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Nomenclature

Abréviations

BP : Barres porteuses

CAPEX: Dépenses d'investissement (Capital Expenditure)

CL : Condition aux limites

DFIG: Génératrice asynchrone a double alimentation (Doubly Fed Induction Generator)

EESG: Génératrice synchrone a excitation bobinée (Electrically Excited Synchronous Generator)
FEM: Modele élements finis (Finite Element Model)

FMID: Chaine indirecte totalement magnétique (Full Magnetic Indirect Drive)

HPN: Grand nombre de paires de poles (High Pole Number)

LPN: Faible nombre de paires de poles (Low Pole Number)

MMC : Mécanique des milieux continus

MAPM : Modele analytique par plaque mince

MATT : Modéle analytique tube infini

MTTR: Temps moyen de réparation (Mean Time To Repair)

MTBF: Temps moyen entre pannes (Mean Time Between Failures)

NREL: Laboratoire national (USA) des énergies renouvelables (National Renewable Energy Laboratory)
OPEX: Dépenses d'exploitation (Operational Expenditure)

PC: Porte satellite (Planetary Carrier)

PFS : Principe fondamentale de la statique

PM: Aimant permanent (Permanent Magnet)

PMSG: Génératrice synchrone & aimants permanents (Permanent Magnet Synchronous Generator)
PSO : Optimisation par essaims particulaires (Particle Swarm Optimization)

Q: Indice utilisé pour désigner la couronne de plots composée de Q) plots

SCIG: Génératrice asynchrone a cage d'écureuil (Squirrel Cage Induction Generator)

SP : Structure porteuse
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Symboles

A% . Potentiel vecteur dans la région k

BTU;)H: Induction rémanente des aimants de la région k

Br(k) : Composante radiale de I'induction dans la région k [T
Bo(ck) : Composante tangentielle de 'induction dans la région k [T]
B/Ek): Axe majeur des inductions dans la région k [T]

Bik): Axe mineur des inductions dans la région k [T
Cpn, : Chaleur massique de lair [J.kg?. K|

Cp: Coefficient de puissance ou rendement aérodynamique de la turbine de ’éolienne

D: Diametre extérieur des parties magnétiques actives du multiplicateur magnétique [m]
D; : Rigidité en flexion du disque i [Pa.m?]

D,(lk) : Diameétre hydraulique de entrefer k [m)]

E : Module de Young [Pa]

Ey: Energie primaire annuellement consommée par Phumanité [Wh]

e® : Epaisseur de la région k [m]

Firon1pn / Fironupn [ Firon g: Fréquence des cycles de variation de l'induction dans les parties

ferromagnétiques de la couronne LPN / HPN / Q [Hz]

Fiim: Fréquence limite de 'hypotheése de couplage faible entre le champ magnétique et les courants

induits dans les aimants [Hz|

Fpmipn / Fpuupn: Fréquence a partir de laquelle Iépaisseur de peau est égale au demi pas d’un aimant
fractionné LPN / HPN [Hz]

Frower ratea © Fréquence de passage des pales devant la tour & vitesse nominal de la turbine [Hz]
Fcipn / Foupn / Fc g @ Force centrifuge de la couronne LPN / HPN / Q [N]

Fp; : Poids a supporter par I’élément i [N]

Fy.1pn / Frupn / Fr g : Force magnétique radiale de la couronne LPN / HPN / Q [N]

Fi1pn / Feupn / Fe g : Force magnétique tangentielle de la couronne LPN / HPN / Q [N]

Gmagn: Rapport de multiplication d'un train d’engrenages magnétique

Gmecn: Rapport de multiplication d'un train d'engrenages mécanique

Gepi: Rapport de multiplication d'un train épicycloidal mécanique
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Gparq: Rapport de multiplication d'un train d’engrenages paralleles mécanique
R : Coefficient de convection de la région k [W.m K]

iq / ig : Courant d’une génératrice projeté sur l'axe d / q [A]

1% : Discrétisation radial de la région k du modéle thermique

J : Discrétisation axiale de la région k du modele thermique

Jr: Inertie de la turbine d’une éolienne [kg.m?]
J¢ : Inertie du rotor de la génératrice d'une éolienne [kg.m?]

Ji: Inertie de I'élément i [kg.m?] (avec i = HPN,LPN, Q,l et h respectivement pour la couronne HPN] la

couronne LPN, la couronne Q, le rotor lent et le rotor rapide)
J® : Densité de courants induits dans la région k [A/m?]

ék) : Terme source des courants induits de la région k [A/m?]
k : Indice de la région de 'engrenage magnétique
k,: Coefficient de pertes par courants induits
ko,: Coefficient de pertes excédentaires

ky,: Coefficient de pertes par hystérésis

ksizing : Rapport entre le couple de décrochage d’un engrenage magnétique et le couple nominal d’une

turbine d’éolienne
Kipn / Kypn : Nombre caractérisant le fractionnement d’un pole de la couronne LPN / HPN

Kinax : Nombre caractérisant le fractionnement maximale d’un pole en fonction de la largeur minimale

d’un fractionnement acceptable

Lipn / Lypn: Longueur magnétiques active de la couronne LPN / HPN [m]
Lipn / lypy: Largeur d'un aimant fractionné de la couronne LPN / HPN [m]
L : Inductance d’une génératrice [H]

M®) . Répartition spatiale de 'aimantation de la région k

Mpagn: Masse des parties magnétiques actives d'un multiplicateur magnétique [kg|

Magn 1pn / Mmagn upn / Mimagn o : Masse des parties magnétiques actives de la couronne LPN / HPN /
Q [ke]

Mecn: Masse des parties mécaniques d'un multiplicateur magnétique [kg]
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Mech .pn / Mmech upn /| Mimecn @ © Masse des parties mécaniques de la couronne LPN / HPN / Q [kg]
M, ;: Moment radial de la partie i [Nm]

N : Plus grand rang harmonique pris en compte dans les régions des aimants et des entrefers
N¢;: Nombre de constantes d'intégrations

stléz: Nombre de positions pour le calcul pas & pas des pertes dans la région k

Ngpire : Nombre de spires

Ny : Plus grand rang harmonique pris en compte dans la région des plots magnétiques
Nu® : Nombre de Nusselt dans I'entrefer k

N, : Nombre de ventilateur

Obj; : Fonction objectif i du probléeme d’optimisation

p®: Nombre de paires de poles de la région k

PL(]k) : Perte magnétique au point (i,j) de la région k [W]

Dint / Pexe: Pression intérieur / extérieur d’un tube cylindrique [Pa]

Pren / Pupn: Nombre de paires de pbles de la couronne LPN / HPN

Pe : Nombre de paires de poles d’une génératrice

Pr: Puissance mécanique de la turbine d'une éolienne [W]

Prgteq: Puissance (électrique) nominale d'une éolienne [W]

PE(sl)iy : Pertes par courants induits dans la région d’aimants k [W]
P,(r?n : Pertes fer dans la région ferromagnétique k [W]

P, : Nombre de Prandtl

P: Perméance

Py: Perméance de la couronne de plots
P.: Perméance radiale

P,: Perméance tangentielle

Q : Nombre de plots ferromagnétiques
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Q, : Débit volumique d’air d’un ventilateur [m?/s]
G : Débit massique [kg.s]
r: Coordonnée cylindrique radiale [m]

R: Rayon de la turbine d'une éolienne [m]
ng) : Nombre de Reynolds de la région k
R0,

av . Rayon moyen de la région k [m] (Average radius)

RI(VP : Rayon maximal de la région k [m]
R,(,’f) : Rayon minimal de la région k [m]

R, : Résistance d’une génératrice [Ohm)|

Rt(,’?ai : Résistance thermique axiale de I’élément i de la région k [W/K]
Rg?r ; : Résistance thermique radiale de I’élément i de la région k [W /K]

Slg];} : Surface d’un aimant de la région k [m?]
So : Section d’un plot [m?]
T® . Couple magnétique calculé dans la région k [Nm]

Ty i: Couple magnétique instantané de 1’élément i [Nm] (avec i = HPN,LPN,Q,l et h respectivement
pour la couronne HPN, la couronne LPN, la couronne Q, le rotor lent et le rotor rapide)

Tyt max © Couple maximal transmissible par un engrenage magnétique, aussi appelé couple de décrochage
[Nm]

Trateq - Couple nominal de la turbine d’une éolienne [Nm)]

Ty : Couple instantané de la turbine d’une éolienne [Nm)]

Tunitaire : Couple par unité de longueur obtenue & partir de calcul 2D [Nm/m]

||T(‘”|| : Norme du chargement magnétique au niveau du plot g pour une position donnée [N]
Ty: Période du chargement magnétique subit par un plot [s]

TL(]k) : Température du point (i,j) du modeéle thermique [K]

Tyer : Température de référence [K]

Tmax : Température maximale acceptable [K]
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T,gfl)x : Température maximale calculée dans la région k [K]

U® : Vitesse de I'air dans I'entrefer k [m/s]
U; j: Potentiel du point i,j du réseau de perméance

Uq / Uq : Tension d’une génératrice projeté sur l'axe d / q [V]

Uy max ¢ Déplacement maximal radial [m]

Uéq): Tension induite par la variation du champ magnétique au sein du plot q [V]
V: Volume [m?|

V1o Vitesse du vent a partir de laquelle une éolienne commence a produire de 1'électricité [m/s] (C/I

=> cut-in)

Vcjo: Vitesse maximale du vent au-dela de laquelle on arréte I'éolienne [m/s] (C/I => cut-out)
V; : Vecteur propre i associée a la pulsation propre magnétique wq .,

Vyatea: Vitesse de vent a partir de laquelle une éolienne fonctionne & son régime nominal [m/s]
Vi Vitesse du vent en entrée de la turbine d'une éolienne [m/s]

Wpin ¢ Largeur minimale d’un fractionnement d’aimant [m]

x@ : Déplacement radial du plot q [m]
y@ : Déplacement tangentiel du plot q [m]
Z; max  Déplacement maximal axial de la partie porteuse i [m]

a: Coordonnée cylindrique angulaire [rad]

B: Ouverture angulaire d'un plot [rad]

y: Coefficient de Steinmetz

S.py / Oypy: Entrefer associé & la couronne LPN / HPN [m)]

Ap, : Pertes de charge [Pa]

Ap;y, : Pertes de charges singuliéres au niveau de l'entrée de 1'air dans 'entrefer [Pa]
Apyy: : Pertes de charges singuliéres au niveau de la sortie de lair de V'entrefer [Pa]
Apyeq : Pertes de charges régulieres le long de I'entrefer [Pa]

Ap,o; : Pertes de charges totales [Pa]

AT : Elévation de température [K]

AT4i5¢ + Amplitude d’une perturbation en couple [Nm)]

erpy / €npn - Onde de force magnétomotrice générée par la couronne LPN / HPN

& : Tenseur des déformations
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v : Coefficient de Poisson

Vein @ Viscosité cinématique [m?/s]

0: Angle de pitch [°]

8 Direction principale du chargement magnétique du plot g pour une position donnée [rad|

6@ Position angulaire de la région k [rad]

0; : Position angulaire instantané de 'élément i [rad] (avec i = HPN,LPN, Q, [ et h respectivement pour

la couronne HPN, la couronne LPN, la couronne Q, le rotor lent et le rotor rapide)
6;: Position angulaire qui maximise les inductions au point i,j [rad]
9;,’;)1\,: Déplacement de la couronne HPN pour le calcul des pertes dans la région k [rad]

N®): Vitesse angulaire de rotation mécanique du rotor k [rad/s]

07: Vitesse angulaire de rotation de la turbine d'une éolienne [rad/s]
07 rateq: Vitesse angulaire de rotation nominal de la turbine d'une éolienne [rad/s]

§;j» Angle de 'axe majeur des inductions du point i,j [rad]

&in ¢ Coefficient de pertes de charges singulieres au niveau de Uentrée de I'air dans I'entrefer
Eout ¢ Coefficient de pertes de charges singulieres au niveau de la sortie de I'air de I'entrefer
n: Coefficient de répartition du flux d’air entre les deux entrefers

o: Conductivité électrique des aimants [S]

: Tenseur des contraintes

Qi

g, : Limite élastique [Pa]

a‘%,) : Contrainte de Von Mises du plot g [Pa]

¢ : Angle de charge [rad]

¢ Flux magnétique d’une génératrice [Wh]
¢,;j+ Source de flux radiale au point i,j [Wh]

@, i+ Source de flux tangentielle au point i,j [Wb]

¢1§2\1 /(j),(ﬁ,)N: Flux entrant dans le plot q de la couronne LPN / HPN [Wb]

A8 Conductivité thermique de la région k [W.m.K!]
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Areg : Coefficient de pertes de charges régulicres

Ars: Rapport entre la vitesse périphérique de la turbine (en bout de pales) et la vitesse du vent (Tipe
Speed ratio)

p: Masse volumique de l'air [kg/m?|

Wo: Perméabilité magnétique du vide et de 'air

g m i - Pulsation propre magnétique i associée au vecteur propre V; [rad/s]

Heo: Perméabilité magnétique relative de la région k

T.pn / Tupy: Pas polaire de la couronne LPN / HPN
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Introduction générale

Durant des milliers d’années, ’étre humain a ceuvré pour améliorer ses conditions de
vie sans trop se soucier de la planéte. Puis 'accés aux énergies fossiles a considérablement
amplifié ses capacités d’action sur environnement. Plus récemment, les conditions de vie de
I’homme ont connu une avancée importante avec 'arrivée de I’électricité. Cette forme d’énergie
qui est actuellement utilisée pour diverses applications nécessite la conversion de ressources
primaires, renouvelables ou non. Dans les années 1970, la France a fait le choix de développer
la filiere électronucléaire afin de répondre & sa consommation électrique et pour s’affranchir des
ressources fossiles qu’elle devait importer. Dans les années 1980, les notions de développement
durable, ou de soutenabilité, ont fait leur apparition. Il s’agissait alors de concilier, au sein de
nos sociétés, les contraintes économiques, sociales et environnementales ou écologiques. Or,
plus de 80% des besoins en énergie de ’humanité sont issus de surexploitation de ressources
non renouvelables, et dans le secteur électrique, c’est plus de 75% de la production mondiale
qui est d’origine non renouvelable. Ces pratiques sont insoutenables. Il est alors fondamental
de progressivement substituer les ressources non renouvelables par des ressources renouvelables,
trés largement disponibles, notamment pour leur conversion en énergie électrique.

0,16 E,

25% convertis en
surface et
basse atmospheére :

soleil 2300 Eh

(eau, vent, houle)

Prélevement

photosynthese
30% =7E,
directement
ré-émis dans 45% : 5000 E,
'espace transformés en chaleur basse

température puis rayonnés

Figure 1. Bilan des ressources énergétiques renouvelables de la planéte Terre, d’apres [1]

Les énergies renouvelables disponibles sur la terre sont issues, trés majoritairement du
rayonnement solaire, puis du noyau terrestre (géothermie) et enfin des interactions
gravitationnelles de la lune et du soleil avec les océans (effets de marée). Comme on peut le
voir sur la Figure 1 [1], le rayonnement solaire primaire apporte, par an, environ 11000 fois
I’énergie primaire annuellement consommée par ’humanité E;, (E, = 14 Gtep). La géothermie
apporte environ 2 * E; d’énergie primaire et l'interaction lune-soleil-océans environ 0,2 * Ej},.
Parmi les 11000 * Ej, rayonnées annuellement par le soleil, 30% sont directement ré-émis dans

lespace en haute atmospheére, 45% atteignent le sol et sont transformés en chaleur puis
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rayonnés vers 'espace, 25% sont convertis dans les cycles hydrologiques (hydraulique, éolien,
courants de circulation thermo-haline). Ces derniers 25% représentent une ressource mécanique
primaire d’environ 2300 * E, qui sont potentiellement convertibles en électricité.

Sur la base de cette ressource mécanique, on estime que le potentiel technique éolien
(réalisable avec les technologies du moment et & des cofits compétitifs) représente une capacité
annuelle de production d’environ 160 000 TWh électriques [2]. Les solutions technologiques
permettant la conversion de l’énergie cinétique du vent sont appelées aérogénérateurs
électriques (que nous appellerons par la suite éoliennes). Ils peuvent étre placés sur terre
(éoliennes « onshore ») ou en mer (éoliennes « offshore »). Aujourd’hui, la grande majorité
(97%) de la puissance éolienne installée se trouve a terre car, si la ressource est généralement
moins élevée qu’en mer, les difficultés technologiques sont moindres. Cependant, depuis 1991,
date de mise en service de la premiere ferme offshore danoise, les technologies marines se sont

considérablement améliorées au point de commencer a devenir réellement compétitives.

Afin de convertir ’énergie cinétique du vent en électricité, toutes les éoliennes sont
constituées d’une turbine (qui convertit I’énergie cinétique du vent en énergie mécanique de
rotation) et d’une génératrice (qui convertit 1’énergie mécanique de rotation en électricité). Ce
sont les deux éléments principaux de la chaine de conversion d’énergie. Afin d’optimiser le cofit
énergétique de la chaine de conversion sur son cycle de vie, il est souvent nécessaire d’insérer
entre la turbine et la génératrice un multiplicateur de vitesse mécanique. Les chaines de
conversion avec multiplicateur mécanique sont alors appelées chaine de conversion indirecte.

L’intérét du multiplicateur mécanique est de réduire fortement le colit et I’énergie grise
de la génératrice via la réduction du couple mécanique en entrée. Malheureusement, méme s’ils
ont subi d’importantes améliorations depuis les débuts de I’éolien industriel, les multiplicateurs
mécaniques nécessitent une maintenance accrue et conservent des problemes de fiabilités qui
augmentent les cofits de fonctionnement des éoliennes. Ces cofits de maintenance peuvent
devenir si importants, dans les applications offshores, que certains fabricants cherchent a les
éviter. Parmi les différentes solutions de substitution, la seule solution utilisée consiste a réaliser
une chaine de conversion sans multiplicateur mécanique (appelé chaine de conversion directe),
ce qui nécessite d’augmenter considérablement les dimensions (et le coiit) de la génératrice.
Méme si les chaines directes constituent actuellement la seule alternative aux chaines indirectes
a multiplicateur mécanique, d’autres solutions sont étudiées par les chercheurs et industriels.

Parmi ces différentes solutions alternatives, on trouve les génératrices supraconductrices
et le remplacement du multiplicateur mécanique par une technologie magnétique. Pour
contribuer a I’évaluation pertinente d’une telle solution, il nous a semblé nécessaire d’effectuer
une analyse mécatronique étendue pour effectuer des pré-optimisations de dimensionnement,
c’est I'objet de cette these de doctorat. Pour cela, il a été nécessaire de développer des modéles
de différentes physiques du systéme, donc des modeles électromagnétiques et mécaniques aussi
réalistes que possibles et suffisamment rapides pour permettre de les exploiter dans des
procédures d’optimisation.
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Chapitre I: Chaines éoliennes et engrenages
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1.1 Etat de ’art des chaines de conversion éolienne

I.1.1 Marché de 1’éolien

Depuis les années 2000, la production d’énergie électrique & partir du vent (que nous
appellerons par la suite production d’énergie éolienne) est en treés forte augmentation [3]. En
effet, la Figure I-1 montre qu’en 2001, la capacité de production mondiale était d’environ 24
GW alors qu’en 2017, cette capacité de production atteignait les 540 GW, dont prés de 19 GW
en mer. On peut voir sur la Figure I-2, en 2017, la répartition, par pays, de la capacité de
production d’énergie électrique éolienne [3]. La Chine est le premier producteur d’énergie
éolienne avec une capacité de production de 188 GW (soit 35 % de la capacité de production
mondiale) et la France a atteint une capacité de production de 13,7 GW (soit 3 % de la capacité
de production mondiale).

600,000 MW
539,581

500,000 487,657
432,680
400,000 369,862
318,697
300,000 282,850
17955 8110
200,000 N ‘
9394 =
100000 0 30 391 s S0 SR . . I I
omem wm mm BN N |

2001 2002 2003 2004 2005 2006 2007 2008 2009 2010 2011 2012 2013 2014 2015 2016 2017

Figure I-1. Evolution de la capacité de production d’énergie éolienne mondiale extrait de 3]

Rest of the world

PR China
Country MW % Share

Italy
PR China 188,232 35
Gl USA 89,077 17
Germany 56,132 10
Brazil India 32,848 6
France Spain 23,170 4
United United Kingdom 18,872 3
Kingdom 7 France 13,759 3
Brazil 12,763 2
Spain Canada 12,239 2
Italy 9,479 2
Rest of the world 83,008 15
India Total TOP 10 456,572 85
World Total 539,581 100

Germany USA
Figure I-2. Répartition de la capacité de production éolienne entre les différents pays du monde fin 2017
3]

I.1.2 Principe de fonctionnement d’une éolienne

La production d’énergie électrique a partir d’aérogénérateurs nécessite différentes étapes
de conversion d’énergie avant d’obtenir de I’électricité. Le premier élément d'un aérogénérateur
électrique est la turbine qui convertit I’énergie cinétique des masses d’air en mouvement en une
énergie mécanique de rotation. Pour les éoliennes de forte puissance (au-dela du mégawatt), la
technologie largement dominante est celle & turbine & axe horizontal. L’extraction de 1’énergie
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cinétique de 'air se fait alors par un ralentissement de ’air qui traverse le rotor (surface balayée
par les pales) en fonction de l’aérodynamisme des pales. La puissance qui peut étre récupérée
par la turbine Pr est alors donnée par ’équation (I-1) avec p la masse volumique de l'air, R le
rayon de la turbine, Vjy, la vitesse du vent et C, le coefficient de puissance de 1’éolienne [4].

1
P =5 p.m.R*.Cy(6,2). V5 (I-1)

Le coefficient de puissance (ou rendement aérodynamique) C, dépend de la géométrie
des pales (parameétre fixé) mais également de deux parameétres qui peuvent évoluer durant la
production éolienne : l'angle de pitch 8 et le rapport 4 (« tip speed ratio ») entre la vitesse
périphérique de la turbine (en bout de pales) et la vitesse du vent, équation (I-2). L’angle 6
permet de réduire la portance des pales face au vent en réalisant une rotation sur elles-mémes
et le rapport A se contréle via le pilotage de la vitesse, via le couple et in fine les courants dans
la génératrice. Cela permet alors de controler la puissance électrique quelles que soient les
conditions de vent [5].

Ry

A
Vw

(I-2)

De facon générale, 'optimisation de la vitesse de rotation et de 'angle de pitch de
I’éolienne permet d’extraire le maximum d’énergie (maximisation de C,) pour une vitesse de
vent comprise entre V¢, la vitesse de démarrage, a partir de laquelle 1'éolienne commence a
produire de I’électricité, et V,qteq, la vitesse de vent a partir de laquelle la turbine atteint sa
puissance nominale. Lorsque la vitesse du vent est supérieure a Vyqzeq et inférieure a V¢ o (limite
de fonctionnement d’une éolienne), le rendement aérodynamique de la turbine est alors
volontairement dégradé en jouant essentiellement sur 6 et A de facon a limiter la puissance
mécanique sur 'arbre de la turbine, a sa valeur nominale, soit un couple constant si la vitesse
de rotation est maintenue constante (voir Figure I-3). Un exemple de valeurs rencontrées pour
ces parametres est : Ve; = 3m/s, Vigreqa = 12m/s et Vo = 25m/s [6]. Ces valeurs résultent
d’un optimum technico-économique associé au gisement éolien du site d’implantation des
machines.

Phase de production ot I'on extrait le
maximum d’énergie du vent

Pr(W) N
A Phase de production a
puissance constante
p rated | ]
; » VW (m/ S)
VC/I Vrated VC/O

Figure I-3. Caractéristique typique et simplifiée de la puissance productible par une éolienne en fonction
de la vitesse du vent.
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1.1.3 Chaines de conversion directes et indirectes

Une fois I'énergie cinétique du vent convertie en énergie mécanique de rotation sur
I’arbre en sortie de la turbine, différentes chaines de conversion électromécanique peuvent étre
réalisées. Sur le marché des éoliennes de forte puissance, on peut classer les chaines de
conversion en 3 grandes familles [7]:

e Les chaines indirectes ou la génératrice rapide (asynchrone ou synchrone) est couplée a
la turbine via un multiplicateur & engrenages mécaniques & plusieurs étages (rapport
aux environ de 100, dépendant de la puissance) comme décrit en Figure I-4-a.

e Les chaines directes sans multiplicateur mécanique ot la génératrice (de type synchrone
a trés grand nombre de pdles) est & trés basse vitesse comme décrit en Figure I-4-b (aux
environs de 10 tr/min selon la puissance).

o Les chaines indirectes hybrides semi rapides, intermédiaires entre les deux précédentes,
ol le multiplicateur, toujours de type mécanique ne comporte qu’un seul étage de
réduction, généralement un train épicycloidal (rapport aux environs de 10). La
génératrice est généralement de type synchrone, avec un nombre de paires de pdles plus
modeste que dans les chaines directes.

Chaine indirecte

Multiplicateur  Génératrice haute

mécanique ou moyenne vitesse

DC bus

Figure I-4. Schémas des chaines de conversion : (a} indirecte & multiplicateur mécanique et (b) directe.

A travers le multiplicateur mécanique, les chaines indirectes rapides ou hybrides
réalisent une conversion de l’énergie mécanique de rotation basse vitesse en une énergie
mécanique de rotation & moyenne ou haute vitesse. Aux pertes pres (environ 1% de perte par
train), les multiplicateurs mécaniques permettent de réaliser une réduction du couple (avec un
rapport 1/Gpe.cn entre le couple en sortie et le couple en entrée du multiplicateur) ainsi qu’une
augmentation de la vitesse (avec un rapport de multiplication global Gy,ecp,). Dans le domaine

du grand éolien a chaine de conversion indirecte (famille la plus fréquemment rencontrée), le
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multiplicateur mécanique typique est constitué de trois étages, avec successivement un train
épicycloidal en entrée et deux trains paralléles [8][9][10]. Le rapport de multiplication global
Gecn €st compris entre 75 < |Gpecn| < 125, le rapport de multiplication du train épicycloidal
Ggpi est compris entre 5 < |Ggpi| < 8, et le rapport de multiplication pour chaque train parallele
Gpara €st compris entre 3 < |Gpgrq| <5 [9][10]. La Figure I-5 illustre I'agencement le plus
répandu de multiplicateur mécanique pour 1’éolien avec, sur cet exemple, un multiplicateur de
1,5 MW - 18 tr/min en entrée [10]. Ce multiplicateur est constitué d'un premier étage

épicycloidal et de deux étages paralleles non coaxiaux [10].

|Gpara 2 | = 3:96

Zy, = 24 e -
Génératrice
T

n i
Zc= 113// l T T V

Rotor — 1 —— l prm—

|Gpara 1| = 4105

U \ T v
Goech = 98,26
Figure 1-5. Agencement d’un multiplicateur mécanique a trois étages avec un premier étage

épicycloidal et deux étages paralléles non coaxiaux, pour une éolienne de 1,5 MW — 18 tr/min [10].

Selon les lois d’échelle données par [11] pour les machines synchrones & faible nombre
de poles (donc rapides), a puissance égale, le fait de réduire le couple (en accroissant la vitesse
de rotation) réduit fortement la masse et le cofit de la génératrice. Le gain sur la masse de la
génératrice est si important que, malgré la masse élevée du multiplicateur a engrenages
mécaniques, la masse totale d'une chaine de conversion indirecte est inférieure a la masse totale
d’une chaine directe car la masse des structures mécaniques porteuses est dominante dans les
génératrices a tres fort couple a grand nombre de poles [12]. Le fait d’avoir une masse plus
faible des chaines indirectes et une plus petite génératrice (avec beaucoup moins de matériaux
coliteux comme les aimants et le cuivre) contribue a un colit d’investissement (CAPEX)
inférieur a celui des chaines directes [13].

Toutefois, méme si les chaines indirectes permettent d’exploiter des génératrices légeres
et économiques, elles souffrent de faiblesses au niveau du multiplicateur mécanique : fiabilité,
maintenance (vidanges de I’huile de lubrification et refroidissement), nuisances sonores, effet
de la dégradation de I'huile, fuites d’huile et résonnances [8]. De ce fait, si 'on s’intéresse au
cofit de fonctionnement (OPEX) des différentes chaines de conversion, il apparait alors que les

chaines directes sont plus avantageuses que les chaines indirectes [12]. En effet, suite & une
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analyse d’un grand nombre de pannes survenues sur différents sites éoliens, il ressort que le
multiplicateur mécanique est I'organe de la chaine de conversion conduisant au plus grand
surcolit associé aux défaillances [14]. Ces défaillances correspondent d’apres [15] & un taux de
pannes compris entre 5 et 15% avec une durée moyenne de réparation (MTTR) qui peut
atteindre 250 h pour les systémes offshore. Le temps moyen entre deux défaillances consécutives
(MTBF) et surtout le taux de défaillance montrent une fiabilité plus faible pour le train
d’engrenage mécanique que pour le reste des éléments de la chaine de conversion comme on
peut le voir dans le Tableau I correspondant a 1’étude [15] paru en 2012.

TABLEAU I
FIABILITE DES PRINCIPAUX ELEMENTS D’UNE CHAINE DE CONVERSION EOLIENNE [15]

Taux de défaillances

Sous systeéme ) MTBF (10% heures)
(nombre de défaillances/an)
Génératrice 0,0315 — 0,0707 123,9 - 278,0
Multiplicateur mécanique 0,1550 56,5
Convertisseur électronique 0,0540 — 0,2000 43,8 - 195,0

1.1.4 Sources de défaillances des multiplicateurs mécaniques

Afin d’augmenter la fiabilité des multiplicateurs mécaniques, différents travaux de
recherche étudient les sources de défaillances de cet organe. Un projet conséquent nommé
« Gearbox Reliability Collaborative » regroupant chercheurs et  fabricants de trains
d’engrenages mécaniques (ou de sous-systémes d’engrenages) a alors été mis en place en 2007
avec comme acteur principal le NREL [9][16][17] (jusqu’a 2011). Le NREL continue de travailler
sur ce sujet et la piste principale de source de défaillances des trains d’engrenages réside dans
la sous-estimation du spectre du chargement dynamique d’entrée (principalement lié & la nature
des profils de vent) [8]. Le fait de ne pas considérer tout le chargement dynamique lors du
dimensionnement du multiplicateur peut alors engendrer un sous dimensionnement des
engrenages.

Figure I-6. Banc d’essai d’un train d’engrenages mécanique permettant de mesurer son comportement
vibratoire en isolant des structures porteuses grace a des vérins hydrauliques qui maintiennent en
position le train d’engrenages et mesurent les vibrations [9].
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Classiquement, la validation du dimensionnement des trains d’engrenages mécaniques
est réalisée lors de différents essais en chambre environnementale et non en conditions réelles.
La validation n’est actuellement pas réalisée en conditions réelles car il est souvent trop cofiteux
et difficile de réaliser une bonne instrumentation lorsque le train d’engrenages mécaniques est
intégré dans 1’éolienne [18]. En effet, comme on peut le voir sur la Figure I-6, afin d’évaluer le
comportement vibratoire intrinseque d’un train d’engrenages sans avoir a subir 'influence des
structures porteuses et de la nacelle (qui ont un fort impact sur Pamortissement global de la
structure), il est nécessaire de maintenir en position le train d’engrenages sur des vérins
hydrauliques [9]. Une telle installation semble alors tres difficilement implantable au sein d’une

éolienne.

Afin de déterminer, grace a des essais en chambre environnementale, si le comportement
du train d’engrenages est compatible avec les conditions d’utilisation de I’éolien, il faut mesurer
préalablement les couples statique et dynamique suivant trois axes (I’axe de rotation de la
turbine, 'axe paralléle au champ gravitationnel et ’axe perpendiculaire aux deux derniers)
pour pouvoir ensuite réaliser des simulations [17]. A notre connaissance, aucune mesure aussi
aboutie n’a été réalisée. Toutefois, des mesures a différents niveaux d’un multiplicateur
mécanique ont déja pu étre réalisées sur site, suivant un axe (I’axe de rotation) [10]. Cette
instrumentation a alors permis de déterminer 'origine de différentes défaillances qui se sont
produites comme la détérioration des dents de l'arbre rapide et de 'arbre lent d’un train
d’engrenages paralléles causée par un probléme de parallélisme (voir Figure I-7) [10].

(a) (b)

Figure I-7. Photographie de la détérioration des dents (a) de arbre lent et (b) de larbre rapide d’un

engrenage paralléle causée par un probléme de parallélisme, pour une éolienne de 1,5 MW — 18 tr/min
[10].

Le probleme de la fiabilité des multiplicateurs mécaniques pour 1’éolien n’est
actuellement pas encore résolu malgré des efforts importants durant les derniéres décennies.
Ayant d’un coté des chaines directes avec un CAPEX plus élevé et un OPEX moindre et, de
Iautre coté, des chaines indirectes avec un plus faible CAPEX et un OPEX supérieur, le cofit
sur cycle de vie {CAPEX4+OPEX} des deux chaines est alors a peu prés équivalent avec tout
de méme un avantage pour les chaines directes [19]. Toutefois, un CAPEX élevé constitue un
handicap dans les projets ou la capacité de financement est insuffisante ce qui peut freiner leur

développement malgré un amortissement sur le long terme. Les deux familles de chaines
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existent donc encore sur le marché de I’éolien de forte puissance avec une dominance des chaines
indirectes [7]. En offshore, la part des chaines directes est en augmentation du fait du surcofit
des interventions de maintenance en mer [20] et donc d’un poids plus élevé de 'OPEX.

I.1.5 Les différentes technologies de génératrices

Qu’il s’agisse de chaines de conversion directes ou indirectes, la conversion de I’énergie
mécanique de rotation en énergie électrique se fait a travers une génératrice. Quatre grandes
familles de génératrices a vitesse variable sont en concurrence pour le marché de 1’éolien de

fortes puissances [20]:

e Synchrones & aimants permanents (PMSG)
e Synchrones a excitation bobinée (EESG),
e Asynchrones & double alimentation (DFIG),

e Asynchrones & cage d’écureuil (SCIG) avec convertisseur pleine puissance.

Seules les deux premieres sont commercialisées pour des chaines directes et indirectes
(vitesses élevées ou moyennes), les deux derniéres sont exclusivement utilisées dans des chaines
indirectes a vitesse élevée [20]. Le Tableau II montre quelques exemples de machines
commercialisées pour des applications offshore dans la plage 4 a 8 MW [21]-[22].

TABLEAU II
CONFIGURATION ET DIMENSION DE DIFFERENTES EOLIENNES DE FORTES PUISSANCES [21]-[22]

Fabricant Modele Puissance Diametre Chaine Génératrice
(MW) rotor (m)
Vestas V164 8.0 164 Indirecte 1 étage PMSG
Enercon E126 7.5 126 Directe EESG
Senvion 6M 6.2 126 Indirecte 3 étages DFIG
Siemens SWT6.0-155 6.0 154 Directe PMSG
Alstom Haliade 6.0 146 Directe PMSG
Sinovel SL6000 6.0 128 Indirecte 3 étages DFIG
Gamesa G5MW 5.0 122 Indirecte 2 étages PMSG
XEMEC XD115-5MW 5.0 115 Directe PMSG
Siemens SWT4.0-130 4.0 130 Indirecte 3 étages SCIG

Durant plusieurs années, la part des PMSG a augmenté notamment dans le cas du
marché asiatique, ol une forte proportion des génératrices sont & entrainement direct [7]. Les
machines synchrones n’ont pas besoin de systéme balais-collecteur qu’elles soient a excitation
par aimants ou par courant (ces derniéres sont équipées de systémes sans collecteur). Les
machines asynchrones & cage (SCIG) ont également le méme avantage. Seules les machines
asynchrones & double alimentation (DFIG) requiérent un systéme d’alimentation du rotor avec
bagues lisses et balais, source d’usure. Elles nécessitent plus de maintenance, '’OPEX des DFIG
est alors augmenté. L'évolution des DFIG vers les PMSG et les SCIG devrait donc se poursuivre
en offshore ol les coiits de maintenance sont élevés [7] & moins que le cofit des terres rares
(principalement néodyme (Nd) et dysprosium (Dy)) n’augmente trop fortement ou ne
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redevienne instable, comme cela s’est déja produit il y a quelques années. Cela privilégierait
alors probablement les SCIG, voire les EESG, actuellement absentes du marché offshore [7].
Cependant, les toutes derniéres tendances du marché de 1’éolien onshore montrent pour la
premiére fois un léger recul de cette technologie [7].

1.1.6 Impacts des structures porteuses sur la masse totale
d’une génératrice

Quelle que soit la technologie de génératrice étudiée, sa masse peut étre décomposée en
deux parties :

e La masse active magnétique Myqqn (classiquement appelée par les électrotechniciens
« masse active ») qui correspond & la masse des éléments qui ont un role dans la conversion
électromagnétique : bobinages, aimants permanents, circuits ferromagnétiques (culasses et
encoches).

e La masse mécanique M., (classiquement appelée par les électrotechniciens « masse
inactive ») qui correspond & la masse des structures porteuses (flasques, jantes...), des
éléments de guidage en rotation (roulements, paliers...) et des éléments de transmission du
couple (arbre de transmission, accouplement...).

Lors de la phase de développement d’'une génératrice, la relativement grande dimension
des problémes d’optimisation ainsi que le cloisonnement entre les domaines du génie électrique
et de la mécanique des structures font que, dans la grande majorité des cas, on optimise dans
un premier temps uniquement les parties magnétiques. Dans le cas des génératrices développées
pour le grand éolien, le critére de la masse totale est un critére particulierement important a
minimiser [12] du fait de sa position dans une nacelle en haut du mat. Les parties mécaniques
sont alors développées dans un second temps sans pouvoir vraiment étre optimisées puisque
certaines dimensions ont été figées lors de 'optimisation des parties magnétiques (comme leur
longueur et leur diametre). Cependant, pour 1’éolien (comme pour d’autres applications de plus
faible puissance), la masse des parties mécaniques peut étre largement dominante, tout
particulierement dans le cas des machines & entrainement direct [23][24]. Bien qu’il existe treés
peu de données publiées sur les masses des génératrices du marché éolien de forte puissance,
les travaux de theése sur la génératrice synchrone & aimants de 'Haliade 6 MW [25] indiquent,
pour cette génératrice, une masse de 115 tonnes des parties mécaniques sur un total de 150
tonnes. La Figure I-8 permet d’illustrer la part importante des parties mécaniques dans le cas
la génératrice de 1’éolienne Enercon E-126 EP4 sous différentes vues [26]. D’une fagon générale,
nous n’avons pas connaissance de travaux de minimisation de la masse totale d’une génératrice
(parties électromagnétiques et mécaniques), a contraintes dimensionnelles externes données.
Pourtant nous pensons que le couplage entre les phénoménes magnétiques et mécaniques est
suffisamment fort pour qu’une optimisation mécatronique, telle que définie par ’équation (I-3),
permette de réduire la masse totale.

Optim (Mmagn + Mmecn) < 0ptim(Mynagn) + Optim(Mpech) (I-3)
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Figure I-8.Composition de la génératrice de I’éolienne Enercon E-126 EP4 [26] permettant d’illustrer

la part importante des parties mécaniques dans la masse totale d’une génératrice (a) vue non explosée
du stator et du rotor (b) vue explosée du stator et du rotor.

Malgré les grandes dimensions des problémes d’optimisation et le cloisonnement entre
les différents domaines, il semble impératif de développer des modélisations mécatroniques afin
de réaliser une optimisation globale (optimisation des parties magnétiques et mécaniques) des
machines électriques, qu’elles soient génératrices ou moteurs. Une telle démarche a déja été
entreprise pour des génératrices de chaines directes, optimisées pour des applications éoliennes
[27][28] avec notamment des travaux sur une chaine de 10 MW ayant une masse totale de 325
tonnes et une masse mécanique de 260 tonnes (soit 80% de la masse totale) [29]. Dans cette

these, nous adapterons cette démarche pour des chaines indirectes a engrenages magnétiques.

1.1.7 Recherche d’une chaine de conversion idéale

Afin de continuer a faire progresser 'éolien dont le potentiel est trés élevé, il est
important de chercher & réduire encore les cofits de production, en jouant a la fois sur le
CAPEX et sur PTOPEX. Une possibilité, que nous proposons d’explorer, consiste a conserver
une génératrice rapide et remplacer le multiplicateur a engrenages mécaniques par un
multiplicateur a engrenages magnétiques. Les engrenages magnétiques sont des systémes de
transmission de puissance sans contacts ni frottements et offrant le potentiel (encore & prouver)
d’une fiabilité accrue ainsi qu’un cofit de maintenance quasi-nul. Certaines architectures
d’engrenages magnétiques ont aussi 'avantage d’avoir une densité de couple supérieure a celle
des génératrices utilisées pour le grand éolien [30]. En revanche, la nécessité de transmettre le
couple maximal de la turbine sur I’arbre (lent) d’entrée du multiplicateur peut laisser penser
qu’une telle solution sera difficilement moins cofiteuse qu’une solution a entrainement direct.
Cela reste & démontrer par une optimisation globale de toute la chaine de conversion (hors
électronique de puissance, dont le cofit et la masse n’ont pas de raison d’étre plus élevés que
ceux des solutions habituelles, hors DFIG). Une telle chaine de conversion, présentée en Figure
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I-9, serait alors une chaine indirecte totalement magnétique (FMID). Les engrenages
magnétiques avec modulation du flux sont connus depuis 1980 et font l'objet de quelques
applications marginales depuis les années 2000. Leur utilisation dans l’éolien a parfois été
évoquée mais reste a évaluer en considérant ’ensemble de la chaine de conversion et les
différentes physiques prépondérantes.

Chaine Indirecte Totalement Magnétique

AC
C ) b

DC

Multiplicateur ~ Génératrice haute

magnétique ou moyenne vitesse

Figure I-9. Schéma d’une chaine de conversion indirecte totalement magnétique (FMID).

1.2 Etat de Dl’art et proposition d’engrenages
magnétiques

I.2.1 Engrenages magnétiques a aimants de premieéere
génération

D’apres la littérature, les premiers engrenages magnétiques a aimants furent inventés
en 1943 et en 1970 respectivement par Faus [31] et Rand [32] (Figure I-10). Pour ces deux
architectures, la forme des aimants est tres allongée. Ces formes sont liées aux technologies
d’aimants d’époque (AINiCo notamment) qui nécessitaient de grandes longueurs pour ne pas
se désaimanter. L’engrenage proposé par Rand est composé d’une couronne d’aimants, de grand
diameétre, et d’'une autre couronne de plus petit diametre. Sur les deux couronnes, le pas polaire
est identique de fagon a ne pas avoir de glissement et a avoir un rapport de multiplication qui
corresponde au rapport des diametres ainsi qu’au rapport du nombre de poles.

Figure I-10. Extraits des brevets de (a) Faus [31] et (b) Rand [32].

Si 'on fait une analogie entre les dents d’un engrenage mécanique et les pbles d'une
couronne d’aimants, les aimants du réducteur (ou multiplicateur) proposé par Rand
correspondent a des engrenages cylindriques a denture droite. Il est alors possible de décliner
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les différentes typologies d’engrenages mécaniques en typologie d’engrenages magnétiques.
Suite & ces deux inventions, d’autres architectures d’engrenages magnétiques ont été proposées
[33] (voir Figure I-11) : & denture hélicoidale, coniques, & roue et vis sans fin, ou encore
planétaires magnétiques. Le probleme des topologies décrites dans cette partie est qu’il faut
une grande quantité d’aimants pour pouvoir transmettre des puissances importantes ce qui les
rend non viables sur le plan économique.

SO
)46 00

(e) (f)

(a

Figure I-11. Extraits de l'article [33] décrivant les différentes analogies entre les systémes de transmission

de puissance par denture mécanique et magnétiques : (a) roue a vis sans fin [34], (b) pignon crémaillére,
(¢) denture conique, (d) denture droite extérieure, (e) denture droite intérieure et extérieure et (f) trains
épicycloidaux [35].

Afin d’utiliser au mieux les aimants, des configurations telles que I’'Harmonic Drive
magnétique [36] et des systémes cycloidaux magnétiques [37] sont d’autres exemples qui
utilisent mieux les aimants. En effet, 'architecture de ces deux engrenages magnétiques est
faite de telle sorte qu’a chaque instant, les différents aimants participent a la transmission de
puissance contrairement aux architectures présentées précédemment. Ces deux derniers
multiplicateurs offrent alors des densités de couple compétitives avec les engrenages mécaniques
traditionnellement rencontrés dans les chaines de conversion éoliennes. Cependant, la
complexité de conception mécanique de ces deux engrenages est trés forte ce qui limite
actuellement leur industrialisation.

1.2.2 Principe des engrenages magnétiques avec modulation
de flux

Dans le but de disposer de systemes de transmission de puissance a forte densité de
couple, sans une trop forte complexité de conception mécanique et avec un meilleur taux
d’utilisation des aimants & la transmission d’énergie, Martin a breveté en 1968 [38] le premier
engrenage magnétique a aimants avec modulation de flux (voir Figure 1-12). Précisons que
cette dénomination n’était pas utilisée a ’époque et qu’elle n’est toujours pas standardisée, la
littérature évoquant plus fréquemment une structure coaxiale. Cette architecture est composée
de trois couronnes concentriques, deux d’aimants entourant une couronne de plots
ferromagnétiques. La polarité des différentes couronnes est nécessairement différente et son
paramétrage est défini Figure I-13-a.
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Figure I-12. Extrait du brevet déposé en 1968 par Thomas B. Martin, Jr [38].

Pour décrire le principe de cette topologie, considérons que les deux couronnes
d’aimants géneérent chacune une onde de force magnétomotrice (FMM) €,py et eypy dont on
considére uniquement le fondamental exprimé Eq. (I-4). Dans I"équation (I-4) et la suite de la
démonstration, p;py correspond au nombre de paires de poles de la couronne d’aimants a faible
polarité (couronne intérieure dans ’exemple considéré), pypy correspond au nombre de paires
de pdles de la couronne d’aimants & forte polarité (couronne extérieure), Q correspond au
nombre de plots ferromagnétiques intercalés entre les deux couronnes d’aimants, a la
coordonnée angulaire absolue du repere cylindrique et 8; la position angulaire de la couronne i.
Les deux ondes de force & py et eypy sont représentées Figure 1.14-a et Figure 1.14-b avec

Pen = 2, Pupny =7 €t Q = 9.

- ) . N
Couronne d’aimants avec p,,. paires de poles

(couronne extérieure)

Une des Q piéces polaires qui
constituent la couronne de plots

Couronne d’aimants avec p, ,, paires de

poles (couronne intérieure)
(a)

Couronne dentée avec un faible nombre de dents Zypy
(planétaire extérieur)

Un des Ny, satellites avec Zy; dents soutenu par le porte
satellites (non représenté sur cette figure)

Couronne dentée avec un grand nombre de dents Z;ry
(planétaire intérieur)
(b)
Figure I-13. Description simplifiée (pas de représentation des structures porteuses et des guidages) de la
constitution (a) d’un engrenage magnétique concentrique a modulation de flux et (b) d'un train
épicycloidal mécanique a planétaires intérieur et extérieur.
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Force magnétomotrice

{ eLpn (@, O1pn) = €,py m- €OS(Prpn- (@ — Opy))

eupn (@, Oupn) = Enpn m- €0S(Oypn- (@ — Oypy))

157

FMM € pn

Force magnétomotrice

50
Coordonnées cylindriques : a [ ° ]

(a)

100

150

FMM &

HPN

200 250 300 350 0

50
Coordonnées cylindriques : a [ ° ]

(b)

Figure I-14. (a) Fondamental de la FMM générée par (a) la couronne d’aimants intérieure (LPN) au

100

150

200 250 300 350

niveau de 'entrefer intérieur (I-4), (b) la couronne d’aimants extérieure (HPN) au niveau de 'entrefer

extérieur (I-4) avec prpy = 2, Pupny = 7.

Grace a sa perméance variable, la perméance de la couronne de plots Py (I-5), présentées

Figure 1.15, va moduler les ondes de force magnétomotrice générées par les deux couronnes

d’aimants.

Perméance de la
couronne de plots

Po(,0¢) =P + AP.cos (Q(a — 6;))

Fa

0 50 100 150 200 250 300
Coordonnées cylindriques : o [ ° ]

350

(1-5)

Figure I-15. Fondamental de la perméance de la couronne de plots avec Q = 9.

Cette modulation va permettre d’obtenir dans 'entrefer le plus proche d’une couronne

d’aimants sa propre FMM (I-4) et le champ magnétique modulé de I’autre couronne B;py et

BHPN (1_6)
{ BLPN(av OLpn HQ) =% (a, HQ)- erpn (@, O pn) (16)
BHPN(OC, Oupn, 9Q) =%, (05, QQ)- enpn (@, Oypy)
15 [ 15 -
1t \ — — —Induction BLPN ‘ 1, \ ‘_ — — Induction BHF,N ‘
c / \ N, c 1\ ! T )
S 05¢f 1 I\I\ -20.5’,\ \ I I\ I
3 ! ’ VIR S A A A
5 of VN N Y A Ve ~ s of A A ~ v - r
c v / (N c Iy 1 I\ \
= | \/ \ / = \ | ) \ \ \ i J
05 I vV s oV Y
1 . .\ . . . v L 1 L J . . \.’ /, .
0 50 100 150 200 250 300 350 0 50 100 150 200 250 300 350
Coordonnées cylindriques : o [ ° ] Coordonnées cylindriques : a [ ° ]
(a) (b)

Figure I-16. Induction générée par (a) la couronne d’aimants LPN au niveau de Pentrefer extérieur et

(b) la couronne d’aimants HPN au niveau de entrefer intérieur avec pypy = 2, pypy =7 €t Q = 9.
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La Figure I-16-a illustre le champ magnétique modulé de la couronne d’aimants
intérieure B;py que l'on retrouve au niveau de Pentrefer extérieur. La Figure I-16-b illustre le
champ magnétique modulé de la couronne d’aimants extérieure Bypy que l'on retrouve au
niveau de l'entrefer intérieur. Sur ces figures, nous avons uniquement considéré le fondamental
des FMMs et le fondamental de la perméance de la couronne de plots (afin de simplifier
Pexplication du principe de fonctionnement du systéme).

Pour obtenir une conversion d’énergie magnétique, il faut choisir une configuration
permettant d’obtenir une valeur moyenne de la variation de I’énergie magnétique stockée dans
les deux entrefers non nulle [39]. Afin de garantir cette propriété, une solution consiste a choisir

des polarités permettant d’avoir un synchronisme au niveau d’un entrefer entre :

e la FMM générée par la couronne d’aimants associée a 'entrefer (I-4)
e l'une des raies de l'induction générée par la FMM de 'autre couronne d’aimants,
modulée par la couronne de plots (I-6)

Ce synchronisme peut étre obtenu en respectant la relation (I-7) définit par [40]. Comme
on peut le voir sur la décomposition spectrale présentée Figure 1-20, le respect de la relation
(I-7) permet au spectre de 'induction Bypy d’avoir une raie commune avec le fondamental de
la FMM ¢, py au niveau de l'entrefer intérieur (Figure I-17-a). Au niveau de l'entrefer extérieur,

on observe aussi que l'induction B;py possede une raie commune avec le fondamental de la
FMM eypy (Figure I-17-b).

Pren + Pupy = 0Q (1‘7)

FMM € 1r

Induction BHPN

FMM SHPN

Induction BLPN

0.5 05
0 0 |
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
Fréquence [ Hz ] Fréquence [ Hz ]
(a) (b)

Figure I-17. (a) Spectre de 'induction générée par la couronne d’aimants HPN et de la FMM LPN au
niveau de Pentrefer intérieur et (b) spectre de induction générée par la couronne d’aimants LPN et de
la FMM HPN au niveau de Pentrefer extérieur avec pipy = 2, pypy = 7 €t Q = 9.

Qypn Q
(-QLPN =0- Gmagn = -QQ = Prpn
Qpy Pupn
N9 =0-Gpagn = 0 = - (I-8)
! HPN Pipn
| Q1py Q
X0) =0-G =—=—
k HPN magn 'QQ Dirp

La relation (I-7) permet alors de réaliser une transmission d’énergie avec un rapport de
multiplication qui va dépendre de la couronne maintenue fixe. Le rapport de multiplication
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Gimagn est alors donné par la relation (I-8) [40] avec {2; la vitesse de rotation de la couronne i

avec les différents éléments définis Figure I-13-a.

Les relations cinématiques obtenues pour les engrenages magnétiques a modulation de
flux sont alors similaires a celles que ’on obtient pour des trains épicycloidaux mécaniques. En
effet, en fonction de la couronne maintenue fixe [41][42], les expressions du rapport de
multiplication Gpecp sont données dans I’équation (I-9), avec Z;ry le nombre de dents de la
couronne a faible nombre de dents (couronne intérieure pour ce train), Zyr; le nombre de dents
de la couronne a fort nombre de dents (couronne extérieure pour ce train) et f2; la vitesse de
rotation de la couronne dentée i avec PC l'indice du porte satellite défini en Figure I-13-b.

QHTN ZHPN + ZLTN
(-QLTN =0- Gmech = =

QPC B ZHPN
QLTN ZHTN

Dpc =0 Gecn = Do =- 7 (I-9)
HTN LTN

‘QLTN _ ZHPN + ZLTN

kQHTN =0~ Gmech - QPC ZLTN

Malgré des pressions magnétiques bien inférieures (de l'ordre de 10° Pa) aux pressions
mécaniques admissibles (de lordre de 10° Pa) par les matériaux couramment utilisés dans les
trains d’engrenages, la densité de couple des engrenages magnétiques a modulation de flux est
du méme ordre de grandeur que celle des engrenages épicycloidaux mécaniques [43]. Cela vient
du fait qu’a chaque instant, la transmission sans contact permet une transmission de puissance
a travers toute la surface périphérique des différentes couronnes alors que la transmission par
contact mécanique se fait a travers une surface beaucoup plus réduite qui nous est donnée par
la théorie de Hertz [44][45]. De plus, les engrenages magnétiques concentriques bénéficient des
effets d’échelle lorsque l'on augmente leurs dimensions contrairement aux engrenages

mécaniques [43].

En raisonnant a ’échelle d’'une dent magnétique (un pdle) et d'une dent mécanique
comme proposé dans [42], une dent magnétique transmet 100% du temps une petite partie de
la puissance. A l'inverse, une dent mécanique transmet trés peu de temps une part importante
de la puissance. En effet, aux ondulations de couple pres, les équations (I-10) et (I-11) donnent
le taux de transmission des dents (magnétique ou mécanique) ainsi que la puissance maximale
transmise par une dent avec Tpjggn; le taux de transmission de puissance de I'élément i de
lengrenage magnétique (colonne de gauche), Tpecn ey le taux de transmission de puissance de
I’élément i de I'engrenage mécanique (colonne de droite), Zy, le nombre de dents des Ngq¢
satellites, Pyg, la puissance maximale transmise du systéme, Pyg, ; 12 puissance maximale

transmise par la dent de I’élément 1.

-(Tmech v (%) = 102&
Timagn LPN (%) =100 100%71“\1’\1
Tmagn ey (%) =100 Tmech urn (%) = — o (I-10)
TmagnQ (%) =100 100.1117\2“
erech N1 (%) = T
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Py Py
Pyaxupn = ﬁ Pyaxurn = r:: (1-11)
PM PM
Pyaxq = an kPMalezNax
sat

Sur cette base, une comparaison est proposée Figure I-18 pour une chaine de conversion
de 2MW avec un train épicycloidal mécanique ou avec un train d’engrenage magnétique
concentrique (en négligeant les éventuelles ondulations de couple), dans les conditions du
Tableau III [42]. Cette comparaison permet d’illustrer comment les engrenages magnétiques
arrivent a une densité de couple équivalente a celle des engrenages mécaniques malgré une
différence de 3 ordre de grandeur entre les pressions admissibles.

TABLEAU III
CONFIGURATION DE L'ENGRENAGE MACNETIQUE CONCENTRIQUE ET EPICYCLOIDAL MECANIQUE D’UNE
CHAINE DE CONVERSION DE 2 MW

Symbole Désignation Valeur
PLPN Nombre de paires de poles de la couronne d’aimants intérieure 15
PHPN Nombre de paires de poles de la couronne d’aimants extérieure 71

Q Nombre de plots de la couronne de plots 86
VAT Nombre de dents du planétaire intérieur 19
ZurN Nombre de dents du planétaire extérieur 95
Zn1 Nombre de dents des satellites 38
Ngar Nombre de satellites 3
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Figure I-18. Evolution de la puissance maximale transmise par une dent (magnétique et mécanique) de

la couronne intérieure d’un engrenage magnétique concentrique et d’un train épicycloidal mécanique.

Une autre particularité des structures magnétiques a modulation de flux est que,
contrairement aux engrenages mécaniques, l’absence de contact entre les couronnes rend
possible un décrochage entre les différents éléments du systéme. Un décrochage peut se produire
lorsque le couple en entrée du systéme est supérieur au couple maximal que l'on peut
transmettre magnétiquement du rotor d’entré au rotor de sortie. Ce couple limite est alors
appelé « couple de décrochage » [40].
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Dans certaines applications, ce phénomeéne de décrochage est percu comme une
protection contre les sur-couples et donc un avantage. Cependant, dans un contexte éolien, ce
phénomene peut étre extrémement dangereux. En effet, dans ces conditions, le couple résistant
opposé a la turbine prend une valeur moyenne nulle et devient fortement pulsé, la turbine peut
alors s’emballer dans un contexte fortement vibratoire et causer de lourds endommagements.
1l sera alors important de maitriser ce phénomene, soit par un dimensionnement adéquat, soit
par un contrdle spécifique, afin qu'une telle solution puisse étre viable dans ce contexte.

1.2.3 Emergence de ’architecture magnétique concentrique

Durant les années suivant le dépot de brevet (en 1968) de Martin [38] sur les engrenages
magnétiques concentriques & modulation de flux avec une aimantation radiale, nous n’avons
pas trouvé de publications scientifiques associées a ces structures. Il a fallu attendre les années
2000 pour qu’'une communauté scientifique se forme autour de ce systéme avec les travaux
précurseurs de K. Atallah et de D. Howe au sein de 'université de Sheffield en Angleterre [46].
Ces deux chercheurs ont décrit scientifiquement le principe de fonctionnement de 1’engrenage
[38] et validé & ’aide d’un démonstrateur la forte densité de couple du systeme [40].

Suite aux travaux de I'université de Sheffield, d’autres équipes se sont mises a travailler
sur l'architecture concentrique d’engrenages magnétiques a aimants. Un des premiers
chercheurs a réaliser des maquettes de ce systéme apres K. Atallah a été P. O. Rasmussen en
2005 & l'université d’Aalborg au Danemark avec le premier engrenage concentrique a
concentration de flux [47]. Il a publié ensuite un article sur les pertes dans cette structure avec
une validation expérimentale [48]. En 2009, T. Lubin du GREEN (France) a développé un
modele analytique 2D basé sur la résolution formelle des équations de Maxwell qui va permettre
de calculer la répartition du champ (ainsi que différentes propriétés magnétiques qui en
découlent) en un temps de calcul bien inférieur a celui des résolutions par éléments finis [49].
Lors de cette méme année, des premiers travaux sur la potentielle intégration d’engrenage
magnétique dans une chaine éolienne ont été publiés par N. W. Frank et H. A. Toliyat de la
Texas A&M University (USA) avec une analyse approfondie du rapport de multiplication [50].

A partir de 2010, le nombre de publications sur les engrenages magnétiques
concentriques a considérablement augmenté avec des travaux sur I'ondulation du couple [51],
loptimisation des parties magnétiques du systéme [52][53][54], 'intégration dans des éoliennes
[55][30], les pertes [56], l'utilisation d’aimants en agencement de « Halbach » [57], le
comportement dynamique [58] ou encore la comparaison entre engrenages magnétiques et
mécaniques afin d’étudier la viabilité économique de ce systéme [43]. Plusieurs theses de
doctorat ont été menées avec les travaux L. Jian et F. Thorleif en 2010 [59][60] (universités
d’Hong Kong et d’Aalborg respectivement), de E. Gouda et de N. Frank en 2011 [61][62](du
GREEN et de l'université A&M du Texas respectivement), de S. Gerber (Stellenbosch
University, South Africa) en 2015 [63] ou encore de A. Penzkofer (Sheffield University) en 2016
[64].
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1.2.4 Autres possibilités d’architectures a modulation de flux

Les travaux concernant les architectures concentriques d’engrenages magnétiques a
modulation de flux et aimantation radiale se sont prolongés vers d’autres topologies. En 2005,
S. Mezani, K. Atallak, D. Howe (toujours au sein de l'université de Sheffield) ont publié des
travaux concernant un nouveau type d’engrenage magnétique, avec cette fois des aimants a
aimantation, non plus radiale, mais axiale [65]. Le principe de cet engrenage reste le méme que
précédemment avec une couronne de plots discoidales, intercalée entre deux disques d’aimants
axiaux, et qui vient moduler les forces magnétomotrices des aimants. Les relations (3) et (4),
présentées précédemment, sont encore valables pour cette architecture. Le fait d’avoir un flux
axial (lié & une aimantation axiale) et non plus radiale va contribuer a augmenter la densité
de couple des parties magnétiques du systéme [65]. Cependant, les chargements axiaux qui
résultent des entrefers plans sont mécaniquement plus difficiles a supporter par les guidages,
tout particulierement en treés forte puissance. Cette topologie de multiplicateur est a ce jour la
seconde topologie la plus étudiée d’engrenages magnétiques [66][67].

En ¢’inspirant des différentes architectures de trains épicycloidaux, il est alors possible
de proposer trois autres structures d’engrenages magnétiques coaxiaux fondées sur des
couronnes d’aimants a champ radial, ainsi que le montre la Figure I-19 [42]. Les architectures
d’engrenages magnétiques coaxiaux a champ radial que nous qualifions de « Type III » et
« Type IV », ont un agencement qui peut simplifier la conception mécanique du systéme, sans
dégradation de la densité massique de couple, mais aux dépens de sa densité volumique. Quant
a larchitecture, que nous qualifions de « Type II », elle ne semble pas avoir I'avantage de
simplifier I’assemblage mécanique.

) e

(a) Typel (b) Type I ¢) Type III d) Type IV

Figure I-19. Définition de différentes architectures de multlphcateurs magnétiques coaxiaux a modulation
de flux et & champ radial que nous avons proposé dans [42].

Les architectures d’engrenages de Type I [40]-[47] et de Type IV [68]-[69]-[70] ont fait
I’objet de publications scientifiques. La premiére étude sur le multiplicateur de Type IV
remonte a 2008 [69]. La schématisation proposée en Figure I-20 correspond aux 4 types
d’architectures d’engrenages magnétiques présentés en Figure I-19 et sera utilisée, par la suite,
pour décrire d’autres architectures a modulation de flux. Pour ces différentes architectures
d’engrenages a modulation de flux, il est également possible d’avoir des couronnes d’aimants a
concentration de flux [47]-[68].

Chapitre I : page 35



3 Plots
[ culasse

A Illall‘q
1 s
-

(a) Type I (b) Type II (c) Type III (d) Type IV
Figure I-20. Schématisation des architectures d’engrenages magnétiques coaxiaux a modulation de flux

a champ radial proposées dans [42] et représentées a la Fig. I-16.
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Figure I-21. Autres architectures schématisées d’engrenages magnétiques coaxiales a modulation de flux
avec : (a) deux couronnes & aimantation axiale [65], (b) deux couronnes d'aimants & aimantation axiale

(¢) une couronne d’aimants extérieure et des aimantations axiale et radiale (d) une couronne d’aimants

intérieure et des aimantations axiale et radiale.

En réfléchissant a d’autres architectures d’engrenages magnétiques avec une
aimantation axiale pour les deux couronnes d’aimants, ou encore axiale pour une couronne et
radiale pour l'autre, nous sommes arrivés au bilan d’architectures (b), (c¢) et (d) de la Figure
I-21. A notre connaissance, actuellement, seule larchitecture de la Figure I-21-(a) [65] a fait
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I’objet de publications scientifiques. En outre, chacune de ces architectures peut étre réalisée

avec des couronnes d’aimants & concentration de flux.

N

Si 'on combine les architectures a champ radial Type III ou Type IV [42] & celles a
champ axial [65], de nouveaux agencements coaxiaux peuvent étre proposés avec, au niveau de
chaque entrefer, un champ & la fois radial et axial (Figure I-22). Pour ces différentes
architectures, les couronnes & aimants possedent alors des aimants & aimantation radiale (&
I'intérieur ou a l'extérieur de la culasse) et des aimants & aimantation axiale (sur le flanc des
culasses). Il est aussi possible d’utiliser des couronnes d’aimants a concentration de flux afin
de n’avoir qu’un seul type d’aimantation comme pour ’architecture proposée dans [71] et [72].
Actuellement, & notre connaissance, seule ’architecture de la Figure 1-22-d avec des aimants a
concentration de flux a fait 'objet d’études scientifiques [71]-[72]. Il est également possible de
disposer, au niveau d’une couronne d’aimants, d'un d’entrefer a la fois axial et radial et au

niveau de 'autre couronne d’aimants un entrefer axial ou radial comme dans [73].

0 Plots
™ Culasse

e } Aimants
[ ]

(a) (b) (c) (d)

Figure 1-22. Evolution des architectures possibles d’engrenages magnétiques coaxiaux a modulation de
flux combinant champ axial et champ radial avec (a) des couronnes d'aimants extérieures et des champs
axiaux vers 'extérieur (b) des couronnes d'aimants intérieures et des champs axiaux vers I'extérieur (c)
des couronnes d'aimants extérieures et des champs axiaux vers l'intérieur (d) des couronnes d'aimants

intérieures et des champs axiaux vers 'intérieur.

Pour toutes les architectures d’engrenages magnétiques coaxiales, mais non
concentriques, présentées précédemment, il est aussi possible d’agencer des couronnes d’aimants
de facon non coaxiale grace a des géométries de plots plus complexes, ce qui permet de réaliser
des renvois d’angles, comme dans les systemes mécaniques. La Figure I-23 montre les
architectures que nous avons imaginées. Outre les difficultés d’assemblage mécanique et de
guidage, la géométrie complexe des plots rend difficile, sinon impossible, le feuilletage des plots,

ce qui posera a priori des problémes pour obtenir de hauts rendements. Actuellement, aucune
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étude de ces topologies n’a été réalisée a notre connaissance. Dans le domaine de 1’éolien, il ne
semble pas qu’elles aient un intérét, mais ce n’est peut-étre pas le cas pour d’autres
applications.

|
I] e
™ culasse

- } Aimants
[ ]

=
|-

I
i I
( (v

Figure I-23. Architectures d’engrenages magnétiques non coaxiaux (& renvoi d’angle) & modulation de
flux & (a) aimantation et champ radiaux (b) aimantation et champ axiaux.

1.2.5 Variantes d’agencement des aimants permanents

Pour ’ensemble des architectures présentées précédemment, plusieurs agencements des
aimants peuvent étre envisagés. La topologie la plus classique est celle & aimants en surface a
poles alternés comme présenté en Figure I-24-a [40]. Cette architecture permet d’obtenir une
forte densité de couple mais nécessite d’utiliser une importante quantité d’aimants. Afin de
créer une onde magnéto-motrice générant une meilleure interaction magnétique entre les
différentes couronnes, augmentant alors la densité de couple du systéme, il est possible d’utiliser
des agencements d’aimants « Halbach » comme dans les travaux [74] et [75]. Le principe des
agencements Halbach consiste a fractionner les aimants d’un méme pole et a faire varier
Iorientation de leur aimantation afin de créer une forme d’onde magnétomotrice plus
sinusoidale avec une aimantation résultante renforcée. Parmi les agencements d’aimants
Halbach, on peut en distinguer deux principaux : multi-segments (voir Figure [-24-b) avec des
aimants a aimantation unidirectionnelle d’orientations différentes, et les agencements idéaux
(voir Figure I-24-c) avec des pdles nord et sud avec une aimantation & orientation variable
[76][77].

Fer

Aimants

d1l

——

(a) (b)
— F—-—q

b
(c) (d) ()

Figure I-24. Exemples d’agencement d’aimants permanents pour créer des pdles alternés : (a) a poles

alternés en surface, (b) type Halbach multi-segments, (c) type Halbach idéal, (d) & concentration de flux
et (e) insérés a pole conséquent.
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Afin d’augmenter encore la densité de couple, un autre agencement d’aimants appelé
« & concentration de flux » consiste a insérer des aimants dans les culasses avec une
aimantation tangentielle (voir Figure I-24-d) comme proposé dans [78] pour un engrenage
concentrique et dans [71] pour un engrenage a double direction de flux. Cet agencement permet,
au prix d’une plus grande épaisseur des couronnes d’aimants, de générer des inductions dans
Ientrefer plus élevées ou d’utiliser des aimants & induction rémanente plus faible, moins
cofiteux. D’autre part, cet agencement augmente le volume d’aimants et complexifie fortement
leur assemblage.

Afin de réduire la proportion d’aimants des engrenages magnétiques a modulation de
flux, une autre topologie polaire consiste encore a « enterrer » des aimants mais cette fois avec
des poles conséquents comme proposé dans la Figure I-24-e [79]. Cette topologie permet alors
d’utiliser un peu mieux les aimants ce qui va légerement augmenter la densité de couple par
volume d’aimants [79]. En revanche, mettre moins d’aimants réduit plus fortement la densité
de couple par volume de matiére magnétique active. Afin de garder une bonne densité de couple
par volume de matiére magnétique active tout en réduisant la masse d’aimants, il est alors
possible de concevoir un engrenage magnétique avec une couronne d’aimants en surface a pdles
alternés et une couronne d’aimants & pole conséquent comme proposé dans [80]. Il est aussi
possible d’utiliser une couronne a concentration de flux et une couronne a poles conséquents
« enterrés » ou pdles alternés en surface [47].

Un autre agencement proposé par [81] consiste a mettre des aimants entre les plots de
la couronne de plots créant la modulation. Cette topologie posséde alors les mémes avantages
et inconvénients que les agencements d’aimants a concentration de flux (augmentation de la
densité de couple et de la complexité d’assemblage).

1.2.6 Les couronnes sans aimants permanents

Afin de réduire encore un peu plus la part des aimants dans la masse totale du systeéme,
il est possible de concevoir un engrenage magnétique avec une seule couronne d’aimants et, en
remplacement de la couronne d’aimants manquante, une couronne réluctante (visible Figure
[-25-a) comme proposé dans [79]. A noter qu’on ne peut pas agencer deux couronnes réluctantes
dans un méme engrenage magnétique a modulation de flux car il faut nécessairement une source
de flux magnétique (aimants permanents ou électro-aimants)[39].

[ partie ferromagnétique

— — o } Electro-aimants
| | F—-—q &1
(a) (b)

Figure I-25. Couronne (a) réluctante et (b) a électro-aimants.

Enfin, il est possible de réaliser un engrenage magnétique a modulation de flux sans
aimants permanents. En effet, ces derniers peuvent étre remplacés par des électroaimants
comme décrit sur la Figure 1-25-b. Pour cet agencement, le flux magnétique est alors généré

par courant continu traversant des bobines. En fonction des parties en rotation dans le systeme,
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il est alors possible de se passer de systeme frottant pour alimenter les bobines si ’on n’a qu’une
seule couronne a électroaimants et si elle est fixe. L’engrenage magnétique a modulation de
flux, sans aimants permanents, qui semble le plus simple & réaliser est alors composé d’une
couronne réluctante haute vitesse, d'une couronne de plots basse vitesse et d’une couronne fixe
a électro-aimants ainsi que nous l'avons réalisé et comme on peut le voir sur la Figure 1-26.

b ©

Figure I-26. Démonstrateur réalisé durant cette thése composé d’une couronne réluctante haute vitesse,

une couronne a électro-aimants fixe et une couronne de plots basse vitesse avec prpy = 3, Pupy = 4, Q@ =
7 et Gmagn = 2,33. (a) CAO partielle du banc d’essai (sans le bobinage et différents éléments

mécaniques), (b) photographie du banc d’essai et (¢) photographie de I'engrenage magnétique.

Ce démonstrateur a permis de valider le principe de fonctionnement magnétique via la
mesure du rapport de multiplication. Malheureusement, le manque d’instrumentation et la
faible valeur de couple magnétiquement transmissible ne permettent pas de réaliser d’autres
mesures. Le fait d’utiliser des électro-aimants permet de controler le flux magnétique (ce qui
n’était pas le cas avec des aimants) ce qui peut avoir un intérét pour les applications & vitesse
et puissance variables [82]. Cependant, le fait d’enlever les aimants permanents réduit la densité
de couple et rend les performances du systéme (en termes de densité de couple et de rendement)
trés inférieures aux performances obtenues avec des aimants permanents. Afin de maintenir la
densité de couple et de controler le flux qu’offre les électro-aimants, une solution hybride
consiste a mettre des électro-aimants sur une couronne et des aimants permanents sur l'autre

couronne comme proposé dans [83].
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1.3 Bilan des chaines de conversion innovantes pour

I’éolien multi-mégawatt

1.3.1 Chaines directes avec génératrice supraconductrice

Tout particulierement pour ’éolien offshore de trés forte puissance (au-dela de 5 a 10
MW), les niveaux de couple deviennent tellement élevés que la masse des génératrices en
entrainement direct devient prohibitive. Parmi les différentes chaines de conversion qui
pourraient permettre de franchir ce cap de puissance, les génératrices supraconductrices
directes constituent une voie possible, comme en témoigne la syntheése des travaux [84] publiée
en 2013. En effet, dans le cas des machines synchrones a inducteur supraconducteur, le bobinage
inducteur est constitué de matériaux supraconducteurs qui permettent, a condition de bien
maftriser le refroidissement de ces matériaux, d’augmenter la densité de couple de la génératrice
[85]. Différentes équipes travaillent & la conception de génératrices d’une dizaine de mégawatt
pour de ’éolien offshore [86][87]. Mais, & nouveau, les travaux d’optimisation de ce type de
chaine de conversion se font majoritairement sur les parties magnétiques sans prendre en
compte les parties mécaniques de la génératrice supraconductrice [88]. Cette technologie de
génératrice ne sera cependant pas étudiée dans le cadre de cette these.

1.3.2 Chaines a engrenages magnétiques non intégrés a la

génératrice

Le critere « masse » étant tres dimensionnant pour les éléments de 1’éoliennes placés
dans la nacelle, et puisque la densité de couple des engrenages magnétiques a modulation de
flux a aimants est supérieure a celle des génératrices classiquement utilisées pour le grand éolien
(PMSG, CuSG et DFIG), l'association d’un train d’engrenages magnétiques (en mode
multiplicateur de vitesse) et d’une génératrice synchrone a déja été envisagée pour I’éolien, des
2010 [55][30]. Parmi les différentes architectures de multiplicateurs magnétiques & modulation
de flux, celles sans aimants ne sont pas retenues pour ’application éolienne car leurs densités
de couple sont insuffisantes [22]. De plus, les architectures a aimantation axiale semblent
difficilement adaptables pour 1’éolien de forte puissance. En effet, au niveau de couple requis,
le champ axial génére des efforts axiaux tres difficilement gérables par les structures porteuses
ainsi que par les systémes de guidage en rotation. Ainsi, les architectures de multiplicateur
magnétique nous semblant les mieux adaptées pour une application éolienne sont :

e L’architecture concentrique & double couronne d’aimants (nommée Type I partie 1.2.4) avec
couronne d’aimants extérieure fixe, couronne de plots reliée a la turbine et couronne
d’aimants intérieure reliée & la génératrice comme décrit sur la Figure I-27-a [50]-[89].

e L’architecture coaxiale a deux couronnes d’aimants intérieures (nommée Type IV partie
1.2.4) avec la couronne de plots externe fixe. La couronne d’aimants & grand nombre de
paires de pOles est reliée a la turbine et la couronne d’aimants a faible nombre de paires de
poles est reliée a la génératrice, comme décrit sur la Figure I-27-b.
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Figure 1-27. Synoptiques de deux chaines de conversion possible pour 'éolien : (a) multiplicateur
magnétique de Type I (couronne d’aimants extérieure fixe, couronne de plots reliée & la turbine et
couronne d’aimants intérieure reliée & la génératrice), (b) multiplicateur magnétique de Type IV
(couronne de plots fixe, couronne d’aimants & grand nombre de paires de pdles reliée & la turbine et
couronne d’aimants & faible nombre de paires de pdles reliée a la génératrice).

Si 'on compare architecture de Type IV a couronne de plots fixes & celle de Type I a
couronne d’aimants extérieure fixe d’un point de vue magnétique uniquement, la premiére
architecture semble a priori moins performante pour plusieurs raisons. En effet, elle offrira un
point de moins au rapport de multiplication pour la méme configuration polaire (9), elle
nécessite un flux axial dans les plots (ce qui créé des pertes supplémentaires et impose
d’augmenter la section des plots) et elle impose d’utiliser des plots globalement deux fois plus
longs que les couronnes d’aimants ce qui augmente la quantité de matiere de cette région. En
contrepartie, cette architecture semble plus intéressante d’un point de vue mécanique puisque
le fait d’avoir des couronnes d’aimants non concentriques simplifie I’agencement, notamment
pour la couronne d’aimants & faible nombre de paires de pdles (possibilité d’avoir une jante,
vu que cette couronne n’est plus a l'extérieur de la couronne de plots).

De plus, le fait d’agencer la couronne de plots a I'extérieur des deux couronnes d’aimants
simplifie fortement 'assemblage et le maintien en position des plots. En effet, les plots, qui
doivent étre feuilletés afin de minimiser les pertes fer dans cette région soumise a des champs
magnétiques variables, nécessitent d’étre maintenus par une structure support. Pour
I’architecture de Type IV, ne plus avoir d’entrefers de part et d’autre de la couronne de plots
(voir Figure I-19), rend possible de maintenir les plots par l'extérieur sans perturber la
répartition du champ magnétique. Avec I’architecture de Type I, si 'on souhaite maintenir les
plots sans empiéter sur I'entrefer (et donc sans dégrader la densité de couple du systéme ou
sans augmenter la quantité d’aimants), la tenue des plots est uniquement possible dans les
espaces d’air inter-plots ce qui ne permet pas, a priori, de rigidifier aisément cet ensemble.
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Nous n’avons pas retenu ’architecture de Type I avec la couronne de plots fixe, car,
pour des contraintes dimensionnelles données, notamment en diametre extérieur, le fait de fixer
la couronne de plots fait perdre un point de rapport de multiplication (relativement a la
solution & couronne d’aimants extérieure fixe). De plus, il semble plus économique, du point
de vue des structures porteuses, de retenir la solution avec couronne extérieure fixe. Les
architectures d’engrenages magnétiques dites Type II et Type III (voir Figure I-19 et Figure
I-20) n’ont pas été retenues car elles ne semblent pas pouvoir étre compétitives d’un point de
vue mécanique et magnétique par rapport aux architectures Type I et Type IV.

Dans un contexte autre que celui de 1’éolien, différents travaux ont été réalisés sur des
chaines de conversion a double étage d’engrenages magnétiques de Type I ou les deux étages
sont concentriques [90]-[91]. Mais, aux dimensions requises pour ’éolien de forte puissance, ces
agencements ne semblent pas envisageables puisqu’ils nécessitent le maintien concentrique de
cinq cylindres avec une tolérance de déplacement faible vis-a-vis des entrefers (voir annexe
A.1). 1l semble alors plus envisageable, aux grandes dimensions, que les deux étages du

multiplicateurs ne soient pas concentriques mais coaxiaux, comme proposé dans [92].

Enfin, en ce qui concerne les deux architectures d’engrenages magnétiques que nous
avons retenues (Type I avec couronne d’aimants extérieure fixe et Type IV avec couronne de
plots fixe), il est aussi envisageable de réaliser une chaine de conversion avec multiplicateur a
double étage comme proposé en annexe A.1 [89].

Id Id

1.3.3 Chaines a multiplicateur magnétique intégré a la

génératrice
Stator &  Rotor rapide avec Stator a Rotor rapide avec
aimants  aimants au-dessus aimants aimants au-dessus
Rotor lent == pour l'engrenage Rotor lent pour I'engrenage
a plots magnétique et A plots | prmme—— magnétique et

aimants en dessous . .
aimants en dessous
du rotor génératrice X . .

& ° du rotor génératrice

Statori\‘\

génératrice générafrice

(a) (b)

Figure I-28. Synoptiques de chaines de conversion pour I'éolien avec multiplicateur magnétique, (a) Type

T et (b) Type IV, intégré dans la génératrice synchrone & aimants & stator intérieur.

Afin de réduire encore un peu plus la masse de la chaine de conversion, il est possible
de mutualiser les structures porteuses du multiplicateur magnétique (simple, voire double
étage) et de la génératrice synchrone a aimants. On peut notamment agencer un étage

d’engrenage magnétique a l'intérieur, de fagon concentrique, du rotor de la génératrice. Ce type
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d’agencement nous semble envisageable avec 'engrenage magnétique Type I ainsi que le Type
IV comme on peut le voir en Figure I-28-a pour le Type I et Figure I-28-b pour le Type IV.
Pour ces deux agencements, la génératrice est composée d'un stator intérieur et d’'un rotor
extérieur contrairement a précédemment. Méme si la concentricité des différentes couronnes
pose des problemes mécaniques structuraux, la solution présentée Figure 1-28-a est composée
de quatre cylindres concentriques et la solution présentée Figure I-28-b est composé de trois

cylindres concentriques seulement.

Pour les deux architectures présentées en Figure I-28, il est aussi envisageable d’ajouter
un étage de multiplicateur en amont de l’ensemble intégré génératrice et multiplicateur
magnétique comme indiqué en annexe A.2. Les différentes solutions présentées dans cette
section permettent de mutualiser les structures porteuses mais elles possedent toutes des
circuits magnétiques indépendants entre les différents éléments (étages de multiplication
magnétique et génératrice). En effet, dans les différents agencements décrits, il n’y a pas de

flux magnétique commun & plusieurs organes (un ou deux trains d’engrenages et génératrice).
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K( Permanent magnets

Outer airgap

Pole-piece rotor Pole-piece rotor
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Permanent High-speed N
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Figure I-29. Agencement « pseudo direct-drive » avec un train d’engrenage fortement intégré a la

génératrice : (a) structure concentrique avec deux couronnes d’aimants [93] et (b) structure concentrique

avec une couronne d’aimants et une couronne d’électro-aimants [83].

Afin de densifier encore un peu plus la chaine de conversion, il est aussi possible de
mutualiser des parties magnétiques entre un train d’engrenages magnétiques et la génératrice
synchrone. En 2008, K. Atallah a proposé deux nouvelles topologies de machine électrique a
engrenage magnétique intégré dites « Pseudo direct-drive »[94]-[95]. Des travaux
d’optimisation basés sur des modeles analytiques ont ensuite été réalisés dans le cadre de la
these de doctorat d’A. Penzkofer pour une application éolienne de 10 MW, d’une part avec une
structure & engrenage concentrique a double couronne d’aimants [93] (voir Figure I-29-a) et,

d’autre part avec une autre structure concentrique mixte (une couronne d’aimants et une
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couronne d’électro-aimants) [83] (voir Figure I1-29-b), toutes deux intégrées dans une
génératrice synchrone a stator extérieur.

Dans la littérature scientifique, les travaux d’optimisation réalisés sur des chalnes de
type « pseudo direct-drive » (intégration forte du multiplicateur magnétique dans la
génératrice) ou sur des chaines a engrenages magnétiques intégrés ou non dans la génératrice
se font quasiment toujours uniquement sur les parties magnétiques, dites actives, sans
considération des structures mécaniques. Cependant, il a été montré dans la partie 1.1.3.3 que,
dans les structures a tres fort couple, la part de la masse associée aux parties mécaniques était
souvent supérieure a celle des parties magnétiques [23][24]. Il nous semble alors important, afin
de déterminer quelle chaine est la plus intéressante (suivant différents criteéres), de prendre en

compte pour un certain nombre de ces différentes chalnes la masse des parties mécaniques.

1.4 Objectifs et problématiques de la theése

Les travaux réalisés dans le cadre de cette thése ont pour objectif de contribuer a ’étude
de la viabilité technique et économique d’une chalne de conversion pour ’éolien de forte
puissance avec engrenages magnétiques, en considérant simultanément les aspects
électromagnétiques et mécaniques. Ce travail nécessite notamment de comparer cette chaine
de conversion avec une chaine actuellement utilisée dans le contexte de l'éolien de forte

puissance.

A ce jour, les chaines de conversion exploitant des trains d’engrenages magnétiques ont
été surtout étudiées par la communauté « Electrical Engineering » car cela correspondait plus
a sa culture. Convaincus de I'importance d’élargir le champ de I’étude, nous proposons, dans
cette these, une approche mécatronique, permettant de considérer simultanément les problemes
mécaniques dominants et les problémes magnétiques. Cependant, une telle approche
multiphysique (électromagnétisme, mécanique, thermique) nécessite de considérer un grand
nombre de parametres et de modeéles, ce qui devient rapidement problématique dans un
contexte d’optimisation, ot les temps de calculs augmentent considérablement en fonction du
nombre de parameétres et des modeles considérés. Deux premiers verrous se dégagent alors :

e Quelles sont les différentes sous-parties du systéme a prendre en compte pour réaliser une
conception et un dimensionnement mécatroniques pertinents 7

o Comment formaliser un tel probléme d’optimisation avec une procédure et un paramétrage
adaptés aux trains d’engrenages magnétiques, a 'approche mécatronique et au contexte
éolien ?

D’autre part, comme il a été évoqué en partie 1.2.2, le phénoméne de décrochage,
intrinseque au fonctionnement des engrenages magnétiques, peut fortement compromettre
Iintégration d’un tel systeme dans une chaine de conversion pour 1’éolien. En effet, la
conversion d’énergie éolienne se fait dans un contexte de chargement d’entrée (lié a la nature
du vent et au contrdle du pas des pales, ou pitch) particulierement perturbé et pouvant générer
des surcharges mais aussi exciter des résonnances. Les risques de décrochage sont alors accrus
et nous amenent a considérer un troisiéme verrou :
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e Quels sont les phénomeénes physiques et les sous-parties du systéme a considérer puis
modéliser pour dimensionner de fagon dynamique en rotation un multiplicateur a
engrenages magnétiques dans le contexte éolien de forte puissance (multi mégawatt) ?

1.5 Positionnement scientifique

Dans cette theése, nous souhaitons évaluer la viabilité technique de chaines de conversion
éoliennes associées & un multiplicateur de vitesse magnétique a un étage, sur d’architectures
d’engrenages magnétiques de Type I [40] ou de Type IV [70] (définies Figure I-19), non intégrés
a la génératrice. L’objectif est ainsi d’optimiser le dimensionnement du multiplicateur
magnétique d’une chaine indirecte dite totalement magnétique (FMID).

Afin de réaliser une optimisation avec un nombre élevé de paramétres (largement
supérieur a 10), nous souhaitons utiliser des modéles analytiques pour des fonctions objectifs
telles que la minimisation des pertes, la minimisation de la masse, etc... tout en respectant un
cahier des charges spécifiant notamment le couple a transmettre & une vitesse donnée. Pour les
calculs électromagnétiques, la « méthode des sous-domaines », basée sur la résolution formelle
des équations de Maxwell et utilisant des décompositions harmoniques, constitue une
modélisation analytique extrémement précise et trés rapide, a condition d’étre en régime
linéaire. Cette méthode, proposée notamment par Z. Q. Zhu en 1993 [96] pour une machine a
courant continu, a été utilisée depuis pour différents actionneurs [67][97][98] mais également
des engrenages magnétiques de Type I [49] par T. Lubin en 2010. Cependant, lorsque ’'on
s’intéresse aux engrenages magnétiques a grand nombre de paires de pdles (comme c’est le cas
pour ’éolien de forte puissance), le nombre d’harmoniques & prendre en compte est considérable
ce qui rend ce modele incompatible avec les besoins d’optimisation mécatronique. Une partie
des travaux de cette thése concernera alors la définition d’une méthode permettant de réduire
considérablement le nombre d’harmoniques & prendre en compte (et donc le temps de calcul)
sans impacter la précision pour le calcul de différents critéres comme le couple, les pertes, les
efforts radiaux et tangentiels. Ces travaux seront présentés dans la partie I11.2.3 de cette these
et ont été publiés dans [99].

Concernant le modele analytique magnétique de multiplicateur magnétique de Type IV,
étant donné son comportement magnétique 3D et le peu de travaux réalisés sur cette
architecture [68], & notre connaissance, aucun modeéle analytique n’a encore été proposé. Une
seconde contribution de cette thése concernera alors le développement d’un modéle analytique
2x2D basé sur la méthode des sous-domaines avec un couplage, entre deux plans magnétiques,
réalisé au niveau des plots (partie I11.3 de la these).

Dans le cadre d’une optimisation mécatronique multicritere d'une chaine FMID pour
I’éolien, un critére important a évaluer sera les pertes magnétiques. L’évaluation de ces pertes
a été réalisée dans d’autres publications a partir de calculs du champ par la méthode des
éléments finis [48]-[57]. Cependant, cette méthode nécessite des temps de calcul non compatible
avec la procédure d’optimisation que l'on souhaite réaliser. Des modeles de calcul de pertes

basés sur le calcul analytique du champ, déterminés a partir de la méthode des sous-domaines,
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ont été proposés pour d’autres actionneurs [100]. Ces modeles 2D sont basés sur ’hypotheése
d’une réaction magnétique des courants induits négligeable. L’épaisseur de peau est ainsi
supposée tres grande devant les dimensions des aimants ce qui permet d’utiliser légitimement
des modeles de répartition de champ magnétostatique [96] pour le calcul de phénomeénes
dynamiques comme les courants induits dans les aimants. Cependant, toujours a notre
connaissance, aucune étude de ce type n’a été réalisée afin de valider I'utilisation de tels modeles
pour les engrenages magnétiques. Les travaux de cette theése permettront alors de valider
partiellement (pas en 3D) ces modeles en fonction de différents parameétres dimensionnels du
systéme grace a une comparaison avec des résultats obtenus par un modeéle éléments finis
magnétodynamique 2D en régime transitoire. Nous montrerons également comment prendre en
compte analytiquement le fractionnement des aimants pour des calculs d’optimisation. Ces
différents travaux seront présentés dans la partie 1.4 de la theése et ont été publiés dans [101]
et [102].

Concernant le calcul des pertes dans les parties ferromagnétiques, comme les culasses
et les plots, les modeéles ne prennent généralement pas en compte les variations spatiales du
champ magnétique [48]-[57]. Cependant, étant donné les fortes variations de l'orientation du
champ magnétique observées dans les plots de la couronne de modulation de flux (Type I et
Type IV), nous montrerons qu’il est important de de considérer ces effets, comme proposé dans
[103] pour d’autres actionneurs, lors du calcul des pertes fer (partie IL.4 de la these). Ces
travaux correspondent alors & une partie du contenu de I'article [104] que nous avons publié.

Le calcul des pertes dans les parties ferromagnétiques (culasses et plots) étant réalisé a
partir de la répartition du champ magnétique, le modele analytique [49] que nous utilisons ne
permet pas de calculer le champ dans les plots contrairement aux culasses. Afin de pallier ce
manque, il est possible de coupler le modeéle précédent [49] avec un modele fondé sur un réseau
de perméances [105]. Un tel couplage revient alors a réaliser un « modéle analytique hybride »
comme proposé dans [106] dans le cas d’un actionneur. Une autre contribution de cette these
consiste en 'adaptation de cette méthode hybride a la géométrie des engrenages magnétiques,
pour le calcul de pertes (via la répartition du champ magnétique) avec un tres faible temps de
calcul, compatible avec la procédure d’optimisation globale visée. Ces travaux seront présentés
dans la partie I1.2.5 et ont également été publiés dans [104].

Un autre critére que nous jugeons important a évaluer dans la démarche d’optimisation
est I’échauffement des parties magnétiques, notamment afin d’éviter la désaimantation des
aimants, voire d’utiliser des aimants moins chers avec moins de dysprosium (la matiere la plus
critique dans les aimants néodyme-fer-bore). La modélisation par réseaux de résistances
thermiques utilisée dans [107][108] permet alors de déterminer explicitement (et donc
rapidement) les températures au sein du systéme & condition d’avoir déterminé préalablement
les différentes pertes et les modeles d’écoulement de la chaleur. Dans cette these, nous
utiliserons le calcul analytique précédent des pertes pour alimenter un réseau de résistances
thermiques afin de contribuer au calcul rapide de la température au sein des structures de Type
I ou IV. Ce travail sera présenté en partie III.3 du mémoire sachant qu’il a déja fait I'objet
d’une publication [109]. A notre connaissance, il n’existe pas de publications sur de tels modéles
thermiques aussi fins et & faible temps de calcul appliqués aux engrenages magnétiques.
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Concernant les parties mécaniques, trés peu d’études ont été menées. Nous avons juste
trouvé quelques travaux concernant la couronne de plots de la structure de Type I menés pour
déterminer analytiquement le chargement magnétique [91] afin de calculer la déformation
engendrée par ce chargement [78]. Ces travaux ont alors mis en évidence l'importance des
efforts magnétiques dans cette région ainsi que la faible rigidité des plots due a ’architecture
du systéme. Cependant, dans cette étude, les calculs de déformation des plots ont été réalisés
pour une couronne de plots non feuilletés, ne nécessitant pas de structure supplémentaire pour
renforcer le maintien des plots. Des plots massifs ne peuvent pas étre retenus pour cette
application éolienne de forte puissance puisque les effets d’échelle thermiques et la nécessité
d’avoir un haut rendement contraignent a leur feuilletage et donc a I’ajout d’une structure
porteuse spécifique. Etant donné I'absence de travaux de recherche sur la conception et le
dimensionnement mécanique d’une structure supportant les plots et adaptée a cette
application, une autre contribution de cette thése concernera ces aspects (partie 111.2.4). Ces
travaux ont fait 'objet de quelques publications [110], [111] et [112].

Concernant les autres parties mécaniques porteuses (jantes, chemises...), il existe dans
la littérature, pour des moteurs ou des générateurs électromagnétiques, des modeles analytiques
[23][28][29] adaptés a une procédure d’optimisation globale. La géométrie de ces structures
porteuses semble adaptée aux engrenages magnétiques et une partie des contributions de cette
theése a consisté alors a adapter et implanter ces modeles pour les structures porteuses requises
ici. Ce travail a été réalisé pour les deux architectures de multiplicateurs (Type I et Type IV).
Ces différents travaux sont présentés dans les parties 2, 3 et 4 du Chapitre III du mémoire.

Du fait du phénomene de décrochage inhérent aux trains d’engrenages magnétiques
[40], du couple d’entrée du systeme fortement perturbé par la nature du vent [113][114], ainsi
que par le chargement cyclique lié au passage des pales devant le mat [115], le multiplicateur
magnétique peut décrocher suite a un dépassement du couple de décrochage ou a 'excitation
d’une résonnance du systeéme. Afin de palier a ce probleme, des stratégies de commande
permettant un raccrochage dynamique ont été étudiées [58]. Cependant, une telle commande
ne semble pas utilisable dans le contexte du grand éolien. En effet, I'inertie de la turbine génere
une constante de temps en rotation tres importante du c6té de l'arbre lent de I'engrenage
magnétique qui rend ainsi toute action par la commande peu robuste. Une partie des travaux
de cette thése est ainsi consacrée a l'analyse du comportement dynamique et au pré-
dimensionnement dynamique, en rotation seulement, de la chaine a engrenages magnétiques,
en boucle ouverte, en considérant des profils aussi représentatifs que possible d’un chargement
éolien (partie II1.4 de la these). Ces travaux ont fait l'objet de publications, dans un premier
temps sans prendre en compte I’ensemble de la chaine de conversion [116], puis en prenant en
la considérant [117].

Enfin, les différentes modélisations précédentes sont traduites et implantées dans un
probleme d’optimisation mécatronique et multicritére pour une chaine FMID destinée & une
application de grand éolien (6 MW, 12.5 tr/min) avec des architectures de multiplicateur
magnétique de Type I ou de Type IV, non intégré a la génératrice. Cette contribution finale,
présentée dans le Chapitre IV se distingue des autres travaux d’optimisation de la littérature
qui ne considerent que les parties magnétiques et pas les parties mécaniques lors de cette
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procédure [53][91][93][118][75]. Nous mettrons d’ailleurs en évidence l'intérét d’une telle
optimisation globale.
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1I.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous présentons l'ensemble des modéles magnétiques relatifs aux
systémes d’engrenages magnétiques (multiplicateurs ou réducteurs). Ces modeéles nous
permettront de calculer par la suite les chargements (efforts appliqués aux structures)
magnétiques (chapitre II1.2) ainsi que le comportement thermique en régime permanent
(chapitre II1.3). Tls sont alors construits pour étre intégrés dans une approche d’optimisation
systéme (Chapitre IV), c’est-a-dire avec une ambition de trouver les meilleurs compromis
possibles temps de calcul - fidélité. Ces calculs, menés en régime linéaire, sont fondés sur :

e un premier modéle analytique élaboré via la « méthode des sous-domaines », basée sur la
résolution formelle des équations de Maxwell [96] pour les couronnes d’aimants associées a
leurs culasses ;

e un second modele, cette fois analytique « hybride », combinant une approche par réseaux
de perméances couplés avec la méthode des sous-domaines [119] pour modéliser la zone plus
délicate des couronnes de plots ferromagnétiques.

Ces modeles sont d’abord appliqués aux systemes d’engrenages magnétiques
concentriques dit « Type I » [40] (partie 11.2) et puis & ceux coaxiaux dit « Type IV » [70]
(partie I1.3). Nous présentons ensuite les calculs des pertes par courants induits dans les
aimants et de celles dans les parties ferromagnétiques, soit les culasses des couronnes d’aimants
et les plots ferromagnétiques de modulation (partie 11.4). Des confrontations avec des calculs
par éléments finis 2D et 3D sont également proposées pour valider les modélisations analytiques
sans ajouter les effets d’incertitudes sur les propriétés des matériaux, voire sur les dimensions,
propres a la validation expérimentale.

Enfin, nous présentons, en partie IL.5, une maquette expérimentale de multiplicateur
magnétique a échelle réduite (1.2 kW, Gpagn = 3,25), instrumentée, fondée sur une architecture

de Type IV. Les résultats expérimentaux sont enfin confrontés aux modeéles magnétiques.

I1.2 Modele analytique du champ pour ’architecture

de Type I

I1.2.1 Méthode des sous-domaines pour le calcul du champ avec
culasses idéales

La méthode employée dans cette section consiste a résoudre formellement les équations
de Maxwell, en magnétostatique, dans chaque sous-domaine, voir Figure II-1. [120]. La
résolution utilise la méthode de séparation de variables [121] qui nécessite de poser les
hypotheses suivantes :

e La perméabilité des plots est considérée infinie ;
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e La perméabilité des culasses est considérée infinie lorsque l'on calcule le champ en
dehors des culasses (partie I1.2.1), et finie lorsqu’on le calcule dans cette région (partie
11.2.2) ;

o Les matériaux utilisés sont magnétiquement isotropes ;

o Les effets d’extrémité sont négligés (la longueur axiale est supposée infinie devant le
pas polaire) ;

e Les phénomenes magnétodynamiques sont négligés ;

e La perméabilité des aimants est considérée égale a celle du vide.
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Figure II-1. Paramétrage de 'architecture d’engrenage magnétiques concentrique (Type I) pour le calcul
de la répartition du champ avec la méthode des sous-domaines.

Le paramétrage des différents sous-domaines est décrit sur la Figure II-1. Dans le cadre
de cette these, nous considérons des aimants a aimantation parfaitement radiale. L’onde
d’aimantation (induction) peut étre décomposée en une somme de composantes harmoniques
(n rangs), telle que décrite dans ’équation (II-1) pour les sous-domaines I et V avec 8% 1a
position angulaire mécanique de la couronne k, f le facteur d’ouverture angulaire des aimants,
p® le nombre de paires de poles de la région k [49],[99].

( N R
M©(r,a,0®) = ZﬂM,(lk) cos (n.p(k). (a - G(k))>
. (IL-1)

(k)
4.B, T
(k) rem .
L M, = g Sk (n. B —2)

En magnétostatique 2D et en ’absence de courant, les équations de Maxwell nous

donnent la relation (II-2) dans les régions d’aimants (sous-domaines I et V) et la relation (II-3)
dans les autres régions :
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rot'(B9(r, a,0%9)) = ot (M®(r,a,6%)) (11-2)

rot'(B®(r,2,0%)) =5 (I1-3)

Le potentiel vecteur A% est défini & partir de la relation (II-4). D’autre part, la relation

de Coulomb nous donne la relation (II-5).

W(r, a,0®) =7ot’ (m(r, a, 6("))) (11-4)

i ) ) =
div (A ) 0 (IL-5)
Sachant que B® est plan et que AX) est uniquement suivant z= (pour simplifier les
notations, Agk) est noté A®), en injectant les relations (11-4) et (II-5) dans les équations (I1-2)
puis (II-3), on obtient alors dans les régions d’aimants 1’équation de Poisson (1I-6) et, dans les
autres régions, I’équation de Laplace (II-7) [121].
1oM®

AA(k)('r, a, g(k)) = ——

II-6
r Jda ( )

AAM (1, a,00) =0 (I1-7)

Il est alors démontré que la solution de ces équations s’écrit sous la forme générale (II-8)
oll Xék), Yo(k), C,(lk), D,(lk), K,Ek), E,(lk) sont des constantes d’intégrations, a;k) et b,(lk) les solutions

générales de I’équation de Poisson (II-9) en coordonnées cylindriques [121].

r
AOr,a) =X + ¥ In (—)

R0
N n -n
r r :
+ E (Cr(lk) (W) + D <W> + a,(ik)> cos(n.ar) (I1-8)
m

M

n21 M
N n _n
k r k r K\
+Z (K,(l ) (W) + E,(1 ) <W) + b,(l )> sin(n. a)
nz1 M m
(k) k
2% = —n.p(") M, sm(n.a( )) @
" —n.p)? @ (I1-9)
(k) k
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Afin d’obtenir la répartition du champ magnétique dans les différentes régions du
probléme, il est nécessaire de déterminer, dans chacun des sous-domaines, les constantes
d’intégration. En considérant la perméabilité du fer comme infinie dans les culasses et dans les

plots, les conditions aux limites (II-10) peuvent alors étre écrites.

Chapitre Il : page 53



aAU)]
=0
aT r=R$,I1)
aA(III,q)]
=0
da a=aq
X aA(”"q)] (I1-10)
=0
da a=aq+ﬁ
6A(V)]
=0
or r:RI(V‘I/)

Ces équations correspondent a des relations entre les différentes constantes d’intégration
d’un méme sous-domaine. Cela permet de simplifier 'expression du potentiel vecteur dans
chaque sous-domaine, comme décrit en annexe B.1.1. A l'aide des équations (II-10), le nombre
total Ng; de constantes d’intégration & déterminer est réduit et il est donné par I’équation
(II-11) avec Ny le nombre d’harmoniques considérés dans la région III, Q étant le nombre de

plots et N le nombre d’harmoniques considérés dans les autres régions (I, I, IV et V).
Ng = 12N + (2N, + 2)Q (II-11)

Afin de déterminer les différentes constantes d’intégration, il est nécessaire de construire
un systéme dont le nombre d’équations est égal au nombre d’inconnues (donc égal au nombre
de constantes d’intégration Ng;). Pour créer ce systéme d’équations, il est alors nécessaire
d’écrire des équations de couplage entre les différentes régions du probléme. Les différentes
conditions aux limites (II-12) sont alors imposées afin de garantir la continuité du champ

magnétique.

or r=R1(VP or jr:R,(ij) (11—12)

A(k)Jr:R,(\,;‘) = A(k+1)Jr:R,(,’f+1)

aA<k>] dAK+D

En développant les différentes expressions données par (II-12), on obtient les Ng;
équations fournies dans ’annexe B.1.2. Il est alors possible d’écrire un systéme matriciel carré
(II-13) avec la matrice [A]y,,«n., qui contient les parametres géométriques, la matrice [X]y .1
qui contient les constantes d’intégration que l'on cherche a déterminer et la matrice [B]y,,.1

qui contient les solutions particuliéres de 1’équation de Poisson (I1-9).
[A]NC,*NC,- [X]NCI*l = [IB]NCI*l (I1-13)

Pour simplifier les calculs numériques, il est important de conditionner correctement la
matrice [A]y,.n. [67]. Le conditionnement proposé en annexe B.1.3 est alors implémenté.
Grace a une inversion numérique de la matrice [A]y, .y, l'ensemble des constantes
d’intégration peuvent étre déterminées. Cela permet finalement d’obtenir 'expression du
potentiel vecteur en tout point du probleme étudié. Il est alors possible de tracer les lignes
équipotentielles en magnétostatique comme on peut le voir en Figure II-2. au niveau des
aimants, des entrefers et des espaces d’air inter-plots, pour les caractéristiques de I’architecture
de type I définies dans le TABLEAU D-I de 'annexe D.
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Figure II-2. Représentation 2D des lignes de champ dans une architecture coaxiale (Type I, avec prpy =
3, pup = 11, Q = 14) obtenues par le modéle analytique magnétostatique (les lignes dans le fer ne sont
pas représentées car le potentiel n’y est pas calculé, hypothése de perméabilité infinie des zones

ferromagnétiques).

Les composantes radiale Br(k) et tangentielle Bc(rk) des inductions sont déterminées, a

partir du potentiel vecteur, explicitement avec 1’équation (I1I-14).

k
W _ 16‘4( )
T r da
w0 940 (11-14)
© =T o

11.2.2 Méthode des sous-domaines pour le calcul du champ avec

culasses de perméabilité finie

Dans le cadre d’une optimisation globale, il nous semble nécessaire d’évaluer 'induction
au niveau des parties ferromagnétiques afin de controler la saturation dans le fer mais aussi
d’évaluer les pertes dans ces régions. Si 'on souhaite utiliser la méthode des sous-domaines
pour calculer le champ dans le fer, il ne faut plus considérer une perméabilité infinie dans ces

régions.

Au niveau des plots, il n’est pas possible d’appliquer la méme démarche, I’hypotheése de
perméabilité infinie est en effet nécessaire a la détermination du champ dans l’espace inter-
plots. Elle permet d’avoir une périodicité de champ magnétique qui réduit fortement le nombre
de constantes d’intégration a déterminer (voir expression du potentiel vecteur dans la région
IIT en annexe B.1.1) [49].
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Au niveau des culasses, il est possible de calculer la répartition du champ a partir de la
méthode des sous-domaines. En effet, le fait de considérer une perméabilité finie va modifier
I’écriture du champ dans la région d’aimants jointifs mais il sera possible d’écrire un systeme
matriciel d’équations inversible. Au niveau des frontieres entre les culasses et les aimants
(frontieres entre la région X et I, et entre la région V et VI définies Figure II-1), les équations
(II-10) ne sont alors plus valables et doivent étre remplacées par les équations (II-15).

A 9AD
Oa r:R;? - Oa T:Rg?
1 904%™ 1 94D
L)y or r:Rﬁ,’B B 20) or r=R.E,Il)
4 8AM 9AVD (II-15)
Oa r:RS{) - Oa T:RA(,‘{)
1 9AW 1 9AWD
Wy Or r=R{Y) - Wwn O r=R{Y)

Au niveau du rayon intérieur de la culasse intérieure et du rayon extérieur de la culasse

extérieure, les conditions aux limites & implémenter sont alors données par (II-16).

{A(X)|r=ze§,’f) =0

11-16
A(VI)L_R(VI) =0 ( )
-tM

o
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Figure II-3. Représentation 2D des lignes de champ dans les régions non ferromagnétiques et dans les

culasses (perméabilité finie) de la structure coaxiale (Type I dont les caractéristiques sont fournies
TABLEAU D-I de annexe D), obtenues & partir de la deuxiéme modélisation analytique.

Avec ces nouvelles conditions aux limites, les nouvelles expressions du potentiel vecteur
des k régions sont données en annexe B.2.1 et le nombre Ng; de constantes d’intégration a

déterminer est donné par 1’équation (II-17). Les nouvelles équations garantissant la continuité
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du champ magnétique sont données en annexe B.2.2 et le nouveau systéme matriciel en annexe
B.2.3. Comme précédemment, I’ensemble des constantes d’intégration sont déterminées en
inversant le systéme matriciel. Il est alors possible de tracer les lignes équipotentielles dans les
régions non ferromagnétiques mais aussi dans les culasses comme on peut le voir en Figure I1-3,
pour la structure d’engrenage magnétique définie TABLEAU D-I (perméabilité relative de 1000
dans le fer des culasses).

N¢; = 20N + (2N, + 2)Q (II-17)
0.8 08
06 | Analytical 06 | Analytical
FEMM FEMM
04 r 0.4
0.2 027
— -
N 0 ~ 0
— 3
m m
-0.2 \(\/\/ -0.2
-04r1 041
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-0.8 : : : : : : : -0.8 : : : : : : :
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Figure II-4. Composantes d’induction (a) radiale, (b) tangentielle au rayon moyen de 'entrefer intérieur
et respectivement (c) et (d) au rayon moyen de l'entrefer extérieur (structure de Type I définie
TABLEAU D-I de annexe D), résultats publiés dans [99].

Afin d’obtenir une premiere validation du modele analytique, il est possible de comparer
les inductions calculées dans les deux entrefers a partir du modeéle analytique et & partir d’un
modele éléments finis 2D (FEMM 4.2). La Figure II-4 montre alors ’évolution des composantes
radiale et tangentielle de l'induction, calculées aux rayons moyens des entrefers intérieur et
extérieur, avec le deuxieme modele analytique et FEMM 4.2, pour l'engrenage magnétique
définie Tableau D.I. Les différents graphes de la Figure I1I-4 permettent d’observer une parfaite

Chapitre Il : page 57



superposition des formes d’onde des deux composantes des inductions, en considérant la méme
perméabilité des régions ferromagnétiques des deux modeles.

I1.2.3 Meéthode de sélection des harmoniques [99]

Pour les deux modeles présentés précédemment (avec perméabilité infinie et finie des
culasses), la dimension de la matrice et le temps de calcul dépendent du nombre d’harmoniques
considérés. Afin d’obtenir une précision acceptable sur le calcul du champ magnétique, il peut
étre nécessaire de considérer un nombre élevé d’harmoniques. En outre, plus les nombres de
paires de poles et de plots sont importants, plus le nombre d’harmoniques a considérer (pour
avoir une bonne précision) est élevé.

Dans certaines machines électriques, il est possible d’utiliser les symétries polaires pour
réduire le périmetre angulaire d’étude et donc le temps de calcul [122]. Cependant, ce sont
justement les symétries polaires qui vont accroitre les phénomenes d’ondulation de couple que
l’on cherche, pour la plupart des actionneurs, & minimiser [123][124]. Dans le cas des engrenages
magnétiques a modulation de flux, qu’ils soient a grand nombre de paires de pdles ou non, les
ondulations peuvent étre annulées en imposant que le « cogging torque factor » Cy (défini dans
[40]) soit égal & 1 (II-18) avec N, ( 2.prpn, Q) le plus petit commun multiple entre 2.p;y,, et
Q. Le respect d'une telle condition minimise par la méme occasion le nombre de symétries au
sein de la structure magnétique. Par conséquent, nous n’avons pas mené d’études sur la
réduction du temps de calcul relative a ’exploitation des symétries du systeme.

2. .
Pren-Q -1 (T1-18)

Cr=—— 0%
4 Ne (2.pppn, Q)

A titre d’exemple, nous prenons le cas d’un multiplicateur magnétique pour 1’éolien de
forte puissance (3.6 MW) décrit TABLEAU D-II de 'annexe D [125]. Pour ce multiplicateur,
si 'on souhaite prendre en compte ’harmonique 3 de la couronne extérieure, il est nécessaire
de prendre en compte 453 harmoniques (3 * pypy) ce qui est tres élevé. Cependant, parmi tous
ces harmoniques, seule une petite partie nécessite d’étre calculée afin de déterminer précisément
la répartition du champ. Nous nous intéresserons alors dans cette partie a différentes méthodes
de sélection d’harmoniques permettant de réduire le nombre d’harmoniques considérés (et donc
le temps de calcul) sans dégrader la précision comme nous I’avons présenté dans [99].

Afin de comparer les temps de calcul, en relation avec les nombres d’harmoniques
considérés, en fonction du modéle retenu (perméabilité infinie ou finie des culasses) et de définir
une méthode de sélection d’harmoniques, on définit la dimension du systéeme matriciel a
inverser Z;; avec :

e [ =1 pour le modéle avec perméabilité infinie des culasses,
e [ = 2 pour le modéle avec perméabilité finie des culasses,
e j=A,B,C et D selon la méthode de sélection d’harmoniques.

De plus, nous considérerons la structure (Type I) décrite au TABLEAU D-II de I’annexe
D et nous prendrons Ny = N/pypy = 5 (ce qui permet de prendre en compte ’harmonique 5 de
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la couronne de plots et de la couronne d’aimants extérieure) afin d’illustrer l'impact des
différents modeles. Les quatre méthodes de sélection d’harmonique sont alors les suivantes :

Méthode A : méthode « exacte » prenant en compte toutes les périodicités a partir de la plus
haute 2w /pypy jusqu’a 21 /(5. pypy) Nous avons donc :

{ Dim (Zy,) = 9444°

I1-19
Dim (Z,,) = 145322 (11-19)

Méthode B : méthode sélectionnant :

e la périodicité du fondamental de chaque couronne d’aimants (soit 2m/ppy €t 27T/Pypn),

o les périodicités correspondant aux rangs harmoniques impairs des différentes couronnes
d’aimants (e.g 21m/(3.prpn) ou 21/(5.Pupn)),

e les périodicités du fondamental des couronnes d’aimants modulées par les harmoniques de
la couronnes de plots (e.g 2m/(3.Q + prpy) ou 21/(5.Q — Pupn)),

e les périodicités correspondantes au fondamental de la couronne de plots modulé par les
harmoniques des couronnes d’aimants (e.g 2m/(Q — 3.pypn) ou 27/(Q + 3.p1pn))-

Nous avons donc :

Dim (Z,5) = 21007
{ m (2.5) (11-20)

Dim (Z,) = 22922

Méthode C : méthode sélectionnant :

e la périodicité du fondamental de chaque couronne d’aimants (soit 2m/pypy €t 27T/Pypn),

e les périodicités correspondant aux rangs harmoniques impairs des différentes couronnes
d’aimants (e.g 3.pppy-27 ou 5.pypy-27).

Nous avons donc :

Dim (Z; ) = 1908
{ im (Z.) (11-21)

Dim (Z,) = 1972*

Méthode D : méthode sélectionnant uniquement la périodicité du fondamental de chaque
couronne d’aimants. Dans ce cas :
{Dim (2,p) = 18362

I1-22
Dim (Z,) = 18522 (1-22)

Avec la méthode A, la dimension du systéme matriciel Z; ; est tres élevée avec le modele
1 et augmente trés fortement avec le modele 2 (II-19). Pour les méthodes B, C et D, la
dimension de la matrice est beaucoup plus faible et n’augmente que trés légerement lorsque
’on passe du modéle 1 (perméabilité des culasses infinie) au modele 2 (perméabilité des culasses
finie) comme on peut le voir en (II-20), (I1I-21), (II-22).

Afin d’avoir une idée de la précision qu'offrent les différentes méthodes de sélection
d’harmoniques, dans le cas du calcul du couple, il est possible de regarder quelles raies du

produit Br(k) * Bék)(représentatif du couple magnétique (II-23)) sont sélectionnées au niveau des
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entrefers intérieur et extérieur avec chaque méthode. La Figure II-5 montre alors le spectre
normalisé du produit Br(k) * Bo((k) obtenu avec la méthode « exacte » (Méthode A) et quelles
sont les raies sélectionnées par les méthodes B, C et D dans les entrefers intérieur (Figure II-5-

a) et extérieur (Figure II-5-b), toujours dans le cas de la structure pour le grand éolien décrite
TABLEAU D-II.

LR < T
70 = iz f B®(RY,a).BY(RY), a) da (11-23)
Ho
nz1g
01 r — "Exact" internal ring spectrum
O Harmonic selected with Method B
3 Harmonic selected with Method C
53 0.05 | + Harmonic selected with Method D
o
S o [ e f o9
g i)
o
- -0.05r1
[0}
N
© .
g 017 Internal ring fundamental
o amplitude equal to 1
S / (amp q )
-0.15
_&‘ 1 1 1 1 1
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0.15 ¢
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m
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Figure II-5. Spectres normalisés du produit Br(k) * Bo(tk) obtenus avec la méthode « exacte » (Méthode A)
avec les raies sélectionnées par les méthodes B, C et D dans les entrefers intérieur (a) et extérieur (b),
dans lexemple décrit dans le TABLEAU D-II, que nous avons publié dans [99].

La Figure II-5 permet d’observer que certaines raies du produit Br(k) * BC(Zk) ne
correspondent pas aux harmoniques des couronnes d’aimants (il s’agit des raies non sélectionnés
par la méthode C). Par contre ces raies correspondent & des harmoniques modulés puisque
toutes les raies du spectre sont sélectionnées par la méthode B. Cette méthode semble alors

étre la mieux adaptée au calcul du couple magnétique. Afin de valider 'utilisation de cette
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méthode pour une démarche d’optimisation, il est nécessaire d’effectuer d’autres calculs avec
cette méthode (pertes et chargements) et d’évaluer la pertinence des résultats.

I1.2.4 Compromis précision - temps de calcul concernant le

couple instantané [99]

Afin d’optimiser le temps de calcul, nous allons analyser la précision et la durée du
calcul du couple instantané, en fonction de la méthode de sélection d’harmoniques (A, B, C et
D), du nombre d’harmoniques Ny (pris en compte dans la région III) et du nombre
d’harmoniques N (pris en compte dans les autres régions). Cette étude est réalisée avec un
processeur Intel Xeon E5-1630 v3, 8 coeurs, 3.70 GHz. On définit alors un couple magnétique

. , ey w
instantané de référence T( )

rer  calculé dans Uentrefer extérieur avec la méthode A (« exacte »)

pour Ng = N/pypy = 10 a partir de I'équation (II-23). L’erreur (II-24) est ensuite définie a

partir de ce couple de référence.

av) _ »av) N .
T3P =T (N, o i)
Erreur = v (I1-24)
Tref

Il est possible d’analyser les évolutions de 'erreur et du temps de calcul obtenues avec
la méthode A pour différentes valeurs de N et Ny, dans le cas de I'engrenage magnétique
présenté dans le TABLEAU D-II et la Figure II-6. Cette figure montre alors que la précision
et le temps de calcul augmentent en fonction de N et Nj. D’autre part, on observe que pour
des valeurs de N supérieures ou égales a 5, il est possible de calculer le couple avec une erreur
inférieure a 1% a partir de Ny = 2. Etant donné le contexte d’optimisation globale dans lequel
nous souhaitons utiliser ce modele, il est nécessaire de prendre une marge de sécurité sur le
nombre d’harmoniques & prendre en compte afin d’atteindre une précision suffisante. La valeur
de Ny est alors fixée a 5 pour le reste de I'analyse de la précision et du temps de calcul.

200 O N/p,,=3 V/v
w N/pext=5
c 150 | N/Pgy=7
2 N/p =9
:(§ }/V/V/V/V/V/ pext_
2 1007 v Nip, =1
€
[e]

(&]
(0]
=
'_

2 4 6 8 10 12 2 4 6 8 10 12

Maximal value of harmonics NQ Maximal value of harmonics NQ
(a) (b)

Figure II-6. Evolution de l'erreur (a) et du temps de calcul (b) pour I’évaluation du couple en fonction
de N et N, sans sélection d’harmoniques (méthode A), dans le cas du multiplicateur magnétique décrit
dans le TABLEAU D-II, que nous avons publié dans [99].

Pour réduire encore le temps de calcul, nous pouvons exploiter les méthodes de sélection

d’harmoniques présentées dans la partie I1.2.3. Il est alors possible d’analyser 1’évolution de
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I'erreur de du temps de calcul obtenue pour le calcul du couple pour Ny =5, en fonction de N
et de la méthode de sélection d’harmoniques. La Figure II-7 montre que les méthodes de
sélection d’harmoniques B, C et D réduisent considérablement le temps de calcul avec une
erreur inférieure a 1% pour la méthode B, inférieure a 4% pour la méthode C et inférieure a
5% pour la méthode D. Utiliser la méthode de sélection d’harmonique B avec Ny =5 et
N/pypy = 3 semble étre un bon compromis précision - temps de calcul. Ce choix permet
d’évaluer en 0.36 secondes, avec une erreur inférieure a 1%, le couple instantané du
multiplicateur magnétique décrit TABLEAU D-II, en considérant une perméabilité finie des
culasses.

Sf A T A T A T A T AT AT A
4 |
X3t + Method A with NQ=5 b
§ X  Method B with NQ=5
o 2r Method C with N =5 1
A Method D with NQ=5
1 -
F
0 . . .
2 4 6 8 10 12 14
Rat|oN/pext
108

/F

+ Method AwithN _=5
X  Method B withN_=5
Method C with N

/A Method D with N

-
o
N
T

=5 3
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Q
Q
Q
Q

Time computation [ s ]
8_\

=)
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N I‘
I
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b
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_\
<

4 6 8 10 12 14
Ratio N / P ot

(a) (b)
Figure 1I-7. Evolution de l'erreur (a) et du temps de calcul (b) pour Iévaluation du couple en fonction

de N et des différentes méthodes de sélection d’harmoniques, avec Ny = 5, que nous avons publié¢ dans
[99].

Le dernier point restant a analyser, en ce qui concerne le compromis précision/temps
de calcul, est I'impact de la prise en compte de la perméabilité (finie ou infinie) des culasses,
mais toujours sans non linéarité. Si cette prise en compte n’impacte pas le temps de calcul, il
est préférable de considérer une perméabilité finie car elle est nécessaire pour calculer les pertes
magnétiques dans ces régions. Le Tableau IV présente I’évolution du temps de calcul du couple
instantané lorsque 'on considére une perméabilité infinie (modeéle 1) ou finie (modeéle 2), avec
les méthodes A et B et des calculs éléments finis réalisés sous FEMM 4.2 avec 1 élément et 4
éléments radiaux minimum dans les entrefers, toujours dans le cas du multiplicateur
magnétique décrit dans le TABLEAU D-II. Les calculs éléments finis sont alors réalisés avec
1.1 million d’éléments (0.55 million de nceuds) pour le calcul avec 4 éléments minimum par
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entrefer et 0.6 million d’éléments (0.3 million de nceuds) pour le calcul avec 1 élément minimum
par entrefer.

TABLEAU IV
COMPARAISON DES TEMPS DE CALCUL POUR LE MULTIPLICATEUR MAGNETIQUE DECRIT TABLEAU D-II
Méthode A Méthode B Elements finis 2-D
Modele 2 Modele 1 Modele 2 Modeéle 1 4 elts. par 1 elts. par
(sec) (sec) (sec) (sec) entrefer (sec) | entrefer (sec)
N/pupy = 10 480 145 2.6 2.0 320 180
Ny =10
N/pupy =3 22.3 7.5 0.36 0.32 320 180

B 3

SRS 8

*— Entrefer extérieur i< /
\-\_ \—‘_
T T

Entrefer intérieur —

(a) (b)

Figure II-8. Détails du maillage du modéle éléments finis réalisé sous FEMM 4.2 pour le multiplicateur
magnétique décrit dans le TABLEAU D-II avec : (a) 1 élément radial minimum par entrefer et (b) 4

éléments radiaux minimum par entrefer.

Le Tableau IV permet d’observer que, pour cet exemple d’un multiplicateur magnétique
a grand nombre de poles, le temps de calcul du modele analytique « exact » (méthode A) peut
dépasser le temps de calcul par éléments finis (480 secondes vs. 180 secondes) lorsque 'on
prend en compte les culasses. Il semble donc inintéressant, en termes de temps de calcul, de
calculer le champ dans les culasses par la méthode des sous-domaines sans sélection
d’harmoniques. A I'inverse, lorsque ’on utilise la méthode de sélection B, le Tableau IV montre
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que le fait de calculer ou non le champ magnétique dans les culasses (modéle 1 vs. modele 2)
n’augmente que tres faiblement le temps de calcul (0.36 secondes vs. 0.32 secondes avec Ny =

5et N/pupy =3).

Norme de I'induction: | B |[ T ]
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1 1.2
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Figure II-9. Avec Ny = 10 et N/pypy = 10 (cas du multiplicateur magnétique défini dans le TABLEAU

D-II) : (a) distribution du I'induction obtenue avec la méthode de sélection d’harmoniques B (b) écarts

entre les valeurs d’induction obtenues avec la méthode B et celles de la méthode « exacte » (méthode

A).

Afin de valider I'utilisation de la méthode B (avec le calcul du champ dans les culasses),
il est important d’analyser l'impact de la méthode B sur la répartition du champ dans
I’ensemble des régions. En effet, il est possible que la méthode B offre de bons résultats pour
le calcul du couple sans pour autant étre adaptée pour le calcul des pertes (dans le fer ou dans
les aimants) et des chargements radiaux qui se calculent & partir de la répartition du champ
magnétique [100], [103],[77]. Pour avoir une premiére information sur 'intérét de la méthode
B pour le calcul des grandeurs que nous venons de mentionner, nous pouvons controler que
cette méthode n’a pas d’impact sur le calcul du champ. Il est alors possible de comparer la
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répartition du champ obtenue avec la méthode B et la méthode « exacte » (méthode A). La
Figure II-9-a montre la distribution de l'induction obtenue avec la méthode de sélection
d’harmoniques B et la Figure II-9-b montre la différence des inductions obtenues avec la
méthode B et la méthode « exacte » (méthode A) avec No =10 et N/pypy = 10, pour le
multiplicateur magnétique défini dans le TABLEAU D-II. Le Tableau V montre la différence
moyenne obtenue pour le calcul de l'induction entre les deux méthodes (A et B) dans les

différentes régions magnétiques.

TABLEAU V
ECARTS MOYENS OBTENUS SUR LE CALCUL DE L'INDUCTION ENTRE LES DEUX METHODES (A ET B) AVEC
Ng = N/pypy = 10 (MULTIPLICATEUR MAGNETIQUE DECRIT TABLEAU D-II)

Région X | Région I | Région II | Région III | Région IV | Région V | Région VI

Différence

5) 6 26 9 10 7 2
moy. [mT]

Le Tableau V ainsi que la Figure II-9 permettent d’observer une différence moyenne
pour ’ensemble des régions de 12 mT entre la méthode B et la méthode « exacte » pour
Ng = 10 et N/pypy = 10. Cette différence n’est pas significative puisque les inductions sont
globalement autour de 1 T. Ce résultat permet alors de pré-valider que la sélection
d’harmoniques que nous avons proposée dans [99] est adaptée pour le calcul des propriétés

magnétiques qui découlent du champ magnétique.

I1.2.5 Modele hybride pour le calcul du champ dans les plots

Figure II-10. Réseau de perméances d’un plot de I'engrenage magnétique Type I.

Afin de pouvoir calculer les pertes magnétiques dans les plots, & partir de la répartition
du champ dans cette région, avec un temps de calcul compatible avec une démarche
d’optimisation globale, nous souhaitons utiliser un modéle analytique « hybride » [119]. Ce
modele est basé sur un réseau de perméances [105] couplé au modele présenté précédemment.
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Le calcul par réseau de perméances nécessite de discrétiser les plots radialement et
orthoradialement comme on peut le voir sur la Figure II-10. La discrétisation du plot est donnée

par 'équation (II-25).

( ) . Rz(v11”) - Rr(rll”)
n =Ry + (- 0.5)F——"— (11-25)
. B
a=a,— (- O'S)N

La valeur des perméances se calcule en fonction de la discrétisation du plot a partir de
I'équation (II-26).

, RUDE L, R B
r = Hamy am am ™ = “Ham Zam ain
il e fu = fom (11-26)
2" N -
{
ain ain
Ry~ —Rm R(m) _ R(III)
Pu = Ban N L=2pqy (T
am amn B (um R(m)
?. av N av -*

Le couplage entre la méthode des sous-domaines et le réseau de perméances est réalisé
au travers des flux entrants dans le plot radialement ¢,.; ; et tangentiellement ¢ ; ;. Ces flux,
qui correspondent a une donnée d’entrée du réseau de perméances, sont calculés a partir de la
méthode des sous-domaines décrite au début de ce chapitre. Compte tenu du fait que la
perméabilité des plots est considérée comme infinie dans la méthode des sous-domaines, le flux
est donc purement normal a la frontiere du plot considéré. D’autre part, dans le réseau de
perméances, la perméabilité des plots est, par définition, finie. Ces deux hypothéses sont
tolérables tant que la perméabilité des plots est suffisamment grande par rapport a celle de
I’air. Dans notre cas, il y a un rapport d’au moins 1000 entre ces deux perméabilités ce qui
rend le modéle hybride pertinent. Les sources de flux sont finalement calculées a partir de
I’équation (II-27) avec k qui prend la valeur IT ou IV pour la composante radiale du flux ¢, ; ; et

III pour sa composante tangentielle ¢ ; ;.
B B
by = | BEGua) ds,, = <A“‘> (e +52) = 4% (roa - 50) |1

R(m) _ R(m) R(m) _ R(m)
= | B®w,a).dS,, = A©O(r+ MM p ) —a® (Mmoo ) L
a,i,j a i i a,l,j i i i L

(I1-27)

2N 2N

Afin de déterminer la répartition du champ magnétique & partir du réseau de
perméances, une « loi des nceuds » est réalisée aux différents nceuds du réseau [126]. Dans le
cas général, la « loi des nceuds » correspond a I'équation (1I-28).

(Uij = Ui ))2Py + (Ui j — Uy jo1)2P + (Uyj = Uiy j)2Py + (Ui j — Uy j41) 2P =0 (11-28)

Ce cas général doit étre implémenté pour les nceuds qui ne sont pas au niveau d’une
frontiere du plot. Cela correspond, sur la Figure II-10, au nceud de coordonnées i=2 et j=2.

Pour les neeuds situés au niveau des frontieres du plot (par exemple en i=1 et j=2 sur la Figure
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11-10), il est nécessaire de remplacer I'un des termes de ’équation (II-28) par une source de flux
comme décrit dans les équations (1I-29) et (II-30).

{(Ui_j - Ui_llj)z.?a = ¢(l,i,j (—l = 1 (11_29)
(Ui.j - Ui+1,j)2-?a = ¢0¢,i,j —i=N

{(Ui,j ~Upj1)2. P = pyjej=1 (T1-30)
(Uij —Uijs1)2.Pr = pryj—j=N

En écrivant les équations (II-28)-(II-29)-(I11-30) aux différents nceuds du probléme, on
obtient un systéme matriciel carré d’équations (II-31) ot la matrice [P]y.ynsny contient les
perméances, la matrice [U]y.y 1 contient les inconnues (a savoir le potentiel aux différents
neeuds) et la matrice [@]y.y1 contient les sources de flux (déterminées a partir du modele

décrit partie 11.2.1). Le conditionnement de la matrice implantée est celui proposé en annexe
B.3.

[:P]N*N,N*N * [U]N*N,l = [¢]N*N,1 (11‘31)

En réalisant une inversion numérique de la matrice [P]y.yn«n, le potentiel U;; peut
alors étre déterminé aux différents nceuds du réseau. A partir du potentiel, I'induction radiale
B,.;; et I'induction tangentielle By ; ; se calculent & partir des équations (II-32).

1
BT,i,j = S— ] ((Ul,] - Ui_j_l)Z.?r + (Ui,j+1 - Ul_])ZiPr)
L
1
Buis =5, (Vi) = Vim1,))2.Pa + (Uiga = Uy )2. %) (1L32)
B
ST,i,j = T'i NL
e
\ ai,j — N
25
2
1.5
1
0.5

Figure II-11. Norme de 'induction dans un plot obtenue par le modeéle hybride (réseau de perméances
couplé & la méthode des sous-domaines) pour une architecture de Type 1.

La norme de I'induction peut étre déterminée dans un plot comme on peut le voir sur
la Figure II-11. Maintenant que les inductions sont déterminées dans les différentes régions de
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I’engrenage magnétique de Type I, il devient possible de calculer I'ensemble des pertes
magnétiques de cette architecture. Ces travaux seront présentés section I1.4. La validation de
I’utilisation d’un tel modele pour le calcul des pertes s’effectuera par comparaison des pertes
obtenues a partir d’inductions déterminées par éléments finis et par le modeéle hybride section
I1.4.4.

I1.3 Modele analytique du champ pour P’architecture
de Type IV

Afin d’optimiser de fagon globale la structure magnétique de Type IV (Figure II-12-b),
nous souhaitons, comme précédemment, développer un modeéle analytique efficace et adapté a
cette architecture via la méthode des sous-domaines. Cependant, dans cette structure, la
répartition du champ magnétique posséde une composante de flux axiale ou 3D (contrairement
a celle de Type I) au niveau des plots. En effet, dans cette derniére, comme on peut le voir sur
la Figure II-12-a, une ligne de champ n’a pas de composante axiale alors que, dans celle de
Type IV (Figure II-12-b), il existe une composante axiale au niveau des plots dans la zone
inter-couronnes d’aimants. Dans le reste de la structure (entrefer et couronne d’aimants),
I'induction est essentiellement dans le plan 2D comme pour celle de Type I et il semble possible
de construire un modele 2D par partie a condition de définir des équations de couplage entre
les différentes parties.

Figure II-12. Chemins empruntés par les lignes de champs pour (a) la structure de Type I et (b) celle
de Type IV.

I1.3.1 Méthode des sous-domaines 2 x 2D

Afin de déterminer analytiquement la répartition du champ, nous définissons deux plans
magnétiques 2D (sans composantes axiales de l'inductions). Nous définissons un plan dans la
zone de la couronne a faible nombre de paires de poles (LPN) repéré i =LPN (Figure 1I-13-b)
et un autre dans celle & grand nombre de paires de poles (HPN) repéré i =HPN (Figure II-13-
¢), comme indiqué sur la Figure II-13-a. Quant au paramétrage des deux plans, il est décrit en
Figure II-14.
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(a) (c)

Figure II-13. (a) Vue 3D de la structure Type IV et des plans magnétiques considérés pour le modeéle

analytique 2 x 2D, avec (b) le plan dans la couronne & faible nombre de paires de poles (LPN) et (b)
celui dans la couronne & grand nombre de paires de poles (HPN).

RV
m 4 Euntrefer du plan i
1Li)
Ry ‘o
Plots ferromagnétiques
(L
Rm A
RUY

Culasse du plan i

—p ‘(ll,i) M
@y Ry
RM

Figure II-14. Paramétrage de la structure de Type IV pour les deux couronnes (i = LPN ou i = HPN).

Comme pour la structure de Type I, il est nécessaire de résoudre dans les régions des
aimants, 1’équation de Poisson (I1-6), et dans les autres régions I’équation de Laplace
(II-7)(11-1). On décompose a nouveau la composante radiale de I’aimantation en série de Fourier
(équation (II-1) de la section II-.2). En lien avec le paramétrage proposé Figure 1I-14, la solution
des équations (II-6) et (II-7) est donnée en annexe C.1. Les conditions au niveau des contours
du probleme permettent comme précédemment de réduire le nombre de constantes
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d’intégration a déterminer. La Figure II-15 illustre alors les conditions limites au niveau du
contour des plots pour le plan i =LPN et i =HPN. Le systéme d’équations (II-33) fournit alors
les équations illustrées Figure II-15 ainsi que ’équation au niveau de la frontiere intérieure des
deux plans. L’expression du potentiel vecteur (liée & (II-33)) est donnée en annexe C.1 pour les
différentes régions du probleme.

Ja B (IV)

a=ag+p r Ry

s / 0
o a=ag

\ |

Figure 11-15. Conditions aux limites des Q espaces d’air inter-plots (k=IV) pour i = LPN et i = HPN.

/

((#)) L=
A |r:R.E,Il'L) =0
dAWV.a.0)
- =0
oa ]
a=aq
GAUV"?'Dj 0 (I1-33)
Oa a=aqg+p
0AUv.a.)
_j —0
aa r:RI(VIIV)

Le dernier terme de I’équation (1I-33) résulte d’une hypothése simplificatrice qui revient
a considérer qu’il n'y a pas de champ a l'extérieur de la couronne de plots. Cette hypothese
permet de ne pas avoir a considérer un espace d’air a 'extérieur des plots ce qui diminue la
taille du probleme. L’hypothése a été validée par calculs éléments finis en contrélant qu’il n’y
a pas de champ magnétique a I'extérieur de la couronne de plots. A 'aide de I’équation (II-33),
le nombre de constantes d’intégration Ng; a déterminer est alors donné par I’équation (II-34)
avec Ny le nombre d’harmoniques considéré dans les régions (IV, i), Q le nombre de plots et N

le nombre d’harmoniques considéré dans les autres régions.
N = 20N + Q(4 + 2Ny) (I1-34)

Comme précédemment, on construit un systeme d’équations & Ng; équations et Ng;
inconnues. Au sein d’'un méme plan magnétique, les équations sont similaires aux équations
obtenues pour l'engrenage de Type I. Ces équations (fournies en annexe C.2) permettent alors
d’obtenir 20N + Q(Z + ZNQ) équations. Cependant, les équations permettant de garantir le

couplage entre les deux plans magnétiques n’ont pas encore été proposées.

Pour garantir le couplage entre les deux plans 2D, nous définissons une égalité entre le
flux magnétique qui rentre dans un plot au niveau du plan LPN et le flux qui sort du méme

Chapitre Il : page 70



plot dans le plan HPN. Le flux total entrant dans le plot g dans le plan LPN 4’23\/ et le flux
total entrant dans le plot g dans le plan HPN (I)I(;QN peuvent alors étre calculés a ’aide d’une
intégration du flux le long des frontieres du plot. Puisque la perméabilité est considérée comme
infinie au niveau des plots, les flux sont donc normaux a la surface des plots. Cela revient a
avoir un flux parfaitement radial au niveau des entrefers (région III) et tangentiel au niveau
des espaces d’air inter-plots (région IV,q). Le flux entrant dans le plot q peut étre calculé a
partir de la relation (II-35) pour le plan LPN et de la relation (II-36) pour le plan HPN avec
L;py la longueur du plan LPN et Lypy la longueur du plan HPN. La Figure II-16 aide a

comprendre l'origine des expressions (II-35) et (II-36).

RY”
@ _ (Iv,q+1,1)
¢LPN® = Lipw- B, |a:aq+1dr
RV

Ag+1

(@)
¢LL11’N® = L;pn- f BrU”'l)L:R(/V) R,(qllv)da

m

Xq+p
RUV
@ _ v,q,1)
PLrve = Liew- f Ba a=agip dr
RV
m

@ _ (@ (@) (@)
LPN — ¢LPN® + ¢LPN® + ¢LPN®
Figure II-16. Ilustration du calcul du flux entrant dans un plot au niveau de ses trois frontiéres.

av)y
Ry

ag+1
(@ _ 1V,q,LPN 111,LPN av)
D =Ly | B, )|a:aq+ﬁdr+LLPN J B, )|r:RglV>Rm da
RV %q+p
(I1-35)
RV
+1 B (V.q+1.LPN) dr
LPN f o |a=wq+1
v
R
RI(VIIV) ag+1
(@ _ 1V,q,HPN 111,HPN av)
D= Lyey | B4 )|a:aq+Bdr+LHpN J B.( )|r:R1(1,1V)Rm da
av) a
R q+B
m R(IV) (11—36)
m
+L B (1v,q+1,LPN) dT
LPN j « | a=agi1
v
RV

Le couplage entre les deux plans 2D peut finalement se faire avec la relation (II-37).
Cette relation permet d’imposer une égalité entre le flux qui sort d’un plan et celui qui rentre
dans lautre. Le détail des équations qui en découlent est donné en annexe C.3.

@ _ _ @ (11-37)

LPN — HPN
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Avec ces 2Q nouvelles équations, il est alors possible de construire un systéme matriciel
carré (II-38) avec la matrice [A]y. .y, qui contient les parameétres géométriques du train
d’engrenages magnétiques pour les deux plans, la matrice [X]y_.; qui contient les constantes
d’intégration des deux plans et la matrice [B]y,«; qui contient les solutions particulieres de

I’équation de Poisson des deux plans.

[A]NC,*NC,- [X]NC,*1 = [B]NC,*1 (11-38)

Pour simplifier l'inversion numérique de la matrice [A]y .y, nous utilisons une
méthode d’inversion Moore-Penrose appelée aussi « pseudo inverse » [127][128]. Contrairement
a la topologie de Type I, une telle méthode d’inversion est nécessaire car les équations de
couplage entre les deux plans 2D (II-37) relient beaucoup de constantes d’intégration entre
elles (voir annexe C.3) ce qui rend la structure de la matrice plus du tout de type bande (et
donc plus difficilement inversible) au niveau de ces équations. Une fois la matrice [A]y,, .y,
bien inversée, le potentiel vecteur peut alors étre déterminé dans les deux plans comme on peut

le voir sur la Figure TI-17.
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Figure II-17. Représentation 2D des lignes de champ, dans les plans des couronnes d’aimants d’une
structure de Type IV. Résultats obtenus par la méthode des sous domaines pour (a) le plan LPN et (b)
le plan HPN.
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I11.3.2 Comparaison avec un modele éléments finis 3D

Contrairement a la modélisation de la structure de Type I, il n’est pas possible de
réaliser une validation par comparaison avec un logiciel qui résoudrait le méme probleme. En
effet, pour la structure de Type I, on pouvait comparer d’'un ¢6té un modele qui résolvait les
équations de Maxwell en magnétostatique 2D par la méthode des sous-domaines avec, de 'autre
cOté, un modele qui résolvait les mémes équations par une méthode éléments finis. Dans le cas
de la structure de Type IV (voir dimensions et autres parameétres dans le TABLEAU D-III de
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Pannexe D), étant donné que l'induction possede une composante axiale (impérative pour
réaliser le couplage magnétique) au niveau des plots, nous comparerons les résultats d’un
modele approché 2x2D avec un modele qui résout les équations de Maxwell en 3D par une
méthode éléments finis. Des différences liées aux effets de bord pourront alors étre analysées et

quantifiées. Le logiciel, qui nous a permis de réaliser cette étude est COMSOL 5.2a [129].

Une premiere étape de validation peut se faire en comparant les valeurs d’induction
obtenues dans les entrefers a partir des deux modeles. Le maillage du modele éléments finis est
réalisé a I’aide de 5000 triangles discrétisant le flanc des plans LPN et HPN (voir Figure II-18-
b et Figure II-18-c). Ces triangles sont alors extrudés en prisme a base triangulaire et
permettent d’obtenir environ 300 000 éléments 3D de maillage (voir Figure 1I-18-a). Ensuite
les régions d’air au niveau des bords sont maillées avec des tétraedres libres comme pour la
partie des plots entre les deux couronnes d’aimants (voir Figure II-18-a). Le calcul du champ
magnétique est ensuite réalisé et permet d’obtenir la carte visible en Figure II-19 ou l'on

apercoit les régions d’air de part et d’autre du systéme, permettant de prendre en compte les
effets de bord.

A
X

A

W

Yo
a.

7

-

e
.
=

]
T

ERS
K
?:‘ K i\ T
:‘1“3\#% THTTHT R ¥
RO ] TRV Lot g0
KERlY T LT TR ORI A iy
kR T EAREARRR R iy i
T SRR K i
% Ry O GRRAY v il

S W ] W

e

=

X

aTE
Al
o
0
o
SR

FATAWAYAY K4
X

£,
-
o

N
5

S
2

Y

-

TSRTT
AV ¥ VA% W)

SN
SOV
T,
ALY, 3Ry
LY TR
ay, (vt
AR

N
aYaNY
B

g

(a) (©) i
Figure II-18. Maillage de la structure de Type IV (voir TABLEAU D-IIT) sous COMSOL 5.2a avec (a)
une vue 3D du maillage permettant d’observer les triangles extrudés en prismes a base triangulaire au
niveau des deux couronnes d’aimants, ainsi que les tétraedres libres au niveau de la partie des plots

entre les deux couronnes d’aimants, (b) le maillage triangulaire de 'extrémité de la couronne LPN, et
(¢) le maillage triangulaire de Uextrémité de la couronne HPN.

AVAV2 4

Comme on peut le voir sur la Figure II-19, le flux axial génere de fortes inductions au
milieu de différents les plots qui atteignent sur cette simulation environ 2T. Pour éviter d’avoir

des problémes de saturation au niveau des plots lorsque nous réaliserons des calculs
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d’optimisation, il sera alors important de définir des valeurs limites d’induction a ne pas
dépasser comme dans les travaux [76] o 'induction était limitée a 1,5 T.

Norme de l'induction [T]

Figure II-19. Evolution de I'induction calculée par éléments finis 3D & I'aide du logiciel COMSOL 5.2a
pour un engrenage magnétique de Type IV.
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Figure 1I-20. Comparaison des résultats de la modélisation analytique avec les éléments finis 3D pour le
calcul des composantes radiales (a) et (¢) et tangentielles (b) et (d) d’induction au niveau des entrefers
respectivement LPN et HPN (structure de Type IV, parametres définis TABLEAU D-III).
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Dans les calculs par éléments finis, la mesure des inductions au niveau des entrefers est
réalisée dans le plan milieu de chaque couronne d’aimants. La Figure II-20 compare 1’évolution
des composantes radiale et tangentielle de I'induction calculées au milieu de 'entrefer LPN et
HPN, d’une part avec le modeéle analytique et d’autre part avec COMSOL 5.2a, pour la
structure définie TABLEAU D-III de I'annexe D. Ces résultats de comparaison (Figure I1-20)
permettent d’observer une bonne fiabilité du modele analytique, qui valide notamment
I’hypothése d’un champ principalement 2D dans les zones des couronnes d’aimants.

Nous proposons d’évaluer la pertinence du modele analytique proposé ainsi que son
domaine de validité, sur le calcul du couple. La valeur instantanée du couple magnétique en
fonction de 'angle de charge se calcule analytiquement, pour les deux couronnes d’aimants, a
partir de ’équation (II-39). La comparaison avec le calcul par éléments finis 3D est réalisée a
I’aide d’une rotation de 90 ° de la couronne LPN en maintenant fixe la couronne HPN ainsi
que la couronne de plots (afin de faire varier l'angle de charge sur une demi-période
magnétique). La Figure II-21 représente cette comparaison du couple de la couronne LPN
(Figure 1I-21-a) et HPN (Figure I1-21-b) pour I'engrenage de Type IV défini dans le TABLEAU
D-III de I'annexe D.
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Figure II-21. Comparaison des calculs (analytique et EF 3D) des couples magnétiques en fonction de
Pangle de charge (a) LPN et (b) HPN (structure de Type IV, parametres définis dans le TABLEAU D-
110).

Les résultats de la Figure II-21 montrent une différence d’amplitude entre les valeurs
du couple calculées par les deux modeles. Cette différence se justifie puisque les effets de bord
du modele 3D FEM sont négligés dans le modeéle analytique 2x2D et que la structure est
relativement courte (rapport pas polaire de la couronne d’aimants LPN, a faible polarité, sur
sa longueur active de l'ordre de 1). Des effets de fuites entre les plots contribuent aussi a cette
différence. Il est alors possible d’analyser I'impact des effets 3D en faisant varier la longueur
de I'engrenage magnétique et en analysant 1’évolution du couple magnétique en fonction du
rapport Ly py/Tipy avec Lppy la longueur active de la couronne lente et 7;py le pas polaire de
la couronne LPN. Pour différentes longueurs de la structure magnétique proposée Tableau V,
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en maintenant L;py = Lypy, la Figure II-22 montre 1’évolution de la valeur maximale du couple
magnétique, en fonction du rapport Ly py/Tipn » Obtenue par calcul 3D FEM et 2x2D analytique.
La configuration utilisée Figure II-21 correspond au point & L;py/T;py = 1 de la Figure I1-22.
Cette comparaison montre alors une bonne concordance entre les deux modéles pour des
ratios Lypy/Trpn > 2.
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Figure II-22. Evolution de la valeur maximale (décrochage) du couple magnétique par unité de longueur
en fonction du rapport Ly py /T pyobtenue par calcul 3D FEM et via le modele analytique 2x2D (structure
de Type IV, parameétres définis dans le TABLEAU D-III avec L;py = Lypy variable).

11.3.3 Compromis précision-temps de calcul

Pour des structures & faible nombre de paires de poles (comme celle présentée dans la
section précédente 11.3.2 et dans le TABLEAU D-IV de I’annexe D), le modéle analytique 2x2D
permet de réduire considérablement le temps de calcul comparé au modele 3D FEM (environ
0.1 seconde contre 10 minutes). Le temps de calcul du modele 2x2D se révele donc bien adapté
pour envisager des calculs d’optimisation mécatronique. Dans le cas des structures a grand
nombre de paires de poles comme celle présentée dans le TABLEAU D-1V de I'annexe D, nous
ne sommes pas arrivés a obtenir une convergence des calculs 3D FEM avec nos propres
ressources informatiques (processeur Intel Xeon E5-1630 v3, 8 coeurs, 3.70 GHz).

Avec le modele analytique 2x2D, les calculs de répartition du champ aboutissent mais
le temps de calcul est inadapté & une procédure d’optimisation globale (environ 5 minutes).
Par conséquent, dans le cas de 'architecture de Type 1V, il est nécessaire d’utiliser la méthode
de sélection d’harmoniques décrite dans la section I1.2.3 pour 'architecture de Type I et de

chercher le meilleur compromis précision-temps de calcul. Pour cela, on définit une valeur
T UILHPN)

ref calculée dans 'entrefer HPN sans

instantanée du couple magnétique de référence
sélection d’harmoniques avec Ny = N/pypy = 10(avec Ny le nombre d’harmoniques considéré
dans les régions (IV,i) et N le nombre d’harmoniques considéré dans les autres régions).
L’erreur (eq. (II-40)) est définie relativement a la référence du couple Tr(gc]’HPN). Puis nous

analysons (voir Figure II-23) son évolution ainsi que celle du temps de calcul en utilisant la
sélection d’harmoniques en fonction de N et N, dans le cas de I'exemple défini au Tableau VI
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(IILHPN) :
Tref _ T(III HPN)( NQ' N)

Erreur = (I1-40)

(111,LHPN)
Tref

Error [ % ]
Time computation [ s ]

4 5 6 7 8 9 10

©
3
-
N
w

1 2 3 4 5 6 7 8
Maximal value of harmonics NQ Maximal value of harmonics NQ
(a) (b)
Figure 11-23. Calcul de la valeur instantanée du couple pour différentes valeurs de N et N (avec méthode
de sélection d’harmoniques) pour Parchitecture de Type IV décrite dans le TABLEAU D-IV : (a) erreur
et (b) temps de calcul.

La Figure II-23 montre que la précision et le temps de calcul augmentent en fonction
de N et Ny. Un bon compromis précision vs. temps de calcul semble alors d’utiliser la méthode
de sélection d’harmoniques présentée section I1.2.3 [99] avec Ny =4 et N/pypy = 3. Ces
valeurs permettent alors d’évaluer le couple instantané de la structure étudiée en 10 secondes
(avec un processeur Intel Xeon E5-1630 v3, 8 coeurs, 3.70 GHz) avec une erreur inférieure a
1%. Ce temps de calcul semble alors acceptable pour de I'optimisation dans la mesure ol il n’y
a pas de calcul pas a pas a réaliser a partir de ce modele (donc pas de calcul de pertes,
uniquement des calculs de densité de couple).

I1.4 Modeles pour le calcul des pertes magnétiques

Les sections I1.2 et I1.3 ont permis de définir des modeéles analytiques permettant de
calculer la répartition du champ au sein des structures d’engrenages magnétiques de Type I
(section I1.2) et de Type IV (section I1.3). Comme on peut le voir sur la Figure 1I-24, en
fonction des régions considérées dans les deux structures, la répartition du champ magnétique
permettra de calculer les efforts magnétiques (couple et chargements des structures
mécaniques) mais aussi les pertes dans les aimants ainsi que dans le fer (culasses et plots).
Cette section du chapitre II présente les modeles de pertes dans les aimants et dans le fer, ainsi
que leurs domaines de validité. Enfin, nous fournirons les résultats obtenus avec ces modeles
pour une application en grand éolien, avec une architecture de Type I. Quant a celle de Type
IV, a lexception des pertes dans les plots, la démarche et les modeles sont identiques.
L’implémentation n’a cependant pas été effectuée. L’analyse des pertes pour l'engrenage Type
IV ne sera donc pas présentée dans cette these.
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Réseau de

Modele explicite basé sur les équations de Maxwell perméances couplé au
modele explicite

Répartition du Répartition du Répartition du
Répartition du champ dans I’air champ dans champ dans champ dans les
les aimants les culasses plots

Couples Efforts radiaux Pertes dans Pertes dans Pertes dans

magnétiques et tangentiels les aimants les culasses les plots

Figure II-24. Organisation des calculs réalisés a partir des modélisations de répartition du champ
magnétique dans 'objectif d’une optimisation des architectures de Types I et IV.

I1.4.1 Modeéle de pertes dans les aimants [101]

Afin de calculer les pertes par courants induits dans les aimants en toute rigueur, il est
nécessaire de résoudre l'équation de diffusion dans les deux régions d’aimants (I1I-41) ou le
repére considéré (r, @) est fixe, la position angulaire des pieces mobiles est notée 8% et la
vitesse Q).

)
AAM) + Lom
r

9A®  94®)
> (II—41)

= () -
u(k).O'..Q <69(k) + Ey

Nous supposerons, comme suggéré dans [100][130][131], que la réaction magnétique des
courants induits est négligeable devant l'induction obtenue, via 'un des modeles explicites
précédents, en magnétostatique. Autrement dit, nous supposons que ’épaisseur de peau est
trés grande devant les dimensions d’'un aimant physique, sous-entendant que les aimants tels
que définis précédemment, peuvent étre fractionnés. Avec cette hypothése, le calcul des
courants induits JU est simplifié et s'effectue & partir de (II-42) pour les deux couronnes
d’aimants. Vu qu’il pourra étre nécessaire de fractionner les pdles aimantés (jusque-la appelés
aimants), afin de réduire les pertes par courants induits, a partir d’ici, nous appellerons
« aimant » un élément physiquement isolé électriquement de ses voisins, donc éventuellement
une fraction de pole aimanté.

dA®  9A®
(k) ) = ) k) ~
JO(r,a,60) =0.0 (ae(k>+ 6a>+]° (I1-42)

Dans les deux expressions (II-41) et (1I-42), A®) correspond aux potentiels vecteurs
déterminés précédemment en magnétostatique 2D pour les deux régions d’aimants et le terme

source ]ék) permet d’imposer qu’au sein d’un méme aimant, le courant total axial soit nul (I1I-43)
[100].
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Une fois que 'on connait les courants induits dans les deux couronnes d’aimants, il est
alors possible d’en déduire les pertes instantanées par courants induits au sein d’'un
Q)
aimant Pgyg,, (I1-44).

21
L, [ 1
Pady = 5 f - f (%) ar da) d6 (I1-44)
(k)
PM

()
p Eddy

il est nécessaire de calculer la répartition du champ pour un ensemble de positions Nzgog sur

Pour déterminer les pertes moyennes par courants induits dans les aimants <

une amplitude angulaire 8. En effet, dans expression analytique de la répartition du champ,
il n’y a pas d’aspect temporel (le champ est donné pour une certaine position globale des trois
couronnes). Le fait de devoir réaliser des calculs pas & pas augmentera le temps de calcul. Le

calcul discrétisé des pertes moyennes dans un aimant de la région k < PE(d¢)1y > est alors donné

par la formule (II-45).

( Mpos R O
L 2
< Pigay >=N<TZ f f (19 (r,@,69)) 1. dr.da
post? =0 2t 00 (11-45)

A (k

g™ — ﬂ

(k)

pos

Afin de réduire les pertes par courants induits dans les poles aimantés, il est possible
de les fractionner en K; parties avec i = LPN pour la couronne d’aimants & faible polarité
(rapide) LPN et i = HPN pour la couronne d’aimants a forte polarité (lente) HPN (que ce soit
pour les structures de Type I ou IV) [131]. K; correspond alors au rapport entre le pas polaire
7; et la largeur de 'aimant comme défini sur la Figure 11-25 avec K py = 3 et Kypy = 2 et 1;
défini en (11-46).

( 2nRY)
TipN =
4 2 PLew (I1-46)
_ 21Rg,
UHPN  2.pupn

Figure II-25. Représentation du fractlonnement des poles aimantés (sur cet exemple K;py = 3 et Kypy =
2 pour une structure de Type I).
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Il est possible de prendre en compte analytiquement le fractionnement des aimants en
modifiant les bornes d’intégrations angulaires des équations (I1I-43) et (II-45) comme indiqué
dans (II-47).

ae [Quo, G IT(_LL] (11-47)

La Figure II-26 montre I’évolution des pertes (exprimées en pourcentage de la puissance
transmise, au point nominal), en fonction du fractionnement des aimants de la couronne LPN
et HPN pour la structure de Type I définie TABLEAU D-V de 'annexe D, tournant a 350
tr/min c6té rapide (LPN) et 100 tr/min c6té lent (HNP). La Figure 1I-26 permet d’observer
que les pertes par courants induits dans les aimants diminuent fortement en fonction du
fractionnement pour la couronne HPN et beaucoup plus doucement pour la couronne LPN.
Cela vient du fait que la périodicité des courants induits dans les aimants est liée a effet
d’encoches générés par les plots. Ainsi, le fractionnement d’un pdle aimanté HPN en deux
parties, la largeur angulaire de ’aimant fractionné est inférieure a celle d’un plot, ce qui n’est
pas le cas pour la couronne LPN. Le fractionnement des aimants sera alors un parameétre
important & prendre en compte lors de la démarche d’optimisation globale.

5 X Pertes aimants LPN
+  Pertes aimants HPN

Pertes [ % ]
w

K
LPN’ ~"HPN

Figure II-26. Evolution des pertes par courants induits dans les aimants (exprimées en pourcentage de
la puissance transmise), en fonction du fractionnement des aimants des couronnes LPN et HPN
(structure de Type I définie dans le TABLEAU D-V), a 350 tr/min coté rapide (LPN) et 100 tr/min
coté lent (HNP).

I1.4.2 Limites de I’hypotheése de couplage faible champ
magnétique - courant induits [101]

Afin d’analyser le domaine de validité du modele précédent de calcul des pertes dans
les aimants, nous proposons de confronter les résultats obtenus a ceux provenant d’un calcul
magnétodynamique 2D par éléments finis. Cette comparaison est alors réalisée sur I'exemple
de la structure de Type I définie TABLEAU D-V de I'annexe D. Il est couramment admis que
I'effet de peau commence a avoir un impact sur les pertes a partir du moment ou l'épaisseur
de peau est égale au demi pas d’un aimant [100]. Au-dela, les résultats obtenus avec le modele
explicite sont censés dériver par rapport a ceux obtenus en magnétodynamique par éléments
finis. Pour la structure définice TABLEAU D-V et sans fractionnement des aimants, cette limite
est atteinte en premier lieu au niveau du rotor rapide a la fréquence principale F = 55 Hz
(correspondant a des vitesses de rotation de 1680 tr/min et 480 tr/min respectivement pour
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les rotors rapide et lent), avec F définie & 'équation (II-48) en fonction de la couronne
maintenue a 'arrét qui découle de 'équation (9) définie section 1.2.2. Le calcul éléments finis
est réalisé a I’aide du logiciel ANSYS [132] avec un déplacement pas-a-pas des deux rotors en
régime transitoire (discrétisation de la rotation de 0.5° pour le rotor lent et 1.75° pour le rotor

rapide).
|pHPN-~QHPN/0| |Q“QQ/O|
.Q = F = =
Lenjo =0 - o o
|DLeN- -QLPN/O| |PHPN- -QHPN/0|
2o =0->F= = 11-48
Q/0 - 21 21 ( )
|pLPN--QLPN/0| |Q--QQ/0|
o) =0->F= =
HPN/0 - 21 2

Afin de réaliser ce calcul par éléments finis, il est nécessaire de définir un unique pas de
maillage au niveau des limites des trois domaines de la structure magnétique (couronnes
d’aimants LPN, d’aimants HPN et de plots ferromagnétiques) en fonction du pas de rotation
des deux rotors. Cela permet de garantir que, pour chaque pas de rotation des deux rotors, les
neeuds du maillage des trois domaines de 'engrenage coincident au niveau de leurs limites
[101]. Nous considérons que les limites des trois domaines se situent aux rayons moyens des
deux entrefers. La partie intérieure de 'entrefer LPN est rattachée a la couronne d’aimants
intérieure. La partie extérieure de l'entrefer LPN ainsi que la partie intérieure de 'entrefer
HPN sont rattachées a la couronne de plots ferromagnétiques. Enfin, la partie extérieure de
Ventrefer HPN est rattachée & la couronne d’aimants extérieure (voir Figure II-27). Le nombre
de neeuds au niveau de ces deux limites doit alors respecter I'équation (II-49) ol les entiers
Nypyn et Nypy, correspondent au nombre de mailles par pas de rotation, respectivement sur les
limites HPN et LPN. Pour cette étude, les nombres de nceuds sur les limites extérieure et
intérieure, respectivement Typyet Ty py, sont imposés égaux (Typy = Typy = 1440). Le décalage
de mailles entre la partie fixe et la partie mobile du systéme par pas de rotation vaut 2 sur la
limite HPN et 7 sur la limite LPN (Nypy= 2 et Ny py= 7) en maintenant fixe la couronne de

plots.

- Domaine rattaché a la couronne d’aimants extérieure
Domaine rattaché a la couronne de plots

Domaine rattaché a la couronne d’aimants intérieure
Limite au milieu de 'entrefer HPN

Limite au milieu de 'entrefer LPN

Figure II-27. Définitions des trois domaines pour '’étude par éléments finis magnétodynamique avec les
limites LPN et HPN entre ces domaines.
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2
AQ(V) = T 'NHPN

o (11-49)
| Gmagn- 240V =
TLPN

Nipy

Une fois les domaines définis et le maillage réalisé (voir Figure II-28), il est possible
d’évaluer, pour les Npgines mailles d'un aimant (fractionné ou non), la densité de courant J
ainsi que la surface de la maille S 13( ), pour les X positions du systéme. La densité de courant et
la surface des mailles permettent alors de calculer les pertes par courants induits au sein des
aimants avec I’équation (II-50).

X  Nmailies

Zp(k)
< PE(sziy FEM ~= X.o Z Z Sn(f)(x.n).](")(x,n)z (I1-50)
pe

=1 n=1

Une comparaison est réalisée entre les résultats obtenus a 1’aide du modele analytique
précédemment défini et ceux issus des éléments finis pour différentes fréquences F (I1I-48). Cette
comparaison visible Figure I1-29 est faite pour la structure de type 1 définie TABLEAU D-V
de 'annexe D avec la couronne de plots fixe et des aimants non fractionnés.

Limite au milieu de 'entrefer HPN

Limite au milieu de 'entrefer LPN

¥

Figure 11-28. Maillage de la structure de Type I (défini TABLEAU D-V) dans la modélisation éléments
finis 2D magnétodynamique, permettant de garantir une coincidence des nceuds du maillage sur les
limites HPN et LPN lors du mouvement pas a pas des couronnes d’aimants.

Cette comparaison (Figure II-29) montre une bonne correspondance entre le modele
analytique et le modeéle éléments finis jusqu'a une fréquence d'environ 50 Hz (soit une vitesse
de rotation de 1500 tr/min pour le rotor rapide et 430 tr/min pour le rotor lent). En revanche,
a partir de 50 Hz environ, 1'hypothése consistant a négliger 1'effet de peau semble ne plus étre
valide. Cela correspond aux résultats attendus puisque I’égalité entre I’épaisseur de peau et le
demi-pas d'un aimant est réalisée lorsque la fréquence utile vaut 55 Hz. 1l est alors possible de
définir un domaine de validité du modeéle analytique via la fréquence limite Fj, (II-51)
correspondant a la fréquence a partir de laquelle I’épaisseur de peau est égale au demi pas d’un
aimant fractionné LPN ou HPN.
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Figure II-29. Comparaison des pertes par courants induits obtenues avec le modeéle analytique
magnétostatique et avec le modele éléments finis magnétodynamique en fonction de la fréquence F (I1-48)
pour la structure de Type I définie TABLEAU D-V, avec couronne de plots fixe.

(Fiim = min(Fpy 1py, Fpy HPN)
I 4 (Kpy\?
Fruie =z (i)
{ PMLPN = WOo.TT \T; pn (11—51)
| F _ 4 <KHPN)2
k PM HPN H- e —

Dans le contexte de I’éolien de forte puissance ou il est nécessaire d’avoir un rendement
élevé, le fractionnement des aimants constituera un parametre important du dimensionnement
et ’hypotheése consistant a négliger 1'effet de peau sera alors toujours valable. Le modeéle
présenté section I1.4.1 et I1.4.2 pourra donc étre utilisé pour une démarche d’optimisation

globale des multiplicateurs magnétiques.

I1.4.3 Analyse des variations spatio-temporelles d’induction
dans le fer [104]

Point de la culasse
HPN

Point de la culasse LPN

Point au milieu d’un
plots

Figure II-30. Définition des trois points sélectionnés pour analyser les variations spatio-temporelles du
champ au sein des culasses LPN et HPN ainsi que des plots dans une structure de Type L.

Les pertes dans le fer (plots et culasses) sont dues & la fois aux variations temporelles
et spatiales des inductions au sein des régions ferromagnétiques. Ces variations conduisent a
des pertes par hystérésis et par courants induits, elles-mémes sources d’échauffements. Afin
d’avoir une premiere indication sur les pertes dans le fer, nous proposons d’analyser, en des
points particuliers (culasse HPN, culasse LPN et plots), I’évolution des composantes
radiales Br(k) et tangentielles Bc((k) des inductions dans le plan Br(k),Bc(rk). Cette représentation
permet alors d’observer les cycles spatio-temporels générés par la rotation des parties mobiles.
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Apreés observation des cycles dans les différentes zones, nous choisissons d’observer des points
représentatifs de I’évolution (temporelle et spatiale) globale du champ dans chaque région, tels

que les trois points présentés Figure II-30 pour la structure de Type I.

La Figure II-31 permet d’observer l’évolution des composantes radiale Br(k)et

tangentielle Bék) de V'induction au niveau des points définis Figure I1-30, au sein de la culasse
LPN (Figure II-31-a), de la culasse HPN (Figure II-31-b) et d'un plot (Figure II-31-c).

On observe alors que la fréquence fondamentale des cycles d’inductions spatio-temporels
n’est pas la méme dans les différentes régions et qu’elle dépend de la vitesse de rotation, de la
configuration polaire et de 'angle de charge. Cette dépendance est exprimée a travers I’équation
(II-52). La fréquence des cycles d’induction la plus élevée est au niveau de la culasse LPN,

ensuite au niveau de la culasse HPN. La fréquence la plus basse se situe au niveau des plots.

Pren-fipnso  Papn-2upngo
Firon Q= 27T =

2
Q Q
Firon LPN = Firon Q = Firon Q (11-52)
i PLpN PLpN
Q Q
kFiron HPN = FironQ = FironQ —
Pupn Pupn

Maintenant que la fréquence des cycles d’induction Fj..,;a été identifiée, il est
nécessaire d’analyser 'amplitude des variations des inductions. La Figure 11-32 fournit les
représentations dans le plan Br(k),Bo(lk), des formes d’ondes d’induction de la Figure II-31. On
observe que 'induction varie trés peu dans la culasse LPN (Figure I1-32-a), qu’elle varie un
peu plus dans la culasse HPN (Figure II-32-b) et beaucoup plus au niveau des plots (Figure
1I-32-¢). Cette derniere est liée au fait que le champ est tournant au niveau de cette région (les
points (B,Ek) et Bc(tk)) se déplacent dans les quatre quadrants). Quant a la faible variation
spatiale de I'induction au niveau de la couronne LPN, elle est due au fait que la répartition
globale du champ est essentiellement imposée par la couronne & faible polarité. Au vu des
formes d’ondes d’induction présentées Figure 11-32, il s’avere nécessaire de prendre en compte
a la fois les variations spatiale et temporelle des inductions, dans les trois régions
ferromagnétiques (culasse LPN, culasse HPN et plots), pour calculer les pertes dans le fer.
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Figure II-31. Evolutions des composantes radiales Br(k)et tangentielles B,,(lk) de I'induction au niveau des
points définis Figure II-30 au sein de (a) la culasse LPN, (b) la culasse HPN et (¢) d’un plot, pour une
structure défini TABLEAU D-V avec couronne de plots fixe, que nous avons publié dans [104].
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Figure II-32. Représentation spatiale des composantes radiale Br(k)et tangentielle Bo(,k) de Iinduction, au
niveau des points définis Figure II-30, au sein (a) de la culasse LPN, (b) de la culasse HPN et (¢) d’un
plot, pour une structure de Type I défini TABLEAU D-V avec couronne de plots fixe, que nous avons
publié dans [104].

I1.4.4 Modele de pertes fer [104]

Afin de calculer les pertes fer dans les culasses et les plots des structures magnétiques
(Type I ou Type IV), a partir des calculs de répartition du champ (sections 1.2 et II.3), on
utilise une modélisation prenant en compte les variations spatio-temporelles des inductions.
Ces derniéres présentent dans le plan Br(k),Bék), des formes elliptiques avec B, ’axe majeur de
Lellipse et B, l'axe mineur de l'ellipse (voir Figure II-33) [103]. L’axe B et 'axe B, doivent
alors étre déterminés aux différents points discrétisant I’ensemble des régions ferromagnétiques
aprés avoir réalisé un cycle magnétique aux fréquences définies équation (II-52) [103]. Le
paramétrage, destiné & expliciter au mieux les différentes étapes amenant aux calculs des pertes
fer, est visible sur la Figure II-33.

Axes B,
\

B
[IBCOII éxes B,

Figure II-33. Paramétrage destiné au calcul des pertes dans les régions ferromagnétiques.
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La premieére étape permettant de déterminer les pertes consiste a relever pour les
différentes positions du systéme la norme de l'induction ||B (), a;, 9)” aux différents points des

différentes régions ferromagnétiques (II-53).

2
”B(T)’ ai, 9)” = \/(Br(r}' a; + 9) - Br moy(r}'ﬂ ai)) + (Ba(n'! 443 + 9) - Ba moy(r}': ai)) 2 (11_53)

On reléve ensuite aux différents points de coordonnées (rj,a;) la position du systeme
qui maximise la norme de 'induction 6; j- Cet angle nous permet d’en déduire, pour tous les

points, I'’angle de la direction principale ¢;; définie Figure II-33 et équation (II-54) [133].

Br(9:1)>

&= arctan( -
H B,(6;;)

(I1-54)

A partir de cet angle, B, et B, peuvent étre déterminés avec I'’équation (II-55) ou I'angle
®;,j(0) est défini Figure 11-33 et équation (II-56).

{B//(Tj'“i'@) = [|BG;, @i, 0)]|. cos(e:,:(6)) (IL55)
B, (7, a;,0) = ||B(rj, a;,0)|-sin(¢; ;(6))

_ B. (1, a; + 0)
(pi,j(e) = arctan <m) - Ei,j (11-56)

P

En chaque point des parties ferromagnétiques, les pertes fer P, ©. peuvent étre calculées
a partir de I'équation (II-57). Dans cette équation, les coefficients kj, k. et ko, peuvent étre
déterminés expérimentalement pour un type de téle donné et soumise & des champs tournants
[134]. Les coefficients ky, k, et kqy, donnés au TABLEAU D-V de 'annexe D, correspondent
respectivement aux pertes par hystérésis, pertes par courants induits et pertes excédentaires.
Un coefficient de Steinmetz y est utilisé dans 'équation (II-57) comme proposé dans [135][134].
En fonction des régions, la fréquence Fi.oy, i, donnée dans (II-57), correspond aux différentes
fréquences des cycles d’induction précisées dans (II-52). Les valeurs des coefficients de pertes
utilisées pour le calcul correspondent & celles proposées dans [134] pour un acier feuilleté M1000-

65 en régime magnétique linéaire.

AB\Y  (AB/Y
gi’gil(rj,ai) = kn.Firon i- ((T) + <T)

1 [ [(dBo\?  [(dB)\? 1 [ (gdB?  (dB)\P\"
- =L =/ Z =L /A
+keTf((dt)+<dt)>dt+kefo<(dt)+<dt>> dt

t=0

(11-57)

Pour éviter que la discrétisation des régions ferromagnétiques impacte le temps de
calcul, il faudra éviter de discrétiser trop fortement les différentes parties. Pour les culasses,
nous réalisons le calcul des pertes sur toute leur épaisseur et sur un périmetre angulaire
correspondant a une polarité (un pole nord et un pole sud). Ces deux régions (partie de la
culasse LPN et HPN) sont alors discrétisées en 400 éléments (20%20). Pour les pertes dans les
plots, le calcul est réalisé sur toute la surface d’un plot discrétisé aussi en 400 éléments (20*20).

Une telle discrétisation permet d’avoir une bonne précision (les résultats le montreront par la
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suite) et elle permet aussi d’avoir un temps de calcul (uniquement lié & la discrétisation) tres
faible devant le temps de calcul de la répartition du champ pas a pas (inférieur a 5%).

La Figure II-34 illustre alors les pertes dans le fer calculées a partir du modeéle de
léquation (II-57) et sur la base des champs déterminés d’une part par la modélisation
analytique magnétostatique 2D (section II.4) et, d’autre part, via les éléments finis en
magnétostatique 2D pour la structure définie TABLEAU D-V de 'annexe D.

Internal yoke losses from analytical model

0.8 Pole pieces losses from analytical model
External yoke losses from analytical model
Total losses from analytical model

06 F O Internal yoke losses from FE model

YV Pole pieces losses from FE model
External yoke losses from FE model
% Total losses from FE model

)

Iron losses [ KW ]
o
S

©
N
T

= . S S © —0
0 500 1000 1500 2000
Internal ring speed [ rpm ]

0 Fa LS Fa

Figure II-34. Comparaison des pertes fers calculées & partir du modele défini par 1’équation (57), et sur
la base des calculs de champ issus du modele analytique magnétostatique 2D (section 11.4) et des
éléments finis en magnétostatique 2D, pour la structure de type I définie dans le TABLEAU D-V, que
nous avons publié dans [102].

La Figure II-34 montre que la modélisation analytique est satisfaisante pour déterminer
les pertes magnétiques, a la fois dans la culasse HPN et dans les plots. Quant aux pertes dans
la culasse LPN, elles sont beaucoup plus faibles, ce qui était prévisible au vu de la Figure 11-32,
malgré une fréquence plus élevée. Des calculs pour d’autres dimensions tres différentes nous
ont confirmé que les pertes dans la culasse LPN étaient tres faibles quelles que soient les
dimensions. Ces pertes pourront donc étre négligées par la suite.

I1.4.5 Compromis précision - temps de calcul

Dans la section II.2 et I1.3, pour le calcul du couple, un compromis précision - temps
de calcul a été recherché pour la détermination analytique de la répartition du champ au sein
d’un systéme d’engrenages magnétiques de Type I (section II.2) et Type IV (section I1.3) en
utilisant une méthode de sélection d’harmoniques (définie section 11.2.3). La détermination des
pertes magnétiques se fait, quant a elle, a partir de calculs pas a pas de la répartition du champ
afin d’obtenir des variations spatio-temporelles. Pour calculer les pertes au sein des différentes
régions avec une précision et un temps de calcul acceptables, il est nécessaire de choisir
judicieusement la période sur laquelle on calcule les pertes ainsi que le nombre de positions qui
discrétisent cette période. Vu que la discrétisation choisie (20%20 pour un plot et 20*20 pour

le périmeétre angulaire d'un péle pour les deux culasses) offre de bon résultats, avec un temps
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de calcul tres faible devant le temps de calcul de la répartition du champ pas a pas, I'influence
de la discrétisation ne sera pas étudiée dans cette section.

Dans cette section, le choix de la période et de la discrétisation sera réalisé pour une
structure de Type I avec couronne de plots fixe. Pour chaque région, on définit une amplitude
de rotation pour calcul des pertes 91({?1\, qui correspond a 'amplitude du déplacement de la
couronne HPN pour le calcul des pertes de la région k. On définit aussi le parameétre Néoz qui
correspond au nombre de positions discrétisant le cycle de calcul des pertes de la région k.
Comme pour la section I1.2.4, I’étude du compromis entre la précision et le temps de calcul
sera réalisée sur la base de la structure de type I définie dans le TABLEAU D-II (section II.2).
Les matériaux ainsi que les coefficients associés pour le calcul des pertes seront ceux définis au

TABLEAU D-V de Pannexe D.

Afin de déterminer les pertes dans les parties ferromagnétiques, la rotation de la
couronne HPN éggN ne peut pas étre la méme pour les trois régions ferromagnétiques. En effet,
la fréquence des inductions n’est pas la méme dans ces différentes régions (voir Figure 1I-31 et
équation (I1-52) section 11.4.3). Pour les trois régions ferromagnétiques, on choisit 9,5’:,)1\, égal au
déplacement permettant d’obtenir les formes d'ondes des inductions telles qu’a la Figure 11-31.
Ces trois amplitudes de déplacements sont données équation (II-58). Cependant, afin de réduire
le temps de calcul, et du fait que les pertes dans la culasse LPN sont négligeables devant celles

des autres régions ferromagnétiques (voir Figure II-34), nous ne calculerons pas les pertes dans
la culasse LPN.

(850, = 2.2
:  Dupn Prew

27'[
pun — (11-58)
pHPN

AVD _

HPN — Q

Afin de déterminer la rotation nécessaire pour le calcul des pertes dans les aimants, il
est possible d’analyser I’évolution des pertes par courant induits. La Figure 1I-35 permet
d’observer I’évolution des pertes dans un aimant de la couronne LPN et HPN en fonction de
la position de la couronne HPN ) pour la géométrie définie dans le TABLEAU D-II de
I’annexe D. Que ce soit pour la couronne d’aimants LPN ou HPN, on observe une évolution
des pertes a assez basse fréquence et a une fréquence un peu plus haute. Ce phénomene
s’explique par le fractionnement des aimants et les effets de denture liés a la couronne de plots.
A partir des résultats de la Figure II-35, afin de calculer les pertes sans discrétiser trop
fortement la rotation (et donc trop augmenter le temps de calcul) tout en étant robuste a la
variation les dimensions de l’engrenage magnétique (intrinséque aux optimisations), nous
préconisons la rotation nécessaire pour le calcul des pertes dans les aimants définie équation
(II-59). Cela revient a une rotation de 9° pour I'engrenage magnétique présenté Figure 11-35).

a0 _pw _ T

HPN = Yupn = (I1-59)
DPLpn

Chapitre Il : page 89



100
)
F)Eddy
V)
80 PEddy

40

LAl

Angular position of the external ring eV (*)

Instantaneous eddy current losses (W)

Figure 11-35. Evolution des pertes par courants induits dans un aimant de la couronne LPN et HPN en
fonction de la position de la couronne HPN %) pour la géométrie définie au TABLEAU D-II, travaux
publiés dans [102].

. e s . oAk . .
Maintenant que nous avons défini la rotation HISP)N nécessaire aux calculs des pertes
dans les différentes régions, nous pouvons nous intéresser a la discrétisation de ces rotations.

Afin d’évaluer la précision obtenue en fonction du nombre de position Néoz des k régions, nous

définissons des pertes de référence Pr(ek } calculés dans les k régions sans la méthode de sélection
d’harmoniques, avec Ngg =150 et Ny = N/pypny = 10. A partir de ces pertes de référence, on
peut définir l'erreur (II-60) pour les k régions. La Figure 1I-36 permet alors d’analyser la
précision et le temps de calcul des différentes pertes magnétiques avec la méthode de sélection

d’harmoniques et le nombre d’harmoniques préconisés section II.2.4 (méthode B, Ny =5 et
N/pupn = 3).

(k) )
Pref - PEddy/iron(NPOS)

Erreur® = ) (I1-60)
Pref
50 70 1
O Eddy current loss computation in internal PM O Eddy current loss computation in internal PM
V Iron loss computation in pole pieces 60 | WV Iron loss computation in pole pieces
40 Eddy current loss computation in external PM Eddy current loss computation in external PM
¥ Iron loss computation in external yoke 50 r| % Iron loss computation in external yoke

N
o
T

Error [ % ]

Computation time [ s ]
N w
o o

10/

0 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
10 20 30 40 50 60 70 80
Number of positions : N Number of positions : N
pos pos
(a) (b)
Figure II-36. Evaluation des pertes magnétiques en fonction du nombre de positions Néﬁg avec la méthode

de sélection d’harmoniques B, Ny =5, N/pypy = 3, pour la géométrie décrite au TABLEAU D-II : (a)

précision et (b) temps de calcul, travaux publiés dans [102].

Chapitre Il : page 90



Compte tenu de la démarche d’optimisation globale et des différentes hypotheses
réalisés tout au long de ce chapitre mais aussi dans le chapitre suivant, nous tolérons une erreur
de 10% pour le calcul des pertes dans les différentes régions. Afin d’obtenir une erreur inférieure
a 10% quelles que soient les dimensions de ’engrenage magnétique, la Figure II-36 montre que
I'on a une marge de sécurité avec la discrétisation définie équation (II-61). Avec ces différentes
discrétisations, le temps de calcul nécessaire & la détermination de ’ensemble de ces pertes est
inférieur & 1 minute (avec un processeur Intel Xeon E5-1630 v3, 8 cceurs, 3.70 GHz).

N = NS = 40

pos pos
N =50 (11-61)
L ~¥D =10
pos

I1.5 Expérimentations

Afin de tester les modeles analytiques que nous avons développés, nous avons comparé
différents résultats obtenus (inductions, couples) avec ceux issus de modeles éléments finis 2D
ou 3D. Dans ces différents modéles, nous définissons des conditions aux limites ne
correspondant pas toujours aux modeles analytiques. Ces modeles sont censés représenter aux
mieux les phénomenes réels. Afin de nous assurer que nos différents modeles (analytique et
éléments finis) représentent au mieux le comportement magnétique des architectures étudiées,
nous avons choisi de réaliser une maquette instrumentée. Dans cette section, nous présenterons
sa réalisation sur la base d’une architecture de Type IV, car celle de Type I nous semblait avoir
été largement étudiée et réalisée.

I1.5.1 Conception de la maquette et du banc de test

Conception de ’engrenage magnétique Type IV:

Bien que les travaux de cette these concernent 'intégration d’engrenages magnétiques
dans des chaines éoliennes de fortes puissances, par soucis d’économies, nous avons choisi de
concevoir une maquette de petites puissances (1.2 kW, Gpqgn = 3,25). Comme nous l'avons
dit, elle servira a évaluer la pertinence des modélisations magnétiques Elle ne pourra pas étre
utilisée pour valider des aspects technologiques d'un dispositif industriel a échelle 1 et
notamment les aspects mécaniques trés sensibles aux effets d’échelle (solutions de structures
porteuses tres différentes). Nous avons retenu, surtout pour des raisons de simplification
mécanique, une solution d’architecture de type IV avec couronne de plots fixe. Nous avons
également choisi un fonctionnement en mode réducteur avec en entrée le rotor rapide a aimants
LPN et en sortie le rotor lent a aimants HPN, pour des raisons de disponibilité et de cofit des
matériels (frein a hystérésis en sortie et machine électrique rapide en entrée). Les dimensions
du multiplicateur magnétique sont données dans le TABLEAU D-VII. La Figure I1-37 présente
différentes vues en coupe de la maquette d’engrenage magnétique Type TV.

La maquette a été définie par ’équipe en concertation avec Jeumont Electric, congue
en collaboration avec la société ERNEQ et réalisée par cette derniere. Sur la Figure II-37-a, on
observe les différents éléments mécaniques avec notamment le guidage des rotors en porte a
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faux (solution difficilement envisageable pour des puissances de plusieurs MW). Sur la Figure
I1-37-b, on observe que les parties feuilletées (plots et culasses) n'ont pas exactement la méme
géométrie que dans les modélisations analytiques que nous avons développées. En effet, le
feuilletage des plots nous oblige a avoir des sections de plots rectangulaires au lieu de radiales.
Par ailleurs, les culasses sont composées de picots qui permettent le positionnement des
aimants. Enfin, les aimants sont plats du c6té de la culasse et arrondis du c6té de 'entrefer et
leur aimantation est paralléle.

LQ =100 mm

(a)

@D = 150,5mm

Ly Tay AT TaAr 7 Ly TRy AT Tar 7
(b) (c)

Figure 11-37. Vues en coupe de la maquette de réducteur magnétique de Type IV (a) vue longitudinale

permettant de mettre en avant la conception mécanique et (b) vue du plan magnétique HPN et (c)
LPN montrant les adaptations géométriques au niveau des plots, des culasses et des aimants [136].
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Les toles ont un revétement thermo-adhérent qui facilite leur assemblage effectué a
laide d’outils de montage dédiés et congus par ERNEO. Ces outils (visibles Figure II-38)
permettent d’ajuster et de serrer les paquets de toles avant le passage au four de 'ensemble.
Le diametre intérieur étant le méme pour les deux couronnes d’aimants, un seul outil de
montage a été nécessaire pour assembler les paquets de tdles des deux culasses.

; Paquet de toles
LPN

~ Cales disposées
| entre les plots
feuilletés

(a) (b)
Figure II-38. Description des outils de montages dédiés a 'assemblage des paquets de toles (a) des deux
culasses feuilletées et (b) des plots [136].

Apres passage au four, le revétement thermo-adhérent permet de solidariser les paquets
qui peuvent ensuite étre positionnés sur leur structure porteuse. La Figure 1I-39-a présente
alors le positionnement de la culasse LPN avec les aimants placés en surface et la Figure 11-39-
b montre celui des plots dans leur support en résine.

Aimant LPN
Culasse LPN

Jante LPN

Plots

Chemise

(a) (b)
Figure 11-39. Assemblage des parties feuilletés (a) de la culasse LPN avec les aimants placés en surface
et (b) des plots au sein de leur structure porteuse en résine [136].
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Conception du banc de test :

Engrenage
magnétique \

Moteur
d’entrainement

Frein

hystérésis

Figure II-40. CAO du banc de test du réducteur magnétique.

(a) Capteur de
position HPN
Variateur
Cz%p.teur de Couplemetre
. . position LPN HPN
Alimentation
24V Couplemeétre
LPN

Eléments de protection

Réglage frein hystérésis

Ventilateur

(b)

Figure II-41. Photographies du banc de test avec (a) emplacements des différents capteurs (codeurs de

position et couplemétres) et (b) éléments de réglage, de contrdle et de sécurité regroupés au sein de
Parmoire électrique.
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La CAO du banc de test de la maquette de réducteur magnétique est présenté Figure
11-40. En entrée, se trouve un moteur électrique de type Brushless & aimants 6 Nm-3000 tr/min,
piloté par un variateur électronique et régulé en vitesse. En sortie, le couple résistant est imposé
a l'aide d’un frein a hystérésis Magtrol 24 Nm-25 000 tr/min.

Afin de réaliser des mesures du couple en fonction de I'angle de charge et des bilans
énergétiques, le banc dispose de capteurs de positions et des couplemétres placés de part et
d’autres du réducteur magnétique, comme décrit sur la photo du banc, Figure II-41-a. Nous
utilisons des couplemetres de 10 et 20 Nm, 50 000 tr/min (Magtrol TM 301-308) et des codeurs
incrémentaux 300 kHz, 3000 tr/min avec une résolution de 10 bits (DGS 35). Différents
éléments de réglage, de controle de la maquette et de sécurité sont regroupés au sein d’une
armoire électrique alimentée en 400 V triphasé (Figure II-41-b).

I1.5.2 Instrumentation

Afin de confronter les modeéles magnétiques aux mesures expérimentales, nous
souhaitons analyser différents phénomeénes :

e Dévolution des valeurs moyennes des couples magnétiques HPN TUILHPN) of T PN T (HLLPN)
(II-39) en fonction de 'angle de charge ¢ ;

o [’évolution de la composante axiale du flux pour en déduire celle de I'induction magnétique
moyenne B‘gg) en fonction du temps au travers d’un plot ;

o [’évolution de la composante radiale du flux pour en déduire celle de I'induction magnétique

moyenne au travers d’'un aimant en fonction du temps.

Dans le cas de la structure de Type IV (ou Type I) avec la couronne de plots fixe,
langle de charge est donné par la relation (II-62) avec Oypy et O, py la position angulaire des
couronnes HPN et LPN respectivement.

@ = Pupn-Oupn + Pren-Orpn (11-62)

Pour évaluer cet angle, nous pouvons utiliser les deux capteurs de position et traiter
leurs données. En ce qui concerne les couples, nous exploitons les couplemeétres. Pour mesurer
le flux au travers d’un plot, nous avons placé des bobines de mesure autour de deux plots dont
il suffira d’intégrer les tensions induites. La relation entre la composante axiale de I'induction
magnétique moyenne dans un plot Bg?,) et le flux passant dans un plot ¢ %, (Figure II-16) est
donnée équation (II-63) avec Sy la section du plot.

B = b Sal = |ion-Sol (11-63)

Bobine de mesure de la variation de la composante axiale du flux dans les plots :

La mesure de tension induite Ugl) en fonction du temps sera comparée avec les valeurs
calculées sur la base des résultats issus des différents modeles. On donne alors la relation (I1I-64)
entre la tension induite Ugl) et flux ¢1(1th avec Ngpire le nombre de spires au sein de la bobine

de mesure.
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(@ (@
d Drpn _ : A dypy

(@) _
UQq - Nspire dt - spire-HHPNA GHPN

(I1-64)

Vu la finesse des fils utilisés, il existe un risque de défaillances. Pour le minimiser, nous

avons choisi de placer deux bobines de mesure autour de deux plots différents et entre les deux

parties tournantes comme on peut le voir sur la Figure 11-42.

Bobines de

mesure

Aimants du
rotor HPN

Aimants du
rotor LPN

Plots
feuilletés

(a) (b)

Figure 1I-42. Emplacement des deux bobines de mesure de la composante axiale du flux au niveau des

plots : (a) photographie et (b) schéma de CAO illustrant leur positionnement.

Le nombre de spires de la bobine de mesure a été choisi de telle sorte a avoir une tension

induite de l'ordre de +5V & 2000 tr/min. A partir de calculs analytique 2x2D, pas & pas dans
le temps, utilisant la relation (II-64), nous imposons Neyre = 16.

Bobines de mesure de la variation du flux dans les aimants et collecteur associé :

Afin de confronter le modele analytique 2x2D & une autre mesure expérimentale, nous

avons choisis de mettre des spires de mesures au niveau des aimants LPN. Deux bobines de

mesures constituées chacune de 50 spires sont placées autour de deux aimants. La Figure I1-43
permet d’illustrer la réalisation d’une des deux bobines de mesure.

Percage nécessaire au passage
des cables de la bobine de
mesure et de la sonde thermique

Cable de la sonde
thermique

Bobine de mesure

Aimants LPN

Figure II-43. Réalisation d’une bobine de mesure autour d’un aimants LPN.
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Etant donné que la couronne d’aimants LPN est en rotation, il est nécessaire d’utiliser
un systéme tournant pour récupérer les mesures. Nous avons choisi d’utiliser un collecteur et
de 'intégrer au sein du banc de test comme décrit Figure I1-44.

Collecteljr tournant

A

Cables du

Zone de raccord des collecteur
différents cables tournant

Couplemetre

Aimants LPN

Figure II-44. Schéma de CAO montrant l'intégration du collecteur tournant au sein du banc de test
[136].

La Figure II-44 permet d’observer qu’afin de connecter les bobines de mesure au
collecteur tournant, leurs cébles se rejoignent a l'intérieur de la couronne d’aimants LPN. Les
cables de liaison au collecteur rentrent dans 'arbre creux entre le couplemeétre et le collecteur.
Puis, ils passent a travers 'arbre jusqu’a ressortir a l'intérieur de la couronne d’aimants LPN.
1l est alors possible de connecter les différents cables sous la couronne d’aimants LPN comme
décrit Figure I1-45.

Connection entre une bobine de
mesure et une entrée du
collecteur tournant

Connection entre une sonde
thermique et une entrée du

collecteur tournant

4

Figure I1-45. Connexion entre les cibles des bobines de mesures et ceux du collecteur [136].

Malheureusement, par manque de temps, nous n’avons pas pu utiliser cette
instrumentation pour confronter le modele analytique 2x2D & une mesure expérimentale de la
variation de 'induction au niveau des aimants.
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Traitements des données des différents capteurs :

Le développement du systeme d’acquisition a été réalisé par Marvin Chauwin lors de
son stage de Master 2 [137]. Pour collecter et traiter les données des différents capteurs
(couplemeétres, capteurs de position, bobines de mesure), nous utilisons un systéme d’acquisition
dSPACE [138].Un diagramme a été réalisé sous le logiciel Simulink de Matlab afin de réunir
simultanément l'ensemble des mesures de la platefome dSPACE (voir Figure 11-46). Celle-ci
permet également de mettre en place une interface graphique qui facilite le contrdle des
différentes variables.

Calcul des angles :
rapide, lent et angle de charge

Codeur apide (1)

Sorie analogigue 2

Codeurlent (2) Calculs des angles om‘o anatogige

Initialisation des Codeurs Mesure des tensions des bobinages

Index rapide ) ADGC g > Tension plot I -

Tension plat

DS1103ADC 18 Sain sonde 1

Ak Tension aimant
DS1103ADC_C20  Gainsonde 2 Tension aimant

WDEX_C2

ENCODER
MASTER SETUP

Mesure des couples

DS1102ENC_SETUP

Tension d'alimentation du frein AL th

Couple rapide

DSA102ADE C17 Gainsonde 3 Gain capteur rapide

Couple lent

Constantz Gain piloté  Sodie anslogique 4 DS1103ADC_C1g  Gainsende 4 Gain capteurlent

Figure 11-46. Schéma Simulink de I'acquisition et du traitement des données [137].

Pour déterminer I'angle de charge, les capteurs de positions disposent d’une résolution
de 10 bits (soit une précision de 0,18°), et la plateforme dSPACE permet d'acquérir directement
le comptage des impulsions ainsi que le nombre d’impulsions par secondes. Un bloc permet de
récupérer le top zéro (l'index) pour remettre & une position définie le compteur d’impulsion.
Le montage permett donc de récupérer les positions angulaires et d’en déduire ’angle de charge
avec la relation (II-62). Comme il n’est pas possible d’aligner mécaniquement les tops zéro des
deux capteurs, il est nécessaire d’ajouter un offset pour les aligner et obtenir un angle de charge
nul a 'arrét. Le sous-systeme Simulink de calcul de I'angle de charge est alors présenté Figure
I1-47.

Afin de visualiser au mieux les différentes grandeurs physiques, nous avons développé
une interface permettant d’observer :

o les couples ;
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e [langle de charge ;

o les vitesses de rotations ;

e Dévolution des positions angulaires des deux rotors (entre 180° et 180°) ;

e les tensions induites aux bornes des bobines de mesure ;

o le systeme d’acquisition permettant de choisir les données que 'on souhaite enregistrer et

de réaliser une synchronisation avec le top zéro d’un codeur.

Décalage 1| 1

Calcul angle rapide

W () >
Position rapide ;i Theta_h

Fain codeur 1

Calcul angle de charge

Décalage2 | 1

Positien lent
Gain codeur2 piz

Calcul angle lent
Figure 11-47. Schéma du sous-systéme Simulink de calcul de I’angle de charge [137].

L’interface graphique est réalisée sous autodesk et il est présenté en Figure 11-48.

Controle du Hein

Couple Lent (Nm)

Couple Rapide (Nm)
3.266 40649 9.515 3
oo | |

Lebels Phi

1L S
m 001020504 0505070503

[PPCtest-HostSenice <]
Shat Seltings

fes lit I

I AuoRepeat Downsampling | 1]

Trigger Sigral
¥ anaoit

level[ 0 Delw [ 0

apide
~Reference Capture—— Capture Variables

Take B oo ot007

M vodel Root Tension aimant

10 02 04 05 08 . 00 002 004 005 008 010

Figure II-48. Interface graphique développée pour visualiser de fagon ergonomique les différentes

grandeurs physiques [137].
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11.5.3 Résultats

Dans cette partie, nous souhaitons comparer les résultats obtenus a partir des essais
expérimentaux réalisés sur la maquette décrite précédemment (voir récapitulatif TABLEAU
D-VII de 'annexe D) et des modélisations suivantes :

o ¢léments finis 3D prenant en compte toutes les spécificités de la maquette, modele nommé
3D FEM CAO ;

e éléments finis 3D radial (formes idéales: plots radiaux, aimants tuiles parfaits a
aimantation radiale), nommé modele 3D FEM radial ;

e analytique 2x2D radial (formes idéales), modéle nommé 2x2D AM radial.

La premiere modélisation correspond a la géométrie décrite Figure 11-49-a et les deux
suivantes puces correspondent a la géométrie décrite Figure I11-49-b.

(b)

Figure II-49. Différences géométriques entre la maquette et la représentation qui a servi a élaborer le

modele analytique (a) modeéle de la maquette (plots rectangulaires et aimants a face intérieure plane) et
(b) modele théorique (plots radiaux et aimants tuiles).
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Source de différences entre les résultats expérimentaux et de simulation :

Une source de différence importante entre le modele éléments finis et le modele
analytique réside dans la prise en compte, ou son absence, des phénomenes 3D. En effet, au
niveau du rotor LPN, le pas polaire est du méme ordre de grandeur que sa longueur. D’apres
les résultats obtenus section 11.3.2, il doit y avoir des effets de bords qui ne sont pas pris en
compte dans le modele analytique 2x2D. Un autre aspect qui n’est pas considéré dans le modele
2x2D concerne les fuites a la périphérie de la couronne de plots. En réalisant des calculs 3D du
modele radial avec et sans fuites a 'extérieur des plots, il sera possible de quantifier les
différences de résultats.

Par rapport a la géométrie et aux propriétés magnétiques des matériaux, certaines
différences entre le modele 3D FEM CAO et 3D FEM radial peuvent contribuer a des
écarts importants. Ces différences de géométrie et de propriétés magnétiques sont recensées
dans le Tableau VI.

TABLEAU VI
DIFFERENCES ENTRE LA GEOMETRIE ET LES PROPRIETES MACNETIQUES DE LA MAQUETTE (PRISES EN
COMPTE DANS LE MODELE ELEMENTS FINIS) ET CELLES CONSIDEREES DANS LE MODELE ANALYTIQUE

Maquette et modele 3D FEM CAO Modele 3D FEM radial
Aimants plats coté culasse Aimants tuiles (arrondis) c6té culasse
Plots rectangulaire Plots de forme radiale
Picots et espace amagnétique entre les aimants Aimants jointifs
Comportement non-linéaire (saturable) des Comportement linéaire des parties
parties ferromagnétiques ferromagnétiques
Aimantation paralléle des aimants Aimantation radiale

Bien que le modele 3D FEM CAO prenne en compte toutes les spécificités de la
maquette en termes de géométrie et de propriétés magnétiques (aimantation paralléle et
saturation dans le fer), nous devrions néanmoins observer des différences entre ce modele et les

mesures. En effet, il subsiste des incertitudes qui peuvent impacter les résultats :

e sur les dimensions géométriques, notamment les entrefers ;
e sur aimantation des aimants (direction et rémanence +/-5%) ;
e sur le foisonnement axial dii au feuilletage des plots (non pris en compte en FEM) ;

e des mesures elles-mémes.

Analyse des résultats :

Les différentes figures ci-dessous montrent les résultats obtenus, sur les couples et les
tensions induites, a partir des modeéles 2x2D AM radial (analytique), 3D FEM radial, 3D
FEM CAO et des mesures sur la maquette. Les Figure II-50-a et II-50-b présentent
respectivement I’évolution du couple moyen c¢6té LPN et celle du couple moyen c6té HPN en
fonction de l'angle de charge, avec une faible vitesse de rotation de la maquette (50 tr/min
cOté lent).
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Figure II-50. Evolutions du couple moyen en fonction de I’angle de charge obtenues a partir des modeles
2x2D AM radial, 3D FEM radial, 3D FEM CAO et de la maquette (Tableau D.VII) a basse vitesse (50
tr/min c6té lent) (a) c6té HPN et (b) c6té LPN.

On observe sur la Figure II-50 que les modeles 3D FEM radial et 3D FEM CAO
permettent d’obtenir des valeurs de couples tres proches de celles mesurées sur la maquette.
Les différences entre le modeéle 3D FEM radial et 3D FEM CAO (recensées dans le Tableau
VI) ont donc tres peu d’effet sur les couples HPN et LPN. De la méme maniére, les différentes
incertitudes liées a la réalisation de la maquette ne semblent pas étre la source d’erreurs

significatives.

La Figure II-50 permet également d’observer des différences importantes entre le modele
2x2D AM radial et le modele 3D FEM radial. Afin de déterminer si ces écarts sont liés
aux effets d’extrémité et/ou a I'absence de prise en compte des fuites a la périphérie de la
couronne de plots, nous réalisons des calculs avec le modéle 3D FEM radial sans fuite de flux
sur le rayon extérieur des plots (II-65) et aux extrémités axiales du systeme (II-66).

BT(IV,i)Jr:RI(VIIV) -0 (I1-65)

Zextrémités

Avec ces conditions aux limites (CL), il n’est plus possible d’observer d’effets de bords
et de fuites magnétiques dans un modele 3D FEM. Le Tableau VII recense les résultats obtenus
a partir du modele 3D FEM radial, en utilisant les CL (II-65) et (II-66), pour un angle de
charge de 60°.

TABLEAU VII
VALEURS DU COUPLE OBTENUES AVEC LE MODELE 2X2D AM RADIAL ET PAR 3D FEM RADIAL AVEC
DIFFERENTES CONDITIONS AUX LIMITES

Modele Couple HPN  Couple LPN
3D FEM radial sans les CL (II-65) et (II-66) 12.7 Nm 3.9 Nm
3D FEM radial avec la CL (1I-65) 15.5 Nm 4.8 Nm
3D FEM radial avec les CL (11-65) et (I1I-66) 17.5 Nm 5.0 Nm
2x2D AM radial 18.3 Nm 5.2 Nm
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Les résultats du Tableau VII permettent de se rendre compte qu’avec les conditions
aux limites (II-65) et (II-66), on obtient des résultats treés proches de ceux obtenus avec le
modele 2x2D AM radial.

En ce qui concerne les formes d’onde d’induction dans les plots, la Figure II-51 présente
les comparaisons mesures / modélisations de la tension induite générée par la variation du flux
magnétique obtenue a différentes valeur de I’angle de charge a une vitesse de 50 tr/min coté
rotor lent.

— Mesure
S o2t oy 3D FEM CAO
= 3D FEM radial
2 01r 2x2D AM radial
5 \ X raaia
cC
9o
)
o
l—

_0.3 | 1 | 1 | 1 |

0.15 0.2 0.25 03 0.35 0.4 0.45 05
Temps [s]
(a)
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o2k 3D FEM CAO

’ 3D FEM radial
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0r W 3 -MW

v
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o
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Figure II-51. Comparaison des simulations (modeéles analytique 2D et éléments finis 3D) et des mesures
de la tension induite pour différentes valeurs de I'angle de charge ¢ : (a) ¢ = 0°, (b) ¢ =30°et (¢) ¢ =
60° & une vitesse de 50 tr/min c6té rotor lent.

A nouveau, on observe sur la Figure 1I-51 que les modeles 3D FEM radial et 3D
FEM CAO permettent d’obtenir les simulations les plus proches des mesures. En revanche,
concernant le modele 2x2D AM radial, nous observons des écarts sur la forme d’onde. Nous

pensons que cette différence est liée a la méthode de calcul analytique du flux dans les plots,
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fondée sur une décomposition harmonique. Or, les effets de pointes associés nécessitent de
prendre en compte un trés grand nombre d’harmoniques pour avoir une précision suffisante
[139]. Ces écarts sont aussi liés aux effets de bords qui semblent toutefois étre moins influant
que pour le calcul du couple.

11.6 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté ’ensemble des modeles magnétiques requis pour
la suite (calculs des pertes, des efforts), dans 1’objectif d’un dimensionnement mécatronique.
Ces modeles vont alimenter les modeles mécaniques que nous détaillerons dans le chapitre
suivant (Chapitre IIT). Ils permettent également d’obtenir la répartition du champ magnétiques
des architectures Type I (section I1.2) et Type IV (section II.3) et donc leur couple (section
I1.2 et I1.3), ainsi que leurs pertes magnétiques qui seront calculées pour la seule architecture
de Type I (section II.4). En outre, les modeéles développés offrent des temps de calcul
suffisamment faibles pour permettre une optimisation globale (Chapitre IV).

Concernant les limites des modeles de répartition du champ magnétique, nous avons
observé pour 'architecture Type IV que pour des rapports L;py/Trpy > 1, la méthode 2x2D
offre une précision suffisante vis-a-vis des effets 3D. Pour larchitecture Type I, des
comparaisons entre des calculs éléments finis 3D et le modele analytique 2D de la section 11.2
ont permis d’observer les mémes limites que pour 'architecture Type IV. Lors de 'optimisation
des architectures de Types I et 1V, il sera alors important de s’assurer que les dimensions
restent dans le domaine de validité des modeles. Par chance, nos travaux d’optimisations de
larchitecture Type I ont démontré que, pour les applications que nous envisageons (trés forts
couples avec contrainte de diametre externe), les configurations optimales de 'architecture de
Type I sont assez longues (entre 1 et 3 m) et avec un grand nombre de paires de poles (pypy >
15). Les rapports Ly py /T py seront alors a priori supérieurs a 1 . Dans le cas de Parchitecture
de Type IV, nous avons moins de recul puisqu’elle n’a pas encore fait 1'objet de travaux
d’optimisations pour de la forte puissance. Il faudra alors faire attention aux limites du modele.

Les modeles de pertes présentés dans ce chapitre pour 'architecture de Type I ont
permis d’obtenir des temps de calcul qui nous semblent compatibles & la démarche
d’optimisation globale de notre application. Ces modeles peuvent également étre utilisés, avec
I’architecture de Type IV, pour le calcul des pertes dans les aimants et les culasses. Toutefois,
il restera & définir un modele permettant de prendre en compte les pertes associées a la
composante axiale du flux dans les plots. De plus, toujours pour cette architecture, nous avons
vu que, pour le modele 2x2D, le conditionnement de la matrice rendait difficile 1'inversion
numérique. Dans le cadre du calcul pas a pas des pertes, cette inversion de matrice beaucoup
plus lente que pour l'architecture Type I risque de poser des problémes de temps de calcul. Il
sera alors intéressant de rechercher un meilleur conditionnement de la matrice ou d’utiliser des

méthodes d’inversion de matrice plus efficaces.

Enfin, la section I1.5 de ce chapitre a permis de présenter la maquette expérimentale

(architecture Type IV) ainsi que des comparaisons entre des mesures et des simulations
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destinées a des analyses critiques d’une partie de nos modélisations. Grace a I'instrumentation
de la maquette, nous avons pu effectuer des critiques sur les valeurs des couples et des tensions
induites associées a la composante axiale du flux dans les plots. Cependant, si I'instrumentation
de la maquette permet aussi de mesurer la tension induite associée & la composante radiale du
flux dans les aimants, la température sous les aimants, ainsi que le rendement global du
systeme, nous avons manqué de temps pour mener & bien I’ensemble des confrontations. Dans
les perspectives finales, nous proposerons, a court terme, de finaliser cette partie du travail.

L’exploitation des modeles élaborés dans ce chapitre permettra également de calculer
les contraintes d’optimisations (comme 'induction maximale dans les parties ferromagnétiques)
ou des données d’entrées d’autres modeles (comme les pertes magnétiques pour le calcul des
échauffements). Le Chapitre III, qui suit, traitera du calcul des efforts magnétiques, des
déplacements et des contraintes mécaniques au sein des structures porteuses et des
échauffements associés aux pertes. Une partie sera également consacrée a 1'étude du
comportement dynamique en rotation afin de mieux comprendre les risques de décrochage et
de définir un rapport optimal du couple de décrochage sur le couple nominal & transmettre.
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Chapitre III : Modélisations mécaniques
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I1I.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous présentons ’ensemble des modeles mécaniques relatifs aux
multiplicateurs magnétiques. Ces modeles sont appliqués aux architectures concentrique dite
« Type I » [40] et coaxiale dite « Type IV » [70] avec des puissances nominales comprises entre
3,6 et 6 MW. Leurs comportements mécaniques dépendent des propriétés magnétiques que
nous avons modélisées dans le précédent chapitre. En effet, les modeles de répartition du champ
magnétique des architectures de Type I (section I1.2) et de Type IV (section I1.3) permettent
de calculer notamment les chargements magnétiques ainsi que les raideurs angulaires entre les
différentes parties du multiplicateur. De plus, le calcul des pertes magnétiques (section I1.4)
permet de déterminer I’évolution de la température au sein des différentes zones, pour un
systeme de refroidissement donné. Ainsi, dans ce chapitre, les modeéles magnétiques,
précédemment établis, nous permettent d’alimenter :

o des modeles analytiques de calcul du chargement magnétique destinés au pré-
dimensionnement des structures porteuses de 'architecture Type I (17 partie section II1.2);

o des modeles analytiques de calcul du chargement magnétique pour le pré-dimensionnement
des différentes structures porteuses de 'architecture Type IV (2™ partie section I11.2);

e un modele analytique aéro-thermique fondé sur un réseau de résistances thermiques [107]
pour l'architecture Type I (section II1.3) ;

e un modele du comportement dynamique en rotation d’une chaine de conversion éolienne
incluant un multiplicateur magnétique (type I ou IV) en présence de fluctuations du couple
d’entrée (section 111.4).

Les différents modeles analytiques élaborés dans ce chapitre sont confrontés avec des
calculs par éléments finis ou numériques par blocs (avec le logiciel Simulink).

Calcul analytique du champ magnétique (section I1.2 Type I et section 11.3 Type IV)

Pertes magnétiques (section II. 4) Raideurs en rotation (section I1.2 et 11.3)

Efforts magnétiques (section II1.2.2)

Modele du comportement

Modele thermique Modeéle de pré-dimensionnement dynamique (section II1.4)

(section III. 3) mécanique (section II1.2)

Rapport « couple de
Contrainte thermique Contrainte mécanique décrochage sur couple

probléme optim. (Chap. IV) probléme optim. (Chap. IV) nominal. (Chap. IV)

Figure III-1. Relations entre les différents modeles mécaniques et thermiques et ceux du chapitre
précédent (calculs analytiques du champ magnétique) et du chapitre suivant (élaboration des contraintes

d’optimisation).
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Les modeles mécaniques développés dans ce chapitre ont pour but ultime d’alimenter
la procédure d’optimisation globale du systeme. La Figure III-1 présente une synthese des
relations entre les différentes sections des chapitres II, III et IV et montre notamment comment
ce troisiéme chapitre alimente le quatrieme, dédié a 'optimisation, dans laquelle les travaux
du présent chapitre permettent de déterminer :

e des contraintes d’optimisation tels que le déplacement radial maximal (section III.2) ou la
température maximale (section II1.3) ;

e la valeur du couple de décrochage (dimensionnant) relativement au couple nominal &
transmettre (section I11.4)

La Figure III-1 permet aussi d’observer que, contrairement au Chapitre II, il y a peu
de lien entre les différentes sections du Chapitre III. Les points communs entre ces sections
sont qu’elles dépendent toutes des résultats du Chapitre II, qu’elles alimentent toutes le
Chapitre IV et qu’elles utilisent toutes des modeles du domaine de la mécanique.

II1.2 Modeles de pré-dimensionnement pour les
architectures Type I et Type IV

II1.2.1 Agencement mécanique et choix des structures porteuses
de Parchitecture Type I

Agencement mécanique du multiplicateur magnétique :

Arbre coté

génératrice

T partie mécanique porteuse de la
couronne d’aimants extérieure
fixe

I Partie mécanique porteuse de la
couronne de plots correspondant
au rotor lent

[0 Partie mécanique porteuse de la
couronne d’aimants intérieure
correspondant au rotor lent

Figure III-2. Figure de principe de l'agencement des différentes parties mécaniques porteuses de
Parchitecture de Type I avec couronne d’aimants extérieure fixe
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Afin de pouvoir intégrer un pré-dimensionnement mécanique au sein de la démarche
d’optimisation globale, nous avons besoin de développer des modeles analytiques du
comportement mécanique. Avant de proposer un pré-dimensionnement des structures
porteuses, il est préalablement nécessaire de définir les différentes géométries ainsi qu’un
agencement des différentes parties du multiplicateur. Pour I'architecture Type I avec couronne
d’aimants extérieure fixe, ’agencement mécanique du multiplicateur, que nous avons retenu,
est présenté Figure I11-2. Cet agencement a été validés par Jeumont Electric pour des structures
de grandes dimensions répondant au cahier des charges multiMW.

Remarque : Les éléments de guidage en rotation (type de roulements, arréts en translation des
bagues des roulements, ajustements...) ne sont pas étudiés dans cette these. La Figure III-2 a
pour unique but de décrire I'agencement des différentes parties (magnétiques et mécaniques)
du multiplicateur. Nous avons ainsi représenté, de fagon arbitraire, les guidages en rotation par
des roulements & une rangée de rouleaux. De plus, afin d’alléger la Figure III-2, les différents
arréts des guidages en rotation n’ont pas été représentés.

La Figure III-2 permet d’observer que le multiplicateur est fixé sur la nacelle au niveau
du flasque gauche de la couronne d’aimants extérieure. Ce flasque devra donc étre capable de
supporter le poids de I'ensemble du multiplicateur. La rotation relative entre les différentes
parties du multiplicateur est réalisée a travers quatre rangées de roulements, deux situées sur
la partie gauche et deux situées sur la partie droite de la Figure III-2.

Avec ’agencement que nous avons choisi d’étudier, il est possible d’envisager différentes
géométries de structures porteuses, pour les trois couronnes du multiplicateur Type I (couronne
d’aimants extérieure, couronne de plots et couronne d’aimants intérieure). Ces différentes
parties mécaniques porteuses sont alors décrites ci-dessous.

Partie mécanique porteuse de la couronne d’aimants HPN :

Afin de maintenir les parties magnétiques (dites actives dans la communauté
scientifiques « Electrical Engineering ») de la couronne d’aimants HPN (culasse et aimants),
la structure (partie mécanique) porteuse présentée Figure I1I-3 a été retenue. Elle se décompose
en trois parties :

e une chemise qui englobe la partie magnétique sur laquelle on vient fixer la culasse
extérieure feuilletée ;

e un flasque droit qui permet de soutenir en partie la chemise ainsi que la partie
magnétique (les flasques servent aussi a assurer le centrage);

e un flasque gauche sur lequel le multiplicateur est fixé avec la nacelle, et qui soutient
I’ensemble du multiplicateur magnétique.

Du fait que la partie magnétique de cette couronne est la plus a l'extérieur du
multiplicateur, sa tenue mécanique est réalisée par l'extérieur du systeme a l'aide d’une
chemise. Vu que I’on ne peut pas renforcer la structure par l'intérieur (puisqu'il y a les autres
couronnes), deux flasques (gauche et droit) permettent de maintenir la chemise et de rigidifier
la structure.
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Chemise
Culasse magnétique
Flasque co6té turbine

Flasque coté turbine

B Ainants Nord

B Aimants Sud

Bl Culasse

I Parties mécaniques porteuses
Figure III-3. Structure porteuse de la couronne d’aimants HPN (fixe, solidaire de la nacelle).

Partie mécanique porteuse de la couronne de plots :

Au sein du multiplicateur, la partie magnétique qui semble la plus difficile & maintenir
est la couronne de plots. Ceci est dii a la géométrie des plots tres allongée (assimilable a des
poutres), d’ailleurs feuilletés, soumis & des sollicitations orthogonales & I’axe de la poutre. Cette
partie est aussi intercalée entre les deux autres couronnes ce qui est génant pour la rigidifier.
Le principe du multiplicateur magnétique reposant sur la modulation, via la couronne de plots,
de deux ondes de force magnétomotrice dues aux couronnes d’aimants, les plots sont soumis a
des champs magnétiques pulsants générant des efforts magnétiques variables. Ce sont, ces
champs pulsants qui vont nous obliger a feuilleter les plots perpendiculairement a 1’axe de
rotation afin de minimiser les pertes magnétiques par courants de Foucault dans cette région.
Afin d’assurer le maintien mécanique des plots, la structure porteuse présentée Figure III-4 a
été retenue.

Flasque droit

Flasque gauche

Plots feuilletés

Barre porteuse des plots

B Plots feuilletés

I Partie mécanique

Figure III-4. Structure porteuse de la couronne de plots (rotor lent).
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La structure porteuse de la couronne de plots se décompose en trois parties :

e des barres porteuses (en réalité des tubes) assurant le soutien des plots feuilletés ;
e un flasque droit permettant de soutenir les barres porteuses et des plots ;
e un flasque gauche complétant la fonction du flasque droit.

Afin de ne pas affecter le comportement magnétique du systéme, les barres porteuses
sont composées d’un matériau amagnétique (par exemple un acier inoxydable) couvert d’un
revétement électriquement isolant afin de ne pas court-circuiter les toles des plots. Pour les
besoins de I'assemblage, la géométrie des plots a été 1égerement modifiée de sorte a bien épouser
la forme des barres porteuses comme on peut le voir sur la Figure III-5.

B Plots feuilletés (ferromagnétiques)

BN partie mécanique (barres porteuses)

Figure III-5. Cage constituée de barres (tubes) porteuses permettant de maintenir les plots feuilletés.

Le fait d’avoir des barres porteuses passant entre les plots permet de minimiser les
entrefers. Ceci est particulierement important car le volume d’aimants est sensiblement
proportionnel a la valeur des entrefers. Dans cette structure, les barres porteuses transmettent
aux flasques, situés aux deux extrémités, le chargement (poids total et forces magnétiques
exercées sur les plots feuilletés). En effet, les barres porteuses (tout comme les plots) sont alors
soumises, outre leur propre poids, a un chargement magnétique radial et tangentiel variable
qui provoquera des contraintes ainsi que des déplacements (déformations). Ces phénomeénes
doivent impérativement étre pris en compte des la phase de conception de la partie magnétique
du systeme [78].

Pour éviter que les barres porteuses n’aient une masse trop importante, nous utiliserons
des barres creuses (tubes) comme on peut le voir sur la Figure III-5. Le fait d’enlever de la
matieére a l'intérieur des barres permet de réduire fortement la masse sans pour autant trop

diminuer leur rigidité.

Partie mécanique porteuse de la couronne d’aimants LPN :

Afin de maintenir les parties magnétiques de la couronne d’aimants LPN (culasse et
aimants), nous avons retenu la structure porteuse présentée Figure III-6. Cette structure
porteuse est une jante qui se décompose en deux parties :

e la partie « tube mince » de la jante, en contact avec la culasse intérieure feuilletée,
sur laquelle on fixe la culasse ;
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e la partie « disque » (ou voile) de la jante, reliant la partie « tube mince » de la
jante a l'arbre allant vers la génératrice.

Culasse

Jante (qui se décompose en une

partie tube et une partie disque)
B Aimants Nord

Hl Aimants Sud

Bl Culasse

[0 Partie mécanique

Figure I11-6. Structure porteuse de la couronne d’aimants LPN (rotor rapide).

Du fait que la partie magnétique de cette couronne est la partie magnétique la plus a
Iintérieur du multiplicateur, sa tenue mécanique est réalisée par I'intérieur via une jante. Cette
solution est préférable (d'un point de vue massique) & une solution avec un flasque a chaque
extrémité puisqu’elle sera plus rigide pour une méme masse de structure porteuse [23].

Maintenant que ’agencement ainsi que la géométrie des différentes structures porteuses
ont été définis, nous allons présenter dans la prochaine section les différents chargements
(efforts) & évaluer pour le pré-dimensionnement des structures porteuses.

I11.2.2 Modele analytique du chargement magnéto-mécanique

de P’architecture Type I

Avant de pouvoir analyser le comportement mécanique du systeéme, il est nécessaire de
lister et de calculer ’ensemble des chargements dimensionnant. Trois types de chargements
devront étre calculés en fonction des différentes parties du multiplicateur magnétique :

o les efforts magnétiques (composantes radiale F,; et tangentielle F;;) ;
e la force centrifuge F,; ;
o les différents poids Fp;.

En fonction de la mobilité des différentes parties du systéme, des chargements sont a
considérer. Le Tableau VIII recense les chargements que nous allons prendre en compte lors du
pré-dimensionnement des parties mécaniques.

Puisqu’aucune partie du systéme n’est censée translater radialement, les efforts
magnétiques radiaux généreront des déformations et des contraintes mécaniques
dimensionnantes pour les trois parties du systéme. Du fait que les couronnes de plots (rotor

lent) et d’aimants LPN (rotor rapide) sont entrainées en rotation, les efforts magnétiques
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tangentiels créeront le couple d’entrainement de ces deux couronnes et n’engendreront pas de
contraintes mécaniques. Vu que la couronne d’aimants HPN est fixe contrairement aux deux
autres, les efforts magnétiques tangentiels correspondront au couple de réaction qui devra étre

pris en compte lors du pré-dimensionnement de cet élément.

TABLEAU VIII
COMPOSANTES DE CHARGEMENT A PRENDRE EN COMPTE POUR, LE PRE-DIMENSIONNEMENT DES
DIFFERENTES PARTIES DU MULTIPLICATEUR

Couronne d’aimants HPN  Couronne de plots Couronne d’aimants LPN
Chargements
(fixe) (rotor lent) (rotor rapide)
Fri Oui Oui Oui
Fy Oui Non Non
Fpi Oui Oui Oui
Fe; Non Oui Oui

Efforts magnétiques au niveau des couronnes d’aimants LPN et HPN :

Le calcul des efforts magnétiques se réalise a partir de la répartition du champ
magnétique. Grace au modele analytique présenté dans la section I1.2, il est possible de calculer,
aux différents points des parties magnétiques, le tenseur de Maxwell &) (III-1), o Br(k) et

Bc(lk) correspondent respectivement aux composantes radiale et tangentielle de 'induction.

k k k)2 k)2 k k
w“ o) o 0\ 4 [BY/2-B{")2 BY g 0
_ _ ([ O _1 2 2 IIL-1
P =6 o o)=L\ B®.BY BY"/2-B%" /2 0 (1)
0 0 0 0 0 0

En se placant au niveau des régions dont la perméabilité est égale a celle du vide ou de
I’air, les efforts magnétiques peuvent étre calculés en intégrant le tenseur de Maxwell le long
d’une surface fermée. L’équation (ITI-2) permet de calculer les efforts radiaux F,.; et tangentiels
Fy; avec k = II pour la couronne d’aimants LPN et k = IV pour la couronne d’aimants HPN,
comme défini Figure II-1 de la section IL.2.

L 2 L 2
F.. =e, F.é}_{.d5=e_r’ f f ﬁ.e_r’.r.da.dz= f f ar(f).r.da.dz
z=0 a=0 720 a=0 (I11-2)
L 2T L 21
F,, =e .{pok.g.dS =¢e,. J- f o® . r.da.dz = J- J- o™ r.da.dz
k z=0 a=0 z=0 a=0

Au vu de la géométrie de la chemise HPN et de la partie « tube » de la jante LPN, ces
deux parties risquent d’étre treés sensibles au chargement magnétique contrairement aux
flasques HPN et a la partie « disque » de la jante LPN.

Efforts magnétiques au niveau de la couronne de plots :

Du fait que les parties magnétiques des couronnes d’aimants sont des cylindres, le calcul

des efforts magnétiques correspondants se réalise assez facilement. En effet, ces efforts se
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calculent en intégrant sur 360° I’expression analytique du champ d’un seul sous-domaine (voir
section I1.2). Mais pour calculer les efforts magnétiques au niveau des plots, 'intégration du
tenseur de Maxwell devra se faire le long d'un plus grand nombre de surfaces. En effet, les
efforts magnétiques se déterminent en intégrant tout au long d’une surface fermée et la
géométrie des plots n’est pas cylindrique. La géométrie des plots, que ’on souhaite utiliser dans
notre probleme d’optimisation globale, est celle de la Figure III-7-a. Cependant, il n’est pas
possible de prendre en compte analytiquement en magnétisme, la partie creusée des plots au
niveau des cotés (modele magnétique uniquement radial). Le calcul des efforts au niveau des
plots sera alors réalisé pour la géométrie « parfaite » décrite Figure III-7-b avec le paramétrage
proposé en section I1.2. Il sera par la suite important de controler que les efforts obtenus a
partir de cette géométrie « parfaite » sont proches de ceux que ’on obtient (a l’aide d’un calcul

éléments finis) pour la géométrie réelle des plots.

(I1Lg)
O—T(Z

(1Lq)
0 qa

(11,g+1)

\ Oqa
K/f : o

- ra 'Y J ra
111& \‘\ .’/& (III)R ‘\\ "&
RUM T B R, k—v\ o, +p
(an a
o, aq+1 O_TT q+1
(a) (b)

Figure III-7. Paramétrage de la géométrie des plots (a) « réelle » et (b) « parfaite », utilisé pour le calcul

des efforts magnétiques.

EQ =¢,. # FED g ds

L
=¢. f f E(IV)(RISH),CZ).E_;. RI(\;”).da.dz

L Ag+1
—e. f f & (R,(,Il”),a).e_r’.R,(,Il”).da.dz
720 a=ag+f (I11-3)
L Ry
+e,. f gD (r,a, + B).& . dr.dz
250 L_gUID
L Ry
—e,. f gUhat(r,q,,,).6. dr.dz
250 L_gUID
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Les équations (I1I-3) et (III-4) permettent de calculer respectivement les composantes

F@ RO

résultantes d’effort radial F, o €t tangentiel o bour le plot ¢ comme défini Figure III-7-b.

RO =2 # 50D 22, dS

L %g+1
=e . f f gM(RYP, a).e5. RY". da. dz
=0 a:aq+ﬁ’
L aq+1
— =1 (pUID — (D)
—er. o (Rm ,a).ea.Rm .da.dz
z=0 a=aq+f (HI—4)
L Rz(vliu)
—-e,. f gUD(r,a, + B).e,.dr.dz

720 _gUID

arn
Ry

L
+e,. j gt (r, ). 2. dr.dz

z=0 T:Rg”)

Afin de quantifier les différences de valeurs d’efforts entre la géométrie « réelle » et la
géométrie « parfaite », il est possible de comparer pour un méme multiplicateur, les efforts
radiaux et tangentiels obtenus pour les deux géométries. Nous réalisons cette comparaison pour
un multiplicateur type I de 6 MW 12.5 tr/min, dont nous avons publié des travaux & JCGE2017
[140] (voir TABLEAU D-VI de l'annexe D). Nous avons comparé les efforts obtenus
analytiquement pour la géométrie « parfaite » avec ceux obtenus par éléments finis pour les
géométries « parfaite » et « réelle » (voir Figure III-8).

3l \\\\\’mn \wm\\mf“l_ll\_l_u mnr)m v 5

iRl

AR i g m-
e

(@)

Figure III-8. Répartition du champ magnétique obtenue par calcul éléments finis magnétique 2D de la
géométrie (a) « réelle » et (b) « parfaite », pour le multiplicateur défini TABLEAU D-VI.

La Figure III-9 présente une comparaison des chargements magnétiques obtenus par
calcul éléments finis linéaire magnétique 2D pour les géométries « réelle » et « parfaite », et
par calcul analytique pour la géométrie « parfaite ».

La Figure III-9 permet d’observer que les calculs éléments finis aménent a des résultats
treés proches pour les deux géométries (« parfaite » et « réelle »). Apres avoir observé les mémes
similitudes pour d’autres dimensions de multiplicateur, nous validons I’hypothése consistant a
ne pas considérer la géométrie réelle pour le calcul des efforts magnétiques. En revanche, la
Figure III-9 permet aussi d’observer que le modele analytique n’est pas aussi performant que
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pour les calculs que nous avons réalisés dans le chapitre II. Cela s’explique par les effets de
pointes au niveau des plots qui nécessiteraient de prendre en compte un trés grand nombre
d’harmoniques afin d’avoir une parfaite précision [139]. Malgré ces petites différences entre les
efforts calculés a partir des différents modeéles, nous considérons que l'utilisation du modele
analytique est satisfaisante car il permet de diviser le temps de calcul par 1000 (comparé au
calcul éléments finis linéaire avec la géométrie « réelle »).

601 60 Fif” with support bars with 2D FEM
F(@ with support bars with 2D FEM
: -—-— F:q) without support bars with 2D FEM
L |me—— F() without support bars with 2D FEM "
-~ ' ; 40 - = —F,% without support bars with analytical model
z | | mm——— F?” without support bars with analytical model =
- ~
- A A
kel A 3
g 20 8 20 U J N X
L SEEEa pETC T = NI , NN ]
T Ny T S STs o / ST /
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T 9 P £ s - p
Y Cd \ \ (o)) 0
o 4, W\ \
!/ 1 c
/ YW 'Y ©
/ / ¥ =
¢ v )
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. . o
Internal ring mechanical angle ( *) Internal ring mechanical angle ( °)
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Figure III-9. Comparaison des chargements magnétiques obtenus par calcul éléments finis en
magnétostatique linéaire 2D pour les géométries « réelle » et « parfaite » et par calcul analytique pour
la géométrie « parfaite » : (a) efforts radiaux et (b) efforts tangentiels, pour le multiplicateur type I
défini TABLEAU D-VI, travaux publiés dans [112].

Force centrifuge :

Comme défini au Tableau VIII, nous considérons la force centrifuge pour le pré-
dimensionnement du rotor rapide (couronne d’aimants LPN) et du rotor lent (couronne de

plots).

Pour ces deux couronnes, la force centrifuge vient s’additionner aux efforts magnétiques
radiaux qu’il faudra prendre en compte pour le pré-dimensionnement de la partie « tube » de
la jante LPN et des barres porteuses. La détermination de cette force se fait en fonction de la
géométrie de la couronne, comme défini équation (III-5).

. 2
F.=6". f pi.r.dV; (II1-5)

Vi

Poids :

Les différentes structures porteuses du multiplicateur magnétique doivent toutes étre
capables de supporter leur propre poids ainsi que le poids des parties magnétiques. Lors des
différentes étapes du cycle de vie du systéme (assemblage, transport, installation sur site,
utilisation, maintenance...), le systéme est amené a se trouver suivant différentes positions
relatives au champ gravitationnel [27]. En fonction de la géométrie des parties de structures
porteuses et du positionnement du systéme par rapport au champ gravitationnel, certaines
géométries peuvent étre soumise a un poids trés dimensionnant. En effet, en position verticale

(lorsque 'axe de rotation est confondu avec celui du champ gravitationnel), la géométrie des
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différents flasques et de la partie « disque » de la jante LPN n’est pas du tout adaptée pour
subir des chargements dans cette direction. Vu qu’au cours des différentes étapes de la phase
de construction du systéme, le systéme pourra étre positionné et déplacé verticalement, il est
important de pré-dimensionner les parties sensibles en fonction de ce chargement.

Le Tableau IX recense les différentes parties de structures porteuses pour lesquelles nous
prendrons en compte le poids de la structure en position verticale pour le pré-dimensionnement.
Ce tableau présente aussi les poids en fonction desquels ces différentes parties devront étre
dimensionnées.

TABLEAU IX
STRUCTURE EN POSITION VERTICALE : POIDS A EVALUER POUR DIFFERENTES PARTIES DES STRUCTURES
PORTEUSES AFIN DE REALISER LE PRE-DIMENSIONNEMENT DE STRUCTURE TYPE I

Parties de la structure porteuse Poids a supporter par les parties

Culasse HPN, aimants HPN, chemise HPN, propre
Flasque droit de la couronne HPN "
poids

Flasque gauche de la couronne HPN L’ensemble du poids du multiplicateur

) Plots, barres porteuses, flasque gauche de la couronne
Flasque droit de la couronne de plots )
de plots, propre poids

Plots, barres porteuses, flasque droit de la couronne de
Flasque gauche de la couronne de plots )
plots, propre poids

Culasse LPN, aimants LPN, partie« tube mince » de la
Partie « disque » de la jante LPN
jante LPN, propre poids

Pour certaines géométries comme la chemise HPN et la partie « tube » de la jante LPN,
que ce soit en position horizontale ou verticale, le poids reste beaucoup moins dimensionnant
que le chargement magnétique. En effet, le rapport entre ces deux chargements varie entre 10
et 100 en considérant des dimensions extrémes. Pour ces deux parties porteuses (chemise HPN
et tube LPN), nous réaliserons le pré-dimensionnement uniquement en fonction des efforts
magnétiques (et de la force centrifuge pour la partie « tube » LPN) lors de la phase de

fonctionnement du systeme.

Nous venons d’énumérer les différents chargements dont ’évaluation sera nécessaire au
pré-dimensionnement des structures porteuses ainsi que la fagon de les calculer. Dans les
prochaines sections, nous allons développer des modeles de comportement des structures
porteuses. Ces modeles devront alors étre adaptés a la géométrie du systéme ainsi qu’a la prise
en compte des différents chargements (forces magnétiques, poids et force centrifuge).
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I11.2.3 Modele de pré-dimensionnement des parties « tube » et

« disque »

Chemise HPN et partie « tube » de la jante LPN :

Dans cette section, nous proposons un modele permettant de pré-dimensionner la
chemise HPN et la partie « tube » de la jante LPN. Dans le cadre des machines électriques de
grandes dimensions, les critéres en déplacement sont souvent plus dimensionnants que les
critéres en contraintes [23][27] dues aux faibles dimensions des entrefers. Toutefois, dans une
procédure d’optimisation globale, il est possible d’obtenir des configurations ou la contrainte
mécanique est elle aussi dimensionnante. Nous présenterons dans cette section le déplacement
maximal radial ainsi que la contrainte maximale de Von Mises en fonction du chargement et

de la géométrie.

Nous choisissons de considérer les deux géométries (chemise HPN et partie « tube » de
la jante LPN) comme des tubes cylindriques de longueur infinie. Le fait de considérer une
longueur infinie revient a considérer que le déplacement maximal ainsi que la contrainte
maximale sont indépendants de la longueur et ne dépendent pas des conditions limites en
déplacement. Nous ne prenons donc pas en compte les différentes solutions technologiques

mises en ceuvre pour les assemblages.

Cette hypothese sera vérifiée a l'aide de calcul éléments finis a différentes dimensions
prenant en compte le schéma de la Figure III-3 pour la chemise HPN et le schéma de la Figure
III-6 pour le tube LPN. Nous paramétrons alors ces deux géométries comme décrit Figure
III-10. Le comportement du matériau constitutif de la chemise HPN et de la jante LPN est

supposé élastique linéaire.

pﬁ’Xt

dbedbevevd
FFFFssffrrs §

R
ext Pint 7_‘) R int

Figure III-10. Paramétrage d’un tube cylindrique (demi-coupe selon 'axe de symétrie).

Dans le cadre de la mécanique des milieux continus (MMC), ce probléme est treés
classique et correspond & un tube sous pression [141]. La contrainte de Von Mises maximale
Oymmax dans un plan (#,t) ainsi que le déplacement radial maximal g, sont donnés
équation (ITI-6) [141]. Dans ces équations, v correspond au coefficient de Poisson, E au module

de Young, pi,+ & la pression intérieure du tube et p.,+ a la pression extérieure.
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A

Les tubes sont soumis & un chargement magnétique radial surfacique F,; (uniformément
réparti) et & la force centrifuge F, ;. Etant donnée la géométrie des tubes (épaisseur tres faible
devant le rayon extérieur), nous considérons que la force centrifuge volumique F,.; peut étre
assimilée a un chargement surfacique radial. Cela revient a considérer que toute la matiere
soumise a la force centrifuge se situe sur le méme rayon R,y;. L’expression de la force centrifuge
d’un cylindre en rotation étant donnée équation (III-7) (& partir de la relation (III-5)), il est
possible de remplacer dans I’équation (III-6) les pressions pin; OU Py comme définies équation
(III-8) pour tenir compte du chargement magnétique F,; et de la force centrifuge F,;.

, II1-7
ng =§p-9i2-ﬂ'L(Rext3 _Rinf3) ( )

_ Bt E (I11-8)
Pi=on RL

Selon que l'on traite la chemise HPN ou la partie « tube » LPN, des pressions
spécifiques devront étre considérées au niveau du rayon intérieur et extérieur. L’équation (III-9)
donne les pressions a implémenter dans 1’équation (III-6) pour la chemise HPN et ’équation
(III-10) pour la partie « tube » LPN.

F, Q Frupn
o N _ I11-9
[pmt Patm 2. Ripe- L 2. Ripy- L ( |
Pext = Patm
Pint = Patm
{p = pooy — cerew t Frien e
ext atm 21 Roye. L

Etant donné le contexte d’optimisation globale dans lequel nous souhaitons utiliser le
modeéle décrit ci-dessus, il est nécessaire que le modele offre des résultats satisfaisants pour
différentes dimensions du systeme. Afin d’évaluer la pertinence du modeéle, un calcul par
éléments finis est réalisé sous le logiciel RDM6 [142] pour un cylindre de différentes dimensions,
soumis a un chargement en surface F. Nous appliquons en éléments finis les conditions aux
limites présentées Figure III-11 pour la chemise HPN et Figure III-12 pour la partie « tube »
de la jante LPN.
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Figure I1I-11. Conditions aux limites appliquées pour le calcul éléments finis de la chemise HPN.
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Figure I1I-12. Conditions aux limites appliquées pour le calcul éléments finis du tube LPN.

Un calcul de déplacement radial maximal et de contrainte maximale est réalisé pour
des longueurs comprises entre 1 m et 4 m et pour une épaisseur comprise entre 10 mm et 50
mm & partir des deux modeles (analytique et éléments finis). La Figure III-13 permet de
comparer le déplacement maximal obtenu pour la chemise HPN (Figure III-13-a) et le tube
LPN (Figure III-13-b) avec le modele analytique tube infini (MATI) et éléments finis (FEM)
pour différentes épaisseurs et différentes longueurs, avec Rpyy = 3 m et F = 10MN.

On observe Figure III-13, qu’aux différentes dimensions simulées, le modele MATI
permet d’obtenir des valeurs de déplacement maximal proche de celles obtenues par FEM. Le
méme niveau de précision et d’erreur est aussi obtenu au niveau de la contrainte de Von Mises
maximale. Toutefois, lorsque la longueur est assez faible, le modele offre de moins bons résultats
puisque I'hypothése de dimension infinie est moins valable. Ceci est notamment le cas pour
I’étude du tube HPN avec une longueur L/2 = 0.5 m. Le modele MATI pourra tout de méme
étre utilisé pour le pré-dimensionnement de la chemise HPN et du tube LPN en s’assurant que
I’on reste bien dans le domaine de validité du modeéle. On considere que la limite de validité
du modele correspond a une longueur L = 1m
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Figure III-13. Comparaison du déplacement maximal obtenu avec le modeéle analytique tube infini
(MATI) et un modele éléments finis (FEM) pour différentes épaisseurs et différentes longueurs, avec
F = 10MNet R,y = 3m : (a) chemise HPN et (b) tube LPN.

Flasques et partie « disque » de la jante LPN :

Afin d’étudier le comportement des structures de type « disque » comme les flasques
ou la partie « disque » de la jante LPN nous souhaitons nous appuyer sur la théorie des plaques
minces [143][144]. Cette théorie a été développée pour des géométries ou les dimensions sont
grandes par rapport a [’épaisseur pour des matériaux homogenes, isotropes, dont le
comportement est élastique linéaire. Le cas que nous traitons est celui d'une plaque mince en
flexion dans le cadre des hypotheses de Love-Kirchhoff [145].

Le cas de chargement que nous souhaitons étudier pour le pré-dimensionnement des
structures disques est celui ou ’axe de rotation du multiplicateur est confondu avec le champ
gravitationnel (cas ou le multiplicateur est manutentionné). Nous considérons aussi que le
disque est maintenu au niveau de son rayon intérieur et qu’il est soumis au poids des différentes
autres parties du multiplicateur comme défini dans le Tableau IX section II1.2.2. Nous
choisissons de considérer les différentes géométries (flasques et partie « tube » de la jante LPN
(voile)) comme des disques circulaires en appui simple au niveau du rayon intérieur soumis a
un poids Fp; appliqué sur le rayon extérieur comme défini Figure I11-14.
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Figure III-14. Paramétrage du disque mince en appui simple sur son rayon intérieur soumis a un poids

Fp; sur son rayon extérieur utile pour le pré-dimensionnement en position verticale du systeme.

Dans le cas des disques minces soumis & un poids Fp ;, une solution générale de la fleche
z; obtenue & différents rayons est donnée équation (III-11) [145] avec D; la rigidité en flexion
du disque i (III-12), Cy, C, et C3 des constantes & déterminer en fonction des conditions aux

limites, r le rayon, E le module de Young et v le coefficient de Poisson.

zi(r) = Fri r?(In(r) — 1) + &rz + CyIn(r) + C;3 (IT1-11)
t 8nD; 4
o Ee (II1-12)
FT12(1 —v?)

La contrainte de Von Mises se détermine a partir de la fleche z;(III-11) comme indiqué
dans ’équation. Dans le cadre du pré-dimensionnement, nous évaluerons cette contrainte en
r = Rint et zZ = L/2

(ovu(r,z) = \/Urrz + 04q® = Orpr-Oaq

—E.z (0%z; vz
O'rr(T', Z) = m ? + ;W (111—13)
[ —E.z (10z; 0%z
9D =702 7 or TV o2

Afin de déterminer les différentes constantes de I'expression (III-11), nous utilisons des
conditions aux limites en déplacement et en moment. La solution générale du moment M, ;

généré par la fleche z; est donnée équation (I11-14).

0%z; voz
or* ror

M, (r) = —D;
) ( (IT1-14)

- p (L1421 1 G G
=-D; 8nDi(( +v)2In(r) + —v)+7( +v)—r—2( —-v)

En accord avec le paramétrage proposé Figure III-14, les conditions aux limites que

nous utilisons afin de déterminer les constantes C;, C, et C3 sont données équation (III-15).

zi(r = Rine) =0
M, ;(r =Rin) =0
M, i(r =Rex) =0

(IT1-15)

Les différentes constantes du champ de déplacement z; peuvent étre déterminées,
explicitement ou analytiquement, en inversant le systéme d’équations (III-16). Le déplacement

maximal zp,, est alors obtenu au rayon R,y comme défini équation (III-17).
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( C Rmt2 FPL‘ 2
] 4 + CZ ln(Rmt) + C3 8 D, Rint (ln(Rint) - 1)
l
C,
7 Q+v)-—=@0-v) = me) +1—v) (I11-16)
int

lc, C,
Elw)——zu—v): 8D ext) +1—v)

ext

Fp;

(IT1-17)
87TDi

Zi max(Rext) = Rexe’(In(Reye) — 1) + %Rextz + G In(Rexe) + C3

Etant donné le contexte d’optimisation globale, il est nécessaire que le modele offre des
résultats satisfaisants pour une plage, suffisamment large, de dimensions du systéeme et
différentes valeurs du chargement. La Figure III-15 permet de comparer le déplacement
maximal obtenu avec le modéle analytique par plaque mince (MAPM) et un modeéle éléments
finis (FEM) pour différentes épaisseurs de disques et différents chargements, avec Ry, = 0,2 m
et Reyr = 3. Le calcul éléments finis est toujours réalisé sous le logiciel RDM6 [142] avec les

mémes conditions aux limites que celles utilisées dans le modele analytique.

701
— —— MAPM avec F_ . =50 kN
60 Pi
g O FEMavecF, =50 kN
— 50 MAPM avec F,, = 100 kN
= FEM avec FP = 100 kN
é 401 MAPM avec F, = 150 kN
— FEM avec F_ = 150 kN
< 30 [ Pi
g —— MAPM avec F, =200 kN
§ 20 - O FEMavecF, =200 kN
o
S 10r
0 1 1 1 1 1 1 1 1 3 1 5,

45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 95 100
Epaisseur disque [ mm ]

Figure III-15. Comparaison du déplacement maximal obtenu avec le modele analytique par plaque mince
(MAPM) et un modele éléments finis (FEM) pour différentes épaisseurs de disques et différentes valeurs
du chargement, avec Ry = 0,2 m et Ry = 3 m.

La Figure III-15 permet alors d’observer qu’il y a peu de différences entre les deux
modeéles, ce qui valide 'utilisation du modéle MAPM pour le pré-dimensionnement des flasques
et de la partie « disque » de LPN. Comme pour le modele MATI, la précision du calcul est du

méme ordre concernant la contrainte de Von Mises.

I11.2.4 Modele de comportement des barres porteuses de

Parchitecture Type 1

Modéle multi-corps :

Afin d’obtenir une premiére approximation du déplacement et des contraintes au niveau
des barres porteuses tubulaires, un modele multi-corps de ’ensemble {plots feuilletés + barres

porteuses} est décrit en Figure III-16. Dans ce modeéle, les chargements pris en compte sont les
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composantes magnétiques radiale Fr(g) et tangentielle Ft(g) ainsi que le poids de la structure

pour les Q plots et barres porteuses (q correspond au numéro du plot avec 1 < q < Q).

5
Si‘” )

(a) (b)
Figure III-16. Modele multi-corps de la couronne de plots (avec barres porteuses tubulaires) avec la

définition (a) du paramétrage angulaire et (b) des différents chargements et corps.

Dans ce modele, nous considérons que les flasques aux deux extrémités de la couronne
de plots sont infiniment rigides par rapport aux plots et aux barres porteuses. Nous considérons
aussi que les différents chargements sont appliqués dans le plan milieu de la partie magnétique
comme le montre la Figure III-16. En accord avec cette figure, le modele multi corps est
composé de 4Q corps Si(q) (avec i =1...4) et de 4Q degrés de liberté (2Q translations et 2Q
rotations). Les 2Q translations correspondent aux raideurs des barres porteuses et les 2Q
rotations correspondent aux contacts entre les plots feuilletés et les barres porteuses. Les
raideurs des barres porteuses sont alors déterminées a partir d’'un modele de poutre bi-encastrée

1-D. Enfin, la raideur des plots feuilletés est négligée devant celles des barres supports.

Ce modeéle multi-corps est ainsi composé de 8Q inconnues pour l’ensemble de la
structure. Elles correspondent aux 2Q raideurs de chaque barres porteuses (III-18), aux 2Q
réactions au niveau de 'encastrement des barres porteuses avec les flasques (II1-19) ainsi qu’aux
4Q réactions au niveau des contacts entre les plots feuilletés et les barres porteuses (II1-20)

comme on peut le voir sur la Figure I1I-16-b.
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) )

Afin de déterminer les 8Q inconnues du probleme, il est possible de créer un systéme
de 8Q équations couplées a 1’aide du principe fondamental de la statique (PFS) en effort et en
couple en réalisant différents isolements des corps de notre modele. Il est possible de déterminer
indépendamment 2Q équations en isolant les solides Sl(q) et SZ(Q) et en appliquant le PFS en
effort. On obtient alors les 2Q relations (III-21).

r® =19 (IT1-21)
Xl(q) — Tx(q)

En isolant successivement les solides S?Eq) etS iq) et en appliquant le PFS en effort et en

couple, il est possible d’obtenir 6Q équations apres projections des équations (I11-22) avec mg,Q)
la masse du plot q et mlgq) la masse de la barre porteuse q.
(Y@ y@ | y@) | y@+) | @, 7@, @ z_F
P+ T+ T+ T+ B+ RS +mpt g =0
XP+7 P+ X0+ v @+ TP+ TP +mP g =0 (ITL.22)

SqraSe? (X7 +10) + SeaB (B + B +mi?.g) =0

SySema? (ngqu) + Yg(q+1)) + 5P (Fr(g) +F9 4 mﬁ,‘“.g*> _3

Le systeme d’équations peut étre mis sous la forme matricielle (III-23) ot [A]gge0
contient les différentes projections, [B]gg, contient les chargements magnétiques ainsi que les
différents poids et [X]gg contient les 6Q inconnues du probleme. Les 6Q inconnues sont
déterminées en inversant la matrice [A]ggeq-

[A]6Q.6Q' [X]éQ,l = [B]erl (III—23)

Analyse du déplacement :

A partir d’une inversion du systeme matriciel (III-23), les déplacements des barres
porteuses, ainsi que les efforts de réactions, sont déterminés en fonction du chargement
magnétique et du poids. La Figure III-17 montre les déplacements radiaux (Figure III-17-a) et
tangentiels (Figure III-17-b) des barres porteuses du multiplicateur 6 MW 125 tr/min défini
TABLEAU D-VI de 'annexe D. Les déplacements proposés sont ceux d’une barre support
positionnée a 0° (le poids correspond & un chargement tangentiel), d’'une barre support
positionnée a 90° (le poids correspond & un chargement radial) et d'une barre support
positionnée arbitrairement comme défini Figure III-17-c.
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Figure III-17. Evolution du déplacement générés par les efforts magnétiques et le poids du multiplicateur

TABLEAU D-VI tournant &

12,5 tr/min coté basse vitesse et 85 tr/min coté haute vitesse. (a)

Déplacement radial, (b) déplacement tangentiel et (c¢) position des barres porteuses étudiées (selon notre
publication [112]).

La Figure III-17 montre que les barres porteuses ont approximativement le méme
déplacement quelles que soient leurs positions. Cela vient du fait que le poids est négligeable
devant la charge magnétique. Nous considérons aussi que 1'évolution des déplacements a la
méme forme que 1'évolution du chargement magnétique présenté Figure II1-9. La périodicité
Ty des déplacements correspond alors a la périodicité du chargement magnétique. Cette
périodicité dépend de la vitesse de rotation et de la configuration polaire du systéeme comme

indiqué dans 1'équation (II1-24) avec 0,py la vitesse de rotation du rotor rapide lorsque la
couronne de plots est fixe ou non.

T, = 2n (I11-24)
prpn-Oipn

Afin de pré-dimensionner la couronne de plots, & I'aide d'une optimisation globale, en
utilisant des limites en déplacement, il est alors possible avec ce modele de vérifier que les

déplacements radial x(@ et tangentiel y(@ (ITI-18) restent inférieurs & une limite. La prise en
compte de ces deux criteres sera présentée dans le Chapitre IV.
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Analyse des contraintes :

Afin de controéler que la contrainte mécanique au sein des barres porteuses n’atteint pas
de valeur critique, il est nécessaire d’analyser ou se situent les valeurs maximales de contrainte.
Pour une poutre cylindrique bi-encastrée avec un chargement ponctuel en son centre, la
contrainte maximale est obtenue au niveau de ’encastrement. Dans le cadre des hypotheses
d'Euler-Bernoulli, I'expression de la contrainte normale est alors donnée équation (III-25) en
lien avec le paramétrage fourni Figure III-18.

Y s O--o-oo-- R-- >4
T§‘1)
L

Figure III-18. Paramétrage du modeéle de barres porteuses bi-encastrées permettant de remonter aux
contraintes mécaniques.

(@) (@)
... T,%.L
(@) —x -2
!"Zz oy O =g T T Y (II1-25)

mR*
Iox = IGy = T

Au niveau des encastrements, 1’équation (III-25) permet d’observer que la contrainte
maximale se situe sur le rayon extérieur (au sein de la section). De plus, les dimensions tres
élancées des barres porteuses font que l'on a, sur le rayon extérieur, au niveau de

I'encastrement : U,Eg) < az(;’) et O'JEZ) < az(;’). La contrainte de Von Mises 01%3 (utilisée ici pour
le pré-dimensionnement) est donc égale a az(;’). Afin d’obtenir la contrainte de Von Mises

. (@) . s ee ’ N .
maximale 0y, mq @0 hiveau de l'encastrement, pour une position donnée du systeme, il est

nécessaire de calculer la contrainte dans la direction principale 0 du chargement magnétique
définie Figure III-18. On a alors ol0)

VM max comme définie équation (III-26). Cette contrainte

pourra étre utilisée dans le Chapitre IV pour le pré-dimensionnement de la couronne de plots.

= [p@? | p@?
IIIT(‘”II—\Iqu +1,° (I11-26)

@ IT@||.L.R

L OvM max = 8. IGy

Le champ magnétique étant pulsant, la direction principale 0@ du chargement
magnétique évolue en fonction du temps. En effet, la Figure III-19 permet d’observer cette

évolution ainsi que celle de la contrainte de Von Mises maximale 01%{,3 max associée (I1I-26).

La Figure III-19 permet d’observer qu’il est important d’évaluer 0'15(19 max

(@)

temps. Puisque 0y, 4, €volue fortement (70 MPa < G‘Eg}max < 220 MPa), il est nécessaire

en fonction du

pour un point donné d’évaluer I'amplitude de la contrainte cyclique Aag,,. La Figure III-20
permet alors d’observer, pour trois points situés sur le rayon extérieur, au sein de

I’encastrement, 1’évolution de la contrainte normale az(g).
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Figure III-19. Evolution de la direction principale 8@ du chargement magnétique et de la contrainte de

Von Mises maximale aég,,)max associée pour le multiplicateur défini TABLEAU D-VI (selon notre

publication [112]).

Les fluctuations de contraintes présentées Figure III-20 mettent en évidence une
amplitude de la contrainte cyclique Ao,, importante avec une valeur moyenne non nulle. I
sera alors important aprés avoir pré-dimensionné le multiplicateur de considérer Ag,, pour le

dimensionnement prenant en compte les spécificités technologiques d’assemblage de la couronne

de plots.
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Figure III-20. (a) Evolution de la direction de la contrainte normale GZ(Z) pour trois points situés sur le
rayon extérieur, au sein de lencastrement, pour le multiplicateur défini TABLEAU D-VI (selon notre

publication [112]). (b) Position des trois points.

I11.2.5 Adaptation des modeles de l’architecture Type I pour
Parchitecture Type IV

Agencement mécanique :

Comme pour I'architecture de Type I, avant de pouvoir proposer un pré-

dimensionnement des structures porteuses, nous avons défini un agencement des différentes
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parties du multiplicateur. Pour I'architecture Type IV oil la couronne de plots est fixe, nous
proposons ’agencement mécanique présenté Figure III-21.

Arbre coté

génératrice

I partie mécanique de la couronne

d’aimants extérieure fixe

I Partie mécanique de la couronne
de plots correspondant au rotor
lent

Partie mécanique de la couronne
d’aimants intérieure
correspondant au rotor lent
Figure III-21. Figure de principe de I'agencement mécanique retenu pour 'architecture de Type IV avec
couronne de plots fixe.

Remarque : Comme pour 'architecture Type I, le choix technologique des éléments de guidage
en rotation (type de roulements, arréts en translation des bagues des roulements, ajustements...)
n’est pas étudié dans cette theése. La Figure III-21 a pour unique but de décrire I'agencement
des différentes parties (magnétiques et mécaniques) du multiplicateur.

Avec cet agencement, il est possible d’envisager différentes géométries de structures
porteuses pour les trois couronnes du multiplicateur (couronne d’aimants HPN, couronne de
plots et couronne d’aimants LPN). Ces différentes géométries sont décrites ci-dessous.

Structure porteuse des couronnes d’aimants HPN et LPN :

Etant donné que pour architecture Type IV, les deux couronnes d’aimants ne sont pas
concentriques, mais alignées et coaxiales et se situent & l'intérieur de la couronne de plots, la
méme structure porteuse, présentée Figure I11-22, a été retenue pour les deux couronnes. Cette
structure porteuse de type jante (avec deux parties : tube et disque), sera traitée de la méme
fagon que la jante LPN de 'architecture Type 1.
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Culasse HPN

Jante HPN

Culasse HPN

Jante HPN

\ B Aimants Nord

B Aimants Sud

B Culasse

BN partie mécanique jante HPN T Partie mécanique jante LPN
(a) (b)

Figure II1-22. Structures porteuses des couronnes d’aimants (a) HPN et (b) LPN.

Structure porteuse de la couronne de plots :

Afin de maintenir les plots, la solution présentée Figure III-23 a ’avantage de supporter
les plots de facon globale par 'extérieur a ’aide d’une chemise contrairement a ’architecture
Type I (voir section II1.2). Cette solution semble plus adaptée pour soutenir les plots méme si

I’agencement magnétique du systeme nécessite d’avoir des plots environ deux fois plus longs.

Chemise
Plot feuilleté
Flasque droit

Flasque gauche

Bl piots

I Partie mécanique

Figure III-23. Structure porteuse de la couronne de plots (partie fixe).

Comme pour l'architecture Type I, les plots sont soumis a des champs magnétiques
pulsants qui obligent & feuilleter les plots. Etant donné importance du champ axial au niveau
des plots de cette architecture, nous ne souhaitons pas feuilleter perpendiculairement a 1’axe
de rotation comme précédemment. Nous souhaitons alors réaliser un feuilletage parallele a 'axe

de rotation comme pour la maquette expérimentale présentée section IL.5.
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Chargements :

Comme pour larchitecture Type I, trois types de chargements pourront étre
considérés : les efforts magnétiques (radial F,; et tangentiel F;;), la force centrifuge F,; et les
différents poids Fp;. En fonction de la mobilité des différentes parties du systeme, des
chargements sont & considérer ou non. Le Tableau X recense les chargements que nous prenons
en compte pour le pré-dimensionnement des différentes parties, avec la méme logique que pour
I’architecture Type L.

TABLEAU X
CHARGEMENT A PRENDRE EN COMPTE POUR LE PRE-DIMENSIONNEMENT DES DIFFERENTES PARTIES DU
MULTIPLICATEUR TYPE IV

Couronne d’aimants HPN  Couronne de plots Couronne d’aimants LPN
Chargements o )
(rotor lent) (partie fixe) (rotor rapide)
Fri Oui Oui Oui
Fy Non Oui Non
Fpi Oui Oui Oui
Fei Non Non Oui

Concernant les efforts magnétiques au niveau des couronnes d’aimants, le calcul se fait
a partir de la répartition du champ dont les calculs ont été présentés en section II.3, de la
méme fagon que pour I'architecture Type I (voir équation (III-2)). Pour les efforts magnétiques
au niveau la couronne de plots, étant donné que 'on a une chemise qui supporte ’'ensemble
des plots, les efforts subis par la chemise correspondent aux efforts subies par I’ensemble des
plots. Ces efforts correspondent aussi (en absolue) a la somme des efforts subis par les deux
couronnes d’aimants (II1-27).

{FrQ = —(Frupn + FrLp) (I11-27)
Fro=—Fenpy + Fripn)

Comme pour Darchitecture Type I les différentes structures porteuses doivent supporter
leur propre poids ainsi que celui des parties magnétiques. En position verticale (lorsque ’axe
de rotation est confondu avec celui du champ gravitationnel), la géométrie des flasques de la
couronne de plots et des parties « disque » des jantes (HPN et LPN) n’est pas adaptée pour
subir les chargements associés & cette direction. Etant donné qu’au cours des différentes étapes
de la phase de construction du systéme, celui-ci pourra étre positionné et déplacé verticalement,
il est important de pré-dimensionner les parties sensibles en fonction de ce chargement

particulier.

Le Tableau XI recense les différentes parties de structures porteuses pour lesquelles
nous prendrons en compte le poids en position verticale lors du pré-dimensionnement. Ce
tableau présente aussi quels poids devront étre considérés lors du pré-dimensionnement des
différentes parties.

Pour certaines géométries comme celles de la chemise et de la partie « tube » des jantes

HPN et LPN, en position horizontale, le poids est beaucoup moins dimensionnant que le
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chargement magnétique. Dans ces conditions, pour ces trois parties, nous réaliserons leur pré-
dimensionnement uniquement en fonction des efforts magnétiques (et de la force centrifuge
pour la partie « tube » de la jante LPN et HPN).

TABLEAU XI
POIDS A EVALUER EN POSITION VERTICALE POUR DIFFERENTES PARTIES DES STRUCTURES PORTEUSES
AFIN DE REALISER LE PRE-DIMENSIONNEMENT DE L’ARCHITECTURE TYPE IV

Structure porteuse Poids a supporter par la structure

) Plots, chemise, flasque gauche de la couronne de plots,
Flasque droit de la couronne de plots ]
propre poids

Flasque gauche de la couronne de plots L’ensemble du poids du multiplicateur

Culasse HPN, aimants HPN, partie« tube mince » de
Partie « disque » de la jante HPN ] ]
la jante HPN, propre poids

] ) ] Culasse LPN, aimants LPN, partie« tube mince » de la
Partie « disque » de la jante LPN ) )
jante LPN, propre poids

Modéle de comportement mécanique :

Pour les différentes parties (mécaniques) des structures porteuses de architecture
Type IV, nous reprendrons les modeles de comportement qui ont été proposés pour
I’architecture Type I dans la section précédente. Le Tableau XII recense alors, pour les
différentes parties du multiplicateur, les chargements considérés ainsi que le modele de

comportement associé.

TABLEAU XII
CHARGEMENT ET MODELE DE COMPORTEMENT A PRENDRE EN COMPTE POUR LE PRE-DIMENSIONNEMENT
DES DIFFERENTES PARTIES DU MULTIPLICATEUR TYPE IV

Modele de
Structure porteuse Chargement
comportement
Flasque droit de la couronne de plots Poids défini Tableau XI (IT1-17)
Flasque gauche de la couronne de plots Poids défini Tableau XI (IT1-17)
Chemise de la couronne de plots Efforts magnétiques (I1I-27) (I11.6)
Partie « disque » de la jante HPN Poids défini Tableau XI (IT1-17)
Partie « tube » de la jante HPN Efforts magnétiques (III-2) (I11.6)
Partie « disque » de la jante LPN Poids défini Tableau XI (IT1-17)
Partie « tube » de la jante LPN Efforts magnétiques (III-2) (I11.6)

L’ensemble des modeéles présentés dans la section III.2 nous permettent de prendre en
compte de fagon analytique le comportement mécanique des différentes structures porteuses
des architectures de Types I et IV face aux chargements prépondérants. Ces modéles seront
utilisés afin de réaliser un pré-dimensionnement des parties mécaniques, lors de la procédure
d’optimisation en utilisant les différentes valeurs fournies par les modéles comme des
contraintes d’optimisation. Ces contraintes d’optimisation permettront a l’algorithme utilisé

de trouver une configuration adaptée du point de vue mécanique.
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Afin de réaliser une optimisation mécatronique globale, il reste a évaluer et définir un
modeéle d’échauffement du systéme ainsi qu’un modeéle de comportement dynamique en rotation
permettant d’évaluer les risques de décrochage.

III.3 Modele thermique de ’architecture Type I

I11.3.1 Refroidissement par air en convection forcée

Pour mener a bien l'optimisation globale d’'un multiplicateur magnétique de grande
puissance (effets d’échelle défavorables pour les échauffements), il est important de considérer
les aspects thermiques. En effet, suite aux travaux publiés sur les pertes dans les multiplicateurs
magnétiques, nous avons remarqué que les pertes pouvaient atteindre des valeurs importantes
(environ 500 W de pertes dans les aimants pour 3000 W de puissance transmise dans [56] et
un rendement ne dépassant pas 81% dans [47]). En outre, dans des travaux de pré-optimisation
que nous avons publiés & JCGE2017 [140] pour un multiplicateur de 6 MW & 12,5 tr/min, les
pertes magnétiques atteignaient 5% de la puissance transmise ce qui représente 300 kW pour
la structure présentée au TABLEAU D-VI de 'annexe D. Pour ce multiplicateur (Type I),
nous avons effectué une simulation, en régime permanent et par éléments finis, des
échauffements dus aux pertes magnétiques en convection naturelle. Les résultats de cette
simulation montrent qu’au niveau des couronnes d’aimants, I’élévation de température peut
monter jusqu’a 200 °C. Une telle valeur étant intolérable, notamment si ’on cherche a utiliser
des aimants a faible teneur en dysprosium (la terre rare la plus critique et qui permet d’élever
la tenue en température), il est impératif d’utiliser un systéme de refroidissement forcé pour
évacuer la chaleur.

Afin de déterminer la fagon d’évacuer les pertes, il est nécessaire d’analyser leur
répartition au sein de la structure. De facon approximative, au vu des résultats obtenus dans
larticle [140] sur le Front de Pareto, nous considérons que les pertes se répartissent de la fagon

suivante au régime nominal :

e 40 % par courants induits dans les aimants LPN plutot du c6té de I'entrefer ;

e 30 % par courants induits dans les aimants HPN, toujours du c¢6té de 'entrefer ;

e 20 % au niveau des plots feuilletés dues aux pertes fer (courants induits et hystérésis
magnétique) ;

e 10 % dans la culasse HPN feuilletées(pertes fer) ;

e négligeables dans la culasse LPN, car le champ magnétique ne varie presque pas en

un point donné.

Suite a une réflexion autour des différents moyens de refroidissement, au vu de la
répartition des pertes et de ’architecture du systeme a deux entrefers, nous avons choisi un
refroidissement forcé a air froid soufflé axialement, parallelement, dans les deux entrefers.
L’exemple de la Figure III-24 permet d’illustrer I’agencement du systéme de refroidissement
pour l'architecture de multiplicateur Type I présentée Figure III-2.
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/ Ventilateurs

Lumiéres permettant au flux d’air de
circuler au niveau de 'entrefer intérieur

B partie mécanique de la couronne
d’aimants extérieur fixe

I Partie mécanique de la couronne
de plots correspondant au rotor
lent

[0 Partie mécanique de la couronne
d’aimants intérieur

correspondant au rotor lent
— Flux d’air

Figure III-24. Systeme de refroidissement a convection forcée axiale dans une architecture de Type I

avec couronne d’aimants extérieure fixe et visualisation des écoulements d’air.

Comme on peut le voir sur la Figure III-24, le flux d’air froid est soufflé par des
ventilateurs, placés arbitrairement légerement en dessous du rayon moyen des parties
magnétiques, fixés sur le flasque droit de la couronne d’aimants extérieure. Des lumiéres sur le
flasque droit de la couronne de plots permettent a I'air froid de passer au niveau de ’entrefer
intérieur. L’air froid qui ne passe pas au niveau des lumieres de la couronne de plots passe dans
Pentrefer extérieur. Une fois que l'air est passé au niveau des entrefers, il s’est réchauffé et il
sort du multiplicateur au niveau des flasques gauches. L’air chaud passe ensuite dans un
échangeur afin de pouvoir étre refroidi avant de pouvoir étre & nouveau injecté dans le
multiplicateur (systéme de refroidissement fermé préconisé par notre partenaire industriel).

Ventilateurs

1]
L

I

I

Figure ITI-25. Exemple de systeme de refroidissement a 4 ventilateurs afin d’équilibrer le débit d’air, au

niveau des entrefers.

Chapitre Il : page 134



Les lumiéres peuvent aussi étre utilisées sans problématique de refroidissement pour
réduire la masse des flasques. Seulement, nous n’avons pas voulu intégrer de telles
considérations dans les modeéles de déformations (section II1.2) en vue de la démarche de pré-
dimensionnement mécanique que nous réalisons.

Afin que le flux d’air soit équilibré sur I’ensemble du périmetre angulaire au niveau des
entrefers, nous mettons plusieurs ventilateurs en parallele. Un exemple de systéme avec 4
ventilateurs est montré sur la Figure III-25, les ventilateurs sont installés a intervalle angulaire
régulier. Le dimensionnement du systéme de refroidissement (débit-pression) doit se faire de
fagon a maintenir une température acceptable au sein des différentes parties du multiplicateur,

et tout particulierement celles a aimants permanents.

I11.3.2 Modélisation analytique aéro-thermique par réseau de

résistances thermiques

Pour dimensionner le systéme de refroidissement et/ou évaluer les échauffements, il est
nécessaire de définir un modéle thermique. Compte tenu de la démarche d’optimisation dans
laquelle nous souhaitons intégrer ce modeéle, un modele analytique s’impose afin de répondre
aux exigences de temps de calcul. Etant donné que la répartition radiale des pertes est non
homogéne et que le flux d’air de refroidissement est axial, un modele axisymétrique 2D s’impose
avec une discrétisation radiale et axiale des différentes régions.

Ainsi, nous proposons une modélisation analytique par réseau de résistances thermiques
[107]. Celui-ci permettra d’étudier I’évolution de la température en régime permanent a la
puissance nominale de ’éolienne, cas, a priori, le plus défavorable (pertes maximales). Les
hypotheses de ce modeéle sont alors les suivantes :

o les pertes magnétiques Pi(j) sont extraites uniquement par le flux d’air soufflé au niveau

des deux entrefers ;

e les températures évoluent uniquement radialement et axialement (on néglige les
variations de température tangentielles) ;

o les barres support des plots ont la méme conductivité thermique que les plots ;

R(k) et axiales R(k)

thri thai des différentes parties

o les résistances thermiques radiales
dépendent des valeurs de la conductivité thermique des matériaux A% :

e la rotation des deux rotors est négligée ;

o les résistances thermiques radiales et axiales dans les entrefers dépendent du débit d’air

soufflé par les ventilateurs.

Avec ces hypotheses, on construit le réseau de résistances thermiques présenté Figure
I11-26 avec une discrétisation axiale en | éléments et une discrétisation radiale des k régions en

1) élements. Le nombre d’éléments radiaux des différentes régions est égal a I (IT1-28).

Vi
= z 10 (I11-28)
k=X
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Figure ITI-26. Réseau de résistances thermiques du modele thermique en régime permanent

Les résistances thermiques radiales et axiales sont calculées a partir des équations
(I11-29) dans les parties magnétiques (aimants et fer) et (II1-30) dans les entrefers, avec A% 1a
conductivité thermique, C,, la chaleur massique de 'air des matériaux concernés, q,, le débit

massique de 'air et R le coefficient de convection forcée [107].
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w0 _ Ry i/Rmi) ( )
L thri ™ 200 21 - L/]
()
Rthai =
Con-Qm-J
{ m lm (I11-30)

RW =
\Menri = 2@ 27 R, L))

Afin de déterminer la résistance thermique radiale dans les entrefers, il est nécessaire
de connaitre le coefficient de convection h®). Ce coefficient est déterminé en considérant les
cylindres de part et d’autre des entrefers comme lisses et sans considérer la vitesse de rotation
des deux rotors. Dans un premier temps, nous déterminons la vitesse axiale de air V® &
Pentrée des entrefers en fonction du nombre de ventilateurs N,,, du débit d’un ventilateur Q,
et du coefficient de répartition du flux d’air entre les deux entrefers n, comme défini en (II1-31)
[146].

V(II) _ n'NU'QU
- k)2 k)2
w (R~ R”) (I11-31)
V(IV) _ (1 - n) NU' QU ]
- k)2 k)2
L . (RY™ —RY")

Les valeurs du nombre de Reynolds R‘Ek), pour les deux entrefers, se déterminent en
fonction de la vitesse V¥ du diamétre hydraulique D,(lk) et de la viscosité cinématique de lair
Vein comme définis équation (I11-32) [146].

K po
R0 — v®. D,
¢ (111-32)

Vein

Dy =2(Riy’ - Ry)

En fonction de la valeur du nombre de Reynolds obtenu, le nombre de Nusselt Nu®
est déterminé par (III-33) avec B le nombre de Prandtl (B = 0,7) [107][146].

R(k) 0,14

0,8

{Nu(k) =0,023.R% .Pﬁ’?(%) si R% > 2000
R

m

(1T1-33)
Nu® =824 si R® < 2000

Les coefficients de convection h® pour les deux entrefers se déterminent finalement en
fonction du nombre de Nusselt Nu®. du diamétre hydraulique D,(Lk) et de la conductivité
thermique de I’air A% (I11-34).

Nu®, 200

k) —
R = e (I11-34)
h

Une fois 'ensemble des résistances thermiques déterminé, la loi des nceuds (III-35)
permet d’obtenir, aux différents nceuds du réseau, des relations entre la température Tif]'.‘)? les

pertes magnétiques I’iff) et les résistances thermiques.
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(k) (k) (k) (k) (k) (k) (k) (k)
Ti,j - Ti—l,j Ti,j - Ti+1,j Ti,j - Ti,j—l Ti,j - Ti,j+1 5
R(k) + R(k) R(k) + R(k) ZR(k) ZR(k) ) L

thr,i thr,i-1 thr,i thri+1 tha,i tha,i

(I11-35)

Dans I'équation (III-35), les termes Pi(]I-() correspondent aux pertes par courants induits

dans les aimants PE(gt)iy (calcul présenté section I1.4.1) et les pertes magnétiques dans le fer Plgz)n
calcul présenté section 11.4.4). La discrétisation de ces pertes est donnée en (III-36).
lcul présenté section 11.4.4). La discrétisation d t t donné I11-36
w _ Pron
PL.J. =[(k)] si k =X,1Il and VI
o (I11-36)
(k) _ _Eddy F L —
B = 10, ] si k=IandV

L’équation générale (III-35) est valable aux nceuds du réseau qui ne sont pas au niveau
des extrémités. Pour les noeuds au niveau du rayon intérieur, du rayon extérieur et de 'entrée
du flux d’air (ayant pour coordonnées respectives i =1, i =1 et j = 1), certains termes de
I’équation (II1-35) doivent étre remplacés comme décrit dans les équations (III-37) avec Tyf la

température de I'air insufflé en entrée du multiplicateur.

®) )
T o
) ®
Rthr,i + Rthr,i—l
k) _ i)
T 7 —T. ,
e z;)” =0 ifi=1I (111-37)
R® 4 g
thr,i thr,i+1l
k k k
T - T3 B To) = Trer —
O ) J=
*tha,i tha,i

Puisque la température n’est pas connue en sortie du multiplicateur (aux coordonnées
j=1]), le réseau de résistances thermiques décrit ci-dessus ne permet pas d’obtenir autant
d’équations que d’inconnues. Afin d’obtenir les équations manquantes, nous effectuons une
symétrie axiale du réseau au niveau de la sortie du flux d’air (coordonnées j =J). Nous
obtenons alors un second réseau de résistances thermiques (réseau miroir) dont les coordonnées
axiales varient entre j = J + 1 et j = 2J. La température T,..s est imposée en sortie de ce second

réseau (aux coordonnées j = 2J) pour garantir la symétrie axiale.

Une fois les équations (III-35) et (III-37) écrites aux différents noeuds du réseau initial
et du réseau miroir, le nouveau systéme matriciel (III-38) est obtenu dans lequel le nombre
d’équations est égal au nombre d’inconnues. Dans ce systeme, la matrice [A]},z; .2y contient
les différentes résistances thermiques, la matrice [X];.,;q1 contient les températures aux
différents nceuds (que l'on cherche a déterminer), la matrice [B];.;, contient les pertes

magnétiques (I11-36).

[Alrezg, 1527 [X1szp1 = [Blrszgn (ITI-38)
A Taide d’une inversion numérique de la matrice [A]},; 1.2y, les températures Tl-,(]’-(’)

ainsi que les élévations de températures AT (III-39) peuvent étre déterminées. La Figure III-27-

a représente I'élévation de température obtenue pour un débit donné, par réseau de résistances
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thermiques pour le multiplicateur magnétique décrit dans le TABLEAU D-VI de ’annexe D

avec les parametres thermiques définis dans le Tableau XIII. La discrétisation est tres élevée

sur cette étude dans le but de comparer les résultats obtenus avec des calculs EF.

)
AT =T% = Tpo;

TABLEAU XIII

(111-39)

PARAMETRES THERMIQUES POUR L’ETUDE D’UN MULTIPLICATEUR 6 MW REFROIDI PAR FLUX D’AIR

AXIAL AU NIVEAU DES ENTREFERS POUR UN DEBIT DONNE

Symbole Désignation Valeur
J Discrétisation axiale 150
I Discrétisation totale radiale 52
[ 1L v Discrétisation radiale des culasses et plots 10
IERe Discrétisation radiale des aimants 10
141 Discrétisation radiale des entrefers 1
Qv Débit d’air d’un ventilateur 0.25 m3/s
N, Nombre de ventilateurs 4
n Coefficient de répartition d’air entre les deux entrefers 0.25
A 1L VD Conductivité thermique du fer 40 W/m/K
A4V Conductivité thermique des aimants 10 W/m/K
AUL 1Y) Conductivité thermique de Dair 25e-3 W/m/K
Cm Chaleur massique de l'air 1000 J/kg/K
P, Nombre de Prandlt 0.7
Trer Température de référence (froide) 60 °C
Vein Viscosité cinématique de air 15.6e-6 m?/s
Ré”) Nombre de Reynolds dans ’entrefer intérieur 6100
RSV) Nombre de Reynolds dans ’entrefer extérieur 1930
van Vitesse axiale de I'air dans U'entrefer intérieur 9.5 m/s
v Vitesse axiale de l'air dans 'entrefer extérieur 3.1 m/s

Afin d’évaluer la pertinence du modele, nous souhaitons comparer les résultats obtenus

avec ceux issus de calculs éléments finis. Ces derniers sont réalisés a partir du logiciel Comsol
Multiphysics [129], en considérant un écoulement turbulent, avec des flux thermiques au sein
de matériaux solides (fer et aimants) et avec comme fluide de I’air. Afin d’avoir des hypotheéses
identiques a celles du réseau de résistances thermiques, nous définissons un probléeme
axisymétrique 2D, nous imposons la température sur la paroi d’entrée du flux d’air et nous
imposons une vitesse d’air en entrée des entrefers correspondant a ’équation (I1I-31). La Figure
III-27-b représente 1'élévation de température obtenue par calcul éléments finis pour le
multiplicateur magnétique défini dans le TABLEAU D-VI avec des parameétres thermiques
identiques a ceux de la Figure III-27-a.

Les résultats de la Figure III-27-a et Figure III-27-b permettent d’observer que les
calculs éléments finis conduisent a des résultats tres proches de ceux obtenues analytiquement.
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Apreés avoir observé les mémes similitudes pour d’autres dimensions de multiplicateur, nous
validons le modele par réseau de résistances thermiques qui a été développé.

Elévation de temperature [°C]
40

30

20

10

Elévation de temperature [°C]

} 40
Rexe 30
20
10
} : 0
Rine (b)

Figure II1-27. Elévation de température obtenues pour le multiplicateur magnétique (6 MW) décrit
dans le TABLEAU D-VI avec les parametres thermiques définis dans le Tableau XIII avec des calculs
(a) analytiques par réseau de résistances thermiques et (b) par éléments finis.

I11.3.3 Compromis entre la précision et le temps de calcul

Les résultats présentés Figure III-27-a correspondent a une discrétisation adaptée pour
comparer les résultats avec ceux obtenus par éléments finis mais inadaptée pour une démarche
d’optimisation globale. En effet, cette discrétisation apporte un niveau de précision tres bon au
détriment d'un temps de calcul trop lourd (et méme supérieur & celui d'un calcul éléments
finis). Afin de trouver un compromis entre la précision et le temps de calcul, nous choisissons
d’étudier la précision et le temps de calcul en fonction de la discrétisation. Nous définissons
Verreur (I11-40) entre I'élévation de température maximale ATpaxrer calculée avec la
discrétisation présentée en Tableau XIII et 1’élévation de température maximale ATy, 4, (I 0N )

Pour les différentes discrétisations, nous prendrons toujours [D = [0V) = 1.

ATmax ref — ATmax (I(k)'])
ATmax ref

Erreur = (IT1-40)

La Figure III-28 représente le temps de calcul et l'erreur du calcul sur I'élévation de

température maximale en fonction de la discrétisation axiale | et de la discrétisation radiale
1%,

Chapitre Il : page 140



57 80
" (o}
— gl
.5 _ 60
Z 3t X
5 i
Q = 40 f
g 2 v 2
8 w
(0] 20 +
g1r
=
74 i 5 o —0 . . Y
0 v = < < 0 v
0 5 10 15 20 25 30 0 5 10 15 20 25 30
Axial discretization J Axial discretization J
(a) (b)

Figure III-28. Valeur maximale de 1’élévation de température calculée analytiquement par réseau de
résistances thermiques en fonction de la discrétisation axiale J et de la discrétisation radiale I® : a)
temps de calcul et b) erreur, pour le multiplicateur magnétique décrit TABLEAU D-VI, (travaux publiés
dans [109]).

La Figure III-28 permet d’observer que la discrétisation axiale impacte fortement le
temps de calcul et plus faiblement la précision a partir de / = 10. Un bon compromis semble
alors d’utiliser comme discrétisation I®) = 6 (10D = [UV) = 1 &) = D) = 0D = [) = VD) =
6) et ] = 15. Ce compromis permet d’obtenir ’élévation de température maximale ATy,q, en
0.15 secondes avec une erreur inférieure & 10%. Avec cette discrétisation, le réseau de
résistances thermiques permet de diviser le temps de calcul par 200 (0.15 secondes contre 30
secondes) comparé au calcul éléments finis décrit ci-dessus.

I11.3.4 Dimensionnement du systeme de refroidissement

TX) withN..Q = 0.4 m>/s
max \% A"
— TVD with N .Q =0.4 m%s
max v A"
120
TX) with N_.Q = 0.6 m%s
max v A\

TS’;L with N .Q =06 m>/s

| TX withN..Q =0.8m>/s
max v A"

(V) Wi _ 3
100 L T with NV.QV =0.8m”/s

max

Temperature [ °C ]

\ TX) with N .Q =1.0 m%/s
max \% \"

I
N vy _ 3
90‘5—~ - /e//a T with N .Q = 1.0m>/s
()__;8'_*:8/"" Tg;x with NV.QV =12m%s

80 I I e —-——_a ! !
0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7
Flow rate repartition coefficient : 7

- TQ’;)X with N .Q =1.2 m>/s

Figure III-29. Evolution de la température maximale obtenue dans les couronnes d’aimants intérieure

T,Sffl'x’) et extérieure T,S;’xw) en fonction du coefficient de répartition n des flux d’air entre les deux

entrefers et du produit N,.Q,, pour le multiplicateur présenté dans le TABLEAU D-VI, avec T,er =
60°C, travaux publiés dans [109].

Dans le modele analytique présenté section II1.4.2, le systéme de ventilation est défini
en fonction de trois parametres : le nombre de ventilateurs N,,, le débit d’un ventilateur Q,, et

le coefficient de répartition n du flux d’air entre les deux entrefers (qui dépendra principalement
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de la géométrie des lumieres). Pour dimensionner le systéme de ventilation, il est possible
d’obtenir un coefficient 1 permettant d’avoir un flux d’air plus important dans 'entrefer qui le
nécessite, en adaptant les dimensions des lumieres visibles Figure III-24. La Figure III-29
montre I’évolution de la température maximale obtenue dans les couronnes d’aimants intérieure
T,%'Q et extérieure T,%’ZI) en fonction du coefficient n et du produit N,.Q,, pour le

multiplicateur décrit dans le TABLEAU D-VI de I'annexe D avec Ty.er = 60°C.

Comme on peut le voir sur la Figure II1-29, il est possible en jouant sur le coefficient 1,
de maintenir des températures acceptables sans avoir un débit d’air tres important. Du fait
que les pertes sont plus importantes au niveau de la couronne d’aimants intérieure, un bon
dimensionnement revient a avoir un coefficient n inférieur a 0.5 pour un débit d’air donné.
Pour déterminer la valeur des parametres n et N,,.Q,, une démarche itérative permettant de
minimiser la puissance consommeée par le ventilateur tout en garantissant que 'on n’atteigne
pas la température maximale limite Ty, peut étre envisagée.

Le réseau de résistances présenté précédemment permet d’évaluer les températures au
sein du multiplicateur en fonction du débit N,.Q, du systéme de ventilation. Afin de pouvoir
remonter a la consommation du systéme de ventilation et a son dimensionnement, il est
nécessaire de déterminer les pertes de charge associées au circuit d’air. Nous considérons alors
quatre zones de perte de charge au sein du circuit comme décrit Figure 11I-30 :

e singuliéres Ap;, au niveau de 'entrée de Dair dans les entrefers ;
e régulieres Ap,.4 dans les entrefers ;

e singuliéres Ap,yy,: au niveau de la sortie de 'air des entrefers ;

o réguliéres et singulieres dans le reste des conduits d’air 4p,.

Ap,

i]
e

| [ =

Figure ITI-30. Schéma descriptif pertes de charges associées a la géométrie du systeme de ventilation.

Etant donné I’approche d’optimisation globale développé dans cette these, il ne semble
pas possible de calculer rigoureusement les pertes de charge Ap.. Afin toutefois de les prendre
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en compte le mieux possible, nous ajoutons un supplément de 20 % aux pertes de charge
singulieres et réguliéres au niveau des entrefers (valeur empirique fondée sur I'expérience de
notre partenaire industriel). L’ensemble des pertes de charge Ap;,; se calcule alors & partir de
léquation (III-41).

Aptot =12+x (Apin + Apreg + Apout) (HI-41)

Le calcul (réguliéres et singuliéres) au niveau des entrefers peut se faire en considérant
I’ensemble des deux entrefers. Les pertes de charges singuliéres peuvent étre calculées a partir
de I’équation (I1I-42) et les pertes de charges régulieres & partir de ’équation (I11-43). Dans les
expressions des pertes (III-42) et (III-43), les coefficients &, oyt €t Ayeg se déterminent en

fonction de la géométrie du systéme et du nombre de Reynolds caractérisant 1’écoulement [147].

1 2
Apin = fLnEp V(k)
| , (I11-42)
Apout = foutt?'p' V(k)
Areg-L 1 2
APreg = r;i P y® (I11-43)

Pour le calcul des pertes singulieres, la géométrie des conduites doit étre connue. En
effet, pour une forme donnée de rétrécissement ou d’élargissement et pour un certain rapport
entre section large S; et la section étroite Sy, on détermine & partir d’abaques les coefficients
¢in et &gyt (en fonction du nombre de Reynolds) [147]. Dans notre cas, nous ne connaissons pas
exactement la géométrie du rétrécissement et de l'élargissement puisque nous souhaitons
intégrer le modele thermique dans une procédure d’optimisation ou les parametres sont les
différentes dimensions du systeme.

Afin d’obtenir des valeurs de coefficients &;, et &,,+ acceptables pour différentes
dimensions du systéme, nous cherchons parmi les différents types de bords (droit, arrondi,
conique..) et de rapport de sections Sy/S; le cas le plus générique possible. Les
rétrécissements/élargissements a bords droits étant les plus génériques, nous choisissons cette
géométrie de bord [147]. Nous observons dans [147] que pour des grands nombres de Reynolds
(ng) = 10* pour des élargissements et ng) = 3500 pour des rétrécissements), le coefficient &,
évolue en (1 —S,/S;) et le coefficient &,,,; évolue, quant & lui, en (1 — (Sy/S;)?). Etant donné
les valeurs tres faibles du rapport Sy/S; (inférieures & 0.1) que nous aurons quelles que soient
les dimensions du systeme, les valeurs de &;;, et &,,+ seront in fine toujours les mémes a quelques
pourcents pres. Nous choisissons donc de retenir un rapport Sy/S7 égal a 0,1 qui correspond au
cas le plus faible de 'abaque [147].

Dans ces conditions (rétrécissements/élargissements & bords droits et S5/S; = 0.1), le
coefficient &, se détermine a partir de la Figure III-31-a (formule de Borda-Carnot) et le
coefficient &,,; se détermine a partir de la Figure III-31-b en fonction du nombre de Reynolds

[147).
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Figure III-31. Abaque permettant de déterminer les valeurs des termes &;,, et &, en fonction du nombre

de Reynolds Re, en considérant un rapport de section S;/S; = 0.1 pour (a) un rétrécissement & bords
droits et (b) un élargissement & bords droits [147].

Afin de déterminer les pertes de charges régulieres (III-43) a partir du coefficient A,¢g,
nous devons aussi utiliser des abaques [147]. En considérant lentrefer comme lisse, en
négligeant la rotation des deux rotors, le coefficient 4,4 se détermine en fonction du nombre
de Reynolds Re & partir de ’équation (III-44) [147]. Dans cette équation, la loi de Hagen-
Poiseuille [148] correspond aux valeurs du nombre de Reynolds comprises dans lintervalle
400 < ng) < 2000, la courbe de Blasius [149] aux valeurs 4000 < Rék) < 10° et la formule de
Filonenko-Al'tsul & ng) > 10° [147].

64
reg — m

64 "
Areg = i 400< R$ <2000
e

si R% < 400

2
Areg = 8926.10710. R{®" — 1,463.107. Re +3,136.107% si 2000 < R’ < 4000 (IT1-44)
0,3164
_ ; )
Areg = W si 4000 < Re < 105
Re
03164
Areg = el RY > 105

En accord avec les hypotheses concernant les pertes de charge, présentées ci-dessus,
pour le multiplicateur magnétique 6 MW présenté TABLEAU D-VI, les valeurs des différentes
pertes de charges ainsi que la puissance consommée par le systeme de ventilation Pp,epntitition
(IT11-45) sont données Tableau XIV.

Pyentitation = Ny * @y * 4Ap,, (I11-45)
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TABLEAU XIV
PERTES DE CHARGE AU SEIN DU MULTIPLICATEUR DECRIT TABLEAU D.VI

Symbole Désignation Valeur Formule
Apin Pertes de charge singulieres a I’entrée des entrefers 34 Pa (I11-42)
APyeg Pertes de charge régulieres dans les entrefers 283 Pa (I11-43)
Apour Pertes de charge singuliéres a la sortie des entrefers 44 Pa (I11-42)
Aprot Pertes de charge totales 433 Pa (I1I-41)

La puissance aéraulique Ppentitation pourra étre considérée dans la procédure
d’optimisation globale afin de donner un « poids » a la consommation du systéme de ventilation
vis-a-vis des autres pertes du systéme. Toutefois, cette puissance ne correspond pas a la
puissance électrique consommée puisqu’il faut aussi prendre en compte le rendement de
I’ensemble {moteurs + turbines}. Maintenant que nous avons défini un modele permettant de
prendre en compte les phénomenes thermiques, nous allons nous intéresser au dernier
phénomeéne physique que nous souhaitons considérer dans cette these : le comportement
dynamique en rotation des multiplicateurs magnétiques afin de considérer le risque de
décrochage, notamment en présence d’'un couple d’entrée pulsé, en relation avec la production
éolienne, et d’évaluer le facteur de sécurité nécessaire (rapport du couple de décrochage sur la
valeur moyenne du couple nominal) pour s’affranchir de ce risque.

III.4 Comportement dynamique en rotation de
P’architecture Type I et Type IV en relation avec
le risque de décrochage

Dans le contexte éolien, ou le couple transmis par la turbine est particulierement
fluctuant, il est nécessaire de prévoir un surdimensionnement en couple pour éviter tout risque
de décrochage qui pourrait avoir des effets déléteres, soit une valeur du couple de décrochage
suffisamment supérieure au couple nominal. C’est pourquoi la procédure de dimensionnement
(ou pré-dimensionnement) doit considérer le comportement dynamique en rotation, ne serait-
ce qu’en définissant un facteur de sécurité égal au rapport du couple de décrochage sur le couple
nominal. Les fluctuations de couple peuvent en effet générer des problémes mécaniques, tels
que des résonances dangereuses et un découplage magnétique des rotors du multiplicateur, avec
risque d’emballement de la turbine ou de fatigue excessive du systéme de mise en drapeau,
dans le cas ol il serait sollicité dans ces situations. Ces fluctuations du couple sont
principalement dues a deux phénomenes :

e le spectre du vent, qui génere des fluctuations d’assez basse fréquence [150][151][152];

o le passage cyclique des pales devant la tour, qui conduisent a des ruptures de portance et
génerent des fluctuations périodiques du couple de fréquence plus haute, proportionnelle &
la vitesse de rotation de la turbine (on nomme cette fréquence Fipper) [153][9)].

Ces deux phénomenes peuvent exciter les parties tournantes de la chaine de conversion a

des fréquences proches des fréquences de résonance de la chaine incluant la turbine, le
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multiplicateur et la génératrice [9]-[115]. L’intégration d’un multiplicateur magnétique dans la
chaine de conversion va amener une fréquence de résonance supplémentaire, d’ailleurs tres
basse a cause de la faible raideur angulaire de la technologie magnétique. Cette fréquence
propre, si elle est excitée, peut conduire au décrochage du multiplicateur [154]. Dans certaines
applications, le décrochage magnétique est mis en avant comme une protection avantageuse
contre les sur-couples. Cependant, dans le contexte éolien de forte puissance, ce phénomene est
extrémement dangereux [30]. En effet, un décrochage correspond a une situation ou le couple
résistant opposé a la turbine prend une valeur moyenne nulle et mais avec une amplitude créte
a créte tres élevée. Par ailleurs, selon le temps de réaction du contrdle du pitch, la turbine peut
méme s’emballer et causer de lourds dommages.

Certaines stratégies ont déja été proposées pour éviter le décrochage entre les rotors [154]-
[568]. Ces stratégies sont basées sur un asservissement de l'engrenage magnétique. Cependant,
ces solutions ne sont pas adaptées aux applications éoliennes en raison de la difficulté de
contréle rapide du couple d'entrée. En effet, ce controle se réalise avec le pitch, avec des temps
de réponse assez faibles. Pour éviter d’avoir des décrochages, la solution, qui semble la plus
réaliste, consiste a adopter un couple maximal transmissible magnétiquement Ty mqy (couple
de décrochage) suffisamment supérieur au couple nominal de ’éolienne Tygreq - Cependant, un
tel dimensionnement (ou surdimensionnement) réduit la viabilité économique du systéme. Il
est alors important d’optimiser le rapport, appelé kg ing (Eq. (III-46)) entre le couple de
décrochage et le couple nominal de la turbine.

k _ TM max
sizing —

Tratea (H1-46)

Dans ce chapitre, nous considérerons une éolienne de 3.6 MW, 13 tr/min décrite
TABLEAU D-II de l'annexe D avec un multiplicateur magnétique Type I, & couronne
d’aimants extérieure fixe. Dans ce tableau, les valeurs des moments d’inertie de la turbine et
de la génératrice sont issues des données publiées les articles [155] et [156] et extrapolées en en
exploitant les lois d’échelle fournies par [157]. Quant aux valeurs d’inerties des rotors du
multiplicateur, elles correspondent & celles que nous avons calculées a l'issue d’'un pré-
dimensionnement [125].

II1.4.1 Modele analytique des résonances en rotation

Equations dynamiques en rotation de la chaine de conversion :

Pour analyser les phénomeénes de résonance du couplage magnétique entre les deux
rotors, il est nécessaire de connaitre ’évolution du couple transmis magnétiquement en fonction
des positions des différentes parties mobiles du multiplicateur magnétique. Le couple transmis
magnétiquement Ty, ; au niveau des couronnes i est alors donné par ’équation (I1I-47) avec K
une constante, p;py le nombre de paires de pdles de la couronne d’aimants a faible
polarité, pypy le nombre de paires de podles de la couronne d’aimants a forte polarité, Q le
nombre de plots et ¢ l'angle de charge (III-48) [40]. Les expressions (III-47) et (III-48) sont
valables pour des multiplicateurs a architectures Type I et Type IV. Dans 'expression des
couples magnétiques (I11-47), nous ne considérons pas d’ondulations de couple. Cette hypothese
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est tout a fait valable pour analyser le comportement vibratoire dans la mesure ou la polarité
du multiplicateur correspond a un cogging torque factor Cr [40] égal a 1 [50] et minimisant les

ondulations.

Ty v (@) = K.prpy.sin(e)
Ty o(@) = K.Q.sin(¢p) (I11-47)
Ty upn (@) = K.pypy.sin(e)

¢ = pren-Orpy — Q-0 + Pupn-Onpn (I11-48)

En considérant les différentes parties en rotation de la chaine de conversion définies
Figure II-1 (sur cet exemple, la couronne de plot est fixe), 'équation de la dynamique des deux
rotors est fournie en (III-49) avec Tr le couple de la turbine, Ty ; le couple magnétique sur
I’arbre lent du multiplicateur, Ty, le couple magnétique sur ’arbre rapide du multiplicateur,
T le couple magnétique de la génératrice, Tjyes; les valeurs des pertes sous la forme de couples
résistants, J; U'inertie des parties tournantes lentes (c6té turbine) de 1’éolienne et J, celle des
parties rapides (coté génératrice).

Rotor lent

multiplicateur
Couronne fixe I
\ U TMl + Tloss3
\A T
mTM h Tloss 4 {G\
Jun I;
f Rotor
Rotor rapide génératrice

multiplicateur

Figure ITI-32. Paramétrage des différents couples exercés au niveau des parties tournantes lentes (turbine
et rotor lent du multiplicateur) et des parties rapides (rotor rapide du multiplicateur et rotor de la
génératrice).

(. ° o
J1-6, = Tr — Ty (6,,0p) — Z Tioss i(61, 6n)
=l (I11-49)
L]h- é.h = TMh(gl: eh) - T — Z Tipss i (éb g.h)

i=4

Les inerties de la partie lente J; et de la partie rapide J, sont fournies dans 1’équation
(II1-50) avec Jr linertie de la turbine, Jp;; Uinertie de la partie lente du multiplicateur, Jy p
I'inertie de la partie rapide du multiplicateur, J; l'inertie du rotor de la génératrice.

Ji=Jr+Ju

h=Jun+tJs (I11-50)

Etant donné les deux multiplicateurs magnétiques que nous étudions dans cette thése,
(architectures de Type I avec couronne d’aimants extérieure fixe et de Type IV avec couronne
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de plots fixe, définie section 1.3), les expressions (I11-49) et (III-50) sont valables en considérant
que, pour les deux architectures :

 Jui=JoJun=Jipn:Tm1 =Tmo> Tun = Tm Lewns 0, = QQu On = O1pn, © = 1.0 + Pp- O,
pour 'architecture de Type I avec la couronne d’aimants extérieure fixe;

* Jui=Jurn, Jun=Jipn:Tu1 =Tunpn: Tun =Tumipn: 01 =0upn, Op =0Opn, @ =
p1-0; — pp- By, pour Parchitecture de Type IV avec la couronne de plots fixe.

Les couples magnétiques du rotor lent et du rotor rapide du multiplicateur peuvent
alors étre exprimés a travers I'équation (III-51) avec Gpqgn le rapport de multiplication défini

dans I'équation (I-8) section 1.2.2 en fonction de la couronne fixée.

TMl = TM max- 5in(<ﬂ)

TM max

(I11-51)

Tyn = sin(p)

magn

Dans cette modélisation, nous considérons les différentes parties mécaniques comme
infiniment rigides. Afin de décrire la modélisation dynamique en rotation, nous considérerons

I’architecture de Type I avec la couronne d’aimants extérieure fixe.

Amortissement :

Dans les équations de la dynamique (III-49), six sources de pertes apparaissent. En
accord avec la Figure II-1, elles correspondent :

e aux pertes magnétiques (courants induits dans les aimants (voir section 11.4.1) et pertes
fer (voir section I1.4.4)) au niveau du rotor lent Tj,s 3, €t au niveau du rotor rapide
Tioss 4 ;

e aux pertes mécaniques par friction au niveau des roulements d’entrée de 1’éolienne
Tioss 1, des roulements réalisant le guidage du rotor lent du multiplicateur Tjyes,, de
ceux réalisant le guidage du rotor rapide du multiplicateur Tjyss 5, €t des roulements
réalisant le guidage du rotor de la génératrice Ty 6-

Qu’il s’agisse des pertes magnétiques ou mécaniques, elles varient en fonction de la
vitesse de rotation des parties concernées [101][104][158]. Malgré des expressions parfois
complexes des pertes (notamment pour les pertes mécaniques par friction [158]), dans le cadre
d’une étude dynamique de la chaine de conversion, nous les linéarisons, autour de petites
variations de vitesse, & travers un coefficient d’amortissement visqueux pour les parties lente
D; et rapide Dy, (III-52).

{ Tioss 1(91) + Tioss Z(GI) + Tyoss 3(9l) =D, él (111_52)

Tioss 4(gh) + Tyoss S(gh) + Tioss 6(gh) = Dy. gh

Avec cette hypothese, les équations de la dynamique peuvent étre écrites sous la forme
(IT11-53) en accord avec le paramétrage de la Figure I11-33.
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Ji- éz = Tr — Ty max-Sin(p) — Dl-él
. T, .
Jn-6p = +$sin(¢) — Tg — Dp. 6,

m

(111-53)

Rotor lent

multiplicateur
Couronne fixe — ]
T~ 7 Tmi
\A T
T G
N Mh ' a
TT Dl' 91 I
L
al h
Rotor rapide Rotor
génératrice

multiplicateur

Figure III-33. Paramétrage simplifié des différents couples exercés au niveau des parties en rotation de
la chaine de conversion.

Approximation analyvtique de la fréquence propre magnétique :

Etant donné la non lindarité de I’équation différentielle (ITI-53) (terme en sinus), nous
réalisons un développement limité de ’angle de charge ¢ a l'ordre 1 autour d’une position
quelconque @, afin d’approximer la fréquence propre magnétique. Autour de 'angle ¢, le
développement limité & l'ordre 1 du sinus de l'angle de charge est donné équation (III-54)
lorsque la couronne d’aimants extérieure est fixe et équation (III-55) lorsque la couronne de
plots est fixe.

sin(g) = sin(@o) + cos(@o)- (P, 01 + Pr On — Po) (I11-54)
sin(g) = sin(po) + cos(po)- (p1 01 — pr On — Po) (I11-55)

En injectant ce développement limité dans les équations de la dynamique (I11-53), mises
sous la forme matricielle, on obtient alors le systeme matriciel (III-56) dans le cas ot la couronne

d’aimants extérieure est fixe.

G-+ o))

TM max- Pl COS(QDO) TM max- Ph- COS((pO) 6
+ _TM max.pl.cos(goo) _TMmax-ph-Cos((pO) (
Gm Gm

Tr = Tr max[Sin(@o) — @0 cos(@o)
T, ,
I‘/E;—mn:lx [sin(po) — @y cos(@p)] — Ty g

! (IT1-56)
o)

La premiére matrice du systeme (III-56) est la matrice d’inertie, elle est diagonale définie
positive. La deuxiéme matrice de ce systeme est la matrice d’amortissement, elle aussi est
diagonale définie positive. La troisieme et derniére matrice de ce systeme est la matrice de
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raideur du systéme. Elle est associée a la force de rappel magnétique entre les deux rotors. Elle
est non diagonale, non symétrique. En régime stationnaire, le systéme est stable lorsque cette
derniére matrice est définie positive. Ce qui équivaut a dire que toutes ces valeurs propres sont
positives ou nulles, avec au moins une valeur propre strictement positive. On peut montrer que
cette condition est satisfaite lorsque cos(@y) > 0. Soit encore, pour —m/2 < @, < /2.

Afin d’approximer la fréquence propre magnétique non amortie, nous effectuons un
passage dans le domaine fréquentiel, via une forme temporelle implicite des variables 8; et 6y
en et/®t (ITI-57). Dans la suite de cette analyse, la dépendance temporelle implicite est négligée.
Dans le domaine fréquentiel, les pulsations et les modes propres non amortis sont les solutions
de I’équation (III-58).

— +jot
6, () = 6;(w)e L (IT1-57)
Op () = Op(w)e™®
TM max- D1+ COS((pO) _]l-(‘)z TM max.ph.COS(QDO) 9[ 0
TM max-P1- €COS (‘Po) TM max- Ph- COS(‘/)O) 21 ( ) = < ) (III—58)
- - - ]h' w @h 0
Gm G

On obtient la pulsation propre wg, 1 associée au vecteur propre V; (III-59) [159]. Cette
pulsation propre a une existence dans le cas d’un fonctionnement normal du multiplicateur.
Une seconde pulsation propre wg,,, associée au vecteur propre V, est également obtenue
(I1I-60) [159].

Wom1 =0
1 -
v, = < ) (IT1-59)

( TM max- COS((/)O)
Wom2(®) T Tn 1G] Un-pu- G| + J1-01)
(I1-60)
1
L .=\ _ I
]h- Gm

Cette seconde pulsation wq,, (valable quelle que soit la couronne fixée) est associée &
un mode parasite. En effet, on peut noter que le mouvement, associé a ce dernier mode, fait
tourner les deux rotors dans le sens contraire au mouvement désiré. Il est donc préférable de
tenir cette pulsation éloignée des vitesses de rotation angulaires 8, et 6, afin de ne pas exciter
ce mode parasite. Il est également préférable de tenir cette pulsation éloignée de wg, 1 afin
d’éviter un éventuel couplage de modes. Ce dernier point ne pose pas de probléme puisque
Wom 1 est nulle.

Pour la suite de cette étude, nous analyserons I'impact du mode propre parasite (II1I-60).
De plus, nous raisonnerons en fréquence et non en pulsation. La relation entre la fréquence
propre magnétique parasite et la pulsation propre magnétique parasite est donnée équation
(I11-61).
0o m2(P)

I11-61
o (IT1-61)

Fom2(9p) =

Chapitre Il : page 150



Une particularité de la fréquence propre magnétique parasite est qu’elle est variable.
En effet, 1’équation (III-60) montre une dépendance en fonction de 'angle de charge. La
fréquence propre magnétique parasite décroit en fonction de 'angle de charge jusqu’a s’annuler
a langle ¢ = /2. A cette valeur, la raideur du couplage magnétique entre les deux rotors
tend vers zéro. Au-dela de cette valeur, la fréquence Fy,,, devient un imaginaire pur et le

systéme devient instable (incontrdlable).

La Figure III-34 donne I’évolution de la fréquence Fy,, , (obtenue par calcul analytique
linéarisé) en fonction de langle de charge ¢ pour la chaine de conversion définie dans le
TABLEAU D-II de "annexe D. Cette figure compare aussi les valeurs des fréquences obtenues
analytiquement avec celle obtenue par calcul numérique non linéaire (le modele numérique sera

présenté dans la prochaine section).

1q
0.8

0.6

047 O Fréquence parasite numérique FO m2

02+ —— Fréquence parasite analytique FO m 2

Fréquence [ Hz ]

O 1 1 1 1 1 1 1 1
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90

Angle de charge ¢ [ ° ]
Figure I11-34. Evolution de la fréquence propre parasite du couplage magnétique Fy,,, en fonction de
l’angle de charge @, pour la chaine de conversion définie TABLEAU D-II (résultats obtenus par calcul

analytique linéarisé et par calcul numérique non linéaire).

La Figure I1I-34 montre que le modele analytique linéarisé donne de bons résultats
comparé au modéle numérique non linéaire. Elle montre aussi que cette fréquence varie entre
0 et 1 Hz. Ces valeurs fréquentielles sont assez basses, principalement a cause de la trés forte
inertie de la turbine. Il y a alors un risque important d’excitation du mode parasite. En effet,
pour les éoliennes tripales, la fréquence de passage des pales devant la tour & la vitesse nominale
de la turbine Fyoyer ratea €St donnée par la relation (I1I-62). Dans le cas de ’éolienne présentée
TABLEAU D-II, cette fréquence est égale a 0.7 Hz au régime nominal ce qui risque de poser
probléme et nécessite une étude approfondie.

3"{27' rated (III"62)

Frower ratea = o

II1.4.2 Stabilité des multiplicateurs face a des perturbations

Dans cette partie, afin d’analyser au mieux le comportement dynamique intrinseque du
multiplicateur magnétique, et bien que les résultats soient inexploitables pour une chaine
complete, nous simulerons uniquement le multiplicateur sans prendre en compte les autres

éléments solidaires, de la chaine de conversion. Un tel raisonnement est possible en passant par
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les couples intermédiaires T, et T,y respectivement en entrée et en sortie du multiplicateur
comme défini en Figure III-35. Cet isolement du multiplicateur permet notamment d’étudier
sa réponse a des perturbations idéalisées, telles qu’un couple avec une ondulation sinusoidale
ou encore en échelon.

Rotor lent
multiplicateur

Couronne fixe

W Tmi+Tiosss
Tloss 2

Tg
Tloss 4 | m
Tloss 5 out : Tout Tloss 6
I — }—
IR L il
: Je

]Ml Mh

Tin

TT Tloss 1 Tin

Rotor

génératrice
Rotor mpul(, -

multiplicatcur

Figure I1I-35. Isolement du multiplicateur magnétique au sein de la chaine de conversion.

En reprenant les considérations précédentes sur 'amortissement, les équations de la
dynamique correspondant & la Figure III-35 sont données dans les équations (III-63). Dans ce
contexte, la valeur de la fréquence propre est donnée par I'équation (III-64). Le modele
numérique permettant de résoudre ce systéme d’équations non linéaires est fourni Figure I11-36.

( Tut- 9.1 = = Ty max-sin(g) — DMl'él
Mmax . .
0, = ——=sin(¢) — Tyyr — Dy 10
{ MhOh @ out M h-Oh (I11-63)
|  Dumi6 = Tlossz(el) + Tioss 3(01, 61)
k Dy n- O = Tioss 4(9l:9h) + Tioss s(gh)
T .cos(@y)
Fom2(@) = MUM he D1 |G| + T 12 PR (I11-64)
vt Im e |Gl
Tin 1 91 1 91 (Y .
m P ; > D1 sm(u)
. 0
Gh P 1 h Pn
S

P du/dt

Figure ITI-36. Modele numérique non linéaire du multiplicateur magnétique isolé.

Dans la précédente section (section II.4.1), le modele analytique linéarisé nous
permettait de démontrer que le couplage magnétique au sein du multiplicateur est stable pour
des angles de charge inférieurs a /2. Or, lorsque 'on simule le comportement dynamique du
multiplicateur face un échelon de couple, on observe que dynamiquement, ’angle de charge
peut dépasser /2 sans qu’il y ait de décrochage (voir Figure III-37). La Figure III-37-a montre
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I’évolution de ’angle de charge ¢ et la Figure III-37-b montre ’évolution du couple magnétique
du rotor lent Ty, (III-51) pour le multiplicateur (3,6 MW) défini au TABLEAU D-II.

6
_ 2.75 X190
8 16} LA s 27
S § 2.65 |
bt Z,
5 S o6t
% 9 Tin
G 255}
32 — 9 , = — T
(o] . L
9 / 2.5 — TM max
: : : : : : 2.45 L— : : : : ‘
50 51 52 53 54 55 5@ 5 51 52 53 54 55
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(a) (b)

Figure III-37. Comportement dynamique du multiplicateur magnétique face a un échelon de couple
amenant & des valeurs d’angle de charge supérieurs a /2 sans créer de décrochage, pour le multiplicateur
(3,6 MW) défini TABLEAU D-II. (a) Evolution temporelle de 'angle de charge ¢, (b) évolution
temporelle du couple magnétique Ty, (résultats publiés dans [116]).

Ce phénomene met en évidence que dans un contexte perturbé (dans ce cas d’étude, la
perturbation correspond a un échelon de couple), il existe deux plages de stabilité :

o la plage de stabilité dynamique dans laquelle il n’y a pas de décrochage entre les rotors ;
o la plage de stabilité statique dans laquelle I’angle de charge ne dépasse pas m/2.

La plage de stabilité dynamique est plus grande que la plage de stabilité statique. Afin
de quantifier ce phénomene, pour différentes amplitudes de perturbation en couple AT sous
forme d’échelon, nous relevons la limite de stabilité statique et dynamique pour le
multiplicateur défini TABLEAU D-II de 'annexe D (voir Figure II1-38), avec Ty, défini Figure
II1-36 en entrée. Cette figure permet d’observer que pour des couples d’entrée importants (aux
alentours de 80% du couple de décrochage), la limite de stabilité dynamique n’augmente que
tres légerement la plage de fonctionnement comparativement & la limite statique.

100

— gol Static limit of stability
§ Dynamic limit of stability

§ 60Ff

S
B 40
<
e~
N 20+

O Il Il Il Il
0 20 40 60 80 100

Tin/Tr max [%]
Figure I1I-38. Limites de stabilité statique et dynamique face a des perturbations en échelon de couple
d’amplitude AT pour le multiplicateur (3,6 MW) défini TABLEAU D-II isolé du reste de la chaine de
conversion (résultats publiés dans [116]).
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Afin de pouvoir analyser la sensibilité du multiplicateur par rapport a des excitations
a des fréquences problématiques (proche de la fréquence propre magnétique parasite), nous
imposons en entrée du multiplicateur un couple sinusoidal T, (t) (III-65). Dans cette
expression, les parametres variables sont le couple nominal T,,, 'amplitude ATy et la
fréquence Fj ;5 de la perturbation.

Tav ATdist

To(6) = Ty ( sin(2. de.t)) (IT1-65)

TM max M max
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Figure I11-39. Plage de stabilité dynamique en fonction du couple nominal Ty,,, de 'amplitude AT et de
la fréquence Fy;, de la perturbation pour le multiplicateur seul (3,6 MW) défini au TABLEAU D-II. (a)
Amplitude de la perturbation AT acceptable en fonction du couple nominal T,, pour différentes
fréquences de perturbation Fy; comprises entre 0.1 et 7 Hz, (b) amplitude de la perturbation AT
acceptable en fonction du couple nominal T,, pour différentes fréquences de perturbation Fg comprises
entre 7 et 20 Hz et (c¢) amplitude de la perturbation AT acceptable en fonction de la fréquence de la
perturbation Fy;s pour différentes valeurs du couple nominal T,.

Il est possible d’observer, pour un couple nominal donné, quelles amplitudes et
fréquences de perturbations peuvent étre supportées par le multiplicateur sans créer de
décrochage. Du fait que les fréquences propres du systéeme varient en fonction de 'angle de
charge (et donc en fonction du couple nominal), pour différentes valeurs du couple nominal,
les fréquences de perturbations critiques en dépendront. En effet, pour le multiplicateur défini
dans le TABLEAU D-II, isolé du reste de la chaine de conversion, la fréquence propre parasite
Fy m 2 diminue lorsque le couple nominal augmente comme décrit dans 1’équation (II1-66).
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10. Ty max < 90. Ty max

< M max
100 ~ '@ =7 100 (I11-66)
8.6 Hz > F0m2 = 55Hz

La Figure III-39 permet d’observer la plage de stabilité dynamique du multiplicateur
défini au TABLEAU D-II en fonction du couple nominal T,,,, de amplitude AT et de la
fréquence Fy;s¢ de la perturbation. On observe alors que lorsque la fréquence d’excitation est
inférieure aux fréquences propres du multiplicateur, le systeme tolere d’assez fortes amplitudes
de perturbations. L’amplitude des perturbations acceptables diminue lorsque le couple nominal
se rapproche du couple de décrochage du multiplicateur. Lorsque la fréquence d’excitation est
proche des fréquences propres du multiplicateur, ’amplitude des perturbations tolérées est
fortement réduite méme lorsque le couple nominal est bien inférieur au couple de décrochage
(phénomene bien visible sur la Figure III-39-c). Enfin, lorsque la fréquence d’excitation est
supérieure aux fréquences propres du multiplicateur, la tolérance aux perturbations du systéme
est similaire & celle obtenue pour des basses fréquences d’excitation.

Les travaux présentés dans cette section ont permis de mieux comprendre le
comportement dynamique du multiplicateur. Toutefois, ces travaux ne permettent pas de
déterminer des régles de dimensionnement. En effet, nous avons traité dans cette section des
perturbations idéales (en échelon ou en sinus), bien loin du spectre du chargement que peut
subir un multiplicateur magnétique dans une éolienne de forte puissance. D’autre part, nous
avons isolé le multiplicateur afin de mieux comprendre les phénomeénes physiques au sein du
systeme. Cette approche posséde des intéréts mais elle ameéne & des valeurs limites de
comportement tres différentes de celles que nous pouvons obtenir en considérant toute la chaine
de conversion. Afin de définir un facteur de sécurité kg;;n4 optimal sur le couple de décrochage,

il est nécessaire de simuler I’ensemble de la chaine de conversion.
I11.4.3 Simulation dynamique de la chaine de conversion
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Figure I11-40. Evolution temporelle du vent [152].

Comme nous venons de 'expliquer, le dimensionnement dynamique est fondamental
dans le contexte éolien qui ne toleére pas de décrochage [161]-[114]-[162]-[18]. Pour procéder a
un dimensionnement dynamique des multiplicateurs magnétiques, il est nécessaire de définir
une méthodologie incluant une considération des résonances associées aux spécificités du

couplage magnétique. Pour assurer un bon comportement dynamique en rotation dans une
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installation éolienne, le découplage magnétique entre les deux rotors ne doit pas pouvoir se
produire. Afin de vérifier cela, un profil de vent typique [152] est proposé (voir Figure I111-40).

L’évolution temporelle du vent Vy, présentée Figure III-40 permet de simuler le
comportement dynamique de la chaine de conversion dans les deux zones de la caractéristique
de puissance de ’éolienne (zone & maximisation de ’énergie du vent et zone & puissance
constante [5]). Le passage d’une zone & une autre se fait & Vpgreq = 12 m /s pour 1’éolienne
considérée TABLEAU D-II. Les risques de décrochage sont plus importants lorsque le couple
de la turbine est élevé parce que la raideur est d’autant plus faible que 'on s’approche du
couple de décrochage. Le profil de vent proposé Figure I1I-40 doit permettre de simuler la
chaine de conversion dans les deux zones de fonctionnement de 1’éolienne. Ce profil n’a pas
prétention a remplacer une large palette de profils réels de vent mais seulement a montrer le
principe d’analyse. Ce profil de vent est utilisé comme entrée du modele numérique non linéaire
de la chaine de conversion présenté Figure I1I-41.
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—‘ Gear
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Figure III-41. Schéma bloc de la chaine de conversion avec multiplicateur magnétique (travaux publiés
dans [117]).

Le schéma bloc de la chaine de conversion est décomposé en cing blocs principaux :

e un bloc « Turbine » contenant la fonction de transfert de la conversion de I’énergie du
vent en énergie mécanique de rotation;

e un bloc « Pitch control » contenant la loi de commande du pitch pour les deux zones
de la caractéristique P(v) (puissance en fonction de la vitesse du vent);

e un bloc « Magnetic gear » contenant la fonction de transfert du couplage magnétique
au sein du systeéme;

e un bloc « Generator » contenant la fonction de transfert de la génératrice;

e un bloc « Speed Control » contenant la loi de commande de la génératrice pour les
deux phases de production.
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Le détail du contenu de ces différents blocs est fourni en annexe E pour le multiplicateur
défini TABLEAU D-II de I'annexe D.

I11.4.4 Démarche de pré-dimensionnement et résultats
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Figure III-42. Décrochage entre les deux rotors du multiplicateur généré par des fluctuations du vent
basse fréquence, et obtenu avec le simulateur décrit section I1.5.3 pour la chaine de conversion présentée
TABLEAU D-II (travaux publiés dans [117]).

[ Début procédure ]

Définition des dimensions de la chaine de conversion

Test d’un profil de vent caractéristique

Initialisation du rapport k avec k, = 100%

= 0,
ksizing i1 ksizingi + 2%

Simulation de la chaine de conversion
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Test de découplage
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Figure I11-43. Procédure de pré-dimensionnement dynamique en rotation d’un multiplicateur magnétique
au sein d’une chaine de conversion éolienne (le rapport Kg;,ng correspond au rapport entre le couple de

décrochage et le couple nominal).

Afin d’avoir la meilleure densité de couple possible mais également le moindre cofit, il
est important de minimiser le rapport Kgizing (Eq. (I11-46)) entre le couple de décrochage Ty max
et le couple nominal de la turbine Tprgeeq- A cause des fortes fluctuations du couple, il est
nécessaire que Ty max SOit supérieur a Trqreq. Mais un faible rapport Kgjzing, conduit a une
faible fréquence propre et cela réduit évidemment la robustesse du multiplicateur face aux

perturbations. La Figure III-42 présente la réponse, au profil de vent test, des couples

Chapitre Il : page 157



magnétiques d’entrée et sortie, calculée avec le simulateur présenté section I1.5.3, avec un
rapport Kgizing trop faible (110%), pour la chaine de conversion présentée au TABLEAU D-IL

Lorsque le décrochage se produit, les couples magnétiques Ty et Ty p subissent des
variations hautes fréquences, de grandes amplitudes avec des valeurs moyennes nulles. La
transmission d’énergie est rompue et le décrochage géneére des sollicitations difficilement
supportables mécaniquement, sans doute intolérables. Afin de minimiser le rapport Kg;zing en

évitant que des décrochages ne se produisent, on propose la procédure de pré-dimensionnement
de la Figure III-43.

5 —
4 +
g W ’ V‘v i y W‘,(lb '}h ‘y,,m“. P \1'-“, N J"V"“v- P i ‘mwhv”ww ‘W ‘w'll' I ‘u“v” i “v,, “’nwhv AP "'l,. A w’l"“‘lv o yl_",,,w]..', ’M“y Ry u,.u"-“‘n‘“ wm.wr}‘u
S3 » ‘ \ } \
g2
g "
1F Ps
0 | I | | | I | | | |
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Time [s]
(a)
35
3 —
‘e 25
Z
s 2r
15 T,
g T
S 1r G
0.5
0 | L | L | | | | 1 |
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Time [s]
(b)
'c
S 40 F N
o) |
D 20
0 | | | | | | | | | |
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
Time [s]
(c)

Figure III-44. Comportement dynamique de la chaine de conversion (3,6 MW) définie TABLEAU D-II
avec Kgizing = 114% : (a) évolution de la puissance mécanique de la turbine et de la puissance électrique
de la génératrice, (b) évolution du couple mécanique de la turbine et du couple magnétique de la
génératrice et (¢) évolution de la vitesse du rotor lent et du rotor rapide (travaux publiés dans [117]).
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Nous implémentons le profil de vent [152] présenté Figure III-40 et nous utilisons le
simulateur décrit section I11.4.3. Nous évaluons alors si un décrochage se produit pour différents
rapports Kgizing que nous incrémentons. Afin de déterminer si un décrochage se produit, nous
vérifions que le signe des couples magnétiques ne change pas. Dans cet exemple, nous obtenons
ksizing = 114%. Le temps de calcul global est égal a 20 secondes avec un processeur Intel Xeon
E5-1630 v3, 3.70 GHz, 8 cceurs. La Figure I11-44 présente 1’évolution de la puissance, du couple
et de la vitesse obtenue avec ce dimensionnement.

La Figure III-44 permet d’observer que I'ondulation haute fréquence du couple de la
turbine est filtrée par les inerties de la chaine de conversion. Avec une valeur kgi,ing = 114%,
I'angle de charge & puissance nominale se trouve au voisinage de 63° (voir Eq. (III-51)). La
fréquence propre parasite Fyp,, est de l'ordre de 0.6 Hz (voir Eq. (III-60) et (III-61)). Cette
fréquence est alors légerement inférieure a la fréquence de passage Fiower des pales devant le
mat a la vitesse nominale (Frower ratea = 0.7 Hz). Ces deux fréquences étant trés proches, il
est possible que le couplage magnétique du multiplicateur entre légérement en résonance.
Toutefois, le surdimensionnement est assez important pour que ces résonances ne conduisent
pas a des angles de charge instables et donc & un décrochage (avec le profil de vent de la Figure
II1-45 [152] et la chaine de conversion décrite au TABLEAU D-II).

Compte tenu du temps de calcul (20 secondes) de la procédure de pré-dimensionnement
appliquée & la chaine de 3,6 MW, nous ne souhaitons pas lintégrer a la procédure
d’optimisation globale que nous présenterons dans le chapitre IV. Nous utiliserons une valeur
fixe du rapport ki,ing qu’il faudra ensuite ajuster a posteriori avec les caractéristiques associées

aux dimensions de la chaine de conversion optimisée afin de vérifier la pertinence du facteur

ksizing .

II1.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté 'ensemble des modeéles mécaniques requis pour
le pré-dimensionnement de multiplicateurs magnétiques au sein d’'une chaine de conversion
pour le grand éolien. Les différents modeéles de ce chapitre faisaient appels aux résultats des
modeles magnétiques (Chapitre IT). Ils permettent d’obtenir les déplacements et contraintes
maximales des parties mécaniques (structures porteuses) ainsi que la puissance consommée et
le débit d’une ventilation nécessaire pour rester en deca d’'une température maximale donnée,
et enfin un facteur de sécurité raisonnable sur le couple de décrochage vis-a-vis du couple
nominal. De plus, les modeles de déformation mécanique et le modéle thermique offrent des
temps de calcul tout a fait adaptés a une procédure d’optimisation.

Concernant les limites du modele de comportement mécanique des structures en tube
MATT (début section II1.2), nous observons qu’aux dimensions proposées (rayon extérieur de
3 m et épaisseur comprise entre 10 et 50 mm), le modele « tube infini » donne de bons résultats
pour des longueurs supérieures a 1 m. Il sera donc important de vérifier que les dimensions des
parties mécaniques de type tube restent dans le domaine de validité du modele. En ce qui

concerne le modele mécanique en plaque mince MAPM (fin section II1.2), il ne semble pas y
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avoir de probléme de limite de validité méme dans notre contexte d’optimisation. En effet, les

plages de valeurs des différentes dimensions permettent de préserver une bonne corrélation
entre le modele MAPM et FEM.

Pour les deux modeles de comportement mécanique (MATI et MAPM), nous avons
choisi un pré-dimensionnement qui ne prend pas en compte les choix technologiques des
liaisons. Ceux-ci seront en effet définis lors d'étapes ultérieures. Dans le cas de la plaque mince,
le pré-dimensionnement proposé avec un déplacement axial nul sur le rayon intérieur
correspond au cas le plus défavorable en termes de déplacement maximal. Dans le cas des
géométries de type "tube sous pression', le champ de déplacement est supposé indépendant des
conditions limites en déplacement, donc des choix technologiques des liaisons. Ces choix
permettent de proposer des modéles analytiques simples de pré-dimensionnement. Une fois le
cahier des charges alimenté (pré-dimensionnement effectué), les dimensions des différents
éléments pourront étre revues au sein du bureau d'études. Il sera alors sans doute possible de
réduire encore la masse des différentes structures porteuses, par exemple en intégrant des
lumieres tout en renforgant localement certaines régions, notamment au niveau des

encastrements.

Les premiers résultats obtenus & 1'aide du modéle thermique (section IIL.3) semblent
montrer que les aspects thermiques ne seront pas les plus contraignants dans le probleme
d’optimisation. En effet, 'unique solution d’extraction des pertes que nous avons proposée (flux
forcé d’air dans les entrefers) permet d’extraire les pertes avec une consommation d’énergie
tout a fait raisonnable en maintenant une élévation de température assez faible dans les
aimants. Toutefois, il serait intéressant d’évaluer d’autres systémes d’extraction de chaleur.

Enfin, concernant I’étude du comportement dynamique en rotation associé au risque de
décrochage, nous avons proposé une modélisation dynamique ainsi qu’'une méthodologie
permettant de définir un surdimensionnement en couple adapté (section II1.4). Toutefois, cette
méthode n’a été appliquée qu’a un seul type de profil de vent Les résultats ne doivent donc
étre considérés avec prudence. Dans une étude approfondie, il serait nécessaire d’implémenter
des profils de vent plus variés et d’étudier leurs effets pour affiner la marge de sécurité par
rapport au couple de décrochage. D’autres part, nous avons vu que la procédure proposée est
un peu trop longue (ici 20 secondes) pour étre implémenté dans la procédure d’optimisation
globale. Cela nous a amené a définir une valeur fixe du rapport kgizing qu'il faudra ensuite

tester a posteriori.

Les différents modeéles que nous venons de décrire pourront étre utilisés pour déterminer
les contraintes d’optimisation ainsi que certaines données d’entrée du probléme d’optimisation
mécatronique. Le Chapitre IV présentera comment utiliser ces différents modeéles (et ceux
proposés dans le Chapitre II) ainsi que les différents aspects liés aux problémes d’optimisation
(algorithme, critéres, présentation des résultats sous forme de front de Pareto, études de
sensibilité...).
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Chapitre IV : Optimisation mécatronique
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IV.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous présentons ’ensemble de nos travaux associés a l'optimisation
d’un multiplicateur magnétique d’architectures de Types I et IV pour des applications a 1’éolien
multi-mégawatt. Les différentes procédures d’optimisation utilisent les modeles développés
dans les chapitres II et III. Les principales grandeurs physiques considérées sont :

e le couple magnétique transmissible par le systeme, évalué a partir du modele analytique
basé sur la méthode des sous-domaines (section II.2 pour I’architecture de Type I et
section I1.3 pour celle de Type IV) ;

e l’induction maximale dans les parties ferromagnétiques évaluée aussi a partir de la
méthode des sous-domaines (section I1.2 et section I1.3) ;

o les pertes magnétiques (uniquement pour ’architecture de Type I), & partir des modéles
analytiques présentés section I1.4 ;

o les efforts radiaux et tangentiels magnétiques, calculés analytiquement a partir du
tenseur de Maxwell dans la section 111.2.2 ;

o les déplacements et contraintes engendrés par les différents chargements, évalués
analytiquement a partir d’un modele MMC pour les structures en tube, d’un modele
plaque mince pour les structures en disque (section 111.2.3) et d’un modeéle multi-corps
pour la couronne de plots de I'architecture de Type I (section 111.2.4) ;

e la température maximale a fonctionnement nominal (seulement pour l'architecture de
Type 1) associée aux pertes magnétiques, et déterminée analytiquement par un réseau
de résistances thermiques avec un refroidissement a air en convection forcée (section

111.3).

A partir de ces modeles, nous souhaitons réaliser pour les deux architectures une
optimisation bi-objectif mécatronique. Afin de mettre en évidence I'optimum mécatronique de
masse, nous choisissons deux objectifs & minimiser, pas nécessairement contradictoires, les
masses des parties magnétiques et mécaniques. Ensuite, I'objectif sera la minimisation de la
masse totale. Pour éviter d’obtenir des solutions absurdes, il est important de définir des plages
de valeurs pertinentes pour les variables. Il est aussi important de définir des contraintes
d’optimisation a ne pas dépasser. Les parties de ce chapitre permettront de présenter :

e les propriétés fixées (géométriques et matériaux) ainsi que le détail des différents
objectifs d’optimisation (section IV.2) ;

e les différentes variables d’optimisation des deux architectures (Type I et Type IV) ainsi
que les plages de valeurs associées (section 1V.3) ;

o les différentes contraintes d’optimisation a ne pas dépasser pour les deux architectures,
et faisant appel aux modeles présentés dans les chapitres II et III (section IV.4) ;

e les procédures d’optimisation que nous réaliserons pour les architectures de Types I et
IV (section IV.5) ;

e les résultats obtenus a partir des deux procédures d’optimisation (section IV.6) ainsi
que nos conclusions (section IV.7).
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IV.2 Données fixées et objectifs d’optimisation

L’un des objectifs de cette thése étant de fournir des indications sur la pertinence
d’intégrer des multiplicateurs magnétiques dans une chaine éolienne de forte puissance. Pour
atteindre cet objectif, nous pensons que seule une optimisation globale d’un multiplicateur
magnétique permettrait d’apporter une premieére réponse. Dans un premier temps, nous
réalisons cette optimisation en considérant un critére de masse. De plus, deux architectures
nous ont semblé intéressantes : celles de Type I [40] et de Type IV [70]. Afin que le probleme
d’optimisation reste d’une taille raisonnable, certains parametres doivent étre fixés en fonction
du domaine d’application.

Cette section présentera les parameétres dimensionnels imposés en lien avec les
caractéristiques du cahier des charges, les matériaux retenus ainsi que certains points
particuliers comme le fractionnement des aimants et le choix du couple de décrochage
relativement au couple nominal & transmettre. Enfin, les différents objectifs de masse du
probleme d’optimisation seront présentés.

IV.2.1 Dimensions fixées et choix des matériaux

Dimensions imposées par ’application :

En accord avec notre partenaire industriel (Jeumont Electric), nous appliquons cette
étude a une chaine éolienne de 6 MW & 12,5 tr/min. La grandeur la plus dimensionnante pour
le multiplicateur magnétique est alors le couple nominal a transmettre Typgreq (IV-1).

Tratea = 46 MNm (IV-1)

Les lois d’échelle des machines électriques font que la densité de couple d’un systéeme
électromagnétique augmente en fonction du diamétre de la machine. Méme si le principe des
engrenages magnétiques n’est pas soumis aux pertes par effet Joule de ces derniéres et que ses
lois d’échelle sont sensiblement différentes, le diametre a également un effet positif sur la densité
de couple [11]. Or, les dimensions de la nacelle de ’éolienne et les contraintes de transport
conduisent & une contraintes sur le diamétre extérieur D. Apres discussion avec notre partenaire

industriel, nous choisissons de le fixer (III-1) a :
D=6m (IV-2)

Matériaux considérés :

Le choix des matériaux a également été réalisé en accord avec Jeumont Electric, en
fonction de leur expérience mais aussi en fonction des résultats intermédiaires que nous avons
obtenus durant cette theése. Concernant les toles ferromagnétiques, nous retenons un acier
M1000-65. Ces toles de 0,65 mm d’épaisseur correspondent a des toles classiques qui ont, en
outre, I'avantage d’avoir été rigoureusement caractérisées pour des variations spatiales du
champ magnétique [134]. Pour les parties mécaniques, en vue de lapproche de pré-
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dimensionnement des structures porteuses, nous ne réalisons pas de choix précis de matériaux

et nous considérons des propriétés mécaniques d’aciers classiques.

Concernant le choix des aimants, nous considérons la nuance d'aimants NdFeB! N48M
(48 MGOe/kg? et 100°C). Ces aimants ont une haute induction rémanente (environ 1,27 T &
100°C) qui permettra d’avoir une forte densité de couple. De plus, cette nuance a faible
température maximale de fonctionnement (100°C) contient une faible part de dysprosium
(environ 1,6% contre 12% pour une nuance 220°C) ce qui conduit a la fois & une forte réduction
du prix (environ un facteur 2) et une moindre sensibilité aux fortes fluctuations des cours de
cette matiere premiere tres critique. En revanche, la technologie NdFeB, quelle que soit la
teneur en dysprosium, a une conductivité électrique importante ce qui conduira a la nécessité
de fractionner (donc un surcoiit) mais également & des pertes relativement élevées, surtout
dans la couronne rapide. L’ensemble des propriétés matériaux que nous utilisons dans ces

travaux est regroupé dans le Tableau XV.

TABLEAU XV
PROPRIETES DES MATERIAUX UTILISES POUR L’OPTIMISATION DE MULTIPLICATEURS MAGNETIQUES

Symbole Désignation Valeur

Acier des structures porteuses

Psp Masse volumique 7800 kg/m?
E Module de Young 210 GPa
v Coefficient de Poisson 0,28
Oe Limite élastique 240 MPa

Aimants N48M

Ppm Masse volumique 7500 kg/m?
H Perméabilité relative 1

Brem Induction rémanente a 100°C 1.26 T
- Température maximale en opération 100°C
o Conductivité électrique 0.9 MS

Acier feuilleté M1000-65

Prer Masse volumique 7800 kg/m?
B Perméabilité relative 1
kp, Coefficient de pertes par hystérésis 364
ke Coefficient de pertes par courants induits 0.167

kex Coefficient de pertes excédentaires 1.84
14 Coefficient de Steinmetz 2

' NdFeB : alliage Néodyme Fer Bore

2 Les MGOe représentent 1'énergie volumique maximale stockée a 20°C dans le matériau aimanté, dans le systéme
d'unités CGS, encore utilisé par les fabricants d'aimants. Il s'agit d'un critére trés important de densité d'énergie.
La température maximale correspondant au risque de désaimantation irréversible sous champ démagnétisant.
On parle de nuances d'aimants (ou grade) en utilisant ces deux critéres importants (énergie volumique maximale
et température maximale en fonctionnement). Plus les performances sont élevées, plus le matériau est coliteux
et l'effet le plus important est lié & la montée en température qui nécessite de remplacer le nédoyme par une

autre terre rare beaucoup plus critique : le dysprosium (au prix nettement plus élevé et trés volatile).
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Fractionnement des aimants :

En ce qui concerne les aimants, nous avons vu dans la section I1.4.1 que les pertes par
courants induits diminuent fortement avec leur fractionnement angulaire. En considérant que
la limite de fractionnement correspond & une contrainte technologique, nous imposons une
méme largeur angulaire minimale pour les aimants des couronnes HPN et LPN. Nous
définissons la largeur minimale acceptable wy,;, qui permet de remonter au coefficient de
fractionnement Ky, & l'aide de la relation (IV-3). Nous imposons pour l’ensemble des
dimensions d’aimants que nous optimiserons la largeur minimale d'un aimant fractionné

Wpin = 10 mm.

avec Wy, = 10 mm (IV-3)

2. RY
max 2. Pext Wmin

Nous définissons alors le coefficient de fractionnement des couronnes HPN et LPN,
Kypy et Kipy, en fonction de Kpgy (IV-4) (Kypy et K py sont définis section 11.4.1) :

KHPN = Kmax

Pupn + 1J g (IV-4)

Kipny =

Prpn

Surdimensionnement lié & la dynamique en rotation :

Les travaux réalisés en section I11.4 de cette thése ont permis d’effectuer une premiere
quantification du surdimensionnement en couple nécessaire pour éviter des décrochages. Nous
avons défini en section II1.4 le coefficient de surdimensionnement, rapport entre le couple de
décrochage et le couple nominal & transmettre Kjzing (Ksizing = Tm max/Tratea )- 11 est toutefois
souhaitable de le minimiser pour limiter la masse et le colit. Les simulations réalisées au
chapitre précédent ont permis d’obtenir un rapport Kgizing = 114% pour une chaine de
conversion de 3,6 MW. En supposant que cette valeur de kg;,ing reste valable, cela conduit a

la valeur suivante du couple de décrochage Ty mar (IV-5) (pour un angle de charge ¢ = m/2).
Ty max = 5,25 MNm (IV-5)

Une fois loptimisation réalisée, il sera important de vérifier qu'un tel

surdimensionnement est adapté aux dimensions du systéme.

IV.2.2 Objectifs

L’objectif de cette these est d’étudier la viabilité technique d’une chaine de conversion
pour I’éolien de forte puissance avec multiplicateur magnétique. L’évaluation de la viabilité
technique est réalisée a travers les différentes modélisations ainsi que 1'utilisation de contraintes
d’optimisations. Par manque de temps, nous n’avons pu traiter qu'un seul critere, celui de la
masse totale. L’originalité de cette these résidant essentiellement dans le traitement
mécatronique de ce probleme de dimensionnement, nous souhaitons aussi démontrer son
importance.
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Afin de pouvoir évaluer 'intérét de réaliser une démarche d’optimisation mécatronique,
nous souhaitons réaliser une optimisation « bi-objectif » en divisant la masse totale (critere a
optimiser) en deux parties :

e parties magnétiques Mpyqgn ;

e parties mécaniques My, ocn

Pour les deux architectures (Types I et IV), les fonctions objectifs Obj; et Obj, a
minimiser sont données équation (IV-6).

{Obh = Myagn upn + Myagn 1en + Muagn ¢ (IV-6)

Obj, = Myech upn + Myech 1en + Muecn Q

Un dernier point important que nous souhaitons analyser est ’évolution de la masse
totale du multiplicateur en fonction du rapport de multiplication. En effet, si I’on raisonne a
I’échelle de D'ensemble {multiplicateur + génératrice}, une augmentation du rapport de
multiplication engendre une réduction importante de la masse de la génératrice. Cependant,
plus le rapport de multiplication est élevé, moins les interactions magnétiques entre les
différentes parties du multiplicateur sont efficaces et plus la masse du multiplicateur est
importante. Il existe donc un optimum global, mais nous n’avons pas eu le temps de pousser
I’étude d’optimisation jusque-la, sauf partiellement [89].

IV.3 Variables d’optimisation

Etant donné que les agencements mécaniques des architectures de Types I et IV ne sont
pas identiques, nous définirons dans cette section les variables d’optimisation de ces deux
architectures. Nous rappelons que 'architecture de Type I est optimisée avec la couronne
d’aimants HPN fixe alors que 'architecture de Type IV est optimisée avec la couronne de plots
fixe. Parmi les différentes variables, certaines correspondent a des variables globales, d’autres
a des variables locales.

L’optimisation du dimensionnement permet de traiter différemment les variables
magnétiques et celles mécaniques. En effet, la nécessité d’obtenir un couple donné conduit a
prioriser le dimensionnement magnétique. Les grandeurs mécaniques sont optimisées ensuite et
peuvent se comporter comme des variables locales, contrairement aux variables magnétiques
qui sont nécessairement globales. Nous indiquerons aussi dans cette section les plages de valeurs
des différents variables (globales et locales).

IV.3.1 Architecture de Type I avec couronne HPN fixe

Variables magnétiques (globales) :

Les variables magnétiques de l'architecture de Type I correspondent aux dimensions
magnétiques radiales ainsi qu’a la polarité du systeme. Vu que l'on souhaite réaliser plusieurs
optimisations a différents rapports de multiplication Gyagn, nous choisissons d’utiliser comme

Chapitre IV: page 166



variable le nombre de paires de poles LPN : p;py et nous en déduisons directement les nombres
Pupy de paires de poles HPN et le nombre Q de plots. Afin de n’évaluer que des configurations
amenant a une faible ondulation du couple (voir section II.2.3), I’équation (IV-7) établit les

relations entre les 3 polarités et garantit un « cogging torque factor » minimal [40][50].

{Q = PLpN- Gmagn +1
Pupn = @ — Prpn

(IV-7)

Les calculs du couple étant réalisés par un modele analytique 2D (ou 2x2D pour le
multiplicateur Type IV), nous obtenons des valeurs par unité de longueur Typitqire- La longueur
magnétique du multiplicateur L est donc simplement déduite pour obtenir la valeur requise du
couple de décrochage Ty max & partir de la relation (IV-8).

TM max

L= V-8
Tunitaire(go = 1'[/2) ( )

Etant donné le choix technologique de la structure mécanique (cage & barres porteuses
tubulaires) de maintien des plots ferromagnétiques feuilletés décrit en section II1.2.1, la hauteur
des plots se trouve contrainte. En effet, 'usage de barres cylindriques contraint & un certain
rapport entre la largeur et la hauteur des plots. La largeur des plots étant déterminée par leur
nombre de plots Q et par le rayon moyen R((II;I) de la cage, la hauteur des plots e est déduite
a partir de la relation (IV-9). Cette relation permet d’avoir des plots un peu plus hauts que
larges ce qui est nécessaire pour maintenir les plots (voir section II1.2.1).

. R((ll,fl)

V-9
0 (Iv-9)

eWD =105

Concernant la dimension des entrefers (épaisseurs radiales) &;py (en relation avec la
couronne LPN ) et 6ypy (HPN), il est préférable, d'un point de vue mécanique, d’avoir de
grands entrefers, pour autoriser de plus grands déplacements et réduire les efforts radiaux
exercés sur la structure mécanique. En revanche, du point de vue magnétique, c’est le contraire,
il est préférable d’avoir de petits entrefers (pour minimiser la quantité d’aimants). Nous
choisissons donc de considérer les entrefers comme des variables d’optimisation que nous
imposerons a la méme valeur ( 8;py = Sypy) pour les deux couronnes d’aimants et dont nous

étudierons l'influence sur les masses mécaniques et magnétiques.

Pren
Figure IV-1. Description des variables d’optimisations magnétiques de l'architecture de Type I avec
couronne HPN fixe.
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Finalement, 'optimisation de D’architecture de Type I fait appel a seulement six
variables globales magnétiques [X,fy pe 1]6 (voir Figure IV-1) puisque la longueur sera

directement déduite pour pouvoir transmettre le couple. Le Tableau XVI donne les plages de
variation des six variables. Les valeurs minimales des parameétres géométriques radiaux
correspondent a des contraintes de faisabilité et/ou d’assemblage. Les valeurs maximales ont
été choisies de telle sorte a accélérer le processus d’optimisation sans pour autant trop
restreindre les solutions du probléme.

TABLEAU XVI
VARIABLES D’OPTIMISATION MAGNETIQUE ET PLAGES DE VALEURS ASSOCIEES POUR L’OPTIMISATION DE
L’ARCHITECTURE DE TYPE I AVEC COURONNE D’AIMANTS HPN FIXE

Symbole Désignation Valeur min Valeur max
e@® Epaisseur de la culasse LPN 10 mm 100 mm
e® Epaisseur des aimants LPN 10 mm 60 mm
e® Epaisseur des aimants HPN 10 mm 60 mm
e Epaisseur de la culasse HPN 10 mm 100 mm
O.pn = Oupn Epaisseur des entrefers LPN et HPN 5 mm 20 mm
Prpn Nombre de paires de poles LPN 4 50

Remarque : La polarité du multiplicateur étant forcément un nombre entier, il sera important
d’utiliser un algorithme pouvant prendre en compte des valeurs discretes.

Variables mécaniques (locales) :

Les variables mécaniques correspondent aux différentes dimensions des sous-parties de
la structure porteuse. Les travaux de la section III.2 ont permis de mettre en évidence que les
deux flasques de la couronne HPN (flasque c6té turbine et flasque coté génératrice) n’ont pas
a supporter les mémes chargements. Il suffit alors de définir deux parameétres différents pour
ces deux flasques, contrairement a ceux de la couronne de plots qui subissent le méme
chargement. Concernant les barres porteuses de la couronne de plots, afin de maximiser leur
rigidité sans impacter les entrefers, nous imposons que leur diametre extérieur D,,; gp s0it égal
a I'épaisseur radiale des plots e D (IV-10).

chemise HPN etube LPA

Dint BP

eflasque Q

G
flasque HPN

Figure IV-2. Description des variables d’optimisation mécanique de l'architecture Type I avec la
couronne HPN fixe.
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Dext BP = e(l”) (IV—lO)

Pour éviter que les barres porteuses aient une masse trop importante, nous utilisons des
barres creuses comme défini en section I11.2.1. Le diameétre intérieur D, zp de ces barres peut
alors étre utilisé comme une variable d’optimisation. Les variables d’optimisation mécanique

de architecture de Type I sont finalement présentées Figure III-3.

L’optimisation de l’architecture de Type I nécessite ainsi sept variables mécaniques

[YkT ype 1]7 que le Tableau XVII énumere, ainsi que leurs plages de variation. Les valeurs

minimales correspondent a des contraintes de faisabilité et les valeurs maximales ont été
choisies de telle sorte a accélérer le processus d’optimisation.

TABLEAU XVII
VARIABLES D’OPTIMISATION MECANIQUE ET PLAGES DE VALEURS ASSOCIEES POUR, 1’OPTIMISATION DE
L’ARCHITECTURE DE TYPE I AVEC COURONNE D’AIMANTS HPN FIXE

Symbole Désignation Valeur min  Valeur max
€tube LPN Epaisseur du tube LPN 10 mm 80 mm
€chemise HPN Epaisseur de la chemise HPN 10 mm 80 mm
€jante LPN Epaisseur de la jante LPN 20 mm 200 mm
€flasque Q Epaisseur du flasque de la couronne de plots 20 mm 200 mm
efGlasque HPN Epaisseur du flasque HPN c6té génératrice 20 mm 200 mm
e]?lasque HPN Epaisseur du flasque HPN c¢6té turbine 50 mm 300 mm

Dine gp Diametre intérieur des barres porteuses 0.5%D s pp 0.9*D ., gp

IV.3.2 Architecture de Type IV avec couronne de plots fixe

Variables magnétiques (globales) :

e(m)
e(II,HPN)

e (LHPN)

Figure IV-3. Descriptions des variables d’optimisation magnétiques de l'architecture de Type IV avec
couronne de plots fixe.

Comme pour l'architecture de Type I, on souhaite réaliser plusieurs optimisations a
différents rapports de multiplication Gpagn- Nous choisissons a nouveau d’utiliser comme
variable le nombre de paires de poles LPN p;py et nous en déduisons pypy et Q a partir de la
relation (IV-11). Cette relation correspond au cas ot la couronne de plots est fixe. Les relations
sont donc différentes de celles de I’architecture de Type 1.
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{pHPN = Pren- Gmagn + 1 (IV-11)

Q = Pupn + PrLen

La longueur de multiplicateur est ici également déduite du couple par unité de longueur
Tynitaire Obtenue par calcul analytique 2x2D (IV-8). Concernant les dimensions des entrefers
S.pn et Oypy, nous considérons & nouveau qu’ils sont égaux (8.py = Oypy). Ainsi,
loptimisation de I’architecture de Type IV  requiert encore sept variables
magnétiques [X ,:y pe IV]7. La Figure IV-3 les définit et le Tableau XVIII donne leurs plages de

variation. Les valeurs minimales et maximales sont définies de la méme fagon que pour

I’architecture de Type I.

TABLEAU XVIII
VARIABLES D’OPTIMISATION MAGNETIQUE ET PLAGES DE VALEURS ASSOCIEES POUR L’OPTIMISATION DE
L’ARCHITECTURE DE TYPE IV AVEC COURONNE DE PLOTS FIXE

Symbole Désignation Valeur min Valeur max
e (LLPN) Epaisseur de la culasse LPN 10 mm 100 mm
e IILPN) Epaisseur des aimants LPN 10 mm 60 mm
e Epaisseur des plots 200 mm 800 mm
e (LHPN) Epaisseur de la culasse HPN 10 mm 100 mm
g ULHPN) Epaisseur des aimants HPN 10 mm 60 mm
S.pn = Oupn Epaisseur des entrefers LPN et HPN 5 mm 20 mm
PLpN Nombre de paires de poles LPN 4 50

Remarque : A nouveau, la polarité du multiplicateur nécessite d’utiliser un algorithme pouvant
prendre en compte des valeurs discrétes.

Variables mécaniques (locales) :

Les variables mécaniques de I'architecture de Type IV sont les épaisseurs décrites a la
Figure IV-4. Les deux flasques de la couronne de plots (flasque coté turbine et flasque c6té
génératrice) correspondent, cette fois, & deux parametres différents puisqu’ils n’ont pas a

supporter le méme chargement.

€ chemise Q

G
eflasque Q

Figure IV-4. Description des variables d’optimisation mécaniques de 'architecture de Type IV avec
couronne de plots fixe.
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L’optimisation de I'architecture de Type IV nécessite ainsi sept variables mécaniques
[Y,Z ype IV]7 que le Tableau XIX énumere, ainsi que leurs plages de variation.

TABLEAU XIX
VARIABLES D’OPTIMISATION MECANIQUE ET PLAGES DE VALEURS ASSOCIEES POUR L’OPTIMISATION DE
L’ARCHITECTURE DE TYPE IV AVEC COURONNE DE PLOTS FIXE

Symbole Désignation Valeur min  Valeur max
€tube HPN Epaisseur du tube HPN 10 mm 80 mm
€tube LPN Epaisseur du tube LPN 10 mm 80 mm
€chemise Q Epaisseur de la chemise de la couronne de plots 10 mm 80 mm
€jante HPN Epaisseur de la jante HPN 20 mm 200 mm
€jante LPN Epaisseur de la jante LPN 20 mm 200 mm
efGlasqueQ Epaisseur flasque de la couronne de plots c6té géné. 20 mm 200 mm
efTZasqueQ Epaisseur flasque de la couronne de plots ¢o6té turbine 20 mm 300 mm

IV.4 Contraintes d’optimisation

Dans cette procédure d’optimisation mécatronique, nous souhaitons définir des
contraintes a la fois magnétiques, mécaniques et thermiques. Cependant, vu que nous n’avons
pas élaboré de modele de pertes magnétiques pour l'architecture de Type IV (ni de modele
thermique), nous ne sommes pas en mesure de déterminer ses échauffements. Nous proposons
donc de n’appliquer la contrainte thermique que pour I'architecture Type 1. Si, malgré cette
différence de traitement lors de l'optimisation, la masse du multiplicateur d’architecture de
Type I se révele inférieure a celle du multiplicateur de Type IV (pour un rapport de
multiplication identique), alors nous pourrons dire qu'elle est plus performante dans cet

exemple.

Etant donné que les variables mécaniques sont des variables locales, les contraintes
d’optimisation mécanique pourront étre utilisées afin de déterminer les variables mécaniques

optimales, pour un couple donné de variables globales.

IV.4.1 Architecture de Type I avec couronne HPN fixe

Contraintes d’optimisation magnétique :

Compte tenu de nos hypotheses de régime linéaire mais également de la nécessité de
limiter les pertes magnétiques, nous souhaitons limiter I'induction a une valeur de 1,5 T au
sein des parties ferromagnétiques. Pour éviter de prendre en compte les pics d’induction (effets
de pointe) que 'on retrouve généralement sur les bords des aimants (voir Figure IV-5) et des
plots et qui ne sont pas génantes, nous évaluons la norme de I'induction sur le rayon moyen

des différentes parties ferromagnétiques.

Pour les trois régions ferromagnétiques (culasses LPN et HPN, et plots), nous relevons,

Type |
B yp

sur le rayon moyen de chacune d’elle, la valeur maximale de la norme de l'induction B, .
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Typel
Byp

maxk Leste inférieure a 1,5 T

Nous vérifions ensuite que la valeur la plus élevée parmi les trois

(IV-12). Le modéle permettant d’obtenir les inductions a été élaboré en section II.2.

max(Bun ons Brinva » Bmeriew) < L5 T (IV-12)
Pics d’induction dans |B|[T]
la culasse HPN 18
1.8 - 1.6
1.4
1.7
1.2
'E' 1.6 | 1
> 1.5 Pics d’induction dans la 1 08
1.4 culasse LPN L 0.6
1.3 0.4
0.2
1.2 -
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2

X[m]
Figure IV-5. Illustration des pics d’induction situés sur les bords des pdles et dans les zones de

concentration de flux.

Contraintes d’optimisation mécanique :

Concernant la structure porteuse, nous définissons des contraintes d’optimisation en
contrainte mécanique maximale et des limites de déplacement notamment dans les zones
d’entrefer. Les structures porteuses de I'architecture de Type I se décomposent en sept sous-

parties correspondant aux variables mécaniques décrites sur la Figure 111-3 :

e tube LPN avec la variable associée a son épaisseur €y pe 1oy ;

e jante LPN avec la variable associée a son épaisseur €jgnie 1pn ;

e barres porteuses avec la variable associée a leur diametre intérieur D;p; gp ;

e deux flasques (identiques) de la couronne de plots avec la variable associée a leur
€paisseur €fjgsque o

e chemise HPN avec la variable associée & son épaisseur € pemise HPN

o flasque HPN c6té génératrice avec la variable associée a son épaisseur efGlaSque HPN

o flasque HPN c6té turbine avec la variable associée a son épaisseur eleaSque HPN-

s . . Typel
Pour chacune d’elles, nous vérifions que la contrainte de Von Mises JVAS;pk reste

inférieure a la limite élastique du matériau o,. Ce critere de Von Mises sera aussi utilisé afin
d’optimiser, en local, les variables mécaniques (IV-13). Afin de réduire le nombre de contraintes
d’optimisation vues par l'algorithme, elles sont regroupées en comparant la contrainte de Von

Mises la plus élevée a la limite élastique (max(agﬁp: I) <a,).
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( IZAJ//IPtZ;;e LpN < O
UJIJll;I)j'iizte e < Oc
Oyarsp < e
UJIJép]‘lelllsqueQ < Oc (IV—13)
agnjépcilémise HPN < Oe
UJIJl;pfleflzsque G HPN < Oe
o-lrz\}/,lpfelclzsque THPN < O

Les contraintes des différentes flasques et de la jante LPN sont déterminées & partir du
modele MAPM (modeéle analytique par plaque mince) de la section II1.2.3. Les contraintes sur
la chemise HPN et le tube LPN sont déterminées a partir du modele MATI (modele analytique
par tube infini) de la section II1.2.3. Et les contraintes au niveau des barres porteuses sont
déterminées a partir du modele analytique multi-corps (incluant un modeéle de
dimensionnement de type poutre) de la section II.2.4. Concernant les contraintes
d’optimisation en déplacement, nous vérifions que les déplacements radiaux, en
fonctionnement, restent inférieurs a 10% de 'entrefer §,py et que les déplacements axiaux, en
position verticale, restent inférieurs a 2% de la longueur magnétique L (IV-14), comme proposé
dans [23][27].

u:)rlr?aexltube ey < 0,1 %8py
Zrilz/zljcejlante ey < 0,02 %L
x’;‘?y)pel <0,1%6,py
Zn flasque @ < 002 % L (IV-14)
:};fcfxlchemise upn < 0,1 % Sppy
ZrTnJg;cefIlasque cupny < 0,02%L
Pkl <0,02+L

max flasque T HPN

Type I

max i Sont déterminés a partir du modele plaque mince

A nouveau, les déplacements z

MAPM de la section II1.2.3. Quant aux déplacements u:ﬁ‘fo i» ils sont obtenus a partir du
(@

Type sont calculés a

modele tube infini MATT de la section I11.2.3. Enfin, les déplacements x

partir du modele multi-corps de la section III.2.4.

Parallelement, les contraintes de déplacement (tout comme celles en contrainte de Von
Mises (IV-13)) seront utilisées afin d’optimiser en local les variables mécaniques. Afin de réduire
le nombre de contraintes d’optimisation vues par I’algorithme, elles peuvent étre regroupées en
deux ensembles comme le montrent les équations (IV-15) et (IV-16).

Typel (@) Typel
max(ur max tube LPN’ xType 1 Urmax chemise HPN) <01x 6LPN (IV_15)

Typel Typel Typel Typel
max(zmax jante LPN’ Zmax flasque Q’ Zmax flasque G HPN’ Zmax flasque T HPN) < 0'02 * L (IV'IG)

Avec ces regroupements de contraintes, nous avons finalement réduit a trois les

contraintes d’optimisation mécanique.

Contraintes d’optimisation thermique :
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Comme nous ’avons décrit en section I1I.3, nous intégrons a la procédure d’optimisation
un modeéle thermique en fonctionnement nominal, en considérant un systéme de refroidissement
a convection forcée axiale. Pour minimiser le dimensionnement du systéme de ventilation, nous
choisissons de raisonner a débit d’air fixe (recommandation de Jeumont Electric). Nous
vérifions alors qu’avec une ventilation composée de N, ventilateurs (de débit Q) offrant un
débit global N,.Q, = 10 m3/s, les élévations de température maximales AT:,S;?CQ I rvestent
inférieures a 40 °C (III-39) dans les régions d’aimants. Afin de limiter la taille, déja considérable
du probleme, nous choisissons, a cette étape, d’imposer une répartition équitable du débit d’air

entre les deux entrefers (ce qui revient & imposer n = 0,5).
Trrbe ' (N,.Q, = 10m®n = 0,5) < 40°C (IV-17)

Tous les calculs associés sont fondés sur les modeéles de pertes présentés section I1.4 et,
bien siir, du modeéle thermique (section II1.3). Finalement, 'optimisation de 1’architecture de
Type I est réalisée avec seulement 5 contraintes agrégées [C,Zy pel] 5 réparties entre le

magnétisme, la mécanique et la thermique.

IV.4.2 Architecture de Type IV avec couronne de plots fixe

Contraintes d’optimisation magnétique :

Pour les mémes raisons que précédemment, nous évaluons, pour les culasses HPN et

. . .- Type IV
LPN, la norme de l'induction au rayon moyen de la région B_”?

maxk - Cela s’effectue a partir du

modele analytique 2x2D de la répartition du champ (présentée section I1.3). Nous vérifions
alors que cette induction reste inférieure a la contrainte (identique a celle de la section
précédente) de 1,5 T.

Pour la couronne de plots, comme nous 'avons déja signalé, le modele 2x2D ne permet

pas de déterminer les valeurs de I'induction (et les pertes magnétiques associées). En revanche,

il permet d’évaluer le flux total (j)lff,gv passant du plan HPN au plan LPN dans la région ot

I'induction atteint les valeurs maximales (voir section II.3). Ce flux total permet de déterminer

la composante axiale moyenne de I'induction BCE?;)TW ¢ 1v au sein d’'un plot q (voir section I11.5.2).

@)
av Typel

contrainte étant la méme pour toutes les régions ferromagnétiques (culasse LPN, culasse HPN

1l est alors possible de vérifier que B v ne dépasse pas la contrainte de 1,5 T. Cette

et plots), nous définissons la contrainte d’optimisation magnétique (IV-18).
max(BIP4 1" BLD) BIPelV ) <1,5T (IV-18)

maxLPN’ Zav Type IV’

Contrainte d’optimisation mécanique :

Comme nous avons pu le définir pour I'architecture Type I, la structure porteuse de
I’architecture Type IV se décompose en sept sous-parties correspondants aux différentes
variables mécaniques décrites sur la Figure IV-4 :

e tube LPN avec la variable associée a son épaisseur €y pe 1pn ;

e jante LPN avec la variable associée a son épaisseur €jgnse 1pn ;
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e tube HPN avec la variable associée & son épaisseur €;,pe ypn ;

e jante HPN avec la variable associée a son épaisseur €janie ppn ;

e chemise Q avec la variable associée a son €paisseur €cpemiseq ;

o flasque Q cOté génératrice avec la variable associée a son épaisseur efGlaSqueQ ;

o flasque Q c6té turbine avec la variable associée a son épaisseur eﬁasque 0

s . . Type IV
Pour chacune d’elles, nous vérifions que la contrainte de Von Mises JVIJVIka reste

inférieure a la limite élastique du matériau g, (IV-19) concernant les épaisseurs mécaniques.
Comme précédemment, afin de réduire le nombre de contraintes, elles sont regroupées en une

. o Type IV
seule contrainte d’optimisation (max(o,a% ) < 0e).

Oyn tube LN < T
ag}ﬁ;zzlr‘{te LPN < Oe
Oy tube PN < e
Ugﬁfalrie HPN < Oe (IV-19)
O-g}ﬂl/;)ii{gmise Q < 0O¢
Ug}lg);llzl{sque GQ < O
agﬁ;llgsque TQ < O

Les contraintes de Von Mises des flasques et de la jante sont déterminées a partir du
modele analytique en plaque mince MAPM de la section I11.2.3. Celles de la chemise HPN et
du tube LPN le sont & partir du modele analytique en tube infini MATT de la section I11.2.3.
Enfin, concernant les contraintes d’optimisation en déplacement, nous vérifions que leurs
valeurs radiales, restent inférieures & 10% de lentrefer &;py et que les déplacements axiaux (en
position verticale a 1'arrét), restent inférieurs & 2% de la longueur magnétique de la région
(IV-20) [23][27].

:J:rfcfx”t/ube ey < 0,1 %8py
ZrTnJcheanVnte ey < 0,02 Lipy
u:}#l);;‘:ube upn < 0,1 % Sppy
) Z;l)gcej]avnte v < 0,02 % Lypy (IV-20)
u?rlrz::x”;hemise upn < 0,1 % 6ppy
Z;};zjce]!l‘fzsque GQ < 0'02 * (LLPN + LHPN)
ZyrS < 0,02 * (Lypy + Lypn)

max flasque T Q

Ces valeurs de déplacement sont donc utilisées pour optimiser en locale les différentes

Type IV , RN . R .
YPe W sont déterminés & partir du modéle analytique en plaque

max i
Type IV

mince MAPM de la section III.2.3. Les déplacements u,7, .. ;sont, quant a eux, déterminés a

épaisseurs. Les déplacements z

partir du modele analytique en tube infini MATT de la section I11.2.3. Comme précédemment,
, ces différentes contraintes sont regroupées comme le montrent les équations (IV-21) et
(IV-22).

Typel (@) Typel
max(ur max tube LPN’ xType r ur max chemise HPN) < 0'1 * SLPN (IV‘QI)
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Typel Typel Typel Typel
maX(Zmax jante LPN’ Zmax flasque Q’ Zmax flasque G HPN’ Zmax flasque T HPN) < 0’02 *L (IV'QQ)

Avec ces regroupements de contraintes, nous arrivons finalement a seulement trois
contraintes d’optimisation mécaniques. Comme nous avons pu le définir au début de cette
section, nous n’utiliserons pas de contrainte d’optimisation thermique pour ’architecture de

Type IV. L’optimisation globale est alors réalisée avec 4 contraintes d’optimisation [C,Zy pe IV]4,

réparties entre le magnétisme et la mécanique.

IV.5 Procédures d’optimisation

Pour les architectures de Types I et IV, nous avons réalisé deux procédures
d’optimisation différentes (toutefois trés proches) puisque les deux architectures n’ont pas
exactement les mémes variables ni les mémes contraintes. D’un c6té, le probléme d’optimisation
de Darchitecture de Type I comprend deux objectifs (Obj; et Obj,), six variables globales

[X,Zype 1]6, sept variables locales [Y,(Typel]7et cing contraintes [C,Zypel]s. De l'autre coté, celui

de l'architecture de Type IV comprend deux objectifs (Obj; et Obj,), sept variables globales
[X gy pe IV]7, sept variables locales [YkT ype IV]7et quatre contraintes [C ,fy pe IV]4.

Dans cette section, nous décrirons brievement l’algorithme d’optimisation utilisé
(section IV.5.1) ; nous décrirons ensuite la procédure d’optimisation pour l’architecture de

Type I (section IV.5.2) puis la procédure de I'architecture de Type IV (section IV.5.3).

IV.5.1 Algorithme d’optimisation

Dans une procédure d’optimisation bi-objectif, ’algorithme a pour roéle de trouver les
jeux de parameétres présentant les meilleurs compromis vis & vis des deux objectifs de masses
magnétique et mécanique, tels qu’ils ont été définis en section IV.2. Pour trouver ces
compromis, nous utilisons un algorithme basé sur la méthode des essaims particulaires (PSO)
[163]. Cette méthode d’optimisation, s’inspire du monde du vivant, en traduisant avec un
modele simple, le comportement social d’individus dans un groupe. Contrairement aux
algorithmes génétiques qui s’appuient sur la compétition entre individus, la méthode des
essaims particulaires préfére encourager la collaboration. Chaque individu a accés a des
informations venant de ses proches voisins mais aussi & une mémoire primaire de ses expériences
passées. Il peut ainsi modifier son comportement et progresser dans son environnement.

Cette méthode d’optimisation a été initialement exploitée en « Electrical Engineering »
pour résoudre des problemes d’optimisations mono-objectif. En 2012, les travaux réalisés par
Judicaél Aubry dans sa theése de doctorat, ont permis d’adapter cette méthode pour résoudre
des problemes bi-objectifs [164]. Cette méthode a été utilisée pour différents travaux
d’optimisation sur des machines électriques [165][166] mais aussi pour des engrenages
magnétiques Type I [61]. Elle est généralement choisie pour son temps de calcul réduit, sa
capacité a traiter des problémes non-linéaires ainsi que sa grande flexibilité de controle. Durant
cette thése, nous avons réutilisé 1’algorithme PSO développé dans [164].
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IV.5.2 Procédure d’optimisation de I’architecture de Type 1

La procédure d’optimisation, que avons réalisée pour l’architecture de Type I avec
couronne HPN fixe, est décrite Figure IV-6.

Initialisation des Données Parametres
variables matériaux fixés
> Typel
! e, | |
v
| Modele de répartition du champ magnétique |
Br(k) Typel
ype
Bék) maX(Bmaxk
L
| Modeles d’efforts magnétiques I @ Modeles de
Fq pertes
F@
Frren l o Frypn f l\w ]
¥
Modele mécanique Modele mécanique Modele mécanique
tube LPN chemise HPN BP
— | —— | Modeéle
Opt itérative Opt itérative Opt itérative thermique
t opt ) opt
effbe LPN ﬁ €chemise HPN & Dint BP ﬁ
Modéle mécanique Modele mécanique Modele mécanique
jante LPN flasque G HPN flasques Q
— — | — |
Opt itérative Opt itérative Opt itérative
eOPf G opt eopt
‘jante LPN ‘flasque HPN flasque Q
F
Modéle mécanique flasque coté turbine (T) HPN
max(uTyp“ ) max(zTy pe ! L—
rmaxk 'T el max k Opt itérative
max(awj,’,pk
Typel Typel
k [Yk ([Xk ]6) ]
optly Type I
ATmax
\ 4 v
| Calcul des fonctions objectifs et des contraintes |
Typel ‘ =
[Xk ]6

A

PSO ' e Contrdle du nombre
0bj, W
Obj,

[ cType I] Solutions
k 5
Pareto non

dominées

Figure IV-6. Description de la procédure d’optimisation de I’architecture de Type I avec couronne HPN

fixe.
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La procédure présentée Figure IV-6 permet de déterminer pour chaque couple de
parametres globaux [X,:y pel]6 les parametres locaux optimaux [YkT Y pel]7 associés. En effet,

plutét que de chercher le couple de parametres globaux [X,fy peI,YkT Y pel]13 qui minimise nos

Type I]
6

deux fonctions objectifs, nous balayons pour un couple de parametres globaux [X X , dans

les optimisations itératives locales, I’ensemble des dimensions des parametres locaux [YkT ype 1]7.
Nous retenons alors les différentes dimensions qui minimisent la masse mécanique (Obj,) tout
en respectant les contraintes d’optimisation mécanique (IV-13) et (IV-14). Les sept différentes

optimisations locales de la Figure IV-6 sont toutes mono-objectif (Obj,) et mono-variable.

Afin de pouvoir mettre en place une telle démarche, il est nécessaire que la procédure
d’optimisation possede différentes propriétés. Par conséquent il faut que :

o les résultats des différentes modélisations en amont des modeéles mécaniques soient
indépendants des parametres locaux [YkT ype 1]7;

o les différentes optimisations locales soient mono-objectif ;

e la détermination des épaisseurs (respectant les contraintes d’optimisation de
contraintes mécaniques et de déplacements tout en minimisant 'objectif Obj,) des
trois premiers modeéles mécaniques (tube LPN, chemise HPN, barres porteuses) soit

indépendante des quatre autres parametres locaux (€jante Lpns €flasque @ ejglasque HPN

T .
et eflasque HPN) )
o ladétermination des épaisseurs €junre LpN; €flasque @ €1 efGlasque gpn Soit indépendante

de ’épaisseur eleaSque HPN -

Les deux premieres conditions sont respectées puisque les modeles magnétiques et
thermiques sont indépendants des variables locales et les optimisations locales cherchent juste
a minimiser l'objectif Obj,(IV-6). La troisiéme condition est respectée puisque 1'on pré-
dimensionne les trois premiéres parties mécaniques (tube LPN, chemise HPN, barres porteuses)
uniquement en fonction des efforts magnétiques et des efforts générés par leur propre volume
de matiere (force centrifuge et poids). Enfin, la derniére condition est respectée car les trois
parties mécaniques sont pré-dimensionnées en fonction du poids qu’elles ont a supporter qui
dépend uniquement de leurs dimensions, de la dimension des parametres locaux déterminée

. . R Type I T S
juste avant et, enfin, des parametres globaux [X ky pe ]6. La seule partie mécanique qui nécessite

de connaitre tous les autres parametres locaux est le flasque HPN c6té turbine puisqu’il doit
étre capable de supporter le poids de tout le multiplicateur. C’est pourquoi son pré-
dimensionnement est réalisé en dernier.

Le fait de balayer en locale toutes les dimensions de certains parameétres n’est pas
forcément intéressant d’un point de vue temps de calcul. En effet, pour un couple de paramétres
globaux [X ,fy pe I]G, cela oblige a évaluer pour les [YkT ype 1]7 parametres locaux un nombre tres
important de configurations. Cependant, vu les différents modeles utilisés, le temps de calcul
lié aux modeles mécaniques est extrémement faible devant celui lié aux parametres globaux.
En effet, il a été démontré dans la section II.4 qu'un bon compromis précision-temps de calcul
permettait de calculer les pertes magnétiques en 30 secondes (avec l'ordinateur que nous
utilisons). Puisque la détermination d’une contrainte d’optimisation mécanique nécessite de
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. . . . e X Type I
calculer uniquement une équation, la détermination itérative des parametres locaux [Yk P ]7,

prend environ trente fois moins de temps.

Le fait d’utiliser des optimisations locales mono-variables et mono-objectif augmente le
temps de calcul (pour une particule) de 3% et en contrepartie permet de passer de treize a six
variables globales. La réduction du nombre de variables globales accélere fortement la
convergence de l'algorithme et réduit ainsi le nombre d’itérations nécessaires avant de

converger.

IV.5.3 Procédure d’optimisation de ’architecture de Type IV

Pour l'architecture de Type IV avec couronne de plots fixe, la procédure est décrite
Figure 1V-7. La procédure permet de déterminer pour chaque couple de parametres globaux

[YI;['ype v

Type IV . . - A
[Xky p ]7 les parametres locaux optimaux ]7 associés de la méme fagon que pour

I’architecture de Type I. La procédure permet & nouveau de balayer, pour un couple de

s Type IV . . N Type IV
parameétres globaux [X ky pe ]7, I’ensemble des dimensions des parametres locaux [Yk ype ]7

et nous retenons les dimensions qui minimisent la masse mécanique (Obj,) tout en respectant
les contraintes d’optimisation mécanique (IV-14),(IV-19) et (IV-20). Les sept différentes
optimisations locales de la Figure IV-7 sont toutes a nouveau mono-objectif (Obj,) et mono-

variable.

Concernant 'agencement des optimisations locales, les trois premieres (tube LPN, tube
HPN, chemise Q) s’effectuent uniquement en fonction des efforts magnétiques et des efforts
propres (force centrifuge et poids). Elles peuvent donc étre réalisées en amont des autres
optimisations locales. Les trois suivantes (jante LPN, jante HPN, flasque Q c6té génératrice)
sont, quant a elles, réalisées en fonction du poids qu’elles ont & supporter. Ce dernier dépend
de leurs dimensions, des parameétres locaux déterminés précédemment et des parametres
globaux [X ’Zy pe I]e' Enfin, 'optimisation locale du flasque Q c6té turbine est réalisée apres les

six précédentes optimisations puisque celui-ci doit supporter le poids de tout le multiplicateur.

Le fait d’utiliser des optimisations locales mono-variable, mono-objectif augmente a
nouveau le temps de calcul (pour une particule) de 3%. Par contre, cela permet encore de
réduire le nombre de variables globales (passage de quatorze a sept variables globales). La
réduction du nombre de variables globales va accélérer fortement la convergence de ’algorithme

et réduit ainsi le nombre d’itérations nécessaires avant de converger.

Maintenant que les différentes parties du probléme d’optimisation ont été définies
(objectifs, variables locales et globales, contraintes, procédure et algorithme), nous allons

pouvoir analyser les résultats obtenus.

Chapitre IV: page 179



Initialisation des Données Parametres
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Figure IV-7. Description de la procédure d’optimisation de 'architecture de Type IV avec couronne de
plots fixe.

IV.6 Analyse des résultats

La procédure d’optimisation de ’architecture de Type I est réalisée avec 120 particules,
60 itérations pour 4 rapports de multiplication Gpggn différents (Gpagn € {2,4,6,8}).
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L’optimisation contient 20 fois plus de particules que de variables globales. En moyenne, le
cycle d’évaluation d’une particule prend 30 secondes avec un Intel Xeon E5-1630 v3, 3.70 GHz,
8 coeurs. Pour les quatre rapports de multiplication, le temps de calcul total est de 10 jours.

Pour ’architecture de Type IV, la procédure contient 140 particules, 70 itérations pour
4 valeurs du rapport de multiplication |Gpagn| (|IGmagn| € {2,4,6,8}). L'optimisation contient
toujours 20 fois plus de particules que de variables globales. En moyenne, le cycle d’évaluation
d’une particule prend 10 secondes avec le méme processeur. Pour les quatre rapports de
multiplication, le temps de calcul total est alors de 5 jours. La Figure IV-8 permet alors
d’observer I’évolution de 'objectif Obj, (masse mécanique My,cp) en fonction de 'objectif Obj,
(masse magnétique Mpyq4n) que l'on obtient pour les différents rapports de multiplication

Gmagn des deux architectures (Types I et IV).

200 200 1
‘o 0 1G4l =2 "
S 180} e 2 o 16, .12
c 16, agnl =4 c 180 magn
S magn ) |G |=4
= o |G |=6 = magn
— magn — G =6
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Figure IV-8. Résultats d’optimisation : évolution de I'objectif masse mécanique en fonction de 1'objectif
masse magnétique pour 4 valeurs du rapport de multiplication Gyqg, avec les architectures (a) Type I
et (b) Type IV.

Pour P'architecture de Type I, nous observons que la masse magnétique diminue en
passant de Gpuggn = 2 & Gpggn = 4 puis elle augmente. Cette diminution contrenature de la
masse magnétique est liée aux spécificités du cas Gpagn = 2 avec la couronne d’aimants HPN

fixe ol 'on a pypy = pypn- Pour Uarchitecture de Type IV, on observe une diminution de la

masse magnétique en passant de |Gpagn| =2 a |Gpagn| = 6. Cependant, pour les différents
rapports de multiplications de ’architecture de Type IV, les valeurs de la masse magnétique
sont tres largement supérieures a celles des architectures de Type I, et ceci bien que
I’architecture de Type IV ait été optimisée sans contraintes thermiques, donc dans une situation

a priori plus favorable.

La différence de masse entre ’architecture Type I et Type IV est liée au flux axial dans
les plots. En effet, pour éviter que I'induction dépasse 1,5 T au niveau des plots, il est nécessaire
d’augmenter leur hauteur. Cependant, cette augmentation réduit le rayon magnétique moyen
du systéeme (donc la densité du systéme). Pour pouvoir transmettre le couple, il est alors
nécessaire d’augmenter sa longueur ce qui oblige & nouveau a augmenter la hauteur des plots.
Ce phénomene amenant & des grandes dimensions de I'architecture Type IV est illustré Figure
IV-9 et Figure IV-10. En effet, ces deux figures permettent d’observer que, pour les fronts de
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Pareto des deux architectures (Types I et IV), les valeurs de hauteur des plots ainsi et de la
longueur des couronnes d’aimants sont tres différentes.
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Figure IV-9. Evolution de la hauteur des plots en fonction de la masse magnétique Mp,q4n, pour les fronts
de Pareto aux différentes valeurs du rapport de multiplication Gpqgn des architectures (a) Type I et (b)
Type IV.
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Figure IV-10. Evolution de la longueur Lypy en fonction de la masse magnétique Mp,qg, pour les fronts
de Pareto aux différentes valeurs des rapports de multiplication Gy,qgn des architectures (a) Type I et
(b) Type IV.

Pour l'architecture de Type I, la hauteur des plots est autour des 50 mm et la longueur
autour de 2 m alors que pour l'architecture Type IV, la hauteur des plots est autour de 550
mm et la longueur autour de 7 m (les plots de l’architecture de Type IV sont deux fois plus
longs que la longueur Lypy). Les résultats de ces figures ameénent & conclure que ’architecture
de Type IV n’est pas adaptée a ’éolien de forte puissance comparé a celle de Type 1.

Un autre point important que nous voulions analyser & travers cette these est 'impact
d’une optimisation mécatronique. Nos travaux permettent en effet de quantifier 'intérét (ou
I'inutilité) de mener une telle optimisation globale (optimisation mécatronique en couplage
fort). L’optimisation bi-objectif masse magnétique - masse mécanique permet d’obtenir
’évolution de la masse totale (Myagn + Mmecn) en fonction de la masse magnétique Myqgn

pour les différents fronts de Pareto (voir Figure IV-11).
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Figure IV-11. Evolution de la masse totale (Mp,qgn + Mpecn) en fonction de la masse magnétique M4y
pour les fronts de Pareto des différents rapports de multiplication Gpgg, de 'architecture (a) Type I et
(b) Type IV.

o= (Mmagn)ml-n + (Mmech(Mmagn)min) (IV-23)

min

@= (Mmagn + Mmech) (IV-24)

min

Sur la Figure IV-11, les points minimisant la masse magnétique (le point le plus a
gauche des graphes pour un rapport de multiplication Gpggn donné) correspond a une
optimisation des parties magnétiques puis & une optimisation des parties mécaniques (appelé
aussi optimisation mécatronique en couplage faible). On définit alors ces points comme étant
les points @ (IV-23). Pour les différents rapports Gpgagn, on observe que les points qui
minimisent la masse magnétique ne correspondent pas aux plus faibles masses totales. Les
points qui minimisent la masse totale correspondent alors aux optimums mécatroniques de
I’ensemble {partie magnétique + partie mécanique} correspondant aux points @ (IV-24). La
démarche d’optimisation mécatronique permet alors de réaliser des gains de masse compris

entre 5 tonnes et 40 tonnes en fonction des rapports de multiplication et de 'architecture.

Dans cette optimisation, la dimension des entrefers fait partie des variables du
probléme. Lorsque I'on réalise une optimisation uniquement magnétique, il n’y a pas d’'intérét
a utiliser les entrefers comme variables. En effet, I'algorithme atteindra toujours (& condition
de le laisser converger) la borne inférieure des entrefers. Cependant, il est parfois difficile
mécaniquement de maintenir des entrefers de faibles dimensions. Un autre intérét de la
démarche d’optimisation mécatronique est de pouvoir obtenir des dimensions d’entrefer
optimales d’un point de vue mécanique et magnétique. La

Figure IV-12 permet alors d’observer I’évolution de la masse totale (Mpqgn + Mpecn) en
fonction de la dimension des entrefers (8ypy = 6.py) pour les fronts de Pareto des différents
rapports de multiplication Gpagn de 'architecture Type I
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Figure IV-12. Evolution de la masse totale (Mpqgn + Myecn) en fonction des entrefers (Sypy = Sppy)
pour les fronts de Pareto des différents rapports de multiplication Gpgg, de 'architecture (a) Type I et
(b) Type IV.

Sachant que les entrefers peuvent varier entre 5 mm et 20 mm, la

Figure TV-12 permet d’observer qu’aux dimensions que nous avons définies, la valeur
mécatronique optimale de l'entrefer se trouve aux alentours de 10 mm pour les deux
architectures (Types I et IV).

IV.7 Conclusion

La procédure d’optimisation que nous avons développées a permis de démontrer que
I’architecture Type IV, que nous pensions potentiellement intéressante dans un contexte éolien
lorsque le diameétre est contraint, se révele beaucoup moins performante que celle de Type 1.
En effet, a cause du flux axial traversant les plots magnétiques, la hauteur de ces derniers
devient excessive ce qui a un impact défavorable sur ’ensemble des dimensions du systéme.
Cela pénalise totalement la masse de 'architecture de Type IV, sachant en outre qu’aucune

contrainte thermique n’avait été prise en compte.

Les optimisations que nous avons menées pour les deux architectures, contenaient un
nombre de particules et d’itérations légérement insuffisant en vue du nombre de variables. En
effet, les optimisations ont été réalisées avec, d'une part, 120 particules, 60 itérations pour le
probléme & 6 variables, correspondant a ’architecture de type I, et, d’autre part, 140 particules
70 itérations pour le probléme & 7 variables, pour 'architecture de type IV (sans contrainte
thermique pour Parchitecture de type IV). Pour autant, les calculs ont duré environ 15 jours
avec l'ordinateur dont nous disposions (Intel Xeon E5-1630 v3, 3.70 GHz, 8 cceurs calculant en
parallele). Afin de mener des optimisations avec un nombre plus élevé de particules et
d’itérations, il serait alors nécessaire d’utiliser des ressources informatiques plus conséquentes.
Cela pourrait aussi servir a réaliser des études de sensibilité, mais également a étudier les
criteres de pertes et de cofit, indispensables pour finaliser un tel travail.
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Concernant ’architecture de Type I, nous avons pu valider l'intérét de mener une
optimisation mécatronique en couplage fort. En effet, nous avons obtenu un gain sur la masse
totale compris respectivement entre 15 tonnes et 40 tonnes pour les rapports de multiplication
Gmagn =4 et Gpmagn = 6, qui nous semblent offrir le meilleur compromis masse totale — rapport
de multiplication. Cela correspond & un gain relatif sur la masse totale compris entre 8% et
20%. La prise en compte de criteres de coiit pourra changer ces résultats, mais il est

actuellement impossible d’imaginer ce qu’ils seront.

Le rapport de multiplication est une variable clé d’optimisation du dimensionnement
de la chaine de conversion complete (FMID). Dans ces conditions, il est alors nécessaire
d’intégrer la génératrice au probléme. Seulement, compte tenu de la lourdeur des calculs, il
sera nécessaire d’adopter des approches astucieuses, par exemple de mener des optimisations
séparées du multiplicateur et de la machine en fonction du parametre intermédiaire Gpagn

et/ou d’adopter des techniques de réduction de modéles.
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V.1 Bilan et apports scientifiques

L’idée principale de cette theése est de mettre au point une approche d’optimisation
mécatronique du dimensionnement d’un dispositif électromagnétique. L’application de cette
nouvelle approche concerne ’étude de la viabilité d’une chaine de conversion avec un
multiplicateur magnétique (FMID) pour 1’éolien de forte puissance (multi-MW). Une telle
optimisation nécessite de construire des modeéles particuliérement performants (rapides et
précis) a la fois pour les aspects magnétiques, thermiques et mécaniques pour pouvoir traiter
un grand nombre de parameétres. Les principaux apports de cette thése sont relatifs au
développement de modeles analytiques électromagnétiques et mécaniques, et la majeure partie
de leur exploitation reste encore largement a faire, ce qui permettra de répondre avec un relatif
degré de certitude a la question industrielle, notamment sur le plan économique. Mais ces
travaux, s’ils n’ont pas totalement répondu a la question posée, ont déja permis de la faire
avancer considérablement.

Si de nombreuses architectures d’engrenages magnétiques ont été présentées, seule celles
de Types I et IV ont fait I'objet de modélisations poussées. Nous avons notamment proposé
une méthode de sélection d’harmoniques qui permet de réduire significativement le temps de
calcul de la répartition du champ magnétique au sein du systéme [99], volet qui constitue le
ceeur de loptimisation globale. Cette méthode consiste a considérer uniquement les
harmoniques « utiles » selon le besoin (valeur moyenne du couple, pertes magnétiques...). Ces
harmoniques « utiles » correspondent alors aux harmoniques des forces magnétomotrices des
deux couronnes d’aimants mais également a des harmoniques modulés [99]. Dans le cas des
structures a grand nombre de paires de poles (inévitables avec les trés hauts niveaux de couple
requis ici, plusieurs MN.m), cette méthode a permis de diviser le temps de calcul par 30
comparé a des calculs analytiques sans sélection d’harmoniques et par 500 comparé & des calculs
par éléments finis 2D. Notons seulement que tous ces calculs ont été menés en régime linéaire
et en 2D.

Concernant ’architecture de Type IV, il n’existait, & notre connaissance, aucun modele
analytique pour déterminer la répartition du champ. Nous avons alors développé un modele
2x2D également fondé sur la méthode des sous-domaines, avec un couplage entre les deux plans
magnétiques réalisé au niveau des plots (voir section I1.2.2). De notre point de vue, le couplage
des deux plans magnétiques correspond & un apport méthodologique significatif dans le cadre
de cette modélisation analytique. Elle est sans doute transposable a des machines électriques a
flux 3D.

Dans cette theése, nous avons également développé un modele analytique« hybride »
combinant une approche par réseaux de perméances couplés avec la méthode des sous-
domaines, appliqué ici a la détermination du champ magnétique dans les plots de ’architecture
de Type I [104].

En outre, nous avons développé un modeéle analytique aérothermique basé sur un réseau
de résistances thermiques de conduction et de convection [109] pour un systéme de

refroidissement par air a convection forcée. Ces modélisations correspondent également a des
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apports scientifiques au moins pour la modélisation des architectures concentriques (Type I)
d’engrenages magnétiques.

Un dernier apport en termes de modélisation analytique concerne celle des structures
porteuses mécaniques. Nous avons décomposé ces structures en différentes parties de fagon a
restreintes le nombre de catégories de géométries a seulement trois : des tubes minces, des
plaques circulaires également minces et des poutres. Pour les géométries assimilables & des
tubes minces, les déplacements et contraintes sont déterminés a partir d’'un modele tube infini
dans le cadre de la mécanique des milieux continus. Pour celles assimilables a des plaques
minces, les déplacements et contraintes sont déterminés a partir d’'un modele 2D basé sur les
hypotheéses de Kirchhoff-Love. Enfin, pour les géométries élancées qui supportent les plots
(Type I), les déplacements sont obtenus a partir d'un modele multi-corps et les contraintes a
partir d'un modéle poutre 1D basé sur les hypotheses d'Euler-Bernoulli. Ces modeéles possedent
des limites de validité qui peuvent étre assez facilement définies en fonction des dimensions.
Cette modélisation est particulierement importante pour ’approche mécatronique que nous
promouvons ici puisqu’elle permet d’intégrer dans une procédure d’optimisation les parties
mécaniques du systéme.

Nous avons aussi modélisé numériquement le comportement dynamique en rotation afin
de traiter le probléme du risque de décrochage. Pour cela, nous avons proposé une méthode
pour déterminer le juste un surdimensionnement en couple requis (section II1.4).

Cette these a aussi permis de réaliser une maquette instrumentée de ’architecture Type
IV, qui, a notre connaissance, n’a pas fait I’objet d'une réalisation aussi aboutie en termes
d’instrumentation et d’exploitation des mesures. Pour l'instant, nous avons pu effectuer des
critiques sur la modélisation du couple et des flux (analytique 2x2D et 3D FEM) et il reste
encore a exploiter son potentiel, notamment pour les pertes et leur évolution en fonction du
couple et de la vitesse.

Enfin, un autre apport important de cette theése réside dans la méthodologique
d’optimisation mécatronique en couplage fort, dont nous considérons qu’elle est
particulierement innovante, méme si nous n’avons hélas pas eu le temps de l'exploiter
completement. Habituellement les parties magnétiques et mécaniques des machines électriques
sont optimisées séparément dans deux domaines disjoints des sciences de l'ingénieur : la
mécanique des structures et le génie électrique. La procédure d’optimisation que nous avons
proposée, compte tenu des spécificités de ces dispositifs fondamentalement magnétiques, est
fondées sur une différenciation en variables globales et locales permettant d’intégrer le
dimensionnement des parties mécaniques en optimisations locales sans augmenter le nombre
de variables globales. Ainsi cette méthode n’augmente que trés légérement le temps
d’évaluation d’une particule dans le cadre de la méthode exploitant les « essaims particulaires »
(voir Chapitre IV). Cette démarche d’optimisation peut a priori étre transposée & tout type de
dispositif électromagnétique, et notamment aux génératrices a entrainement direct que 1’on
trouve dans le domaine du grand éolien et dont la masse totale est trés supérieure aux seules
masses dites actives.
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V.2 Conclusion générale et autocritiques

Bien que les modeles développés dans cette these puissent évidemment étre améliorés,
ils permettent, a notre avis, de réaliser des pré-dimensionnements relativement précis et d’avoir
une bonne idée des dimensions finales et du comportement qu’aurait un multiplicateur
magnétique dans une chalne de conversion d’une éolienne de forte puissance. Les résultats
obtenus nous aménent a conclure que 'architecture Type I de multiplicateur a un potentiel de
viabilité, dans ’application considérée, nettement supérieur a celui de l'architecture Type IV.
Il reste en effet & finaliser ces travaux avec d’autres critéres d’optimisation, notamment
économiques, que nous n’avons pas eu le temps de traiter. Nous souhaitons aussi effectuer une
optimisation globale de toute la chaine de conversion allant de la turbine a la génératrice, si ce
n’est son convertisseur électronique de puissance, car tous ces composants sont fortement
couplés.

Meéme si les multiplicateurs magnétiques permettent probablement d’obtenir une masse
de 'ensemble {multiplicateur magnétique + génératrice} plus faible que celle d’une génératrice
en entrainement direct, les multiplicateurs magnétiques nécessitent d’utiliser beaucoup
d’aimants. Or ces aimants (technologie NdFeB) sont trés cofiiteux a la fois économiquement et
environnementalement (matiéres premieres critiques) et il est impératif de faire en sorte
d’optimiser au mieux leur usage. Ainsi, nous pensons qu’il est possible d’exploiter des aimants
a faible teneur en dysprosium (la terre rare la plus critique) et supportant des températures
plus faibles (typiquement moins de 80°C). Cela nous semble possible car les pertes peuvent
étre plus aisément minimisées que dans une machine électrique, qui, sauf si elle est
supraconductrice, est soumise a des pertes Joule dominantes, et le systéme de refroidissement
peut, sans surcoiit ou surconsommation majeures, permettre de maintenir la température des
aimants a des valeurs compatibles avec des matériaux sans ou a faible teneur en dysprosium.

Les modeéles magnétiques, 2D et linéaires, que nous avons développés dans cette these
sont des modeles trés performants en termes de temps de calcul. Cependant, nous avons pu
nous rendre compte & travers différentes études (notamment sur U'architecture Type IV) qu’ils
ne sont pas suffisamment performants pour des géométries de multiplicateurs courtes. En effet,
lorsque le pas polaire est & peu pres égal a la longueur du systéme, les effets d’extrémités
deviennent significatifs (surévaluation du couple). D’autre part, afin de minimiser la masse des
parties ferromagnétiques, il peut étre intéressant d’accroitre le niveau d’induction, ce qui peut
les amener en zone de saturation, non linéaire, ce que nos hypotheses n’ont pas considéré. Des
modélisations non linéaires analytiques (mais plutdt semi-analytiques) sont possibles, mais plus
lourdes a mettre en place et surtout plus gourmandes en temps de calcul.

Concernant l'intégration du dimensionnement mécanique dans la procédure globale
d’optimisation, nous n’avons considérer que des criteres statiques. 1l s’agit donc plutét d’un
pré-dimensionnement. En effet, beaucoup d’aspects vibratoires n’ont pas été pris en compte
dans cette these. Par exemple, au niveau de la couronne de plots de 'architecture de Type I,
nous avons observé que le chargement magnétique est variable, avec une amplitude et une

fréquence d’ondulation importante et des vibrations hautement probables. Un
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dimensionnement dynamique, et en fatigue, de cette couronne pourrait alors conduire a des
résultats différents de ceux obtenus.

Enfin, les modeles mécaniques que nous utilisons dans la procédure d’optimisation
considerent des géométries théoriques génériques des parties mécaniques. Pour réaliser un
dimensionnement mécanique plus affiné, il est possible, a partir de ces géométries, de réaliser
un dimensionnement dynamique, de prendre en compte les aspects technologiques
d’assemblage. Il est sans doute aussi possible de réduire la masse en enlevant de la matiere
grice & des lumieres et autres évidements. Ce travail correspond alors a celui d’un ingénieur
concepteur mécanicien mais il peut aussi étre réalis¢é dans des travaux de recherches.
Cependant, méme g’il reste un travail important & fournir, nous pensons que notre
méthodologie de « pré-optimisation » représente un réel progrés pour réduire la masse et, sans
doute, le coflit de tels systemes.

V.3 Perspectives

En perspectives des travaux réalisés dans cette these, trois grands axes se distinguent :

¢ la modification et 'extension du cas d’étude ;
e ['amélioration des modeles ;

e l'expérimentation.

Les travaux de cette theése ont permis de modéliser et d’optimiser deux architectures de
multiplicateurs magnétiques dans un contexte de contraintes liées au domaine de ’éolien de
forte puissance. Afin d’évaluer la viabilité économique d’'une chaine FMID & un étage, 1’étape
qui nous semble la plus importante consiste a développer des modeles de la génératrice. Afin
d’optimiser la chaine électromécanique {multiplicateur magnétique + génératrice}, il sera
nécessaire de revoir ou, a minima, de compléter la procédure d’optimisation. A noter qu’'une
telle optimisation peut étre réalisé en mutualisant les structures porteuses du multiplicateur et
de la génératrice. Une fois une telle procédure réalisée, il sera intéressant d’étudier l'intérét
d’une chaine FMID avec plusieurs étages de multiplication.

Un autre axe important de recherche autour des engrenages magnétiques concerne leur
intégration au sein d’autres domaines d’application, plutot en fonctionnement réducteur.
Malgré que I'agencement mécanique ait été pensé dans un contexte éolien de forte puissance,
il peut tout & fait étre repris pour une autre application puisqu’il est assez générique. Il sera
alors intéressant de réaliser la procédure d’optimisation du Chapitre IV avec un cahier des
charges différent.

Concernant ’évolution des modeles, beaucoup de pistes peuvent étre explorées. La piste
qui nous semble la plus importante afin de réaliser un dimensionnement pertinent est de
prendre en compte les aspects mécaniques dynamiques, insuffisamment traités. Comme nous
I’avons dit plus haut, des problemes vibratoires peuvent apparaitre et devenir dimensionnants.
Le seul dimensionnement dynamique étudié concerne les risques de décrochage (modélisations
purement angulaires, en rotation). De plus, afin d’assurer un dimensionnement fiable du couple
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de décrochage, relativement au couple nominal, il serait nécessaire d’étudier I'influence de
profils de vent variés, y compris en situation extréme.

Relativement aux modeéles magnétiques, nous pensons avoir bien mis en évidence leurs
limites (linéarité des matériaux et effets 3D). Comme nous 'avons dit plus haut, il existe des
modeles permettant de prendre en compte ces aspects. Pour la saturation des matériaux
ferromagnétiques, le modele le plus performant (en termes de temps de calcul) consiste & réaliser
un modele hybride en couplage fort basé sur la méthode des sous domaines pour les régions
non ferromagnétiques et les réseaux de réluctances pour les régions ferromagnétiques. Et pour
prendre en compte les effets 3D, il est possible dans la méthode des sous domaines d’exprimer
les inductions en fonction de la longueur du systéme. La fonction a appliquer peut étre
déterminée a partir de modélisations éléments finis préalables, fondées par exemple sur des
rapports de dimensions, comme celui de la longueur active sur le pas polaire. Toutefois, ces
améliorations augmentent inévitablement le temps de calcul et il peut étre préférable d’effectuer
un rebouclage des calculs apres optimisation afin d’évaluer les erreurs commises et leurs effets
potentiels, qui seront souvent faibles.

Un autre aspect de modélisation qui n’a pas été traité dans cette these est la
détermination des composantes radiales et axiales de 'inductions dans les plots de ’architecture
de Type IV. Contrairement a ’architecture Type I, il ne suffit pas d’utiliser un réseau de
perméances 2D. La solution qui nous semble la plus petinente pour déterminer I'induction dans
les plots analytiquement est de coupler (en couplage faible) le modele analytique 2x2D (voir
section I1.3) avec un réseau de perméance 3D. Une fois ce travail réalisé, il sera alors possible
de déterminer ’ensemble des pertes magnétiques a partir des modéles que nous avons présentés
section IL.4.

Le dernier axe de perspectives concerne les expérimentations liées a la maquette
instrumentée présentée en section II.5. L’instrumentation mise en place permet de relever des
couples, les positions (rotor HPN, rotor LPN et angle de charge), des tensions induites (générées
par la variation du flux magnétique au niveau des plots et des aimants LPN) et des
températures (au niveau des aimants LPN). Dans la section I1.5, nous avons utilisé les mesures
de couples, de positions et de tensions induites au niveau des plots afin de valider le modele
analytique 2x2D. Il est également possible d’utiliser les autres mesures (tension induite au
niveau des aimants LPN et température) pour analyser plus profondément le comportement
du systéeme. En particulier, les mesures de couples en entrée et en sortie de l’engrenage
magnétique permettent de mesurer les pertes du systeme a différents points de fonctionnements
et de les confrontés a nos modélisations, sachant par ailleurs que les pertes mécaniques ont été

mesurées avant le montage des aimants.

L’influence du point de fonctionnement sur le rendement d’une telle transmission est
également a étudier. D’autant plus que les évolutions des pertes avec le couple ne sont pas
classiques et pourraient bien constituer un élément en défaveur de la technologie magnétique.
En effet, les pertes magnétiques semblent peu diminuer a faible couple, ce qui dégrade
fortement le rendement & faible charge. Cela nous semble un moindre probleme en éolien, ol
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le couple a transmettre diminue fortement avec la vitesse de rotation. En revanche, pour une
application de propulsion automobile, cela pourrait fortement pénaliser le rendement sur cycle.
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Annexe A : Chaines éoliennes a

multiplicateur magnétique

A.1 Chaines a double étage sans intégration dans la

génératrice

Chalnes de conversion avec multiplicateur a double étage composées de multiplicateurs
d’architecture Type I ou Type IV présentées Figure A-1 :

Stator a

aimants 1 1 au-dessus et rotor lent
Rotor lent NN\ ..
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a plots 1 \
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é Stator
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Figure A-1. Synoptiques de chaines de conversion a multiplicateur magnétique a double étage pour
’éolien avec (a) montage concentrique des 2 étages de Type I, (b) cascade coaxiale des 2 étages de Type
T et (c¢) cascade coaxiale de 2 étages de Type IV.

A.2 Chaines a double étage avec intégration du
dernier étage dans la génératrice

Chaines de conversion avec multiplicateur a double étage ot le second étage est intégré
dans la génératrice avec deux étages de Type I ou deux étages de Type IV présentées Figure
A-2:

Stator a

Stator a 3
aimants 1  Rotor lent aimants 2 Stator a Roto\r statoz 32
Rotor lent a % 4 plots 2 Rotor lent  plots 1 lent a aimants
plots 1 T I : & aimants 1 aimants 2 . .
' ' | ' Rotor L e : \ - i Rotor
: : : i rapide & | : AN
: : aimants 2 — E : 112);11:;2
= | =y : =m0
L \L =LA ]
| | ator E : otor
h= Stat Ja Rot Stator
Rotor rapide génératrice = = rapide 2 .
; 1 geénératrice

................

‘aimants 1
(a) (b)

Figure A-2. Synoptiques de chaines de conversions pour l’éolien a deux étages de multiplication

a aimants 1

magnétique, dont un étage intégré dans la génératrice a stator intérieur avec au premier étage un
engrenage de (a) Type I et (b) Type IV.
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Une autre solution intéressante consiste a avoir un premier étage de multiplication
composé d’'un engrenage magnétique de Type IV, un second étage avec un engrenage
magnétique de Type III semi-intégré au premier étage et semi-intégré a la génératrice (& stator
extérieur) présentées Figure A-3 :

Stator a

Stator
plots Txy pe génératrice
Rotor lent 1y o
Type IV % i """ !
\‘: Rotor rapide Type III
; T _ |— | en dessous et rotor
génératrice au-dessus
]
|
=t | 4=t ) S P
i\ THN ™SS L\
AeN
Rotor rapide Type IV Stator a
au-dessus et rotor lent plots Type
Type I1I en dessous I

Figure A-3. Synoptique d’une chaine de conversion pour l’éolien a deux étages de multiplication
magnétique, avec un premier étage de Type IV, et le second de Type III semi-intégré au premier étage

et semi-intégré a la génératrice a stator extérieur.

Cet agencement permet alors de mutualiser les structures porteuses sans pour autant
augmenter les contraintes de concentricité, tout en ayant une génératrice a stator extérieur
comme c’est généralement le cas en grand éolien.
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Annexe B : Modeles explicites pour Ila

structure Type I

Culasse extérieure

Couronne d’aimants extérieure (HPN paires de pdles)

RUD
m ﬂx Entrefer extérieur
R(V)
m
an 4
Ry Couronne de plots (Q plots)
Rgill)
R(II) ﬂ‘ Entrefer intérieur
RY
R Couronne d’aimants intérieure
" (LPN paires de poles)
Culasse intérieure

> D
» (") R
p vy Ry”
| M
N '(III)
> R’ n RM
R](VII) M

R\

B.1 Modele avec perméabilité infinie des culasses

B.1.1 Expression du potentiel vecteur
L’expression du potentiel vecteur est donnée dans la région I par ’équation (B-1), dans

la région II par 1’équation (B-2), dans la région III,q par I’équation (B-3), dans la région IV
par I’équation (B-4), dans la région V par I’équation (B-5).

z r\* RO\ \T"
AD(r ) = Z (Cr(f) ((W) + (%) <W) ) + a,(l”> cos(n.a)
=1 Ry Ry') \Ry (B-1)
N n 16)) n -n
) r R r o\
+ Z (Kn ((E) + (W) <E> > + b, )sm(n. a)
nz1 M M m

N n —n

1 r m( T
= $ (e e ) Jos
nz1 M m
N n —n
anf T an( T .
+Z<Kn (W) +E, <W) )sm(n. a)
M m

nz1
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r
AU (r,a) = Xé’”‘q) + Yg(m.q) 1n< (111))
R

M
(B-3)
NQ kE —k=
a7 a7 < B q ))
+z C —— | +D —_ cos| k-|a+=+
a\" <Rfé”)> ’ (&E””) ( A
N n —n
T T
AV(r ) = Z (C,S’V) (W) n DT(I.IV) <R(1V)> )cos(n. a)
nx1 M m (B—4)
N n —n
aw [ _T awn (T .
+Z<Kn (W) +E, <R(IV)) )sm(n. a)
nzi M m
N n M\ -n
T R T
A(V)(T,a)=Z<C,SV) ((W) +<%> <W> >+a,(lv)>cos(n.a)
n=1 RM Rm Rm (B-5)
N n M\ ™ -n
wn((_" Ry ( r ) GAPE
+Z K — | +|—-= — +b sin(n. a)
m( i ((%”) (&?) Ry i
B.1.2 Equations garantissant la continuité du champ

magnétique

L’équation (B-6) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la
région I. Les équations qui en découle sont données en (B-7).

o un
A =A -

b n Jr=R%n (B-6)

r=RM

1 11 11 I
Cr(l )'/11,1,n - Cr(l )/11,2,11 - DT(I, )/11,3,11 = _ail)
I 11 11 1
KrE )'Yl,l,n - KrE )Yl,z,n - ET(I, )Y1,3,n = _br(l)
2n
R
/11_1_,1 =1+ W
Ry
ID\"™
A = —Rr(n)
v \RUD (B-7)
/11,3,n =1
2n
R
Yl 1,n 1 + W
Ry
I\ "
Y = —Rr(n)
1,2n — R(”)
M
Y, 3n = 1

L’équation (B-8) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la
région II. Les équations qui en découle sont données en (B-9).
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24y 04y
or v D or rlID

1 11 11

Cr(1 )/12,1,n - Cr(z )/12,2,n + D‘r(l )/12,3,11 =0
1 11 11

Krg )Y2,1,n - Ké )YZ,Z,n + E‘r(l )Y2,3,n =0

2n

RW

Aogan=|1- )

Ry

RUD\"

/12,2,71 = W
M
/12,3,71 =1

2

RO\™
Yoin=11- R(I)
M

RUP\"
Yoon = 2D
M

Y2,3,n =1

(B-8)

(B-9)

L’équation (B-10) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la

région II. Les équations qui en découle sont données en (B-11), avec c(k,n,q) et s(k,n,q)

définis équation (B-12).

aAu"
ar

2AUD
= ar

RUD

R7(?I111)

0 sinon

sia € [ag; aq + B]

(B-10)
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n. f2((—1)* cos(n. (a, + B)) — cos(n.ay))

fz,4,n,q,k =

52,4,n,q,k =

Q Ng Q Ne

an an iLq) g g
Cn "é21n — D §22m — ZY $23.qn — ZZC fz4nqk+ZZD quank—O
q=1k=

q=1k=
QNQ QNQ

an an g aing) i,
Ky "800 — En 0200 — ZY q523qn ZZC q524nqk+ZZD q)525nqk—0

q=1k= q=1k=

fz,l,n =n
R(II)

(M

fZZn

-n
Rf,’l’)>
1 [sin(na)rqw

52,3,q,n - T

am =
RUID\ P
UL ) s(k,n,q)

(i

am

k

B
k

fZ&mqk =:E5(k'an)

81n =1

R(ll)
an
[ cos(na)]aqw

(B-11)

8on =1 (i
1

o) =—
2,3,qn
a s

km
(DN B

k (RN P
i C(kvan)
RM

B
k
Sa5mak = E c(k,n,q)

amn

(B-12)

c(k,n,q) =

an.Z _ nZBZ

—n. (1) sin(n. (aq + B)) — sin(n.a,))

Ls(k,n, q) =

L’équation (B-13) corr

extérieur de la région III. Les équations qui en découle sont données équation (B-14) a

N
11, 111,
R
n=1
N

11,
Xé q)YSJ

n=1

1, 1,
C;E q>f3,1,k + D;E q)f3,2,k

11, 111,
C,E q)53,1,k+D;E q)63,2,k

1V
- Z C" Y32n4
N
11
- Z CT(I )53,3,11 -
n=1 n=1
N N
v v
_Z CT(L )53,3,11_2 Dr(l )53,4,n
n=1 n=1

k2n.2 _ nZBZ

espond aux conditions aux limites sur les rayons intérieur et
(B-16).

Q)] — AU
Ay J _ UL ( )Jr=R(”)
=Fm M (B-13)
A(m.q)J — A(IV)J av)
T=RI(VI,”'q) T=Rpm
N N N
C‘r(ln) /13,3,n,q - Z D‘r(l”) /13,4,n,q - z KrE”) A3,5,n,q - z E‘I(II,) ’13,6,n,q =0
n=1 n=1 n=1
N N N
2nq Z D-r(lIV) Y3,3,n,q - Z K-rE'V) Y3,4,”r1,q - Z E‘r(lIV) Y3,5,”r1,q =0
n=1 (B'14)

n=1 n=1

N N N
11 11 11
Z Dr(l )53,4,n - Z Kr(l )53,5,n - Z Er(l )53,6,11 =0
n=1 n=1

N N
v v
- Z Kr(l )53,5,11 - Z Er(z )63,6,n =0
n=1 n=1
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/13’1 == 1
Az, =1n <R7(711”)> Y3,1,n =1
32 =
RI(\;”) . 1 (Rf,’p)n [sin(na)]“qw
3,2n,q = E av)
RM n «
q

3 1 [sin(na)rqw
33nq9 — 5
3 e, . 1 [sin(na)]“q+ﬁ
]
q

2 1 (RI(\;I))_H [sin(na)rqw (B-15)
3,4n,q == n
b Ry, n ag . B l R,(,Ilv) " [_ cos(na)r‘ﬁﬁ
Masng = = [_ cos<na)rq+ﬁ M p\RGY n e,
B no g, . 3 1[ cos(na)]aqw
A 1 (ngl))—n [ Cos(na)]aqH? 3,5n,q ﬁ n a
3,6,n,q =5 (”) -
L B\RY L
( RUID k% G310 =1
T
&1k = —am RUID\ B
Ry 5 |
f -1 3,2,k R(III)
3,2k — m
2 M\ ™
_ 2(R
=—35 _ m
ap\ ™" M (B-16)
2 (RY { 5
E3,4,n.q.k = E R(”) Sn.k.q 63,4,n,q,k = Esn.k,q
m
2 UM\ ™
_ 2(R
= —C m
an\ " M
2 Ry, 2
E3,6,n,q,k = E R(II) Cn,k,q 63,6,n,q,k = Ecn:qu
m

L’équation (B-17) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la
région IV. Les équations qui en découle sont données en (B-18).

w a401LD
04, _ g sia € [ag; ag + B] (B-17)
o | a r R
Fm 0 sinon
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q=1k=1 q=1k=1

R(IV)
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¢ _k< ﬁ’”) gs(kn )
+5na = g R,(rll”) L q
RIM\"
841n =1 <W)
842n =1
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¢ 4,4n,q

Sasmg = —|—
4,3,n,
n,q T

L
=5 n,q)

.
k RUD TP
8usmg = ) c(k,n,q)

m

64.4.71.q

L’équation (B-19) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la
région IV. Les équations qui en découle sont données en (B-20).

A" Ay
= B-19
or r:RI(VIIV) or r:R.EX) ( )

v v v
Cr(1 )/14,1,n - Dr(1 )/14,2,n - Cﬁ )/14,3,n =0
v v v
Kr(z )Y4,1,n - ET(I, )Y4,2,n - Krg )Y4,3,n =0
/14,1,n =1

R(IV) n
)'4,271. = (IV)
o RV\" R(v>
#3n T \RD (B-20)

Y.4- in — =1
RUV\™
Y.4,2 n = (IV)
RP\"(RPY
Yaan = R RV
m
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L’équation (B-21) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la
région V. Les équations qui en découle sont données en (B-22).

) (B-21)

=Ry,

v v
Ao =)

v v v 4
C 510 — O As g = DY 2530 = —a”

v v v v
Ké )Y5,1,n - Ké )YS,Z,n - Eﬁ )Y5,3,n = _b1(1 )

n n
o R . Ry
51n — RI(V‘I/) R(V)
ﬂ-5,2,11=
(R ) (B-22)
(

\ ﬂ'5,3,11 - V)
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M\™
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Y5,1,11 = (R(V)> + <—( >
M m
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B.2 Modele avec perméabilité finie dans les culasses

B.2.1 Expression du potentiel vecteur

L’expression du potentiel vecteur est donnée dans la région X par ’équation (B-23),
dans la région I par I’équation (B-24), dans la région V par 1’équation (B-25) et dans la région
VI par I'équation (B-26). Dans les autres régions, l'expression du potentiel vecteur reste la
méme que dans I’annexe B.1.1.

> r\ RO\ o\
AP (r a) = Z c® +( = ( ) cos(n. a)
n R}(;) R}(;) Rr(r)f)

nz1

(B-23)
N n (I) n -n
r R r
+Z K,EI) <<ﬁ> + (%) <W) > sin(n. a)
nx1 RM RM Rm
N n -n
o o(_T (T )
A (r,a)=z Cn F + D, W +a,;’ |cos(n.a)
n=1 M m (B—24)
N n -n
nl T n( T N\ .
+Z (K,E ) (W) + E,(l) (W) + b,(l)> sin(n. a)
nz1 M m
N n -n
r T
AV(r, a) = Z (C,(lv) (W) + D,(IV) <W> + a,(lv)) cos(n.a)
nz1 M m (B-25)
N n -n
r r )
+ z (KTEV) (W) + E,(lV) (W) + b,(lv)> sin(n. a)
nz1 RM Rm
N n wvD\" -n
R r
vn _ wn r M
AVYD(r,a) Z Cy ((R(w)> + (R(w)) <R(w)) ) cos(n.a)
n=1 M m m
(B-26)

N r n RVD n r A\
() M .
+§ K, (( ) +( > < ) ) sin(n. a)
wn wn wn
RY RY RY
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B.2.2 Equations garantissant la continuité du champ

L’équation (B-27) correspond aux conditions aux limites entre les régions X et I. Les

équations qui en découle sont données en (B-28).

( aA<X>j aAM
Jda - Jda
i o (B-27)
1 aA<X>] 1 aAU)] )
(Ko Or r=r(P Cwgy O rer®
X i 1 1
Cr(z )/11,1,n - Cr(z )/11,2,71 - D1(1 )/11,3,11 = a;)
X i 1 1
K Yiam = K Yigm — E Yy g0 = by
X 1 1
Cé )51,1,n - Cé )51,2,11 + DT(l )51,3,n =0
X 1 i
KTE )771,1,11 - KTE )nl,z,n + Er(L )771,3,n =0
2n
RS
/11,1,n =1- )
Ry
n
R
/11,2,11 = 0
Ry
Al,S,n =1
2
REN™
Y1,1,n =1- o)
Ry
O\"
v (ﬁ) (B-28)
1,2n — )
Ry
Yign= 1
2n
£ =1+ (Rr(r)f)) Mo
1,1,n = — —
Ry Hx)
n
€120 = RTA;)
€13n = 1
2n
Min = |1+ LS 0]
v RO ) | neo
RO\"
Ni2n = RTIV?
Nzn =1
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L’équation (B-29) correspond aux conditions aux limites entre les régions I et II. Les

équations qui en découle sont données en (B-30).

I i
|r A;)JT:RI(\,I,) = ASI )JT=R£,III)
{ Ay _04Y"
t or D ar gD

) @) 11 11 1
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) ) 11 11 1
Ky 'Yount+EnYoon— Kr(z )Y2,3,n - Eﬁ )Y2,4,n = _br(l)

T T 1 1
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) ) (04 11
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L’équation (B-31) correspond aux conditions aux limites entre la région IV et V. Les

équations qui en découle sont données en (B-32).

av) _ 1N
{aA;”’) 24V
k o r:RI(\,I,V) or r=R,(,‘{)
v 14 v % v
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v v v v v
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/14,4,n = (W)
Rm
RO\"
Y4,1,n = R(—W‘l,)
M
Y4,2,n =1
Y4,3,n =1
) ROV\ ™"
M
Y4,4,n = ( (IV))
Rm
ROO\"
m
€41 = T))
Ry
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L’équation (B-33) correspond aux conditions aux limites entre les région V et VI. Les

équations qui en découle sont données en (B-34).

{ aA(V)] aA(VI)]
Jda r=r(V) T da r=rD
1 9AM 1  9A4AVD
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w\ "
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(B-33)

(B-34)

Les équations couplant les régions II et 111, les régions III et IV sont les mémes que pour

le modele a perméabilité infinie dans les culasses.

Annexe B : page 209



B.2.3

)\’I,Ln 0 7>\’I,2,n 7}\’1,3,n 0
0 Yl.],n 0 0 ~ tian

8I,Ln 0 _81,2,n €13 0
0 MNiin 0 “MNizn
0 0 }"2 Ln 7\'2.2,11 0
0 0 0 Y, ..
0 0 €21n “€30n 0
0 0 0 0 Mota
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0
0 0 0 0 0

B .3

0 0 0
-Y,, O 0

0 0 0

Nisn 0 0
0 - }\’E,B,n - }\‘2,4,n
Yz,z.n 0 0

0 R €340
~MNaon 0 0

0 - }\‘3,3.11.(1 - 7‘3.4,114

0 - E.)l},n - §3,4

0 E.azmn - E.»z.z.n

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

0 0 0

Matrice conditionnée

0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
- Yz.s.n - Y2.4.n 0
0 0
~MNasn LIE 0
- )“3.5.n.q - 7\‘3,6.n,q ;‘3‘1
- E.!3,5,n - 5.53,6,n 0
0 0 0
521‘" - 62‘2,.1 0
0 0 0
0 0 0
0 0 Y3,l,n,q
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0
0 0 0

0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
. 0 0 0 0 0 0
0 E_!3,1,n,q §3,2,mq 0 0 0 0
- él},q,n - §2,4.n.q E—’Z,S,n,q 0 0 0 0
- 62‘3‘(] n 62.4,n.q 82,5,n,q 0 0 0 0
- E:A..s.q.n - &4,4,.1.(, &4,5.n,q au,n - E:4.z,n 0 0
- 64,3,q n 8Aumq 64A5.n4q 0 0 64A1.n - 64,7
0 0 0 - Y3.2.n.q - Ys.s,n.q - Y3.4.n.q -Y
0 63.1‘n4q 63A2,n‘q - 53.1!! - 8344,n - 63,5‘.1 - 53
0 0 0 Ry g 0 0
0 0 0 0 0 -Y,., -Y
0 0 0 T E€43n €4 0 0
0 0 0 0 0 PR My,
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0
0 0 0 0 0 0 0

Conditionnement de la matrice du réseau de perméances

2(P,+P)
-2.P,

-2.P,
2(P, + 27.)
-2.P.

0
-2.P,

o O © o

0
—2.7P,
2(Py + P)
0
0
2.7,

0
0
0

—2.7,

0

0

2027, + P.)

—2.7P.

0
—2.7,

0

0

0
—2.7,

0
—2.P,
4(Py +P)
—2.P,

0
—2.7,

0

0 0 0 0
0 0 0 0
—2.P, 0 0 0
0 —2.P, 0 0
-2.7, 0 —2.P, 0
2P, +P) 0 0 —2.P,
0 2P, +P)  —2.7. 0
0 2.7, 2(P +2P) 2.7,
—2.P, 0 2.7 2P+ P)

Annexe B : page 210

2.0
3.5.n,q

,6,n

4,4,n

-X

[eNeNeoNeoBeoReloNeoReoh -l “X-NeNe]

(=)

A

4.Ln

0

€41n

0

5.2.n

0

CEE

0

0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
0 0
>\’4.2,n O
0 Y4.1,n
- 84,2,n 0
0 Mitn
- ;\’5,3,n 0
0 — Lson
€530 0
0 Ns2m
—aij— Orij
—0a,ij
—aij— Orij
—®rij
0
—®rij
—®a,ij — Prij
—QPa,ij
—®a,ij— Prij

[=NeleoBoBoBoNoNeoloholhoRolo ool )

(=]

Y

4,2,n

0
“Nuon
0
- Ys.s.n

0
~Ms s

SO DO OO DD OO OO OO OO

>
of
:

€51n

0

e eoloBoNolol -l hololBoNoNoBohol = X=

(=)

Y.

5.Ln

0
T"5,1.n

o

o o 2

|
o

=

[
=

o

]

|
s <= <

SO o vy OO oo oo o000

o &
5 <5 <

(=)




Annexe C : Modeles explicites pour Ila
structure de Type IV

RUVD
m A Entrefer du plan i
RUILD
mo A (s
Plots ferromagnétiques
(L
R &
R

Culasse du plan i

> —> (11D
> (11,0 M
R{? Ru

R}(V1[v,i)

C.1 Expressions du potentiel vecteur

Expression générale du potentiel vecteur (C-35) pour les k régions des deux plans du
probléme avec les solutions particuliéres définies équation (C-36).

. . . r
AkD (T, (X) — Xék,l) + Yo(k,l) In WD
R,

ul " - C-35)
ki r k r ki (
+ E (Cﬁ Y (W) +D£)<W) +ay ”)cos(n. o)
M m

nz1

N n -n
ki) _T ki) [_T kD) | o
+Z (K,E D (W) +E. " (R(k'i)) + b, )sm(n. a)
M m

nx1

. ki) ®DY
!aﬁk'l)=—n.p(k'i>M" sin(n.o®D) 5

—n.pkd? “ (C-36)
(k) k,i
pled) — (ki) M, COS("-Q( L)) (ki)
n n.p —n p(k.i)z av

L’expression du potentiel vecteur est donnée dans la région (I,i) par I"équation (C-37),
dans la région (I1,i) par I’équation (C-38), dans la région (I11,i) par ’équation (C-39), dans la
région (IV,q,i) par I’équation (C-40).

Annexe C : page 211



-n

N ' -\ RAON" /4
ACD(r, ) = Z c 5] - 1(7111') < a i)) cos(n.a)
RY RUY ) \RY

nz1
(C-37)
N n (I,i) n -n
wn r Ry, r .
+Z K, ( e > — < - > ( . ) sin(n. a)
€9 (€9) ((&))
n=1 Ry Ry Ry
N n —n
i 1Li r 11,i r 1L
AU (ra)= z (CT(l ) (R(Il,i)> + D7(1 ’ <R(l1,i)) + a1(1 D) cos(n. a)
nz1 M m (C-38)
N n —
n el r + D r " + 0 | g
n _R(”‘i) N _R(”’i) N sin(n. a)
n=1 M m
N n _n
AULD (r ) = camo [ _L 4 pumd (L cos(n.a)
’ - n R(III,i) n R(m,i) '
n21 M m (0_39)
N r n r -n
(L,0) L) .
+ Z (Kn (R(”I'i)> +E, (R(”I'i)> > sin(n. a)
n=1 M m
AWAD (r, q) = x40 4 yIVaD |y !
R(IV)
M
i ) T (C-40)
Nq ke ke B
av.ai) r NP (RPN n B 2.q.m
+ZC at — —\ 7= — cos k—(a+—+ )
* RUV) R ) \RU" p\" 2 Q@

k=1

C.2 Expressions garantissant la continuité du champ

L’équation (C-41) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la

région . Les équations qui en découle sont données en (C-42) et (C-43).

aA(I,i) aA(II,i)
Ja ]r:RI(VII,i) T da Jr=R7(1111,i) »
1 aA(I,i)j B 1 aA(II,i)J ( - 1)
Ull or r=r{D Wiz or r=rUD
@i\ 2" L\ "
. R ~ [ R .
| 1+ 1(71') B cy? ?Ilz o) T D" =0 (C-42)
R,y Ky Ry
@)\ 2" aL\™
: R ~ (R .
K211+ =55 B _ g0 ) FEY =0 (C-43)
Ry My Ry

L’équation (C-44) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la

région II. Les équations qui en découle sont données en (C-45) et (C-46).
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da o gULD
(C-45)
M
()R(”'i)n ULi) _ (L)
I1,i m 11i) _ I1,i
(R(”'i)> — EUID = p (C-46)
M

L’équation (C-47) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la

région II. Les équations qui en découle sont données en (C-48) et (C-49).

A(u,i)JT:RgI”) _ A(m'i)Jr:R("Li) (C-47)
¢t 4 pUrd <ﬂ>_ _ ¢ (ﬂ) _pumn _ _ ,aLh (C-48)
R(II i) n R}(\;II i) n n
KU 4 gD (R(” l)> _ g (ﬁ)n _ gL — _pard (C-49)
RULD n RUILD n n

M

L’équation (C-50) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la

région III. Les équations qui en découle sont données en (C-51) et (C-52).

aA(II,i)
or

r:RI(VIII’i)
R(II i)
R(u i)

aroy _ pano (R
11,i 11,i
Kn E (R(uz)>

m

Cr(lll,L) D(II i) (

aA(III,i)

' R(III,i) n .
C(uu)( m_ ) n Dr(luu) -0

. (C-50)
or L:Rﬁ,’l"")
-n RUILD n
aii) [ 'm arLy _
— Cn (W) + Dn =0 (C'51)
M
(C-52)

n R(m,z)

M

L’équation (C-53) correspond aux conditions aux limites sur le rayon extérieur de la

région II. Les équations qui en découle sont données en (C-54) et (C-55) avec Cpmgq €t Spmgq

définis équations (C-56) et (C-57).

0A (1117)

= or
or LzRg/qu,i)

9Av.a)

L\~ Q Neo v\ ™ W\
c, _ p Ry E v.q.) Ry\ B R\ P
n M=y N Rﬁrlzn'i) B RA(;V) Rglv) Snm,q

Vace ;
] 1L « [O(q, %+ Bl (C-53)
r—RM
0 elsewhere
T
(C-54)

Q
_lz Y(IVq 0 [sm(na)] -0
T
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L’équation (C-58) correspond aux conditions aux limites sur le rayon intérieur de la
région IV. Les équations qui en découle sont données en (C-59) et (C-60).

AUv.aD |R an = AUILD) |R%V) (C58)

U] N . agtB
X(IVq i) + Y(IVq i) l (R ) _ Z C"S'”I‘i) l Sln(;:. 0() q
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C.3 Equations de couplage des plans magnétiques

Les équations (C-61) et (C-62) permettent de réaliser le couplage entre les deux plans
magnétiques du modéle analytique de la structure de Type TV.
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=D L s =) Jeom-
m av) av) (
R R
m=1 M m Ry
Nq mE
av) av)
DN (—’”“ ) RESHE
z2m av) av) -
m=1 RM Rm

Xq+B

1,1)
Ry,
R,

n=1

N

X

av)
n=1

m
Ry")  (c-62)
T T
Vo ROV\™B [ pU\™F RV
C(IVql) m _[2m (=)™ — L yva+iy o [ Im
RUV) RUV) z1:70 RV
m=1 M m

N, T 7T
Q RV mg R(zv) B
_ z I C(IV,q+1,1) ( m > _ ( ) =0
z1-~m av) av) -
m=1 RM Rm

R(III 1)
11,1 11,1 . a 1v,q1
( K )+E( )<R(’” 1)) >[sm(na)]aZ:; —L,. y< aD 1,

m

Annexe C : page 215



Annexe D

: Dimensions des différents

engrenages magnétiques

D.1 Engrenage magnétique de Type I de petite

dimension

TABLEAU D-I
DIMENSIONS DE L’ENGRENAGE MAGNETIQUE DE TYPE I DE PETITE DIMENSION ETUDIE SECTION 11.2
Symbole Désignation Valeur
PrpN Nombre de paires de poles de la couronne d’aimants LPN 3
Pupn Nombre de paires de poles de la couronne d’aimants HPN 11
Q Nombre de plots de la couronne de plots 14
D Diametre extérieur 0.25 m
e® Epaisseur aimants LPN 10 mm
e™ Epaisseur aimants HPN 10 mm
el Epaisseur plots 10 mm
e® Epaisseur culasse LPN (seulement Partie 11.2.2) 10 mm
eD Epaisseur culasse HPN (seulement Partie 11.2.2) 10 mm
S Entrefer LPN 10 mm
Supn Entrefer HPN 10 mm
Byer, Induction rémanente des aimants 1.2T
Wy — Ky Perméabilité relative des aimants 1
1000)) Perméabilité relative des plots ©
My — K Perméabilité relative des culasses (seulement Partie I11.2.1) o
My — K Perméabilité relative des culasses (seulement Partie 11.2.2) 1000
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D.2 Multiplicateur magnétique de Type I, 3.6 MW

TABLEAU D-II
PRINCIPALES DIMENSIONS DE LA CHAINE DE CONVERSION AVEC UN MULTIPLICATEUR MAGNETIQUE DE
TYPE I POUR UNE EOLIENNE DE 3.6 MW RESULTANT D’UNE OPTIMISATION DES PARTIES MAGNETIQUE ET

MECANIQUE [125]

Symbole Désignation Valeur
Multiplicateur magnétique
PLpN Paires de pdles de la couronne d’aimants intérieure 20
Pupn Paires de pdles de la couronne d’aimants extérieure 131
Q Nombre de plots de la couronne de plots 151
D Diametre extérieur 4 m
e® Epaisseur aimants LPN 19 mm
e™ Epaisseur aimants HPN 10 mm
el Epaisseur plots 50 mm
e@ Epaisseur culasse LPN 106 mm
eD Epaisseur culasse HPN 65 mm
SN Entrefer LPN 5 mm
Supn Entrefer HPN 5 mm
B Induction rémanente des aimants 1,2 T
L Longueur 2,1 m
Dy, Amortissement rotor lent (co6té turbine) 3,4.10° Nm/rad/s
Dy n Amortissement rotor rapide (cote génératrice) 4,3.10* Nm/rad/s
Jui Inertie rotor lent (c6té turbine) 1.10° kg.m?
Jun Inertie rotor rapide (cote génératrice) 1.10* kg.m?
Turbine
R Rayon turbine 53 m
Ir Inertie turbine 1.107 kg.m?
Pratea Puissance nominale 3,6 MW
Nyatea Vitesse nominale 13 m/s
Tratea Couple nominal 2,5 MNm
Génératrice
R Résistance 56 mf
Ly Inductance 2,8 mH
Pe Nombre de paires de pdles 20
bm Flux magnétique 96 Wh
Jc Inertie du rotor 2.10° kg.m?
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D.3 Engrenage magnétique de Type IV de petite

dimension

TABLEAU D-III
DIMENSIONS DE L'ENGRENAGE MAGNETIQUE DE TYPE IV DE PETITE DIMENSION ETUDIE SECTION I1.3

Symbole Désignation Valeur
Pren / Pupn Nombre de paires de poles des couronnes LPN / HPN 4/ 14
Q Nombre de plots de la couronne de plots 18
D Diametre extérieur 200 mm
Lipn / Lupn Longueur de la couronne LPN / HPN 65 / 65 mm
g ULLPN) Epaisseur aimants LPN 5 mm
g ULLPN) Epaisseur aimants HPN 5 mm
el Epaisseur plots 20 mm
e ILPN) Epaisseur culasse LPN 10 mm
e (LHPN) Epaisseur culasse HPN 10 mm
6.pn / Oupn Entrefer LPN / HPN 3 /3 mm
Lipn .
— Rapport longueur sur pas polaire LPN 1.0
By Induction rémanente des aimants 12T
Wi Perméabilité relative des plots ©
Han Perméabilité relative des aimants 1
2105 Perméabilité relative des culasses 1000

D.4  Multiplicateur magnétique de Type IV, 3.6 MW

TABLEAU D-IV
DIMENSIONS DU MULTIPLICATEUR MAGNETIQUE DE TYPE IV DE 3.6 MW

Symbole Désignation Valeur
PLpn/PHPN Nombre de paires de poles des couronnes LPN / HPN 20 / 131
Q Nombre de plots de la couronne de plots 151
D Diametre extérieur 4 m
L,q Longueur de la couronne LPN 2 m
L,- Longueur de la couronne HPN 2 m
S.pn/Oupn Entrefer LPN / HPN 5 /5 mm
eULLPN) Epaisseur aimants LPN 19 mm
eULLPN) Epaisseur aimants HPN 10 mm
el Epaisseur plots 50 mm
e(LLPN) Epaisseur culasse LPN 106 mm
e (HPN) Epaisseur culasse HPN 65 mm
B, Induction rémanente des aimants 12T
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D.5 Engrenage magnétique de Type I de petite
dimension

TABLEAU D-V
DIMENSIONS DE L'ENGRENAGE MAGNETIQUE DE TYPE [ DE PETITE DIMENSION ETUDIE SECTION I1.4

Symbole Désignation Valeur
Pipn/PHPN Nombre de paires de poles des couronnes LPN / HPN 2/7
Q Nombre de plots de la couronne de plots 9
D Diametre extérieur 250 mm
L Longueur 100 mm
e® Epaisseur aimants LPN 10 mm
e Epaisseur aimants HPN 6 mm
eUd Epaisseur plots 10 mm
e™® Epaisseur culasse LPN 20 mm
eD Epaisseur culasse HPN 12 mm
8.pn/Supn Entrefer LPN / HPN 1/1mm
Brem Induction rémanente des aimants 1.2 T
o Conductivité des aimants 0.9 MS
B Perméabilité relative des aimants 1
kp, Coefficient de pertes par hystérésis 364
ke Coefficient de pertes par courants induits 0.167
kex Coefficient de pertes excédentaires 1.84
14 Coefficient de Steinmetz 2
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D.6

TABLEAU D-VI

Multiplicateur magnétique de Type I, 6 MW

DIMENSIONS DU MULTIPLICATEUR MAGNETIQUE DE TYPE I DE 6 MW, RESULTANT D’UNE OPTIMISATION

MASSE MAGNETIQUE- RENDEMENT [140]

Symbole Désignation Valeur
Pipn/PHPN Nombre de paires de poles des couronnes LPN / HPN 15 / 61
Q Nombre de plots de la couronne de plots 76
D Diametre extérieur 2.75 m
L Longueur 1.46 m
e® Epaisseur aimants LPN 20 mm
e Epaisseur aimants HPN 48 mm
el Epaisseur plots 120 mm
e Epaisseur culasse LPN 34 mm
e Epaisseur culasse HPN 64 mm
Spn/Oupn Entrefer LPN / HPN 5/ 5 mm
P,(r?n Pertes dans la culasse LPN 1 kW
PE(CIi)dy Pertes dans les aimants LPN 310 kW
Pl(rléil) Pertes dans les plots 25 kW
PE(z‘ilc)iy Pertes dans les aimants HPN 100 kW
PI%Q Pertes dans la culasse HPN 15 kW
Brem Induction rémanente des aimants 1.2 T
o Conductivité des aimants 0.9 MS
H Perméabilité relative des aimants 1
kp, Coefficient de pertes par hystérésis 364
ke Coefficient de pertes par courants induits 0.167
kex Coefficient de pertes excédentaires 1.84
14 Coefficient de Steinmetz 2
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D.7 Dimensions de la maquette

TABLEAU D-VII
DIMENSIONS DE LA MAQUETTE D’ARCHITECTURE TYPE IV

Symbole Désignation Valeur
Pipn/PHPN Nombre de paires de poles des couronnes LPN / HPN 4/ 13
Q Nombre de plots de la couronne de plots 17
Gmagn Rapport de multiplication 3.25
D Diametre extérieur 150.5 mm
Gmagn Rapport de multiplication 3.25
Lipn/Lupn Longueur des couronnes LPN / HPN 40 / 40mm
Lq Longueur des plots 100 mm
e® Epaisseur aimants LPN 5 mm
e Epaisseur aimants HPN 5 mm
el Epaisseur plots 22 mm
e™ Epaisseur culasse LPN 15 mm
e Epaisseur culasse HPN 15 mm
S.en/Oupn Entrefer LPN / HPN 1.25 / 1.25 mm
Kipn / Kupn Fractionnement des aimants LPN / HPN 3/2
Largeur picots LPN 1.1 mm
Largeur picots HPN 0.3 mm
Hauteur picots LPN et HPN 1 mm
Ngpire Nombre de spires constituant la bobine de mesure 16
Brem Induction rémanente des aimants 1.105 T
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Annexe E : Schéma bloc de la chaine de

conversion
) d
[ . O
61 TT Ud lq
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N by .
S o~ Pitch Control
7y
I
Pref

Schéma bloc de la turbine :

Le schéma bloc de la turbine réalise dans un premier temps le calcul du « tip speed
ratio » Ars (défini équation (I-2) section 1.1.2) en fonction de la vitesse du vent Vy, et de la
vitesse de rotation de la turbine Qg (aussi égale & ;). Ensuite, le rendement aérodynamique
de la turbine C, est calculé a partir de I'équation (E-1) en fonction de Arg et de 6, 'angle de
pitch [167].

( 116 -125
Cp(8, Ars) = 0.22 (— —0.40 — 5) e P

B
_ 1 (B-1)
b= 1 0035
Zrs 0080 63 +1

Le couple mécanique généré par le vent Ty, est ensuite déterminé avec 1’équation (E-2)
[5]. D’un point de vue dynamique, ce couple ne correspond pas vraiment au couple de la turbine
Tr puisque l'ondulation liée au passage des pales devant le mat [153]-[9] n’est pas prise en
compte.

1
_ ECI,(G, ATS)' p. T RZVW3

w = (E-2)
6,

Afin de prendre en compte cette ondulation du couple (phénoméne générant une
excitation Fyoyer (I11-62) proche de la fréquence propre parasite Fy, » (I11-61)), nous modulons
le couple Ty, a la fréquence du passage des péles afin d’obtenir le couple de la turbine Ty (E-3).
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Dans cette expression, des harmoniques du passage des pales sont implémentés avec les

amplitudes mesurées dans [9].

Tp =Ty (1+0.11(sin(36,) — 1) + 0.01(sin(66,) — 1) + 0.03(sin(96,) — 1)) (E-3)

Schéma bloc du controle du pitch :

Le controle du pitch sert a piloter la rotation des pales de la turbine sur elles-mémes
afin de controler le couple sur I’arbre lent de la chalne de conversion. Le schéma bloc permet,
pour un vent Vi, inférieur a V,.4s0q, d’imposer un angle de pitch 8,. La valeur 6, est déterminée
en cherchant le couple (8, Ars) qui maximise C,, [167]. En étudiant la fonction C, (6, Ars) (E-4),
tracée Figure E-4, on en déduit les valeurs 8y = 0 et 45 = 6,32 , pour Vi < Vigreq-

Figure E-4. Evolution du rendement aérodynamique de la turbine C, en fonction du « tip speed ratio »
Ars et de Vangle de pitch 8 [°].

Pour un vent Vy, supérieur a V,qteq, 1'angle de pitch 8 varie. Afin de définir sa valeur,
nous calculons préalablement €, avec I’équation (E-4) ainsi que Arg avec I'équation (E-5). A
partir des équations (E-4) et (E-5), il est possible de remonter a ’angle de pitch 8 & partir de
Péquation (E-1).

Cp(6,Ars) = E-4
%.p . R2V,,° (E-4)
1.V,
/1TS — 0 Vrated (E-5)
w

Schéma bloc du multiplicateur magnétique :

Le schéma bloc du multiplicateur magnétique contient les équations de la dynamique
(ITI1-63) avec Ty en couple d’entrée a la place de Tj, et Tg en couple de sortie a la place de Tyye.
Les entrées et sortie n’étant pas les mémes de ce qui avait été proposée Figure II1-36, le schéma
bloc du multiplicateur magnétique est celui présenté Figure E-5.
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Figure E-5. Schéma bloc du multiplicateur magnétique au sein de la chaine de conversion.

Schéma bloc de la génératrice :

Pour la génératrice, nous utilisons la modélisation proposée par [167] d’une génératrice
synchrone & aimants permanents (PMSG). Le modele électrique de la PMSG est alors fourni
équation (E-6) avec Ry la résistance, Ly 'inductance, iy le courant projeté sur l'axe d, i, le
courant projeté sur 'axe q, Uy la tension projetée sur I'axe d, Uy la tension projetée sur 'axe

q, p; le nombre de paires de pdles de la génératrice et ¢, le flux magnétique de la génératrice.

Rg.ig(t) + Lg

dig (t)
dt

di‘i—f) = Ly .pg- On (). iq(t) — Ua(t)

d
= D6 6n(8). §m — Ls . O 1a(t) = Uy (1)

(E-6)
Rg.ig(t) + Lg

Le couple magnétique de la génératrice T; est en fonction du nombre de paires de poles
pg, du flux magnétique ¢, et du courant i; comme décrit dans 'équation (E-7). Le schéma

bloc de la PMSG est alors celui présenté Figure E-6.

3
To(8) = 5 bm-Pe-iq (1) (E-7)

Ua '@ " Ly.s + R, l > la

1
a Ls.s + R

Figure E-6. Schéma bloc de la génératrice synchrone & aimants permanents (PMSG) au sein de la chaine

de conversion.

Schéma bloc du contrdle en vitesse de la génératrice :

Le dernier sous-systeme modélise le controle de la vitesse. Il comprend la consigne de
vitesse en fonction du vent, ainsi que le contrdle en tension de la génératrice. Le controle des
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tensions Uy et U, est réalisé a partir du méme correcteur proportionnel intégral PI comme
décrit Figure E-7. Les coefficients des correcteurs sont alors P; pour le correcteur proportionnel
et I; pour le correcteur intégral.

i*
Viw—» éh*%(; ) p PIS) | : }—» Pis) > Uq

6y

Consigne

vitesse
i
0 Pis) —» Uy

Figure E-7. Schéma bloc du controéle en vitesse de la génératrice.

Pour déterminer la consigne du courant iy, un correcteur PI saturé est utilisé avec les
coefficients P, et I,. Les différents coefficients des correcteurs ont été déterminés de fagon
itérative et leurs valeurs sont données équation (E-8).

{Pl = —006 I, =-35 (E8)

P,= -5 I, =-0.0138

La stratégie de commande permet de déterminer la vitesse de rotation consigne 8.
Pour un vent Vy, inférieur a Vyqeeq, la consigne de vitesse 65 est donnée par I’équation (E-9).
Pour un vent Vy, supérieur a Vygeeq, 1la consigne de vitesse 8, est donnée par 1’équation (E-10).

.* — AO.VW.pG.Gm

6, - (E-9)
Hh — TS rat; GYm (E-lO)
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