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Introduction Générale







Ce travail de thése s’est déroulé¢ au sein du laboratoire GREAH de I’université du
Havre. Il s’inscrit dans la continuité des travaux de recherches menés au laboratoire par
Guillaume Verez et Mouheb Dhifli sur une problématique bien connue mais qui reste toujours
d’actualité qui est : La réduction des émissions vibroacoustique dans les machines électriques
tournantes et spécialement les machines discoides a flux axials [Dhifli 2016] [Verez 2014].
En effet, cette problématique est relativement ancienne datant a peu prés des années 20. Le
champ de recherche lié a cette nuisance sonore et vibratoire des machines électriques est trés
vaste et continue au fil du temps a prendre de plus en plus d’ampleur. De nombreux travaux
ont été réalisés notamment sur des machines dites classiques conventionnellement, telles que,
les machines & flux radial asynchrones, synchrones, a courant continu. Mais aussi a réluctance
variable, portant sur la modélisation et 1’étude du bruit et vibrations d’origine mécanique,
aéraulique, et électromagnétique. A partir de ces études, de nombreuses solutions ont été
avancées, on peut citer entre autre les régles de construction de machine, commandes
optimales, ajout d’actionneurs sur la machine initiale (ex : élément piézoélectrique).

L’élément déclencheur de cette thése intitulée «Analyse magnéto-vibroacoustique des
machines synchrones discoides a commutation de flux dédiées aux véhicules électriques et
hybrides » est principalement liee au fait que ces machines spéciales (2 commutation de flux,
a concentration de flux) ont été trés peu étudiées en terme d’émission vibroacoustique et
encore moins les structures discoides.

Ce mémoire de thése traite donc la problématique des émissions vibroacoustiques des
les premieres phases de conception et de dimensionnement dont le but est de mettre en ceuvre
des machines électriques robustes, fiables et surtout efficientes répondant a ’ensemble des
contraintes actuelles dans un large domaine d’applications et spécialement pour le véhicule
électrique et hybride.

Ce travail est alimenté par un ensemble de problémes d’envergure mondiale. En
premier lieu, la problématique énergeétique, la demande énergétique est tendanciellement en
forte croissance sous I’effet de la croissance démographique et économique. Cela impacte
directement les marchés de 1’énergie et les prix deviennent donc de plus en plus exogenes. Ce
besoin est majoritairement comblé par les énergies fossiles au premier rang, le pétrole
assurent aujourd’hui plus de 80% de 'offre. Cette situation marque la dépendance mondiale
aux énergies carbonées. Cela nous améne au deuxiéme point qui est la problématique
environnementale concernant la lutte contre le changement climatique lié a I’effet de serre, et
la réduction des nuisances dans les centres urbains.

L’ensemble de ces problémes ont orienté les politiques gouvernementales et les axes
de la recherche scientifique vers une transition énergétique et un développement durable.

Dans ce contexte et sachant que le transport est un axe prépondérant dans la
consommation énergétique, la pollution atmosphérique, ainsi que la nuisance sonore urbaine
(bruit), de ce fait, agir sur ce secteur semble étre une voie idéale et une solution durable. Les
actions dans ce secteur font déja parti de notre quotidien. En ce qui concerne les émissions de
polluants atmosphériques, d’une part, des réglementations et normes sont adoptées dans tous
les continents et sont de plus en plus sévéeres dans le but de rendre les véhicules de plus en
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plus propres (catalyseur 3 voies, filtre a particules,...). Afin d’inciter la réduction des
émissions de CO,, I’'Union Européenne a en effet fixé des objectifs de 130 g/km en 2015 et 95
g/km a I’horizon 2020 pour les véhicules particuliers nouvellement immatriculés. Dans
certains pays comme la France, I’atteinte de ces objectifs est encouragée par I’utilisation d’un
systétme d’incitation financiére de type bonus-malus, proposant de taxer a I’achat les
véhicules fortement émetteurs de CO; et récompensant les véhicules faiblement émetteurs. De
plus, les constructeurs ont des lors tout intérét a réduire la consommation de leurs véhicules,
un atout commercial pouvant favoriser I’achat d’un véhicule a un autre. D’autre part, en ce
qui concerne la problématique énergétique I’hybridation du véhicule thermique conventionnel
voire I’utilisation du véhicule 100% électrique est une solution offrant des gains en
consommation de carburant, en émissions de carbone et de nuisances locales, tout en
maintenant les performances du véhicule (dynamique, autonomie). Les véhicules hybrides
électriques permettent, selon leur configuration et grdce a la combinaison d'un moteur
thermique, de machines électriques et d'un systeme de stockage de I'énergie électrique, de
diminuer significativement la consommation énergétiqgue. Mais aussi d'offrir des
fonctionnalités supplémentaires par rapport au véhicule conventionnel (autonomie en mode
électrique, recharge réseau, etc.).

Les travaux dans ce mémoire de thése se focalisent donc sur la conception et
dimensionnement de moteurs électriques adaptés aux véhicules électriques et hybrides. Dans
le but d’atteindre cet objectif une modélisation multi-physique s’impose afin de tenir compte
de I’ensemble des phénomeénes physiques impliqués dans la conversion électro-magnéto-
mécanique et aussi répondre a ’ensemble des contraintes, normes et limitations imposées
comme réglementations dans ce secteur d’application. La modélisation magnétique,
thermique et mécanique étant assez bien maitrisée chacune de son cété, maintenant il trés
important d’explorer les stratégies de couplages possibles et qui offrent un rapport (temps de
calcul / précision) permettant de les intégrer dans une approche de modélisation multi-
physique pour le pré-dimensionnement de machines électriques.

LE CHAPITRE 1 représente un état de I’art approfondi du contexte du véhicule électrique
d’un point de vue environnemental, démographique, urbain, économique et politique. Ce
contexte justifie ainsi ’intérét grandissant de la recherche scientifique dans ce domaine. Un
¢tat de l’art sur les aspects techniques et technologiques ainsi qu’un historique sur les
développements récents de la traction électrique et du véhicule électrique sont établi. Cette
arborescence nous conduit a une profonde étude de la motorisation électrique, son
développement actuel, les limitations et les leviers d’améliorations. Cette étude a son tour,
met le point sur le développement des machines électriques tournantes leurs historiques, les
avanceées techniques et technologiques liées a leurs développements. C’est ainsi qu’on arrive a
’introduction de la problématique du choix de la topologie de la chaine de traction et de la
machine électrique la mieux adaptée. Finalement et sous la lumiére de cette étude
bibliographique, la problématique de la thése est annoncée afin de positionner ce travail de
recherche par rapport au contexte du véhicule électrique. Une problématique de conception et
de modélisation multi-physiques visant a investiguer de nouvelles structures de machines
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électriques dédiées au Vvéhicule électrique en étudiant leurs performances thermo-magnéto-
mécanique avec un intérét particulier aux bruits et vibrations d’origines électromagnétiques.
Nous avant donc fait le choix de travailler sur des structures non-conventionnelles dites
machines discoides a flux axial et particulierement la machines a commutation de flux qui est
introduite a la fin de ce chapitre.

LE CHAPITRE Il vient dans un premier temps compléter le premier et apporté plus de
lumiére sur la problématique de bruit et vibrations d’origine électromagnétique dans les
machines électrique a travers une étude bibliographique. Ce chapitre, introduit dans un second
temps la problématique de la modélisation multi-physique, les enjeux et les limitations.
Finalement, les solutions proposées aux problemes annoncés, présentation et validation des
modeles magnétiques, électrique, thermique et mécanique vibroacoustique. Ce chapitre met
en exergues les modeéles développés ainsi que les principales particularités des machines
discoides a flux axial. Ce dernier met le point en particulier sur le modele mécanique
vibratoire a constantes localisés et acoustique ainsi que les différentes stratégies de
couplages.

LE CHAPITRE Il vient mettre en évidence I’intérét des solutions proposées dans ce
mémoire en ce qui concerne la conception par optimisation et la modélisation multi
physiques. Les modéles developpés sont capitalisé sous forme de codes de calculs utilisés
dans une approche de conception par optimisation d’une machine a concentration de flux
dédiéee au véhicule électrique.

LE CHAPITRE IV présente un certain nombre de travaux sur plusieurs structures de
machine électriques afin d’illustrer des méthodes de calcul et d’estimation des performances
magneétiques thermiques et vibroacoustiques visant a présenter les approches de
modélisations, a réduire le temps de calcul, a présenter des stratégies de couplages afin de
prendre en considération les aspects multi-physiques, étudier 1’'influence de certains
parametres géométrique et ou physiques sur les performances des machines étudiées, tel que,
I’influence du nombre de poles et d’encoches sur les niveaux de bruits et vibrations. Proto et
mesures expérimentales, déflection des disques tenue mécanique.
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P.l. Notions de mécanique vibratoire

La prédiction du comportement vibratoire et acoustique de systémes mécaniques est
un enjeu primordial, comme ces phénoménes peuvent étre source de dégradations d’usures et
d’inconfort [Plusquellec 2004]. Les machines électriques ont souvent un fonctionnement
périodique et cela constitue une source d’excitation pour les systemes.

P.1.1. Définition

Une vibration est le mouvement d’un systéme mécanique qui reste voisin d’un état de
repos, en d’autre terme, une vibration est 1’oscillation d’un milieu élastique autour de sa
position d’équilibre [Garnier 2009]. Ce mouvement vibratoire peut étre provoqué soit par une
excitation (force externe) on parle alors dans ce cas de vibrations forcées, soit par une
impulsion initiale (choc) on parle dans ce cas de vibrations libres. Généralement les systemes
mécaniques présentent de I’amortissement qui fait que les vibrations libres décroissent au fil
du temps et deviennent plus ou moins insignifiantes. Contrairement les vibrations forcées
subsistent tant que I’excitation est présente. Les systémes mécaniques non-amortis possedent
des vibrations libres qui ont la particularité d’étre périodiques en fonction du temps, ces
vibrations sont ainsi appelées vibrations propres dont les fréquences correspondantes sont les
fréquences propres du systéeme mécanique.

Ces vibrations font intervenir trois grandeurs fondamentales :

e [’énergie cinétique du milieu en vibration
e L’énergie de rappel qui résulte de 1’¢lasticité du milieu déformée par la vibration
e La fréquence des oscillations (nombre de cycle de déformation par seconde)

Les solides élastiques, les liquides et les gaz peuvent donc tous étre affectés par les
vibrations. En ce qui concerne les liquides et les gaz, on ne parle pas de vibrations mais
d’émissions acoustiques.

P.1.2. Instabilité vibratoire

La notion d’instabilité vibratoire peut étre définie comme étant une succession
d’action réaction d’un systéme mécanique a une force excitatrice susceptible d’augmenter
avec la vibration jusqu’a la détérioration de ce dernier. C’est par exemple, le cas d’un rotor
d’une machine électrique discoide a flux axial, dont la déformation vibratoire fait fluctuer la
force axiale, faisant amplifier la vibration cycle apres cycle, éventuellement jusqu’a la rupture
du matériau formant le disque rotorique.

P.1.3. Atténuation des vibrations

L’atténuation des vibrations est généralement due a une perte d’énergie vibratoire, on
distingue trois types de pertes, les pertes causées par ’amortissement structural, les pertes
dans les jonctions, et les pertes par rayonnement acoustique.



Les pertes par amortissement structural résultent de la non linéarité de 1’¢lasticité¢ des
matériaux créant ainsi un déphasage entre I’effort vibratoire et la déformation, on parle donc
de la viscoélasticité des matériaux qui fait qu’une partic de 1’énergie vibratoire soit convertie
en chaleur.

En ce qui concerne les pertes dans les jonctions, il s’agit comme leur nom 1’indique
d’un assemblage d’objets mécaniques qui une fois soumis a des vibrations, la friction entre les
interfaces qui les connectent résultent en une conversion de I’énergie vibratoire en chaleur.

Finalement, les pertes par rayonnement acoustique sont souvent négligeables sauf dans
le cas ou il s’agit d’un couplage vibroacoustique fort ou 1’objet vibrant est immergé dans un
fluide dense comme c’est le cas des sous-marins et les coques des navires.

La propagation de I’onde vibratoire dans un milieu hétérogene fait que lors du passage
d’un milieu a un autre, seule une fraction de I’énergie vibratoire est transmise le reste de cette
énergie reste confiné dans le premier milieu en parti réfléchi et en parti diffracté. Il s’agit dans
ce cas d’un phénomeéne de découplage souvent utilis¢ comme technique d’isolation vibratoire
ou on utilise des matériaux élastiques (élastomere).

P.1.4. Résonance vibratoire

La résonance vibratoire est un phénoméne physique qui résulte du fait que des ondes
vibratoires vont se réfléchir aux frontieres d’un objet fini subissant des vibrations de fagon
successives. Quand ces ondes vibratoires verront leurs phases coincider exactement, 1’onde
réfléchie s’ajoute a I’initiale aux abords de I’objet, ce cycle se répete indéfiniment et seul
I’amortissement intrinséque du matériau limite ce phénomeéne. Le cumul de ces ondes
réfléchis qui s’ajoutent a I’onde vibratoire initiale augmente considérablement 1’amplitude des
vibrations, cette situation est donc appelé « situation de résonance vibratoire ». L’objet
mécanique a donc une sensibilité particuliere a certaines fréquences excitatrices (fréquences
propres — Modes propres) qui dépend de 1’élasticité des matériaux et la forme géométrique de
ce dernier. Les déformations subis par I’objet sont appelées « déformés modales ».

De ce fait un objet ou une structure présente un mode propre une fois que 1’onde
vibratoire se réfléchi sur ces abords sans changement de phase.

P.1.5. Analyse modale

L’analyse modale est une technique ou procédure qui permet d’extraire la réponse
vibratoire ou plutot la susceptibilité d’une structure aux vibrations a partir de trois paramétres
majeurs :

e Les fréquences propres : fréquences d’onde vibratoire pour lesquelles la structure est
susceptible de se mettre en oscillation a forte amplitude.

e L’amortissement modal : Parameétre en fonction de 1’¢lasticité des matériaux de la
structure controlant I’amplification des vibrations.
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e Les modes propres : Déformations particuliéres (modales) de la structure due a une
excitation de la structure provoquant une onde vibratoire ayant une fréquence qui
coincide avec I'une des fréquences propres de la structure.

P.1.6. Comportement vibratoire des systemes mécanique

Les systéemes mécaniques en vibrations sont souvent classés en deux catégories :

e Les systémes conservatifs ou il s’agit d’un échange d’énergie constant entre les deux
formes d’énergie cinétique et potentielle lors de la déformation des éléments de la
structure.

e Les systemes dissipatifs ou ’amortissement participe a la dissipation de I’énergie
vibratoire.

Il existe deux grandes théories pour 1’étude des systemes mécaniques, on distingue la
mecanique des milieux continus et la mécanique des milieux discrets.

Pour étudier les systemes mécaniques continus on fait recours a la mécanique des
milieux continus qui consiste a considérer les grandeurs physiques caractéristiques du systeme
comme étant continues. Cette hypothése permet d’avoir recours aux outils mathématiques tels
que des fonctions continues et dérivable. Cela revient a considérer des volumes élémentaires
de la matiere a une échelle macroscopique et non nano-scopique négligeant ainsi les
fluctuations qui arrivent a I’échelle moléculaire. Les grandeurs mécaniques locales sont donc
définit de maniére a s’abstraire du caractére granulaire de la matiére comme en
électromagnetisme classique.

Par contre en ce qui concerne 1’étude des systémes mécaniques discrets, il s’agit en
effet d’une vision primitive du principe fondamental de la dynamique, ou les équations de la
mécanique sont établies a partir de la notion de milieu discret, pour un élément de volume
formé de surfaces et de segments orientés et de points. Des éléments de geéométrie
différentielle sont utilisés pour obtenir les équations de conservation vectorielles de quantité
de mouvement. Le principe fondamental de la dynamique appliqué sur un contour orienté
conduit a la loi de conservation discréte du mouvement.
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Tableau P.1 Etude d’un systéme mécanique masse-ressort a un degré de liberté [Boudet 2003]

Equation du mouvement : mX + cX + kX = F(X)

Vibrations libres

Vibrations forcées

Conservatif

Dissipatif

Position d
}
—I—X-.‘J

aquilibre

L’équation qui régit
le mouvement d’un
tel systéme est :

mX + kX =0
D’ou:
X = Ajcos(wt +
®)

Avec 4, constante,

k .
w = /— pulsation.
m

A frottement visqueux

mX+cX+kX=0
D’ou :
X=Be"

Avec B constante, r racines de
Iéquationmr? +cr+k =0
Sic?—4km<0,

I’oscillation est amortie.
Sic —4km>0, ilya
absence d’oscillation.

A frottement solide

mX + kX = —F,
1X]
Avec F, force due au
frottement de solide.
Si KX x> Fy, Ona

atténuation de I’amplitude de
’oscillation suivant une
progression arithmétique.

Si kKXpax < Fg, le
mouvement s’arréte.

A frottement structural

Cas de matériaux ayant des

relations contraintes

déformations présentant de

I’hystérésis

L’équation du mouvement en

variable complexe z se met

sous la forme :
mZ+k(l1+jn)z=0

Avecz =x +jy ,

(x déplacement réel),

7 coefficient d’amortissement,

J 1 est comparable & jwc ;

le produit k(1 + j n) est

appelé raideur complexe.

Force périodique F(t)
Le comportement du systéme étant linéaire, on
décompose F(t) en série de Fourier :

F(t)—A°+ i(“l <'2nt>+A . <,2nt>)
= 2 : i COS |1 T syt T
i=1 n
A, 2wt
F(t) = 7+ ZFi COS<1T+ ¢i>
i=1

L’équation du mouvement s’écrit :

mi + cx + kx = F; cos(w; + ¢;)

2mt

Avec w; = iT’

Soit en notation complexe :

mi + cz + kz = Fje/(@ittéD
Avec z = x + jy , (seul x nous intéresse ici)

La recherche d’une solution particuliére, en notation
complexe est :

— j(wit+¢;) — id; ,jwit
Z frd xmax le]( L ¢l) frd xmax ie]¢le] L
_ i,
Avec z; = x,,, €%
z = 72/ 57 = jw;z;e/?t 57=—wlz

(k — mw? +jcwi)zi =F,;

Fi(k — mw? + jca)i)

B z, = (k — mw?)? + Pw?

Z;
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P.11. Notions de vibroacoustique

P.11.1.Vibrations et bruit sonore

Toute vibration structurale ébranle les molécules du fluide environnant au niveau de
I’interface de contact nommée aussi interface d’interaction fluide-structure. Au niveau de
cette interface de contact les vitesses de mouvement du fluide et de la structure sont a egalité.
Le mouvement du fluide qui englobe la structure en vibration résulte en une propagation
d’ondes sonores (bruit rayonnée) dont on différencie deux types une propagation dans un
champ voisin ou proche a forte pression acoustique et une propagation dans un champ lointain
a basse pression acoustique. Le deuxiéme élément important est le son engendré par la
propagation de I’onde acoustique, il s’agit en fait d’une sensation auditive qui a pour origine
les variations de pression de I’air. En effet, au passage de ’onde acoustique, la particule d’air
a un point donnée de I’espace quitte sa position d’équilibre pour y revenir tout en transmettant
cette perturbation aux particules voisines. Cette propagation de ces compressions et
décompressions est donc a I’origine de 1’onde sonore [Reigner 2003].

Le son se propage donc dans le fluide sans déformation a une vitesse constante
dépendant des propriétés du milieu, par exemple, la vitesse du son est égale a 340 m/s dans
I’air et a 1450 m/s dans I’eau. Généralement, les ondes sont classées par rapport a leurs
vitesses comparées avec celle du son dans le fluide environnant. Les ondes ayant une vitesse
supérieure a la vitesse du son sont dites supersoniques, alors que celles qui sont plus lentes
sont dites subsoniques.

Le rayonnement acoustique des structures est principalement lié aux conditions aux
limites et les effets de bord de ’objet. Les bords et les singularités de la structure créent des
dissymétries qui ne permettent pas a I’écoulement de compenser les effets de vibrations. 11
subsiste des endroits excédentaires ou déficitaires qui se comportent en sources de bruit. Les
vibrations et le rayonnement acoustiqgue ont donc un rapport direct important, avec les
longueurs d’ondes mécaniques et acoustiques et les dimensions ou bien la taille de la structure.

Par exemple dans le cas de transformateurs ou de réactances, les premiéres raies
générées par les effets magnétiques (magnétostriction) au niveau du circuit magnétique, fait
qu’il y’a une coincidence entre le tiers de I’onde acoustique et la distance entre chaque noyau
magnétique qui produit un bruit sonore génant.

Le bruit peut étre donc défini comme étant « désagréable » voire indésirable mais d’un
point de vue acoustique le son et le bruit sont le résultat du méme phénoméne physique de
fluctuation de la pression atmosphérique autour de sa valeur moyenne, la différence entre les

deux est donc subjective et dépend principalement de la nocivité de I’exposition pendant un
intervalle de temps. [IEC 60050-801] [Hansen 2001].
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P.11.2.Physique du son

Tel que défini précédemment le son est le résultat d’une variation de la pression, ou
oscillation, dans un milieu élastique (air, eau, solides), générée par une surface vibrante, ou un
¢coulement turbulent d’un fluide. Le son se propage sous forme d’ondes longitudinales,
impliquant ainsi une succession de compression décompression dans le milieu élastique
[Hansen 2001].

Une onde sonore pure appelée aussi « Tonalité » se caractérise principalement par une
amplitude des variations de la pression, une longueur d’onde, une fréquence et une période
auxquels on ajoute la vitesse du son ¢ = Af. Il est clair que le son est généralement un signal
plus complexe et ne peut étre caractérisé de la méme fagon qu’une tonalité (son pur). Pour des
sons complexes, il n’y a pas de regles mathématiques simples entre les différentes
caracteéristiques. Néanmoins, tout signal peut étre considéré comme étant une combinaison de
plusieurs voire une infinité d’onde sinusoidales, dont on peut caractériser chacune comme
pour un son pur. Ce qui conduit a un spectre fréquentiel du son étudie.

P.11.3.Propagation du son

Une onde sonore se définit comme une propagation tridimensionnelle d’une
perturbation (variation de pression) mécanique dans un milieu élastique produisant sur son
passage une variation réversible des propriétés physiques locales du milieu matériel. Cette
propagation se fait a travers un transfert d’énergie et non de matiére a une vitesse donnée
appelée célerité (vitesse du son) qui dépend de la nature, température, pression du milieu dans
lequel 1’onde acoustique se propage. Généralement, les ondes sonores sont dites
longitudinales ou sphériques. Longitudinales dans le cas d’une source ayant une surface
vibrante plane, car la propagation des ondes se fait dans le méme sens que 1’onde elle-méme.
Sphérique dans le cas d’une source sphérique (un point), car la propagation des ondes se fait
suivant les trois dimensions de I’espace d’une fagon sphérique. [Filippi 1998] [Zwicker 2013].

Dans ce qui suit, on s’intéresse a I’étude d’une onde acoustique a une dimension en
considérant un milieu de propagation infini afin de simplifier le probléme mathématique. Ces
hypothéses sont valables pour une propagation d’onde dans un tuyau de petite section par
rapport a sa longueur si on néglige les effets de bord [Pascal 2008].

On considére un gaz dans un tube de section S (Figure P.1), I’indice T correspond a la prise
en considération de la quantité totale.

S — ! pr - Masse volumique
1 1
I I ~ P : Pression
X X+AX ur : Vitesse

Figure P.1. lllustration du gaz dans un tube.
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En exploitant les équations de la mécanique des fluides, le principe de la conservation de
masse se traduit par I’égalité suivante :

ap (p, uy)
—. Shuac= [(5 prue) — (Sppw) ] At = —§ ——— AxAt (P.1)
Soit
dpr . 0(prue)
at T T ax (P.2)

Le principe de la conservation de la quantité de mouvement s’établie a partir de la loi
fondamentale de la dynamique m y = F comme suit :

ou dP
prSox—==S[(Pr)x— (Prlxsar]= —S—— Ax (P.3)
Soit
dur O0Pp
Proe v ox =0 (P.4)

Afin d’aboutir aux équations de I’acoustique linéaire, on considére que les grandeurs totales,
masse volumique et pression peuvent étre exprimeé par la somme de deux terme, un constant
(0) et le deuxieme fluctuant (1) tel que :pr = po + € p1 et Pr=Py+e€P;

Cette séparation est faite pour montrer qu’on s’intéresse explicitement aux petits mouvements
et que le second terme est beaucoup plus faible que le premier ( € << 0). Pour un fluide au
repos (vitesse d’entrainement u, = 0), on écrit donc up = € u,.

L’équation de conservation de masse linéarisé est comme suit :

dpo dpy dpo dp, duy 2 aul
W-I_EW-I_Eula_-I_E Uy —— I +p066—+6 P1 —— i =0 (P.5)

La linéarisation consiste a négliger les termes de second ordre en €2, on obtient donc :

dp au_o
at PGy T (P.6)
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De la méme maniére I’équation de la conservation de la quantité du mouvement devient :

6u1+ 5 6u1+8P0+ 6P1_0
PoC o T P Tox T ox (P.7)
Soit
ou OdP .
Po ot Tox = (P.8)

Ces deux équations comportent 3 inconnus. Une équation supplémentaire est donc nécessaire.
Cette derniere est fournie par I’équation d’état du gaz. La pression totale d’un fluide
compressible s’écrit sous la forme Pr = f(p,s) , s étant Pentropie. Dans le cas d’un gaz
parfait, le frottement visqueux et négligé, ainsi la différentielle de 1’entropie est

dPr de)

dSZCU(PT yPT

(P.9)

Avec vy le rapport des chaleurs spécifiques. Sachant que les échanges de chaleur dans le fluide
conduisent a des phénomenes de dissipation du méme ordre de grandeur que la dissipation
due a la viscosité, ils sont donc négligés (transformation adiabatique : ds = 0). On obtient
donc :

dPr  dpr
P, Vo, (P.10)

Pour un fluide homogéne de caractéristiques constantes dans le temps et en intégrant de
(Pya Pr; poapr ), I’égalité précédente devient :

Pr_ (&T)y
Py Po (P.11)

On aboutit finalement a la relation souhaité

Pr = f(pr,s = cte) = f(pr) =P, (S—T)y (P.12)

0

La pression est définie comme la différence de pression totale entre 1’état actuel du gaz
Pr = f(pr) et I’état au repos Py = f(p,), qui une fois développée en série de Taylor donne
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_ 2
p =Pr— Py = f(pr) — f(po) = (pr — po)f'(po) +M

(pT; Po) f(n)(po)+"'

(P.13)

Avec

y—-1

="P (P '(py) =120
Py =" () et 1) =T

" _)/_PO _ ﬁ re? ! =ﬂ —
P =20 =D() et flon) =T 2=

(P.14)

. . P
En faisant une troncature au premier ordre et en notant ¢ = Yp—" avecp = pr— po ON
0

obtient la relation (p = ¢ p) qui permet de supprimer dans I’équation de conservation de

masse linéarisée pour obtenir le systéme d’équations suivant :

16p+ u
c? ot 'Doax_

6u+6p _
Poge Tox T

0

0

(P.15)

L. NPT G N ] . . .
En dérivant la premiere équation par et la deuxieme par o on obtient I’équation d’onde

?*p 1%

- = 0
dx% c2 ot?

(P.16)

17




Tableau P.2 Equation d’onde en une dimension [Pascal 2008]

a%p

1
ax? 2

Equation d’onde :

c2 9t2

92
p=0

Solution générale pour une onde
plane

Solution harmonique : équation de
Helmholtz

Solution pour une onde progressive et stationnaire

P =1 (- §)+ £, e+ E)

Les fonctions f; et f, sont des
fonctions quelconques de variables

(t - —) et ( ) pour Vvérifier
I’ équation d’onde :

ap_ 1f’+1f'
ax ¢l ¢?
azp 1 1" 1 1"
= ﬁ=—zf1 +Ef2
o _ oo
E=f1+f2
azp 1 "
W= fl +f2

Sif, =0, alorsp(x, t) =
Aie=3)

Si f; aune valeur p, a (x,t), elle
aura la méme valeur a (x + Ax,t +

At ) ce qui implique que i—’: =c.
IL’onde se propage de fagon
croissante et inversement si f; = 0.

c est la célérité du son donnée par

Y P YRT
Cc = —_— = —_—
Po M

Avec pourl air
y=—=14
R =8. 314]/(mole K)
M = 291073 kg/mole

R constante des gaz parfait, M la
masse molaire

Pour une onde plane progressive, le
potentiel de vitesse est ¢ =

g (£—%)et

a¢ ,
Pzpogz Po 9
Jdp 1
R

Dans le cas présent le rapport entre
les deux grandeurs est I’impédance
intrinseque du milieu

p
- = =7
” PoC 0

Dans le cas de perturbations
harmoniques p(x, t) = p(x) e/t
on peut donc écrire

?’p(xt) _0%p(x) .
oxr2 | oxz ©
’p(xt) .
(7250 - e
0°p(x w
= [ ap(z) (x)] et =0

Sachant que e/*¢ ne peut étre nul
pour tout ¢, on aboutit donc a
1°’équation d’Helmholtz

0%p(x)
0x2

+k%2p(x)=0

Avec k le nombre d’onde k = %

La solution générale de 1’équation
est une pression complexe

p(x) =Ae /¥ + Be/k® AetBe
C

Donc

p(x,t) =p(x)e/

p(x,t) = Ae/Wt=kx) | poj(wt+kx)

plx,t)A e’w(t 2 +B eJW(t+%)

IPareillement que pour I’équation d’Helmholtz, la
solution générale comporte deux termes. Le premier
pour une propagation vers les x croissants et 1’autre
wvers les x décroissants. Souvent le second terme est
produit par la réflexion de la premiere onde a
I’extrémité du tube.

p(x) = Ae J** + B eJkx

En introduit R = B/A comme coefficient de
réflexion

p(x) = A (e /** + R e/*¥)
IAfin de décrire le champ sonore souvent on utilise
les moyennes quadratiques de la pression
acoustique et la vitesse particuliére conjointement.
ILa pression et la vitesse sont liées par 1’équation
d’Euler qui en notation complexe donne

_Jw_ _J %
powdx  pgckox
Pour une onde progressive R=0
(Une seule onde se propage)
pE) = A
u(x) = —e —Jjkx
ID’ou leurs valeurs moyennes quadratiques
((<PPEO>_ AP
4 p0c T 2poc
Ip c <u?(x,t) >= Ll
t 0 ' 2poc

L’intérét d’utiliser Z, = p, c précédemment et pour
avoir la méme dimension pour 1’onde progressive

< p?(x,t) >
pO—CZpO c < uz(x,t) >
Pour une onde stationnaire R=1

Les ondes ayant la méme amplitude se propagent
dans les deux directions opposées
p(x) = A(e/** + e/¥*) = 2 A cos(kx)

A . . A
u(x) =— (e + e/®*) = —j 2—— sin(kx
POC( ) / Po € (k)

ID’ou leurs valeurs moyennes quadratiques
|A|?
—c
Po €

<pP(xt)>

20¢ 0s?(kx)

lAl>
Po € <u?(xt) >= sin?(kx)
Po €
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P.11.4. Quantification du son

L’intensité acoustique généralement appelée la force du son, est un flux d’énergie
sonore qui traverse en fonction du temps une surface normale a direction de propagation de
I’onde sonore. Il s’agit donc d’un vecteur déterminé par le produit de la pression acoustique et
la vitesse particuliére, il permet la caractérisation de I’amplitude et la direction du son
[Cassoret 1996]. Le module de ce vecteur est noté I, se mesure en W/m2 et se définit par la
relation suivante :

1 T
=z fo p(O(0) dt P17

Dans un champ libre et dans I’absence d’autre sources et de réflexion, I’intensité acoustique
est reliée a la valeur efficace de la pression acoustique tel que (1ISO 3744, 1SO 9614) :

2
I rms

1= (P.18)

L’énergie totale émise par une source sonore en fonction du temps est la puissance
acoustique, W, définit par :

W = ffslnds (°.19)

Généralement, la surface utilisée est une section sphérique englobant la source [Fesi 2013].
En plus pour une onde sphérique qui se propage équitablement dans toutes les directions une
section sphérique et plus convenable. L’équation P.19 devient donc :

W=4mr?]

(P.20)

Ou I est ’amplitude de I’intensité acoustique et r la distance a partir de la source.

Le niveau de pression acoustique est défini par le rapport de 1’évolution temporelle
de la pression acoustique en décibel par rapport au seuil p, = 20 pPa qui correspond a la
limite théorique de perception du son par 1’ouiec humaine. Le niveau de pression acoustique en
dBSPL (SPL : Sound Pressure Level) est noté Lp et est défini par (P.21).

1 (Tp*(®
0 0
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Pour les états stationnaires, une formulation similaire & celle donnée par (P.1) peut étre définie
par (P.3).

Lp = 20log <R>

Do (P.22)

Le niveau d’intensité acoustique se calcule de la méme maniére que pour le niveau
de pression acoustique mais par rapport a une intensité de référence I, = 10712 W /m? mais
ce dernier est dépendant des conditions de mesures (distance, direction, lieu). Le niveau
d’intensité acoustique est donné par :

(P.23)

[
Lp = 10log <I_>
0

Le niveau de puissance acoustique est indépendant de I’emplacement de
I’équipement, des conditions d’ambiance et de la distance a laquelle les mesures sont
effectuées, contrairement aux niveaux de pression et d’intensité acoustique, il est donc
préférable pour une utilisation technique et souvent utilisé par les professionnels. Le niveau
de puissance acoustique est donné dans ( P. 23) par rapport a une puissance de référence
W, =10"12w.

w
W =10log (W)

A (P.24)

La forme géométrique de la source et celle de la surface d’intégration impacte la
mesure effectuée. Le Tableau P.3 donne 1’équation d’onde en fonction de la géométrie de la
source et le Tableau P.4 donne quelques ordres de grandeurs de la puissance acoustique pour
différentes sources.

Tableau P.3 Etude d’un systéme mécanique masse-ressort & un degré de liberté

Source plane Source linéaire Source sphérique

Géométrie |

L A
ikiiE SR

0

Pression acoustique

x
P = Pa(o) €OS w(t——

)

_ p
| =

T c

Puissance acoustigue W; (W/m?2) W, (W/m) W (W)
o . W, w
Intensité acoustique I =Ws = =
21T . 4 r? .
Différence du niveau _ 2 _ 2
sonore Ll —_ L2 = 0 Ll - L2 —_ 10 lOg(E) Ll - LZ - 20 lOg(E)
Différence du niveau AL = 0 AL = 3 dB AL = 6 dB

sonore pour r, = 21,
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Tableau P.4 Exemple de puissance acoustique pour différentes sources

Puissance acoustique Puissance
Source du son moyenne (#W;J maximal (W) L, max (dB)
Voix humaine 10 0.001 90
Ventilateur (5000 m*/h), 500 (Pa) 0.01 100
Piano 1 0.2 113
Trombone 4 6 128
Orchestre avec 75 instruments 40 70 138
Grand haut-parleur 100 140
Réacteur d’avion 10000 160
Moteur a fusée 10000000 190
P.1L1.5. Psychoacoustique et perception du son
La branche d’acoustique qui traite la perception des sons s’appelle la

psychoacoustique. Cette science étudie le fonctionnement de 1’appareil auditif en recherchant
les relations entre les propriétés physiques des sons regus et les sensations evoquées. La
perception sonore remplit un grand nombre de fonctions tels que, information sur
I’environnement (appréhension de I’espace), information sur la proximité et la direction des
sources. La perception du son nécessite donc un « récepteur sonore ». Un récepteur sonore est,
dans un sens technique un microphone et dans un sens biologique une oreille. Les récepteurs
artificiels du son, sont des transformateurs d’énergie. Ils transforment 1’énergie mécanique du
champ sonore en énergie électrique [Fesi 2013] [Hansen 2001]. L’oreille humaine se subdivise
en trois parties principales pour I’audition : I’oreille externe, moyenne et interne (Figure P.2).

Oreille moyenne Oreille interne

marteau |
IS

Oreille externe

canaux
semi-circulaires.

nerf auditif i

fenétre ronde
(sous l'étrier)

conduit
auditif

trompe dEustache

Figure P.2. Physiologie de I’oreille humaine.

e L’oreille externe (captes les ondes sonores): se compose du pavillon et du conduit auditif
externe
- Le pavillon réalise un filtrage sélectif suivant la direction d’incidence du son et sa
fréquence
- Le conduit auditif externe joue un réle de guide d’onde
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L’ensemble de I’oreille externe a pour effet une amplification de quelques dB des sons
entre 1.5 Hz a 7 kHz.

e L’oreille moyenne (adaptation d’impédance): est une cavité d’air dans un os «le
rocher », qui renferme un systéme articulé de trois osselets (les plus petits os du corps
humain).

- Le marteau (= 20 g) au contact du tympan, tenu par des ligaments ;

- L’enclume (= 25 g) tenu par des ligaments ;

- L’étrier (= 5 g) attaché au bout de I’enclume et solidaire de la fenétre ovale.

L’oreille moyenne joue un role d’amplification et d’adaptation d’impédance par un effet
de levier et surtout par le rapport de surface entre le tympan (65 mm?) et la fenétre ovale
(3 mm?) d’environ 20. L’oreille moyenne joue également un role de protection par une
limitation mécanique lié au mouvement naturel des osselets et une limitation lié a la
contraction d’un muscle attaché a 1’étrier.

e L’oreille interne (Percoit les sons): Assure la transformation de 1’énergie mécanique en
énergie bioélectrique (potentiels d’action nerveux). L'oreille interne est trés compliquée.
De fagon tres simplifiée, les sensations mécaniques du son impact le fluide dans la
cochlée qui se traduit en une différence de pression. Dans la cochlée se trouve la
membrane basilaire, a sa surface des cellules capillaires trés sensibles (totalisant plus de
30000), qui sont forcées a se déformer par le mouvement du fluide. Les cellules
capillaires reconnaissent les déformations et les transforment en impulsions nerveuses,
induisant au cerveau une sensation réelle daudition.

La psychoacoustique étudie donc la réponse de 1’oreille humaine aux ondes sonores
(bruits). Cette réponse dépend de la fréquence et le niveau de pression acoustique du son ou
bruit. Une personne normale, jeune et en bonne santé est capable de détecter des sons qui
s’étendent de 20 Hz a 20 kHz. La Figure P.3 montre que la sensibilité de ’oreille humaine

face a des ondes sonores de différentes fréquences et amplitudes n’est pas la méme.
ISOSONIE [ISO 2003].

Dbsre Pa
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Figure P.3. Sensibilité d’écoute de 1’oreille humaine.
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A partir des études de sensibilité de 1’audition chez ’'Homme, la norme ISO 2003
donne les courbes de perception normalisées (Figure P.4). L’unité de mesure est le phone est
permet de déterminer les niveaux d’égale perception a I’intensité du son.
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Figure P.4. Courbes isosoniques normalisées.

Afin de prendre en considération le comportement de I’ouie en fonction de la
fréquence, une pondération physiologique peut étre introduite. Les courbes de pondération se
définissent a partir de I’inverse des courbes d’isosonies. Les quatre pondérations les plus
répandues sont les pondérations en A, B, C et D et sont représentées dans la Figure P.5. Elles
sont utilisées principalement dans les contextes suivant :

e La pondération en A correspond a la courbe isosonique de 40 phones et est utilisée
pour des niveaux de puissance acoustique entre 0 dBSPL et 55 dBSPL.

e La pondération en B correspond a la courbe isosonique de 70 phones et est utilisée
pour des niveaux de puissance acoustique entre 55 dBSPL et 85 dBSPL.

e La pondération en C correspond a la courbe isosonique de 100 phones et est utilisée
pour des niveaux de puissance acoustique entre 85 dBSPL et 130 dBSPL.

e La pondération en D est principalement utilisée pour 1’aéronautique et permet de
caractériser au-dela de 130 dBSPL.

De maniére a obtenir un niveau de puissance acoustique pondéré, il faut soustraire, au
bruit mesuré sur la courbe isosonique a une fréquence donnée, le niveau donné par la courbe
de pondération a cette fréquence. La pondération en C est presque plate, de ce fait elle
pondere toutes les fréquences presque de la méme facon. En revanche, la pondération en A
attenue fortement les faibles fréquences. Le dB(A) est celui qui correspond le mieux a la
sensibilité qu’a ’oreille humaine aux signaux sinusoidaux de faible a moyenne puissance
[Hartmann 1996]. 11 est d’ailleurs 1’unité de référence des sonométres.
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I.1. Le défi du véhicule électrique et hybride

1.1.1. Contexte : Pourquoi le véhicule électrique et hybride ?

La dynamique du développement récent du véhicule électrique et hybride comme une
nouvelle ancienne technologie est alimentée principalement par cing enjeux majeurs.

Le premier est un enjeu sociétal lié¢ au grand besoin de mobilité crée par la grande
urbanisation et le grand taux de croissance démographique.

Le deuxieme est un enjeu environnemental, lié & la crise environnementale que
connait notre planete aujourd’hui, il est donc primordial de trouver des solutions viables et
durables. Agir sur le secteur de transport constituant 50% de la consommation mondiale
d’énergie fossiles, aussi responsable de plus de 15% d’émissions de CO2 semble étre une
voie idéale.

Le troisieme est un enjeu politique liée a la dépendance gouvernementale a certains
pays détenant les ressources naturelles.

Le quatrieme est un enjeu économique, toutes les études aujourd’hui pointe du doigt
une crise du marché de 1’automobile qui fait face a de nombreuses problématiques entre autre
les normes drastique imposé a ce secteur entre autre la réduction des émissions carboniques,
le besoin d’efficacité énergétique provoqué par la raréfaction ainsi que 1’augmentation
continue du prix du carburant. Ce secteur doit donc se réinventer afin de palier a ces défis.

Le cinquiéme est un enjeu technique et technologique, le besoin a toujours éte le
promoteur numéro un de I’innovation. Ce besoin de nouvelles solutions pour le transport a
permis et permettra dans les années avenir 1’acquisition de nouvelles compétences, un savoir-
faire nouveau permettant 1’apparition de nouvelles techniques et produits technologiques
ainsi qu’un impact trés positif et trés prometteur pour beaucoup d’autres secteurs. Cet impact
fait déja parti de notre quotidien avec le développement du véhicule électrique et hybride qui
a boosté beaucoup de secteurs techniques et technologiques (Motorisation, aérodynamique,
stockage, ¢€lectronique embarqué,...). L’industrie automobile est la premiére a en bénéficier
ainsi que le secteur de la Recherche et développement notamment le génie électrique, génie
mécanique, chimie, etc. Aujourd’hui on commence a avoir des projections de notre avenir
avec les systemes intelligents connectés (« smart power plants », «smart building »,
« smart grids », « smart vehicles », « smart factories »).

Le vehicule électrique et hybride se présente donc comme une technologie (solution)
de rupture permettant de répondre aux grands enjeux de I’automobile et globalement a ceux
de la mobilité (transport). Le développement du véhicule électrique a le potentiel d’avoir un
trés bon impact sur les secteurs de I’énergie, I’environnement, le transport, promotion de
nouvelles technologies, création de nouvelle industries menant ainsi vers une croissance
économique.
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1.1.2. Histoire du véhicule électrique (nouvelle ancienne technologie)

L’apparition de la motorisation électrique remonte au commencement méme de I’ére
automobile [Wastraete 2011] au début du 19°™ siécle, avant méme le véhicule & combustion
interne [Griset 2006]. Les premiers prototypes de véhicules fonctionnant a 1’électricité datent
donc des années 1830, on peut citer entre autre la carriole électrique de Robert Anderson et le
train miniature de Thomas Davenport, fonctionnant avec des batteries au zinc non
rechargeable. En 1859, Gaston Planté invente la batterie rechargeable au plomb acide
perfectionnée par Camille Faure en 1881, offrant ainsi de nouvelles possibilités de
développement. Suite a cela, les premiers modeles probants, concus par des ingénieurs et
chimistes, sont ainsi présentés en Europe dans les années 1880, tel que la voiture électrique de
Camille Faure, Charles Jeantaud et Nicolas Raffard. Le tricycle électrique de Gustave Trouvé
(Figure 1.1), le véhicule électrique de William Ayrton et John Perry (Figure 1.2) et
I’automobile électrique de Thomas Parker (Figure 1.3) ... [BLIND 2016].

Figure 1.1. Voiture électrique construite par Gustave Trouvé en 1881

Le véhicule congu en 1881 par I’ingénicur frangais Gustave Trouvé a été présenté lors
de I’exposition internationale d’électricité de Paris en novembre de la méme année comme le
premier véhicule électrique. Le véhicule fut un tricycle de 0.1 hp (75 W) [Ehsani 2018] mais
il relevait encore du prototype et son utilisation sur route paraissait délicate (avec un systeme
de commandes a poulies, le conducteur doit immerger des plaques de métal dans des
récipients contenant de I’acide pour moduler I'intensit¢ du courant et donc sa vitesse).
Quelques mois plus tard, les deux ingénieurs anglais William Ayrton et John Perry,
présentaient également un tricycle électrique. Ce véhicule était md par un moteur connecté a
la roue arriere droite. Des dizaines de batteries au plomb de Planté permettaient de délivrer
0.5 hp (375 W) pour une autonomie respectable d’une vingtaine de kilométres! La voiture
¢lectrique d’Ayrton et Perry pouvait atteindre 15 km/h.
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Figure 1.3. Thomas Parker assis dans une voiture électrique une des premiére au monde

Les premiers prototypes firent donc leurs apparitions en 1835, mais la technologie fut
réellement « démocratisée » grace aux avances technologiques sur les batteries au plomb a
partir de 1890. [Bazzi 2013] [Ostiari 2013]. Le 29 avril 1899, le seuil des 100 km/h a été
franchi pres de Paris par une voiture électrique baptisée la « Jamais contente » fabriquée par
Camille Jenatzy (Figure 1.4). Une voiture équipée de deux moteurs de 25 kKW possédant une
autonomie de 85 km et alimentée par des batteries de plomb (fournissant pres de 200 V 124 A
pour un poids de 1450 kg). [Wastraete 2011].

Figure 1.4. La Jamais Contente au mondial de I’automobile de Paris 2014
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A la méme époque (1899), Ferdinand Porsche a déposé un brevet de motorisation
électrique incorporée aux roues. Fruit d’une collaboration avec le constructeur automobile
viennois Jacob LHONER, ce mode¢le se distinguait de ceux déja existants par le fait qu’il
associait motorisation électrique et thermique. En effet, le principe de ce nouveau moteur
consistait a alimenter les quatre moteurs ¢électriques au moyen d’une batterie rechargée par
une dynamo qui était associée a un moteur thermique. La premiére voiture hybride série était
nee. [Wastraete 2011].

Les véhicules électriques sont alors appréciés dans cette époque en Europe et aux
Etats-Unis pour leurs performances servant notamment les parcs de taxis en ville. La majorité
des taxis parisiens étaient électriques et se rechargeaient via une infrastructure dédiée : bornes
de recharges publiques ou station d’échanges de batteries (Figure 1.5). L’autonomie de ces
véhicules était entre 50 et 80 km avec des vitesses de déplacement inférieurs a 40 km/h.
[Caillard 2015].

Figure 1.5. Station de recharge et d’échange des batteries d’accumulateurs de la firme Krieger (Paris-

1898)

En 1900, sur 4200 voitures vendues, 40% étaient a vapeur, 38% électrique et 22% a
essence [Husain 2011] mais la lenteur des progres réalise sur les batteries en comparaison au
développement acceléré des moteurs a explosion relégue le véhicule électrique au second plan
(autonomie, prix élevé) donc oublié a partir des années 1910. [Ostiari 2013].

Avec le développement de véhicule thermique, la population se désintéresse donc du
modele électrique plus couteux et moins performant. Les constructeurs tentent de le valoriser
auprés de la gente féminine avant 1914, avant de I’abandonner dans les années 1920. 1l vient
alors entre 1960 et 1970, le choc pétrolier et les nouveaux enjeux environnementaux
favorisant ainsi la réintégration de nouveau du véhicule électrique. En 1964 apparut
I’Electrovair de General Motors (Figure 1.6) avec un moteur asynchrone triphasé de 115 hp
(86 kW) commandé par un onduleur a thyristors [Husain 2011].
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Figure 1.6. Electrovair Il (1966) de General Motors alimentée par batteries de zinc de 532 volts

D’autres voitures électriques ont vu le jour dans cette époque mais n’atteignant pas le
stade de grande série. En 1990, la Peugeot 106 électrique a été produite a 6400 exemplaires, la
Chevrolet EV1 a 1100 exemplaires et la Renault Elektro-Clio a 400 exemplaires. Ces chiffres
sont a comparer aux 2.8 millions de la Peugeot 106 thermique. Les progrés sur les batteries
Lithium-ion dans les années 2000 ont permis d’envisager a nouveau le véhicule électrique
comme une solution pertinente de mobilité. Aujourd’hui les véhicules électriques atteignent
des autonomies de 1’ordre de 500 km tel que Renault Zoe et Tesla S (Figure 1.7) sans oublier
les performances quelques voitures atteignent des accélérations de 0 a 100 Km/h dans
seulement quelques secondes faisant concurrence aux grosses cylindrées.

is® ]

Figure 1.7. Exemple de véhicules électriques commercialisée de nos jours Renault ZOE et Tesla S
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1.1.3. Enjeu sociétal

La problématique de la mobilité est toujours d’actualité et présente un enjeu sociétal
majeur. Elle est principalement pilotée par la rapidité de la croissance économique,
démographique, et spatiale des grandes métropoles. Cette croissance doit donc étre anticipée
et surtout étre accompagnée d’'un développement paralléle d’infrastructure et de moyens de
transport adaptés. Le choix de la solution de mobilité dépend en grande partie d’un facteur
majeur qui est le développement urbain. Aujourd’hui, les solutions pour la mobilité urbaine ne
sont pas nombreuses. La mobilité urbaine a pris dés le début du 19°™ siécle, un aspect
technique et scientifique, on parle donc de mobilité intelligente avec des plans d’urbanisation
permettant d’améliorer les conditions de vie de la société, tel que:

e [’amélioration de ’efficience des économies locales et régionales.
e La lutte contre la pauvreté par ’encouragement des populations défavorisées.
e La préservation de I’environnement et le respect des taux d’émissions carbonées dans
les centres urbains.
Ces criteres sont généralement atteints via des plans d’urbanisations intelligents incluant le
développement d’infrastructure de transport, des transports en commun, ...

Ces plans souffrent aujourd’hui de la rapidit¢ de la croissance démographique
mondiale qui résultent en une augmentation quantitative et qualitative des déplacements et
provogue un bouleversement profond du transport urbain a cause du besoin grandissant de
moyens de transport. La Figure 1.8 illustre la liaison entre la croissance démographique et la
production de veéhicules dans le monde, ces données sont publiées par le bureau des
statistiques de transport des Etats-Unis (https://www.transportation.gov/) et comprend les
vehicules utilitaires et commerciales sans compter les mini-fourgonnettes, camionnettes et
vehicules utilitaires sportifs. Subvenir a cet énorme besoin de mobilité en utilisant des
vehicules a combustion interne est aujourd’hui condamné par les limitations d’émissions
carboniques ainsi que la raréfaction des ressources pétrolieres.

10— —Population modiale en billions 100

—Production de véhicules en millions
; ;

80
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S |
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Production mondiale de véhicules|

Figure 1.8. Evolution mondiale de la population et la production de véhicules

La solution qui semble étre adopté sur une échelle mondiale par la majorité des
politiques gouvernementales est introduite sous le nom de I’¢lectromobilité. Une solution
performante, intelligente, silencieuse, a zéro émission et qui répond aux besoins et aux enjeux
sociétales, énergétiques, économiques et environnementaux. Une large gamme de modéles est
aujourd’hui disponible sur le marché et assure le déplacement de fagon efficace et efficiente
des hommes et des marchandises en transport individuel ou collectif.
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1.1.4. Enjeu environnemental

La problématique environnemental et la lutte contre le réchauffement climatiques est
un enjeu bien connu de tout le monde aujourd’hui. Cela fait quelques années maintenant que
la sonnette d’alarme est déclenchée et que les agences gouvernementales européennes et
internationales tentent de contrer ce danger. Le secteur de transport étant tout seul responsable
de presque 30% des émissions carboniques mondiales a pousser les politiques sur une échelle
mondiale de trouver des alternatives aux moyens de transportation actuelles afin qu’ils soient
moins polluants et respectent I’environnement. Les moyens de transports actuellement en
utilisation sont en grande majorité a base d’une motorisation thermique et utilisent une
énergie fossile comme carburant ayant ainsi un impact important sur 1’environnement. On
citera principalement I’impact sur la qualité de I’air, la pollution sonore, I’épuisement des
ressources et surtout I’impact sur la santé.

e Qualité de Pair

Aujourd’hui et partout dans le monde surtout dans les grandes villes et principalement
les métropoles, la qualité de ’air est alarmante avec une concentration de polluants qui
dépassent largement les seuils considérés comme non-nocifs pour les humains. Cette
dégradation de la qualité de I’air est principalement due aux particules fines contenues dans
I’air provenant généralement du gaz d’échappement des véhicules a combustion interne et
dans une moindre mesure aux particules dégagées des plaquettes des freins lors du freinage.
La Figure 1.9 donne la concentration en micros particules PM2.5 dans la région parisienne et
montre clairement que les fortes concentrations sont enregistrées sur les routes. Les seuils de
pollution sont souvent accentués par les conditions météorologiques induisant sur quelques
jours de ’année des concentrations énormes de polluants La Figure 1.9 publiée par la plate-
forme nationale de prévision de la qualité de I’air [Prevair], montre un taux tres élevés de
pollution aux particules fines PM10, enregistré le 23 janvier 2017 en France.
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Figure 1.9. Nustration des taux de pollutions et la dégradation de la qualité d’air en France
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La situation au niveau Européen reste plus au moins maitrisé des normes et une
surveillance permanente permet d’alerter la population et les autorités locales afin d’agir
d’urgence soit par une circulation alternée de véhicules selon leurs immatriculation soit par
des journées sans voitures. L’un des pays qui souffre le plus de pics de pollution d’air trés
fréquents est la Chine [Dongsheng 2014]. La Figure 1.10 montre a quel point la situation est
précaire avec la popularisation de points de ventes d’air.

Une journée de plus en plus ordinaire a Pékin (Chine), ou la Flle d attente pour sacs d'air frais en Chine 2014
pollution a dépassé les seuils d’alertes 179 jours en 2015. (CFP)
(AFP)

Figure 1.10. Ilustration des taux de pollutions et la dégradation de la qualité d’air en France

Les vehicules électriques et hybrides sont présentés comme une alternative permettant
d’atteindre des seuils acceptables d‘émissions carboniques. Théoriquement, lorsqu’on regarde
les arguments de ventes tel que véhicules €lectriques a zéros émissions, on a I’impression que
c’est la solution miracle, sauf que cela ne prend pas en considération le processus de
fabrication ainsi que la production et distribution d’énergie. La Figure 1.11 montre bien que
les véhicules électriques ou hybrides ne sont propres en comparaison avec les véhicules a
combustion interne que si la source d’énergie est propre. Le mixe énergétique Francais
favorise ainsi I’utilisation du véhicule électrique afin d’améliorer la qualité de I’air.
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Figure 1.11. Emission carbonique globale en fonction de la motorisation du véhicule
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e Pollution sonore

Le bruit des transports est une des nuisances majeures de la vie quotidienne les plus
intensément ressenties par les populations. Son importance va en grandissant en raison d’une
sensibilité de plus en plus aigué a cette nuisance, et de la croissance continue des trafics de
voyageurs et de marchandises. Les phénoménes de bruit en cause sont complexes et leurs
impacts restent encore difficiles a mesurer. Cette complexité est globalement due a la
diversité des sources, des environnements et de récepteurs. Aujourd’hui, malgré les avancés
de la psycho-acoustique dans la perception du son chez I’étre humain, la notion de géne et de
nuisance sonore reste trés complexe et dépend de beaucoup d’autres variables psychologiques
(humeur, attitude, ...) autre que le bruit sonore. Pour cette raison la quantification de la
nuisance sonore des transports se base en plus des méthodes et modeles classiques sur des
modeles stochastiques basés sur des sondages auprés d’une sélection de personnes
représentatives de la société permettant de quantifier au mieux le géne occasionné par le bruit
des transports aupres de la population [Champelovier 2003].

La pollution sonore a un impact direct sur la santé des individus mais aussi des
impacts socio-économiques majeurs générant un cout économique trés important estimé a
environ 0.4 % du PNB total de I’Union européenne. [Noise in europe].

Les sondages d’opinion en Europe placent le bruit en téte des nuisances ressenties par
la population : 31% des Européens se plaignent de leur environnement sonore [IRNA 1995],
37% des Francais considérent le bruit comme une source de stress [Sondage CSA, mars
1996]. [Lambert 2000]. Pour tenter de réduire cette nuisance en France, le premier décret a été
publié au Journal Officiel du 10 janvier 1995, fixant une limitation pour les transports
terrestres du niveau sonore a 60 dB(A) le jour et 55 dB(A) la nuit. Aujourd’hui, les cartes
stratégiques de bruit sont rendues obligatoires par la Directives européenne 2002/49/CE, 1l
s’agit d’obtenir une estimation sur un territoire par le calcul des niveaux de bruit moyennés
sur une période de temps donnée. La Figure 1.12 montre la carte stratégique de bruit de Paris
fourni par Bruitparif [Bruitparif] pointant du doigt les dépassements aupres des periphériques
et ronds-points ainsi que les lignes ferroviaires.
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Figure 1.12. Cartographie du bruit des transports en région Parisienne
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Ces exigences visant a réduire la pollution sonore se traduisent par des normes et
limitations qui touchent le développement d’infrastructures, des batiments et des véhicules.
Ces réglements obligent & prendre en compte le bruit dés la conception des ouvrages et des
véhicules pour réduire I’'impact des nuisances sonore au voisinage a un niveau inférieur ou
égal aux seuils réglementaires. Afin de bien caractériser le bruit du trafic routier, il est
important de connaitre la dépendance des émissions ainsi que les conditions de propagation
pour mieux agir. Le Tableau 1.1 présente les facteurs influent sur le bruit du trafic routier
[Berengier 2001].

Tableau 1.1 Facteurs influent sur le bruit du trafic routier

Dépendance des émissions sonores Conditions de propagation
- du débit du trafic, - au profil en travers de la route (remblais, déblais,
- de la composition du trafic : véhicules légers (VL), tracé au niveau du terrain naturel),
utilitaires, poids lourds, trains routiers (TR), - a la présence d’obstacles tels que relief naturel,
motocyclettes, batiments, écrans, merlons,
- de la vitesse des véhicules, - & la distance entre source et récepteur,
- de I’allure des véhicules (changement de régime - a I’absorption acoustique de la chaussée, des sols
moteur), fonction des conditions de circulation et du environnants et des obstacles,
profil en long (rampe, profil plat), - aux conditions météorologiques.
- du comportement du conducteur,
- du type de revétement de la chaussée,
- de I’état de surface du revétement.

Dans les sources de bruit des véhicules routiers on distingue principalement : Le bruit
du moteur, les bruits aérodynamiques, le bruit des transmissions mécaniques, le bruit de
contact pneumatique-chaussée et les vibrations des divers éléments constituant le véhicule.
La Figure 1.13 illustre les principales sources de bruit pour un véhicule léger et montre que la
motorisation est responsable de haut niveau de bruit avec une grande dominance pour les
deux premiers rapports de vitesse.
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Figure 1.13. Sources de bruit dans un véhicule léger
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Les niveaux sonores maxima admis lors de I'nomologation des véhicules sont définis
par des directives européennes. La procédure de mesures et d'essais (norme ISO 362)
consiste @ mesurer le niveau sonore Lamax @ 7,50 m d’un véhicule en forte accélération et a
vitesse constante 50 km/h tel que indiqué dans la Figure 1.14 qui illustre les conditions de
mesure en champ libre du bruit généré par le passage du vehicule.
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Figure 1.14. lllustration des conditions de mesure en champ libre du bruit des véhicules

Dans la littérature scientifique un nombre grandissant d’articles vise a comparer les
émissions sonores des véhicules selon la motorisation utilisée. Dans [Lelong 2001] [Sakamoto
2010] et [Jabben 2012] la motorisation électrique offre un gain considérable en ce qui concerne
la réduction du niveau de nuisance sonore du véhicule, 10 dB pour les deux roues, 5 dB pour
les véhicules Iégers et 3dB pour les poids lourds. La Figure 1.15 montre une comparaison du
niveau de bruit généré par le passage d’un véhicule léger selon la motorisation. Il est clair
qu’a grande vitesse (> 60 Km/h) la différence due a la motorisation disparait et que
I’ensemble des véhicules opérent au méme niveau de bruit [ Iversen 2013].
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Figure 1.15. Comparaison du niveau de bruit pour un véhicule léger en fonction de la motorisation
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La Figure 1.16 compare de la méme maniére la motorisation électrique & la motorisation a
combustion du point de vue des émissions acoustiques générées par le passage d’un véhicule
lourd.
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Figure 1.16. Comparaison du niveau de bruit a 20 Km/h pour un véhicule lourd

On peut conclure a la fin de cette présentation que la motorisation électrique peut étre
une solution intéressante pour la lutte contre la pollution sonore dans les centres urbains.

e Epuisement de ressources

Le transport est le premier consommateur de combustibles pétroliers avec plus de
58%. Le pétrole est un combustible fossile résultant de la décomposition de la matiere
organique emprisonnée en sous-sol de la terre pendant I’histoire géologique. Le pétrole est
donc par nature une source énergétique limitée et épuisable. L’épuisement du pétrole n’est pas
une idée nouvelle mais un fait constaté depuis les années 1950, notamment par le géologue
King Hubbert dans sa publication concernant 1’exploitation des ressources primaires ou il
publie une courbe représentant la production de la ressource a partir de zéro jusqu’a un seuil
suivit par un déclin jusqu’a I’épuisement. Cette théorie s’applique parfaitement sur le pétrole
étant une source primaire, les travaux scientifiques les plus récents et les plus optimistes
publiés majoritairement par les Etats-Unis, les pays de ’OPEP et les compagnies pétroliéres
sur I’imminence du pic pétrolier mondiale indiquent que le seuil maximal de production sera
atteint en 2030. Sauf que la croissance démographique et économique mondiale incite a
avancer cette date. La Figure 1.17 indique que la production des combustibles fossiles
(charbon, pétrole et gaz) passera par un pic vers 2030 autour de 12 Gtep (tep : Tonne
d'équivalent pétrole). [Laherrere 2017].
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Figure 1.17. Production annuelle mondiale de combustibles fossiles et prévisions

De nos jours, en plus de la raréfaction de la ressource les gisements pétroliers sont de
plus en plus difficiles a atteindre augmentant la difficulté de IDextraction, le colt
d’investissement et réduisant ainsi la rentabilité. Les experts estiment que ces gisements ne
seront pas complétement exploités. Ces constations sur la production du peétrole impacte
fortement les principaux secteurs de consommation et impose une obligation de
diversification des énergies utilisées pour le transport favorisant ainsi le développement du
vehicule électrique et hybride.

e Impact sur la sante

Le développement du véhicule électrique et hybride présente un intérét particulier tel
que nous l’avons vue précédemment pour améliorer les conditions environnementales en
luttant contre la pollution aux gaz toxiques et bruits sonores. Cette amélioration impacte
directement la santé des individus. Sachant que la pollution aux particules fines et aux gaz
d’échappement des moyens de transport sont responsables selon une étude de Santé publique
France publiée le 21 juin 2016, d’environ 9% de la mortalité en France soit 48000 morts
prématuré par an et aussi une perte d’espérance de vie a 30 ans pouvant dépasser 2 ans. Alors
que, d’autres études ont déja vérifiées la responsabilité de la pollution sonore automobile dans
I'exacerbation des maladies cardiovasculaires, le risque de décés cardio-respiratoire chez les
sujets résidant & proximité d'un axe routier. L’exceés de bruit a des effets sur les organes de
I’audition (dimension physiologique), mais peut aussi perturber I’organisme en général, et
notamment le sommeil, le comportement (dimension psychologique). Lutter contre cette
pollution de I’environnement ne peut donc étre que bénéfique pour la santé de la population.
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1.1.5. Enjeu politique

La dépendance aux énergies fossiles et spécialement le pétrole se traduit pour un grand
nombre de pays par une dépendance économique et politique aux pays qui détiennent cette
ressource naturelle. La répartition géographique de cette ressource n’étant pas équitable et le
plus souvent les pays qui ne détiennent pas la ressource sont les plus grands consommateurs.
Cela fait que beaucoup de pays en croissance se trouve obligés a obéir a une politique imposé
par les pays producteurs. Cependant, le pays développé aprés le choc pétroliers de 1970 se
trouve aussi dans 1’obligation de mener des politiques adaptés limitant cette dépendance afin
d’éviter une crise économique. La Figure 1.18, donne les 15 pays qui détiennent la majorité de
la réserve mondiale en pétrole selon les déclarations de 2016 [US EIA] ainsi que les grands
producteurs actuels du pétrole brut. La Figure 1.19 donne les grands consommateurs de
pétrole brut en 2016.

Crude Oil Proved Reserves - 2016 Total Petroleum and Other Liquids Production - 2016
Bilion Barrels Thousand Barrels Per Day
300 20,000
15.000
200
10,000
100
5,000
0
3 3 2 : & P
FFFEFF SIS TS AR R R G SN S A
& @ o oy e S & ! @ cf & L S
& P & & ¢ 5 s :
& W & S W
\z“@c «

Figure 1.18. Principaux Pays détenant la réserve et la production mondiale du Pétrole
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Figure 1.19. Principaux Pays consommateur du Pétrole

Parmi ces pays, les pays asiatiques représentent la plus grande valeur en euros de
pétrole brut importé en 2016, avec des achats évalués & 284 milliards d’euros, soit 49,4% du
total mondial. En deuxiéme place, les pays européens qui sont a 28,6% tandis que 17,7% des
importations mondiales de pétrole brut sont livrés en Amérique du Nord. Parmi les pays
importateurs du pétrole brut certains ont réussi a limité fortement leur dépendance a 1’import
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de matiere premiére depuis 2012 tels que: le Royaume-Uni (-70,1%0), le Japon (-66,8%b),
I'ltalie (-66,8%b) et les Etats-Unis (-66,4%) .

1.1.6. Enjeu économique

L’industrie automobile a toujours été¢ un promoteur majeur de I’économie des pays
développés considéré souvent comme un indicateur principale de richesse, aujourd’hui et tel
que nous I’avons vue précédemment ce secteur a besoin de se réinventer afin de répondre aux
exigences actuelles (environnement, mobilité, ...). Le marché de I’automobile change donc de
stratégie et beaucoup de pays sont en rude concurrence afin de s’imposer comme leader du
marché automobile mondiale. La Figure 1.20 montre 1’évolution des immatriculations des
véhicules électriques a batteries et hybrides rechargeables dans le monde.
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Figure 1.20. Ventes de voitures électriques, parts de marché et parts des ventes de véhicules électriques a
batteries VEB et de véhicules hybrides rechargeable VHR dans certains pays, 2010-2016

La situation actuelle de ce marché se présente donc en faveur des pays qui ont pris
I’initiative de se lancer dans I’¢lectrification des véhicules. Selon le rapport de 1’Agence
Internationale d’Energie [IEA] sur les perspectives mondiales des véhicules électriques ainsi
que le rapport d’Accenture sur ’attractivité du marché des véhicules électriques [Gissler 2017],
certains pays prennent le devant comme des pionniers pour le développement des véhicules
¢lectriques alors que d’autres sont présenté comme favoris avec une évolution progressive et
une derniére catégorie présenté comme hésitante pour la poursuite de cette évolution (Figure
1.21).
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Figure 1.21. Carte du monde présentant I’attractivité du marché du véhicule électrique
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Figure 1.22. Evolution du parc automobile électrique mondial, 2010-16

La Figure 1.22 montre que la Chine suivie des Etats-Unis prennent le devant suivit par

1‘'Union Européenne. La tendance actuelle et avenir du marché international de 1’automobile
est estimée par I’IEA pour les années 2000 a 2050 et montre clairement sur une échelle
internationale que les veéhicules électriques et hybrides remplacerons graduellement les
véhicules a combustions internes. L’intérét économique aux véhicules a motorisation
alternatives (électriques, hybrides ...) ne cesse donc d’augmenté, la Figure 1.23 montre cette
mutation dans un scénario moyenné de I’évolution des ventes des véhicules légers.
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Figure 1.23. Scénario moyenné de 1’évolution des ventes de véhicules légers par type, 2000-50

Cette évolution accompagnée de 1’électrification du secteur de ’automobile n’est pas

seulement bénéfique que d’un point de vue économique mais impacte aussi positivement
d’autres secteurs tels que mobilité, énergie, recherche et développement, induisant ainsi une
forte croissance économique.
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1.1.7. Enjeu technique et technologique

Le développement du véhicule électrique et hybride est un challenge important avec
des enjeux techniques et technologiques majeurs en ce qui concerne I’efficacité énergétique
de toute la chaine de traction (Moteur électrique, convertisseur, batterie de stockage, chargeur,
borne de charge). On parle aujourd’hui de la deuxiéme génération de véhicules électriques et
hybrides avec beaucoup de progres qui font déja partie de notre quotidien, autonomie
prolongée, charge rapide, freinage régénératif, rendement élevé pour une large plage de
vitesse, masse réduite, utilisation de matériaux composites recyclables et plus légers (fibre de
carbone), conduite automatique. Ces enjeux techniques et technologiques ne cessent de se
multiplier et les attentes pour la troisiéme génération ne font que croitre avec des ambitions
trés promotrices. Le secteur de recherche et développement visent aujourd’hui la haute
performance, le haut rendement avec des véhicules dit intelligents et connectés. Le concept
futur des monopoles est en train de se dessiner avec un réseau électrique intelligent basé sur
un mix énergétique, des batiments intelligents non énergivores, une industrie intelligente et
économe, des véhicules intelligents. Cette intelligence se base principalement sur 1’efficacité
énergétique des systémes et I'interconnexion entre eux avec le transit d’une énergie dite
décentralisée et distribuée, gérée en temps-réel a trés haut rendement comparé a la situation
actuelle (Figure 1.24) ou les batiments et les véhicules peuvent participer a la production et
lissages des pics de production grace aux panneaux photovoltaiques et batteries embarquées.

Figure 1.24. Situation actuelle et avenir de la distribution d’énergie

1.1.8. Barriéres et leviers d’améliorations du véhicule électrique

Le secteur automobile dans sa nouvelle forme est aussi soumis a beaucoup de
contraintes déterminantes pour les choix technologiques. La contrainte la plus déterminante
est la barriére de matieres premiéres telles que les terres rares, le cuivre, le fer et le lithium qui
sont eux aussi comme le pétrole limitées et les prix ne font qu’augmenter.

e Moteur et équipements électriques

Technologie : Le choix du moteur électrique est une tache loin d’étre facile comme ils
existent plusieurs types, plusieurs topologies ainsi qu’une grande gamme de matériaux. Le
choix est donc trés compliqué et nécessite 1’'usage de multiples études d’optimisations multi-
physiques qui prennent en considération le maximum de contraintes afin d’aboutir a un
compromis acceptable pour une utilisation efficiente dans le véhicule électrique et hybrides.
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De point de vue technologique 1’optimisation des performances du groupe moteur propulseur
continue son évolution avec des ambitions de réduction de la masse, le volume, et le prix. La
Figure 1.25 donne un ordre de grandeur de cette évolution d’ici 2022.

¥

2012 Electric Drive System 2022 Electric Drive System

$30/kW, 1.1 kW/kg, 2.6 kW/L $8/kW, 1.4 kW/kg, 4.0 kW/l
90% system efficiency 94% system efficiency
55kW SYSTEM COST OF $1650 55kW SYSTEM COST OF $440
Today’s electric drive systems use Future systems may meet these performance
discrete components, silicon targets through advancements such as fully
semiconductors, and rare earth integrating motors and electronics, wide bandgap
motor magnets. semiconductars, and non-rare earth motors.

Figure 1.25. Evolution du co(t, poids, volume, puissance et rendement du groupe moteur propulseur

Rendement : Le rendement de la chaine de conversion sur une large plage de vitesse est une
contraintes majeure pour le véhicule électrique et hybride afin qu’ils soient compétitifs par
rapport aux autres technologies de motorisations. Aujourd’hui, les études affirment que le
rendement énergétique des véhicules électriques et hybrides est presque égal a celui du
véhicule a combustion si on inclut la totalité de la chaine énergétique partant de I’énergie
primaire a I’énergie mécanique utile. La Figure 1.26 donne le rendement énergétique d’une
chaine thermique comparé a une chaine électrique selon le rapport de Natixis Asset
Management [Ostiari 2013].
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Figure 1.26. Comparaison du rendement énergétique de la chaine thermique et électrique

Cependant, si on prend en considération que la motorisation, le rendement maximal est
de 35% pour un moteur essence, 45% pour un diesel et 95% pour moteur électrique. 11 est
donc clair que le rendement énergétique de la chaine dans sa globalité est une contrainte
importante qui nécessite d’étre améliorer. Aujourd’hui la motorisation électrique est a
rendement égale a celui d’une motorisation thermique avec un petit bénéfice en réduction
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d’émission carbonique. Néanmoins, dans un futur proche avec la décentralisation et le mix

énergétique ainsi que 1’évolution des technologies de stockage le rendement de la chaine
électrique sera nettement améliorer.

Terre rare : Le moteur le plus utilisé par les fabricants automobiles de nos jours est la
machine synchrone & aimants permanents qui necessite pour sa fabrication des terres rares,
notamment le néodyme. Le rapport de Janvier 2017 de I'U.S. Geological Survey [USGS], le
Tableau 1.2 affirme que la Chine assure plus que 90% de la production mondiale, mais qui
réduit son export de plus en plus pour subvenir a ses besoins. La Chine profite aussi de son
expertise dans les procédés de séparation essentiels a la production des terres rares pour
controler le marché. De ce fait, il est indispensable a I’industrie automobile d’investiguer
d’autres technologies de moteur €lectrique n’utilisant pas d’aimants permanents afin d’éviter
tout freinage dii a ’approvisionnement en matieres premieres.

Tableau 1.2 Principaux producteurs et réserve mondiale des terres rares

Pays Production en 2016 [tons] | Réserve [tons]
Totale mondiale 126000 120000000
Chine 105000 44000000
Brasil 1100 22000000
Vietnam 300 22000000
Russie 3000 18000000
Inde 1700 6900000
Australie 14000 3400000
Etats-Unis -- 1400000
Sud-Afrigue - 860000
Canada -- 830000
Malawi -- 136000
Malaisie 300 30000
Thailande 800 0

Cuivre : Malgré la disponibilité de la ressource avec des réserves importantes comme pour
les terres rares, la problématique réside dans I’approvisionnement en cuivre essentiel pour la
fabrication du moteur des batteries des connectiques dans les véhicules électriques. La
demande mondiale est grandissante impliquant ainsi une augmentation continue des prix. La
Chine est considérée comme le plus grand consommateur de cuivre et sa demande ne cesse
d’augmenter menagant ainsi I’approvisionnement dans d’autres pays (Figure 1.27).

(Global concentrate production, ‘000 MT/year) (Global refined demand, MT/year)
25,000 30,000
20,000 _ ' 25,000 |
' 20,000 | | l
15,000 o ﬂ -
15,000 | I '
10,000 ' | I
10,000 |
5,000 I 5000 |
2007 2009 2011 2013 2015 2017e 2019 2007 2009 2011 2013 2015e 2017e 2019
® Chile ™ Africa™ China ™ USA™ Peru ™ Australia ™ Indonesia™ RowW ®China ®™USA ™ Europe ™ Japan ™ Russia/Caspian ™ RoW
Principaux producteurs Principaux consommateurs

Figure 1.27. Principaux producteurs et consommateur de cuivre dans le monde
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e Batterie de stockage

Le stockage de I’énergie électrique nécessaire pour le bon fonctionnement du véhicule
électrique et hybride rechargeable est aujourd’hui le challenge le plus important pour
I’industrie automobile. Le choix des batteries adaptées pour ’application parmi les multiples
technologies existantes de nos jours avec des caractéristiques différentes (Puissance, énergie
spécifique, température de fonctionnement, durée de vie) est une tache primordiale et
dépend de plusieurs critéres. La Figure 1.28 présente globalement les principales technologies
en fonction de leurs densités de puissance et d’énergie ainsi que le Tableau 1.3 résume leurs
principales caractéristiques [Ostiari 2013].

N0 o
i Li-air target

MH-air target
250 Lithium Polymer _
Prismatic =0
~ BEV goala
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2 1504 - | N - PHEV goal
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Figure 1.28. Comparaison des technologies de batteries
Tableau 1.3 Avantages et limitations des différentes technologies de batteries
. . . s o Lithium-
Batteries Plombe c’;‘(';]lq(ﬁljm N'ﬁkzl;mztal Zebra Lithium-ion L(;fhr']l:g; L'Ptﬁgémr;gg' Métal-
Y poly P Polymere
Energie
spécifique 40 50 80 120 150 190 120 110
[Wh/kg]
Puissance en
pointe 700 900 150 1500 250 800
(Wikg)
Nombre de =500 = 1500 = 1000 =100 = 1200 = 2000 2000 = 1800
cycles
Colts - - - - - ~ ~ ~
(€/kWh) ~200 =~ 600 ~ 1500 =500 =500 ~ 1500 ~ 1000 ~ 1500
Energie Energie et
Avantages Faible cout Fiabilité Durée de vie spécifique et puissance Gain de place Durée de vie Gain de place
durée de vie spécifique
Forte toxicité Coilt Puissance
Forte toxicité de Cadmium Recours & des limitée Colit Puissance Probleme de Colt
Limites du_PIorpb . Faible energie | oo rares Forte Necessité de limitée température Faible
Faible énergie | spécifique Autodécharge autodécharge protection Coilt our la charge performance
spécifique Effet 20% g (12% par thermique P 9 a froid
mémoire (30%) jour)
Les batteries en Lithium-ion est la technologie la plus utilisée sur la deuxiéme

génération de veéhicule électrique avec 70% suivit par Lithium-polymeére, Nickel-métal-
hydrure et Nickel-Cadmium a 10% chacune. Ces batteries présentent donc aujourd’hui le
meilleur compromis (Performance, prix, poids) mais nécessite une protection thermique
(Battery Managment System BMS) contre la surchauffe voire I’explosion. Si actuellement
I’approvisionnement en Lithium, I’autonomie qui varie entre 20-30 kWh ainsi que la duree de
vie de ces batteries estimée a 9 ans ne pose pas de probléme particuliers aux constructeurs
avec méme des prix prévus a la baisse pour les années avenir a I’horizon de 2030 [Ostiari
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2013]. Les difficultés majeures pour ce secteur résident d’une part dans le recyclage de ces
derniers, cette industrie est classée parmi les plus toxiques de la planéte. D’autre part, les parts
de ce marche sont monopolisés avec plus de 60% par 3 entreprises multinationales (Figure
1.29) [Inside EVs].

Samsung SDI
6%

AESC
(Nissan/NEC)
8%

Figure 1.29 Principaux producteurs de batteries au Lithium dans le monde 2016

Du point de vue technologique I’industrie du stockage de I’énergie spécialement celle
des batteries pour les véhicules continue son évolution avec des ambitions de réduction de la
masse, le volume, et le prix. La Figure 1.30 donne un ordre de grandeur de cette évolution
d’ici 2022.

2012 Battery Technology 2022 Battery Technology

$500/kWh, 100 Wh/kg, 200 Wh/I, 400W/kg $125/kWh, 250 Wh/kg, 400 Wh/I, 2000 W/kg

Lithium-ion batteries in today’s electric New battery technologies may meet the challenges
drive vehicles use a combination of of EV Everywhers. New concepts in lithium-ion
positive active materials based on technologies have the potential ta double the
nickel, manganese, or iron; matched performance and significantly reduce the cost
with a carbon or graphite “Beyond lithium-ion" technologies (lithium metal, lithium-

negative electrode. sulfur, and lithium-air) may also meet the challenge.

Figure 1.30. Evolution du cout, poids, volume et capacité des batteries Lithium-ion a I’horizon de 2022

e Convertisseurs statiques embarqués

Au cours des dernieres années, 1’¢électronique de puissance a fait d'énormes progres.
Les commutateurs électroniques récemment introduits sont le thyristor a gachette (GTO), le
transistor bipolaire de puissance (BJT), le transistor a effet de champ a oxyde métallique de
puissance (MOSFET), le transistor bipolaire a grille isolée (IGBT), le transistor a induction
statique (SIT), le thyristor a induction statique (SITH) et le thyristor commandé par MOS
(MCT) [Chan 1997]. La recherche active se poursuit sur le développement des interrupteurs de
puissance a haute performance. Le choix des dispositifs de puissance pour la propulsion
électrique est généralement basé sur :
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- Latension nominale qui dépend de la tension nominale de la batterie

- Le courant nominal qui dépend de la puissance maximale du moteur et du nombre
d'appareils connectés en paralléle.

- Lafréquence de commutation doit étre suffisamment élevée pour réduire le bruit
acoustique, la taille des filtres et le probleme de compatibilité électromagnétique.

- Les pertes

- Latension maximale pendant la charge

- Latension maximale pendant le freinage régénératif.

A I'heure actuelle, I''GBT est le plus attrayant car il posséde une impédance d'entrée
élevée et les caractéristiques a haute vitesse d'un MOSFET avec la caractéristique de
conductivité d'un BJT.

Tableau 1.4 Matériaux semi-conducteurs en fonction de I’énergie de gap

Symbole Energie de gap
chimique (eV)
Germanium Ge 0.7
Silicium Si 1.1 Semi-conducteurs
Arsenlyre de e P conventionnels
Gallium
Carbure de Silicium SiC 3.3 _ .
Oxyde de Zinc ZnO 3.4 ?:gg%oannddicgiugzs
Nitrure de Gallium GaN 3.4 (Wide Band Gap WBG )
Diamant (Carbone) C 5.5

Le Tableau 1.4 donne les principaux matériaux semi-conducteurs nécessaires a la
fabrication des commutateurs alors que la Figure 1.31 donne la répartition des technologies en

fonction de la puissance et la fréquence de découpage ainsi que les applications typiques pour
chaque technologie.
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qs,,w w. nc try N Diamond , —
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m Pan:l ter o X -
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100K 4 {4 1ML
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2 Data Center O 100k Railway
10K PV inven ! (Server) =
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Silicon A \ PC > 1kf i
- \;\’,EF = (oc-00) g SFIGBT  gimosrer
\ O 100F Hlgnored “Thermal Stability limit”
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Figure 1.31. Répartition par secteur des technologies de commutateurs électroniques de puissance en
fonction de la fréguence de découpage et la puissance
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L'évolution des topologies de convertisseur de puissance suit normalement celle des
commutateurs de puissance, visant a atteindre une densité de puissance élevée, un rendement
élevé et des convertisseurs de puissance robustes. Les convertisseurs cc-cc (hacheurs) et cc-
ca (onduleurs) sont utilisés pour les moteurs a courant continu et alternatif, respectivement.
La Figure 1.32 donne les topologies classiques de convertisseur de puissance, qui conviennent
aux véhicules électriques et hybrides, comprennent les types isolés et non isolés et une famille
de convertisseurs bidirectionnels. Les principales exigences concernant les convertisseurs de
puissance pour les véhicules électriques sont : rendement élevé (supérieur a 90%), fiabilité
élevée, compatibilité électromagnétique et la miniaturisation [Bellur 2007].

| Convertisseur de puissance pour VE |

|
- Commande Moteur
¢ * - Climatisation
Convertisseur DC-AC ‘ ‘ Convertisseur DC-DC ‘ 2 Elec_tronlqge’s embarqués
- Audio & Vidéo
- Commande Moteur I - Securité
(Convertisseur de fréquence) |I
Isolé MNon isolé
* * s Buck
- Freinage régénératif o | T
- Recharge batteries Bidirectionnel Unidirectionnel
—} Boost
Buck Half- _,’, Flyback
Buck-Boost
Bridge -)' S
Forward
Buck Full- +
Pexlos —>  Push-Pull
i Half-Bridge

* Full-Bridge

Figure 1.32. Principales topologies de convertisseurs de puissance pour le véhicule électrique

Parmi ces topologies I'une des plus intéressantes pour le véhicule électrique pour la
recharge des batteries, le freinage régénératif et la traction est celle a base d’un convertisseur
cc-cc bidirectionnelle dit « Buck half-bridge » connecter a un onduleur a 6 bras, la Figure
1.33 montre le montage triphasé de base pour une chaine de traction électrique avec le mode
charge (A) et le mode traction (B).
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Figure 1.33. Configuration de base du convertisseur embarqué pour la recharge et la traction électrique

En plus des onduleurs conventionnels a largeur d'impulsion modulée (PWM), l'une
des derniéres topologies d'onduleur pour les applications alimentées par batterie est ce que
I'on appelle des onduleurs cc a résonance continue. Ces onduleurs a liaison continue a
résonance ont un circuit résonnant parallele ou série, fournissant ainsi une condition de
commutation sans tension (ZVS) ou de commutation a zéro (ZCS). Surpassant les colts
supplémentaires dus au réservoir résonnant et a la complexité accrue du controle, ils
présentent les avantages suivants: perte de commutation nulle, faible coefficient de dissipation
thermique, fonctionnement sans amortissement, densité de puissance élevée, probléme CEM
moins grave, bruit acoustique réduit et fiabilité ameliorée. En raison de ces avantages, les
onduleurs résonants a liaison cc ont des applications prometteuses pour la propulsion
électrique.

Les commutateurs a semi-conducteurs a haute tension, a haute puissance, a haute
température, a commutation rapide et a tres faible résistance sont d'une importance
primordiale dans les convertisseurs pour VE. Aujourd’hui les travaux de recherches se
focalisent sur les semi-conducteurs a large bande de gap (Wide Band-Gap WBG) permettent
aux dispositifs de fonctionner a des températures, des tensions et des fréquences beaucoup
plus élevées - rendant les modules électroniques de puissance utilisant ces matériaux
significativement plus puissants et économes en énergie que ceux fabriqués a partir de
matériaux semi-conducteurs classiques. Les matériaux WBG ont le potentiel de permettre aux
dispositifs électroniques des performances largement supérieures a la technologie actuelle.
Les avantages spécifiques liés a I'énergie sont énumérés ci-dessous :

- Réduction des Pertes: élimine jusqu'a 90% des pertes d'énergie qui surviennent
actuellement lors de la conversion de [I'électricité en courant continu et de la
conversion de courant continu en courant alternatif

- Fonctionnement a plus haute tension: Gere les tensions 10 fois plus élevées que les
dispositifs a base de Si, ce qui améliore grandement les performances dans les
applications a haute puissance.
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- Fonctionnement a température élevée: Fonctionne a des températures supérieures a
300 °C (deux fois la température maximale des appareils a base de Si). Cette tolérance
pour une température de fonctionnement plus élevée améliore la fiabilité globale du
systeme, permet des systémes plus petits et plus légers avec une consommation
d'énergie de cycle de vie réduite et crée des opportunités pour de nouvelles
applications.

- Fréquences supérieures: Fonctionne a des fréquences au moins 10 fois supérieures
a celles des dispositifs a base de Si, rendant possible des conceptions de produits plus
compactes et moins colteuses.

Cette évolution technologique a permis aux unités de conversion de puissance
d’embarquer dans les véhicules électriques de plus en plus de puissance avec moins de masse
et de volume la Figure 1.34 ainsi que le Tableau 1.5 montre cette évolution de I’industrie de
’automobile électrique selon [US DOE 2017].

17.3"/440mm

v

A

Unité de conversion de puissance
contient :

— Onduleur triphasé moteur

— Onduleur triphasé générateur
— Hacheur parallele (Boost)

— Hacheur cc-cc (~200VCC a
12VCC)

2016 BMW i3

M ": 10 L~

2010APrius 2007 Camry 2011 Hyundai 2017 Prius
= Sonata

Figure 1.34. Evolution technologique des unités de conversion de puissance embarquées dans le VE

Tableau 1.5 Comparaison et évolution des convertisseurs de puissance embarqués dans le VE

2017 2016 2014 Honda 2012 2010 2008 2004
Prius BMW i3 Accord Leaf Prius Lexus Prius
(55 kW) | (125 kw) (124 kW) (80 kW) | (60 kW) | (110 kW) | (50 kW)
Densité de puissance max
(KWIL) 115 18.5 12.1 5.7 5.9 10.6 4.5
Puissance spécifique max
(kW/kg) 8.6 14.1 9.1 4.9 6.9 7.7 3.8
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1.2. Les configurations du véhicule électrique et hybrides

Le vehicule électrique est défini globalement par la commission internationale
d’électromécanique comme un véhicule ou I’énergie de propulsion est délivrée par un ou
plusieurs éléments de stockages, sources, ou convertisseurs et qu’au minimum 1'une de ces
dernieres délivre une énergie électrique. Cependant, les véhicules électriques comparés aux
véhicules thermiques ont une configuration flexible. Cette flexibilité est due a quelques
facteurs propres a la traction électrique. Premierement, dans la traction électrique le flux
d’énergie est assuré par des fils conducteurs contrairement & une transmission mécanique
rigide. Cela rend faisable une conception de sous-systemes distribués. Deuxiémement,
I’arrangement de ces sous-systemes de plusieurs fagons induit a une différence significative
de la configuration du systéme global. Troisiémement, les sources d’énergies ont différentes
caractéristiques ainsi que différents mode de recharge et fonctionnement. L’ensemble de ces
facteurs font que, plusieurs types ou configurations du véhicule électrique existent. Ils sont
généralement classé par la communauté scientifique en deux familles le véhicules électriques
rechargeable (a batterie) et les véhicules électriques hybrides. Chacune de ces familles
contiennent plusieurs catégories, la Figure 1.35 donne la classification traditionnellement
utilisé dans la littérature.

Vehicule électriqgue VE

|
Véhicule électrique a batteries (VEB) ‘ | Véhicule électrique hybride (VEH) ‘
Série Parallele Série-paralléle Complexe

Figure 1.35. Classification globale des véhicules électriques

Les différentes configurations du vehicule électrique font variées les caractéristiques
de chaque ¢lément de la chaine de traction. Pour la conception et I'optimisation des
performances il est donc nécessaire de connaitre ces configurations afin de pouvoir les
comparer. De ce fait, une représentation en schéma-block est mise en place pour les véhicules
électriques a batteries dans la Figure 1.37 et dans la Figure 1.38 pour les véhicules électriques
hybrides a partir des éléments de base listés dans la Figure 1.36.

Le mode de fonctionnement de base d’un véhicule électrique a batteries dans une
configuration conventionnelle constitué généralement d’un moteur électrique, un pack de
batteries de stockage, un convertisseur (onduleur), un chargeur embarqué se fait par
I’alimentation de la machine électrique via un le convertisseur statique bidirectionnel alimenté
lui-méme par les batteries. Le convertisseur traduit les différentes commandes (accélération,
freinage, ...) par une alimentation adapté du moteur électrique qui fonctionne soit on mode
moteur dans les phases d’accélérations soit en mode générateur dans les phases de
décélérations permettant ainsi la récupération de 1’énergie cinétique et la recharge des
batteries lors du freinage.
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Les véhicules électriques hybrides utilisent une transmission en série et recoivent de
I'énergie mécanique du moteur électrique, qui est alimenté soit par une batterie soit par une
génératrice a essence. Dans les hybrides a transmission parallele, le moteur électrique et le
moteur a combustion interne peuvent fournir une puissance mécanique simultanément. Les
transmissions séries / paralléles permettent au moteur thermique et au moteur électrique de
fournir de I'énergie indépendamment ou en conjonction les uns avec les autres.

E———r—
AL

_ O

Pack de batteries Convertisseur Moteur  Multiplicateur Réservoir

-EO@

Roue motrice Embrayage Différentiel Multiplicateur Moteurthermique
planétaire

<> Liaison électrique <= Liaison mécanique _ > Liaison fluidique

Figure 1.36. Principaux composants d’une chaine de traction électrique

(a) Série avec multiplicateur variable de vitesse (b) Paralléle avec moteur-roue

(d) Paralléle attaque directe
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Figure 1.37. Principales topologies du véhicule électrique a batteries
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Figure 1.38. Principales topologies du véhicule électrique hybride

La conception de la transmission détermine donc le fonctionnement du moteur
électrique en conjonction avec le moteur thermique. Le groupe motopropulseur affecte ainsi
I'efficacité mécanique du véhicule, la consommation et le prix d'achat. Beaucoup de travaux
sont menés dans le but de comparer I’ensemble des topologies possibles selon des critéres
d’efficacités énergétiques, de tolérance aux défauts, de fiabilité et surtout de codt. Pleins de
questions restent sans réponses sachant que les cahiers des charges différent considérablement.
Parmi les questions qui reviennent souvent, un véhicule électrique avec ou sans boite de
vitesse ? Quel degré d’hybridation ? Aujourd’hui, les constructeurs automobiles se contentent
d’études technico-économiques pour trouver un compromis adapté a leurs besoins actuels.

1.3. Tendances technologiques des machines électriques

1.4.1. Historique

Les moteurs électriques ou proprement dit machines électromagnétiques sont
disponibles depuis plus d’un siecle, leurs histoire a débuté véritablement a la fin de 1819
aprés la découverte du lien entre I'électricité et le magnétisme en 1821 par le physicien et
chimiste danois Hans Christian @rsted, les physiciens britanniques Michael Faraday et
Peter Barlow font des l'année suivante la démonstration de dispositifs transformant un
courant électriqgue en un mouvement, mais la « roue de Barlow » était inapte pour toute
application industrielle. En 1871, le physicien belge Zénobe Gramme présente a I'Académie
des sciences de Paris la premiére génératrice industrielle a courant continu. En 1887, le
physicien serbe Nikola Tesla dépose le premier brevet du moteur électrique actuel, a courant
alternatif. Le Tableau 1.6 donne une liste non exhaustive des principales inventions marquant
I’histoire du développement des machines €lectriques tel que nous les connaissant aujourd’hui.
La Figure 1.39 illustre I’évolution des premiers concepts de ces machines [Wiki 01].
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Tableau 1.6 Inventions marquant le développement des machines électriques [Multon 1995]

Année Evénements

1819 - Le danqis I_—|ans_-Ch ri§tian OERSTED montre ’action a distance de la circulation d’un courant électrique
sur une aiguille aimanté
- Le francais Dominique Frangois ARAGO annonce qu'il a réussi & aimanter un morceau de fer avec un

1820 solénoide ;
- Le britannique Humphrey DAVY fait la méme découverte est présente le principe de I'électroaimant

1821 - L'Anglais Michael FARADAY réalise le premier moteur électromagnétique
- FARADAY énonce les principes de l'induction électromagnétique

1831 - Le Russe Friedrich Emil LENZ et I'Américain Joseph HENRY ont par la suite contribué a la
compréhension de ce phénoméne.

1832 - Le frar!gais André-Mari_e AMPERE fait réalis_er, par le constructeur francais Hippolyte PIXII, la premiere
génératrice a courant continu a redresseur mécanique.

1836 - Le britannique Hyde CLARKE congoit la premiére machine a courant continu avec commutateur-
redresseur entrainé directement par I’arbre.

1869 - L,’écos\sais J,ames-CIerk, MAXWELL, éleve et continuateur de FARADAY, publie sa théorie unifiée des
phénomenes électromagnétiques.

1883 - Le Yougoslavg Nikola TESLA employé par Continental Edison (a Paris), il construisit le premier
prototype grossier de machine asynchrone.

1883 - L’italien Galileo FERRARIS a établi la théorie du champ tournant.

1888 - Galileo FERRARIS a publié la théorie du moteur asynchrone.

1888 - Le serbe Nikola TESLA a déposé pIusie_:urs_prevets de systémes polyphaség (générateur, transformateur,
moteur synchrone et asynchrone) et particulierement le moteur asynchrone a induit en anneau.

1889 L'Allemand Michael DOLIVO-DOBROWOLSKI a réalisé le premier moteur asynchrone triphasé.

1893 - Michael DOLIVO-DOBROWOLSKI en méme temps que le frangais Paul Boucherot ont réalisé le

moteur asynchrone a double cage.

Moteurs de Charles G. PAGE (années 1835 a 1840)

S : "" /,/ )
e mgm

Tt

Moteur a "pistons électromagnétiques” de Gustave

N

FROMENT

Fig. 34 — Molour & mouvement do rotation divect, de N, Froment

Moteur élémentaire de FROMENT (1845)

Figure 1.39. Liste non exhaustive des premiers concepts de moteurs électriques [Multon 1995]
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Suite a ces principales inventions qui ont amené les machines électriques a maturité,
ces derniers sont devenus les machines les plus utilisées dans une large gamme de puissance
allant de quelques mW (micromachines) a des MW (1.7 GW turbo-alternateurs) (Figure 1.40).
Les principaux domaines d‘application pour les moteurs électriques comprennent: les
entrainements électromécaniques industriels, appareillages domestiques, automobiles avec
moteurs a combustion, matériel informatique, véhicules de transport et électriques, machines-
outils, outils @ main, jouets et machines d'amusement, équipement de vision et de son,
aerospatiale, défense, équipement médical, systémes de pompage, propulsion marine et sous-
marine.

Source: Siemens

Figure 1.40. Les technologies d'entrainement peuvent évoluer d'une trés petite puissance (inférieure a 1

W) a une puissance élevée (plus de 10 MW) [Doncker 2006]

L'évolution des moteurs, contrairement a celle de I'électronique et de lI'informatique, a
été longue et lente. Néanmoins, le développement des moteurs est continuellement alimenté
par celui des aimants permanents a haute énergie, des topologies sophistiquées et des
techniques de conception assistée par ordinateur (CAO). La Figure 1.41 montre 1’évolution
d’une machine asynchrone de 3.7 kW du constructeur japonais Hitachi de 1910 a ’an 2013.

Outside diameter: approx. 400 mm; weight: 140 kg;

voltage- 440 V; frequency: 60 Hz; number of poles: 4 First Latest
Further size and weight reductions, following innovations in materials ﬁ
Comparison
of diameters
4 M 9 e a 10
=
1910 1916 1935 1951 1955 1963 1970 1991 1994 2013

100 |- @

Copper bar rotor I
I Alummum die-cast rotor
Aluminum frame
Copper frame | —
Q-. % Design, materials,
: ; 7 Pal . ® production technology
Insulation materials: type A to type Si “~0—@ - m—
Inserter winding method 21 Wejpe gy
dllctmns

Weight ratio (%)
8
T

>
J ! ] ! J ! ! ] J 1
1910 1930 1950 1970 1990 2010

(Year)

Figure 1.41. Evolution du moteur asynchrone Hitachi de 5 CV (3,7 kW, quatre péles) [Mikami 2011]
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Les développements technologiques récents ont poussé les moteurs a courant alternatif
vers une nouvelle ere, en offrant des avantages certains par rapport aux moteurs a courant
continu: efficacité supérieure, densité de puissance plus élevée, codts réduits, fiabilité et
presque sans entretien. Comme la haute fiabilité et le fonctionnement sans entretien sont des
considérations primordiales dans la propulsion des véhicules électriques, les moteurs a
induction deviennent attractifs [Chan 1991]. Les machines a collecteur & courant continu ont
été donc progressivement remplacées par des moteurs a induction a cage économe en énergie
et des moteurs a aimant permanent sans balais.

Le nombre de types de machines électriques disponibles sur le marché est
proportionnel au progres technologique. Au cours des trois derniéres décennies, de nombreux
nouveaux moteurs ont été développés: moteurs a réluctance variable, moteurs
piézoélectriques, moteurs a flux transversal , moteurs & poles, moteurs hybrides, moteurs a
aimants permanents avec bobinage dentaire, moteurs intelligents, moteurs linéaires a aimants
permanents. Les générateurs synchrones et les moteurs a inducteur en supraconducteur (SC)
sont déja entrés dans I'étape du prototype et pourraient trés probablement devenir des produits
commerciaux dans un proche avenir.

Il 'y a de nombreuses raisons pour lesquelles les machines électriques continuent
naturellement a croitre et a évoluer, les principales étant:

« Ingénierie des matériaux (Matériaux innovants): Aimants permanents a haute densité
d’énergie (NdFeB), supraconducteurs a haute température, téles amorphes, matériaux
magneétiques frittés, matériaux ferromagnétiques a haute température, céramiques
piézoélectriques, matériaux magnétostrictifs a grande déformations, matériaux a memoire
magnétique (haute rémance), matériaux isolants trés minces, matériaux isolants a haute
température, liqguides magnétiques, etc .;

« Impact de I'électronique de puissance: entrainements a vitesse variable, moteurs a
réluctance variable;

« Impact des nouvelles stratégies de contrdle: entrainements électromécaniques auto-
adaptatifs, entrainements «intelligents», contréle flou, contrdle sans capteur;

 Impact des nouvelles sources d*énergie, par ex. panneaux solaires, piles a combustible;
» Nouveaux domaines d'application, par ex. robotique, voitures électriques, aérospatiale,
éolien et hydrolienne, environnement séveére, technologie nucléaire, mécatronique,
systémes micro-électromécaniques (MEMS), ordinateurs, électronique grand public,
grands entrainements, meétro linéaire, trains a lévitation magnétique, applications navales,
lanceurs électromagnétiques, correction des trajectoires des satellites;

* Besoin d*économie d'énergie (moteurs a haut rendement énergétique);

« Demande sur les moteurs a grande vitesse, par ex. moteurs pour Compresseurs;

* Demande d’entrainements a moteur sans réducteur a couple élevé, par ex. véhicules
électriques, traction électrique légere, ascenseurs sans salle des machines;

 Exigences de fiabilité: suppression des contacts glissants, des moteurs a tolérance de
défauts, augmentation du temps de bon fonctionnement;
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» Nouvelles topologies: moteurs a pble, moteurs a flux transverse, moteurs hybrides,
moteurs piézoélectriques, moteurs résonants, moteurs supraconducteurs, moteurs oscillants,
moteurs linéaires tubulaire.

« Entrainements électromécaniques intégrés (moteur, codeur, engrenages, convertisseur
statique, protection, contréleur, interface d'ordinateur en une seule trame);

« Application de paliers magnétiques et de moteurs sans paliers;

» Augmentation du ratio performance / codt;

« Réduction du bruit, des vibrations, des ondulations de couple, des interférences
électromagnétiques;

* Impact de I'électromagnétisme numérique: méthode des eléments finis ou de volumes
finis, méthode des éléments de frontiére, méthode des éléments de bord,;

« Applications de méthodes d'optimisation, par ex. réseaux de neurones artificiels,
algorithme génétique, etc.

1.4.2. Progreés dans I’ingénierie de matériaux pour les machines électriques

La qualité des materiaux utilisés pour la construction de machines électriques, tel que,
les matériaux ferromagnétiques, les aimants et les enroulements affectent directement les
performances. Cependant, il est impératif de bien choisir les matériaux adéquats a
I’application en fonction de leurs propriétés physiques (magnétique, mécanique et thermique)
a savoir une forte induction a la saturation, moins de pertes, une bonne résistance mecanique
aux efforts électromagnétiques, et une non-dégradation des proprietés en fonction de la
température. On utilise principalement pour construire les machines électriques des matériaux
magneétiques qui sont conventionnellement classé en deux catégories: des matériaux
magnétiques doux (ne présentent pas de propriétés magnétique qu’en présence d’une
excitation externe) et des matériaux magnetiques durs (aimants permanents). Ces deux
catégories de matériaux magnétiques peuvent a leurs tours étre classés en fonction de leur
structure et de leurs compositions tel que montré par la Figure 1.42 pour les matériaux
magnétiques doux.

Matériaux ferromagnétique doux

v v v
[ Matériaux massifs ] [ Matériaux laminés J Matériaux en poudre ]
|
v v v v v v
Fer = Ferrite || Composites Fe-Si Fe-Ni

v v Y v v
T8 8 T P

Figure 1.42 : Classification des principaux types de matériaux magnétiques doux [Cyr 2007]
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Du point de vue physique, il n'existe que trois matériaux magnétiques doux qui
présentent la propriété de la conduction magnétique aux températures générales de
fonctionnement des machines. Ces trois matériaux sont le fer (Fe), le nickel (Ni) et le cobalt

(Co).

Le cobalt pur peut atteindre des polarisations de saturation Js de 1.79 T, a une température de
Curie de 1125 °C et possede d'excellentes propriétés magnétiques [Hilzinger 2013]. Cependant,
il est tres doux a I'état pur et aussi le matériau le plus cher parmi les trois. Le nickel se situe
entre le cobalt et le fer. Il a & I'état pur la plus faible polarisation de saturation de 0.6 T et la
plus basse température de Curie de 360 °C parmi ces trois matériaux [Hilzinger 2013]. D'autre
part, le nickel a la plus grande perméabilité relative p, avec des valeurs allant jusqu'a 50x10°
et plus. Ceci conduit a un champ coercitif trés faible et donc a des pertes d'hystérésis les plus
faibles pour les matériaux ferromagnétiques. Le fer pur est de loin le matériau le moins cher
des trois. Il peut atteindre des densités de flux de 2.15 T et une température de Curie de
770 °C [Hilzinger 2013]. Mais a I'état pur, il a aussi la conductivité électrique la plus élevée,
entrainant les plus grandes pertes, en particulier avec une fréquence croissante.

Pour canaliser les flux magnétiques dans les machines électriques, les matériaux
ferromagnétiques tels que le fer (Fe), le nickel (Ni) et le cobalt (Co) sont les composants de
base. Cependant, ils présentent plusieurs inconvénients s'ils sont utilisés a 1’état pur. Leurs
propriétés physiques (résistance mecanique, conductivité électrique, saturation magnétique,
perméabilité, etc.) peuvent étre améliorées par l'alliage avec d'autres métaux. Les alliages de
matériaux magnétiques typiques pour les noyaux de machines électriques sont présentés dans

le Tableau I.7. Les matériaux sont classés progressivement en fonction de leur prix.

Tableau 1.7 Propriétés physiques des matériaux magnétiques doux usuelles

. N B, B.. Résistivité | Densité | Epaisseur
Type des matériaux Composition N;a(‘i% Alsm a (2.5|9)° (uQcm) (g/em?) p(mm)
Fer-Cobalt (CoFe) | 49% Co, 49% Fe, 2% V 2.1 2.23 40 8.12 0.2-0.35
Fer-Nickel (NiFe) 40% Ni, 60% Fe 1.44 1.48 60 8.2 0.1-0.35
Fer-Silicium (SiFe) 6.5% Si, Fe bal 129 | 14 82 7.49 0.1-0.2
grande teneur en Si
Fer-Silicium (SiFe) | a0, i 049 Al Febal | 115 | 1.63 52 765 | 01027
Non orienté et fin
Fer-Silicium (SiFe) 1-3% Si, Fe bal 1.64 20-60 76-78 | 0.35-1
Non orienté
Materiau composite <1% lubrication, Fe bal 0.71 1.22 20000 7.57 Solide
doux (SMC)

e Matériaux ferromagnétiques au silicium laminé :

Le matériau le plus largement utilisé dans les machines électriques de nos jours est le
fer allié avec une petite quantité de silicium (généralement appelé feuilletage de fer-silicium
ou SiFe). Pour ces toles feuilletées de SiFe non orientées, la teneur en fer varie entre 93%
pour le SiFe hautement allié et jusqu'a 99% pour les aciers SiFe a faible teneur en silicium.
La teneur restante en est alors en silicium (Si) avec des teneurs allant jusqu'a 6,5%, de
I'aluminium (Al) jusqu'a 1% et du manganese (Mn) jusqu'a 0,5%. Le silicium rend le fer
mécaniquement plus dur et augmente la résistivité électrique. L'inconvénient est la Iégere
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diminution de l'aimantation de saturation et la baisse de perméabilité [Petrovic 2010].
L'aluminium a un effet croissant similaire sur la résistivité électrique mais abaisse egalement
la perméabilité du matériau. Une teneur plus élevée en manganese conduit a des grains plus
gros et donc a une perméabilité plus élevée, mais augmente également les pertes [Cardoso
2008].

Les SiFe a haute teneur en silicium (jusqu'a 6,5%o) sont principalement utilisés pour
les machines a grande vitesse en raison de leur grande résistivité électrique et donc des faibles
pertes par courants de Foucault. Cependant, la teneur en Si rend l'alliage plus fragile, ce qui
entraine des processus de fabrication plus compliqués et plus colteux. Les alliages SiFe
minces sont moins chers et capables de densités de flux plus élevées. Ils ont environ 3% de la
teneur en silicium et, par conséquent, une résistivité électrique inférieure. Cependant, la faible
épaisseur de stratification maintient les pertes par courants de Foucault & un faible niveau. La
haute teneur en silicium et les minces lamelles de SiFe sont principalement utilisés dans les
petites machines a grande vitesse. La grande majorité des machines industrielles sont
fabriquées avec des tbles SiFe standard non orientées, ayant des teneurs en silicium de 0,5% a
3%. Des épaisseurs de toles de 0,35 mm ou plus permettent de réduire les colts de
fabrication et donnent, dans la plupart des cas, des performances suffisantes en termes
d'efficacité et de codts pour les machines industrielles.

e Matériaux ferromagnétiques a saturation elevée :

Le fer-cobalt (CoFe) est l'alliage le plus cher. Co allié avec du fer, il atteint la plus
haute magnétisation de saturation maximale de tous les matériaux a température ambiante
(2,43 T pour un alliage 35% Co et 65% Fe [Hilzinger 2013]). Un alliage CoFe typique pour
les machines électriques contient 48-50% de Co est présenté dans le Tableau 1.7. Avec une
induction a saturation élevee, faisant ainsi que la taille et le poids des noyaux de machines
électriques peuvent étre considérablement réduits. Cela permet la conception de machines
avec des densités de puissance tres elevées. Les matériaux en CoFe sont principalement
utilisés dans les machines électriques pour les applications aéronautiques et spatiales, ou une
réduction de poids compense leur prix plus élevé par kg. La composition typique comprend
environ 48% de cobalt, 48% de fer et 2% de vanadium (V). En faisant varier le rapport
entre la teneur en cobalt et en fer du matériau, des pertes de fer plus faibles ou une résistance
mécanique plus élevée peuvent étre atteintes [Hilzinger 2013]. La composition nominale, par
ex. pour HiSat50 est jusqu'a 50% de cobalt, 2% de vanadium et le reste est de fer. La masse
volumique spécifique est de 7950 & 8150 kg/m®, la dureté d'environ 315 selon I'échelle de
Vicker et les pertes spécifiques du noyau sont d'environ 20 W kg a 2 T, 400 Hz et 0,1 mm
d'épaisseur.

Du point de vue des codts, les alliages fer-nickel (NiFe) se situe généralement entre
les feuilles stratifiées de CoFe et de SiFe. Les tbles NiFe sont un bon choix si les pertes de fer
sont un facteur clé, par ex. pour les petites machines a grande vitesse. Une composition
générale d'alliage utilisée dans les machines électriques comprend environ 40% de nickel et
60% de fer. Le plus grand avantage est leur trés faible coercivité magnétique, qui conduit a la
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plus grande permeabilité de tous les matériaux présentés. Cependant, un inconvénient est la
faible induction a saturation, comme indiqué dans le Tableau I.7.

e Matériaux ferromagnétiques a haute température :

Certaines applications telles que les unités de puissance intégrées d'aéronef (IPU),
c'est-a-dire les démarreurs / générateurs a réluctance variable montés sur l'arbre central d’une
turbine a gaz requierent des températures de fonctionnement d'au moins 600 °C [Chan 1996].
Les alliages Fe-Co-V (jusqu'a 50% de cobalt) peuvent fournir une induction magnétique a
saturation d'environ 1,6 T a 850 °C. Les alliages de cobalt-fer Hiperco50HS, Hiperco50 et
Hiperco27 de Carpenter Technology Corporation, U.S.A. et AFK1 d'Imphy (SA),
France, sont actuellement utilisés pour des prototypes de machines a réluctance variable et
d'actionneurs a courte course pour des fonctionnements a haute température [Volbers 2012].

¢ Alliages ferromagnétiques amorphes :

Les pertes de noyau peuvent étre considérablement reduites en remplacant les aciers
électrotechniques standards par des alliages magnétiques amorphes. Le Tableau 1.8 montre
certaines propriétés magnétiques, électriqgues et mécaniques des alliages amorphes
METGLAS®. L'application a la production de masse de moteurs électriques est limitée par la
dureté, jusqu'a 1100 dans I'échelle de Vicker. Une des méthodes efficaces de coupe est le jet
de liquide.

Tableau 1.8 Exemple de propriétés physiques des rubans en alliage amorphe

2605CO | 2605SA1
. " recuit 1.59
Saturation magnétique (T) 1.8 fondu 1 57
Perte fer spécifique a 50 Hz et 1 T (W/kg) >(0.28 ~0.125
L . 3 recuit 7200
Densité volumique (kg/m*) 7560 fondu 7190
Conductivité (S/m) 0.813e6 0.769e6
Raideur selon 1’échelle Vicker 810 900
Facteur d’empilement <0.75 <0.79
Température de fonctionnement maximale (°C) 125 150

e Matériaux magnétiques composites doux (SMC)

Une attention particuliere doit étre accordée aux matériaux composites magnétiques
doux (SMC), qui consistent en une poudre de trés petites particules de fer isolées. Les piéces
de machine faites de ce matériau ne sont pas produites sous la forme de feuilles stratifiées
empilées, mais directement pressées ensemble sur des noyaux de machines en une partie ou
en plusieurs parties. L'avantage de la poudre est la possibilité de réaliser des géométries de
machines spéciales avec une canalisation tridimensionnelle du flux magnétique. De plus, les
SMC ont une trés haute résistivité qui entraine de faibles pertes par courants de Foucault, ce
qui constitue un avantage important pour les machines a grande vitesse. L'inconvénient est
leur perméabilité relativement faible et leur courbe d'aimantation B-H plate, conduisant a des
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valeurs d’induction maximale relativement faibles [Kleen 2000]. De nouveaux matériaux
magnétiques composites doux qui sont compétitifs par rapport aux tdles d'acier traditionnelles
ont été recemment développés [Accucore 2001] [Adnanes 2003] [Alciatore 2007] [Alekseeva 1967]
[Amirtharajah 1998] [AMM]. Les matériaux magnétiques composites sont recommandés pour
les circuits magnétiques 3D, par ex. les moteurs a griffes, a flux transverse et a discoide a flux
axial. Les courbes spécifiques de pertes fer pour les matériaux en poudre Accucore [Accucore
2001] et Somaloy™ 500 [AMM] sont montrées sur la Figure 1.43. A 10 kA/m, la densité de
flux magnétique est de 1,72 T pour Accucore et 1,54 T pour Somaloy™ 500.
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Figure 1.43. Comparaison des pertes fer spécifique pour Accucore et Somaly ™ 500
e Pertes fer des matériaux magnetiques doux

En raison de l'effet de saturation des matériaux ferromagnétiques, les machines
électriques sont généralement concues pour fonctionner juste en dessous du point de
saturation de la courbe de magnetisation B-H. Cependant, comme la courbe daimantation B-
H est différente pour chaque matériau de stratification, la géométrie de la machine doit étre
adaptée pour utiliser efficacement le matériau magnétique.

Les fabricants de matériaux fournissent en général des données magnétiques et
physiques typiques de leurs aciers laminés. Ces données peuvent étre utilisées pour une
premiére estimation approximative et pour comparer différents matériaux en termes de
courbes daimantation B-H et de densité de perte de fer pour certaines machines. Tout de
méme, il est difficile d'évaluer les deux paramétres en méme temps. Afin d'aider les
concepteurs de machines électriques a choisir le meilleur matériau pour une certaine
conception de machine, un facteur de perte est introduit. Ce facteur est défini comme la
densité de perte de fer (W/Kkg) par rapport au carré de ’induction. L'idée derri¢re ce facteur
est de représenté visuellement sa valeur dans la courbe daimantation B-H par des cercles de
différentes tailles. Un cercle plus grand représente une densité de perte plus élevée. Cela
permet une comparaison visuelle entre les matériaux et donne une classification objective
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pour sélectionner le matériau le plus approprié pour une application donnée en termes de la
saturation magnétique et des pertes fer.

La Figure 1.44 donne une comparaison des courbes d'aimantation B-H initiales pour
des matériaux typiques utilisés dans les machines électriques a haute performance, ainsi que
le niveau de perte fer a 50 Hz et 400 Hz. Pour 50 Hz, les deux matériaux les plus chers CoFe
et NiFe, sont également les meilleurs en termes d’induction a saturation et de pertes de fer
(plus petits cercles). Pour les fréquences plus élevées (400 Hz), le SiFe tres fin et fortement
allié (6,5% de Si) présente les pertes les plus faibles.

[3v)
o

— M400-50A 0.5 mm
SMC (solid ring)
— 6.5% SiFe 0.1 mm
—— 3.4% SiFe 0.2 mm
~— NiFe 0.2 mm
1.5 CoFe 0.2 mm

b

50 Hz

Magnetic flux density B (T)

00 10! 102 10% 10*
Magnetic field A (A/m)

i N .

— M400-50A 0.5 mm
SMC (solid ring)

2 | | — 6.5% SiFe (0.1 mm +

— 3.4% SiFe 0.2 mm

—— NiFe 0.2 mm

1.5 CoFe (.2 mm

400 Hz

Magnetic flux density B (T)

10" 10! 102 10% 10?
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Figure 1.44. Comparaison des pertes fer en fonction des niveaux d’induction et la fréquence

[Krings 2014]
e Matériaux magnétiques durs (Aimants permanents)

Grace a l'invention d'aimants permanents a haute énergie SmCo dans les années 1960
et NdFeB dans les années 1980, un progreés révolutionnaire a été réalisé dans la construction
de machines a aimants permanents a haute efficacité et haute densité de puissance. Le
meilleur NdFeB fritté a Br=1,45 T et Hc=1100 kA/m. La température de fonctionnement de
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certains aimants NdFeB est supérieure & 250 °C. Le co(t des aimants permanents NdFeB
frittés utilisés pour la production en masse de moteurs a aimants permanents est maintenant
inférieur a 80 euros par kg. Le Tableau 1.9 résume les propriétés physiques des principaux
matériaux magnétiques durs utilisés pour la fabrication des machines électriques. La Figure
1.45 montre 1’évolution des performances magnétiques des matériaux magnétiques durs qui
suit les avancées technologiques dans les procédés de fabrication de ces derniers.

Tableau 1.9 Principales propriétés physiques des aimants proposés dans [Legranger 2009]

B,@25°C | Hy@25°C | AHy/T | BB/T | (BH)po | Tmax | Densité A Prix
(1) (ka/m) [ (%/°€) | (%/°C) | (kifm’) | (°C) [ (kg/m) (W/m.K) | (€/kg)
90 +0.4 235 245

(
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Figure 1.45. Evolution historique des aimants permanents (1 MGOe = kJ/m®) [lien]
e Bobinage a haute température

Les enroulements fonctionnant a des températures supérieures a 600°C nécessitent du
cuivre revétu de nickel ou de cuivre plaqué de chrome-fer avec une isolation céramique. Le
revétement céramique est principalement un composé de fibres de verre réfractaire. 1l peut
résister a la flexibilité et aux exigences de tressage compatibles avec les pratiques de bobine
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normales. Si le coefficient de remplissage est moins important, les fils avec isolation
ceramique peuvent étre remplacés par des fils gainés de fibre de verre.

e Matériaux isolants

La qualité du Systéme d’Isolation Electrique (SIE) des machines électriques est un
facteur important de leur fiabilité. Cette isolation électrique peut étre décomposée en trois
parties, 1’isolation par rapport a la carcasse, I’isolation entre phases et I’isolation inter-spires
[Mihaila 2011].

L’isolation par rapport & la carcasse (encoche) subit des contraintes électriques et
mécaniques plus importantes que I’isolation inter-spires. De ce fait, elle doit avoir une tenue a
la différence du potentiel et une épaisseur plus grande. L’isolation entre phases est aussi
épaisse comparé¢ a I’isolation inter-spires. En basse tension ces deux types d’isolation sont
assurés par des feuilles d’isolants organiques (polymeres: Nomex, Mylar, ...) qui se
caractérise par une bonne tenue mécanique et supporte des températures élevées tout en ayant
une faible résistance thermique facilitant ainsi 1’évacuation de la chaleur produite par les
pertes Joules dans les enroulements. Cependant, 1’isolation inter-spires est la plus fine et de ce
fait la plus vulnérable aux contraintes. Les machines électriques basse tension sont la plupart
du temps bobinées en désordre, ce qui fait que les spires sont soumises a des tensions
différentes. La premicre et la dernicre spire peuvent étre adjacentes, dans ce cas, I’isolant est
soumis & la tension entiere de la bobine.

La Figure 1.46 présente un exemple des couches isolantes d’un conducteur émaillé
classique utilisé généralement pour les enroulements statoriques. Ce fil est premiérement isolé
avec un vernis a base de polyesters modifiés par des groupes imides, le polyester-imide
(THEIC). La surcouche de polyamide-imide lui donne une thermo-plasticité elevée, une trés
bonne tenue aux chocs thermiques et mécaniques.

Ces deux couches de base peuvent étre recouvertes d’un polyamide aromatique
thermo-adhérent. 11 s’agit d’une nouvelle méthode de fixation des conducteurs dans les
encoches qui ne nécessite aucun matériau supplémentaire (résine époxy) et utilise un trés
faible apport énergétique. Cette technologie a émergé au cours des derniéres années [Filliben
2003]. Cette méthode utilise des fils de cuivre revétus d'un adhésif activé par la chaleur. Ce
revétement est typiquement un Polyvinyle Butyral (PVB) qui est habituellement activé en
chauffant la bobine suite au passage d’un courant électrique.

polyamide aromatique

polyester-imide : :
b — thermo-adhérent (éventuellement)

(THEIC)

P

cuivre % )

polyamide-imide

Figure 1.46. Les différentes couches d’isolant d’un fil émaillé.
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Le choix du SIE impact les performances des machines électriques en fonction des
limitations de ces matériaux aux contraintes thermique et mécanique. Une classification de
ces isolants en fonction de la température et donnée dans le Tableau 1.10.

Tableau 1.10 Classes d’isolants électriques en fonction de la température maximale

- Température

Classe Matériaux maximale
Y Tissu de coton, papier et soie mais non imprégné dans un diélectrique 90 °C
A Matériaux précédents imprégné dans un diélectrique 105 °C
E Films organiques synthétiques 120 °C
B Fibres de verre, Mica, Fibres d'amiante liées 130 °C
F Matériaux précédents mais avec imprégnation 155 °C
H Matériaux précédents combinés avec 1’ajout de silicium et I'imprégnation 180 °C
N Comme pour la classe B avec ajout du téflon 200 °C
R Comme pour la classe B avec ajout du téflon 220 °C
S Films en émail polyamide (Pyre-ML) ou en polyamide (Kapton et Alconex GOLD) 240 °C
c Comme pour la classe H avec ajout de la céramique et ou le quartz, aussi avec ou sans > 250 °C

agent de liaison (adhésif)

e Supraconducteurs a haute température (HTS)

L'utilisation de la supraconductivité dans les machines électriques reduit les pertes
d'excitation, augmente la densité de flux magnétique, élimine les noyaux ferromagnétiques et
réduit la réactance synchrone (dans les machines synchrones).

En 1986, les premiers supraconducteurs a haute tempeérature (HTS) ont été découverts
au laboratoire de recherche IBM de Zurich, en Suisse. Les propriétés thermiques de 60 a 80 K
(-213 a -193 °C) (azote liquide) deviennent plus favorables et la cryogénie peut étre 40 fois
plus efficace qu'a 4,2 K (-269 °C) (helium liquide). Actuellement disponible sur le marché,
le BSCCO-2223 HTS a démontré une densité de flux magnétique de pres de 3 T a 30-35 K (-
243 a -238) [Blaugher 1997]. La Figure 1.47 montre la réalisation d’un prototype d’une
structure supraconductrice a flux axial réalisée au sein du laboratoire GREEN.

Induit en cuivre

8 Rotor a aumants
Inductenr
;s permanents
supraconducteur 3
\

Boulonnee sur
la culasse

Arbre tension

Accouplement
magnétique Bobine double couche "t

(Entrefer moteur)

Moteur

v
[Bobine simiple cB .
htrefer accouplement)

[
\L‘;,

Mesure de

(a) Structure

du moteur supraconducteur (b) Bobines supraconductrices montées sur la

et de I’accouplement magnétique culasse ferromagnétique
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Bobinage
imprégné

Simple coucha

Alimentation
triphasée

(c) Culasse statorique et bobinage (d) Bobines supraconductrices de I’accouplement
statorique et de I'inducteur

Bagues Codenr incrémental

Capteur de couple
Roulements

Stator en Systéme bagues-balais
cuivre

Inducteurs

Cryostat
supracouduclelus

Rotor & aimants

Roulement Moteur DC

Codeur incrémental

(e) Phographie des élements du moteur (f) Phographie du banc de test du moteur
et de I’accouplement magnétique. supraconducteur

Figure 1.47. Réalisation et essais d’un moteur supraconducteur incluant un accouplement

magnétique [Dolisy 2016]
e Matériaux nanostructures

L’utilisation de matériaux nano structurés dans la fabrication de machines électriques
de transformateurs ne cesse d’augmenter notamment a travers l’utilisation de fils conducteur a
base de nano tubes de carbones permettant la circulation de courant électriques ces fils
conducteurs se caractérise par leurs conductivité élevée ainsi qu’a leur résistante thermique et
mécanique élevée mais surtout leurs densité massique 4 a 5 fois plus légére que pour le cuivre
[Rallabandi 2016]. Aujourd’hui le procédé de fabrication reste complexe et couteux avec des
utilisations particuliéres dans des laboratoires de recherches mais des industrielles ont déja
lancés des collaborations et des projets pour une production de masse et ’amélioration des
performances ainsi que la réduction des couts, cette technologie est trés promotrice verra
certainement le jour dans les années a venir. La Figure 1.48 montre un exemple de réalisation
d’un moteur électrique ayant un bobinage en nano tubes de carbone (Figure 1.48 (a)) ainsi
qu’un transformateur électrique (Figure 1.48 (b)) [Kurzepa 2014]. Le tableau résume les
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propriétés physiques des fils conducteurs en nano tubes de carbone en comparaison avec des

fils classiques en cuivre [Pyrhonen 2015].

(a) Realisation d’un moteur électrique a base de
fibres de carbone

(b) Realisation d’un transformateur a base
de fibre de carbone

Figure 1.48. Exemple de réalisation de bobinages a base de fibres de carbone

1.4.3. Techniques de bobinages

Les principales techniques de bobinages automatisées sont illustrées dans la Figure

1.49 et comparer dans le Tableau 1.11.
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(a) Bobinage lineaire (b) Bobinage Flyer (c) Bobinage preformé

(d) Boninage a aiguille

(f) Bobinage inserer

Figure 1.49. Principales technologies de bobinages existantes sur le marché [Fleischer 2017]
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Les enroulements distribués sont typiquement produits en utilisant les techniques de

bobinage insérées, en aiguille et préformé. Cependant, le bobinage préformé n’est pas un
processus de bobinage classique mais un processus d'assemblage secondaires basés sur le
formage. C'est pourquoi il n’est pas inclus dans la catégorie d'enroulement a fil rond. La
fabrication de bobinage distribué avec le processus de bobinage a aiguille est une nouvelle
tendance. Ce procédé nécessite des outils d'alimentation auxiliaire en fil de cuivre [Stenzel
2014]. La technologie & aiguillage continue convient également & la production
d'enroulements concentriques. Les enroulements de rotor distribués sont généralement
produits en utilisant la méthode de bobinage Flyer.
Les enroulements concentriques sont fabriqués en utilisant le processus de bobinage a aiguille.
Par contre, dans le cas de stators constitués de chaines de poles qui sont ensuite assemblés
pour former le stator, le processus de bobinage a aiguille ainsi que Flyer peuvent étre
appliqués. Pour l'enroulement des dents simples, le bobinage linéaire est couramment utilisé
mais aussi la technique de bobinage Flyer.

Tableau 1.11 Comparaison des méthodes de bobinage des fils ronds selon (Hofmann 2016)

Bobinage linéaire | Bobinage a aiguille Bobinage Flyer B_obllnage
insérer
Vitesse max en spire/min 30000 2500 12000 12000 (Flyer)
Coefficient de remplissage 0 0 0 0
(théorique) 90.1% 90.1% 90.1% 60%
Coefficient de remplissage (réel) 85% 85% 85% 55%
. . Concentrique et Concentrique et S
Type de bobinage Concentrique distribué distribué Distribué
Tension sur le fil Faible Elevée Moyenne Elevée
Cout d’investissement Faible Moyen Moyen Elevé
Degré d’automatisation Elevé Elevé Elevé Elevé

Cela dit, la technologie de bobinage préformé avec des sections de cuivre rectangulaires est de
plus en plus utilisée dans 1’industrie pour ces nombreux avantages :

- Meilleur facteur de remplissage que les sections rondes en cuivre

- Longueur réduite des tétes de bobines

- Compacite et évacuation thermique améliorées

- Efficacité améliorée

- isolation optimisée

- Limite le risque de panne de tension

- Fournit une résistance thermique plus faible
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1.4.4. Conception assisté par ordinateur CAO

La conception des machines électriques a connu une évolution exceptionnelle ces
dernieres 20 années, pilotée par plusieurs facteurs dont on peut citer entre autres la demande
grandissante des machines électriques pour la production de 1’électricité (hydro-générateur,
¢olien, hydrolienne ...) ainsi que pour la propulsion électriques (trains, avions, véhicules
¢lectriques ...). Derriere cette évolution, la conception assistée par ordinateur (CAO)
notamment a travers le développement exponentiel de la puissance de calcul, I’évolution des
codes de calcul, modéle analytique, numérique, la méthode des éléments finis, 1’élaboration
de modeles multi-physiques a haute précision. Les progrés dans le développement
d’algorithme d’optimisation (algorithme génétiques, PSAO,...). La Figure 1.50 montre
certaines variables d’optimisation géométrique multi-objectives d’une machine électrique.
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Figure 1.50. Optimisation géométrique multi-objectives d’une machines synchrone a aimants

montés en surface
1.4.5. Refroidissement

En addition au progrés dans I’ingénierie de matériaux fonctionnent a haute
température pour les machines électriques, les méthodes et techniques de refroidissement ont
eux aussi évoluées et devenu plus efficace qu’auparavant. Aujourd’hui le circuit de
refroidissement est optimisée et fait partie intégrante de la conception de la machine afin
d’assurer une évacuation de la chaleur la plus optimale que ce soit en utilisant un
refroidissement & air forcé, liquide ou & gaz. Le Tableau 1.12 résume I’évolution du
refroidissement dans les machines électriques du point de vue matériaux et du point de vue
technologique.
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Tableau 1.12 Evolution du procédé de refroidissement dans les machines électriques

Matériaux

Technologies / Process

Production de chaleur

- Développement des circuits
magnétiques avec des tdles
minces (réduction des pertes
fer)

- Développement de la
technologie d'assemblage des
bobines (réduction des pertes
d'énergie en cuivre en
augmentant le facteur de
remplissage)

Transfert de chaleur
(refroidissement)

- Développement d'un matériau
d'isolation a haute conduction
thermique (résistance a la
chaleur réduite entre la bobine
et les passages de fluide de
refroidissement)

- Amélioration du ventilateur
ainsi le flux d’air etc.

- Développement d'un systéme
de refroidissement direct par
huile (passage d'huile a travers
la section de génération de
chaleur telle que la bobine)

Température
admissible

- Développement d'un aimant a
haute résistance

- (réduction des pertes par
courants de Foucault)

- Développement de matériaux
d'isolation a haute résistance
thermique

La Figure 1.51 montre a droite un exemple de refroidissement classique a eau via un
circuit de refroidissement intégré dans la carcasse de la machine et a gauche une nouvelle
méthode en utilisant a la fois des barres de cuivre a haut niveau de courant et un circuit de
refroidissement localisé¢ dans le coeur de 1’encoche permettant une évacuation efficace de la
chaleur augmentant considérablement les performances de la machines en comparaison avec
un refroidissement conventionnel.

Figure 1.51. Nlustration du circuit de refroidissement du stator d’une machine électrique
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1.4.6. Bilan sur le progrés dans I’ingénierie des matériaux pour les
machines électriques

Tableau 1.13 Progrés dans Pingénierie des matériaux pour les machines électriques [Gerada 2015]

Aimant permanents Néodyme fer bore :

e Grande énergie

e Moins de stabilité en température
Samarium :

o faible énergie,

e Plus de stabilité en température

Noyau magnétique feuilleté | Fer-Silicium : M235-35A
e Saturational.7T
e Pertes:2.35W/kga50Hzetl5T
Fer-Cobalt : Vacoflux50
e Saturation 2.35T
e Pertes:1.5W/kga50Hzet15T
[ron lamination impact on motor characteristics

B(T

.’\

Magnetic flux density distnbution in actuator with surface pm and different stator laminations
a: FeSi M 235-35A and b: FeCo Vacoflux 50 presenting 15% greater torque

Isolation des bobines Imprégnation sous vide :
e Multiple couche de cuivre émaillé
e Résiste a des températures jusqu’a 250°C
e Résistance di¢lectrique jusqu’a 2 kV
Fil ceramique magnétique (technologie Kulgrid) :
e Résiste a des températures jusqu’a 500°C
e Résistance diélectrique 200 V

Principales réalisations e Densités de puissance de 5 kW / kg

e Rendements proche de 1 pour plusieurs points de
fonctionnement

e Capacités de tolérance de défauts

e Les machines avec des aimants en Samarium offrent
les meilleures performances a haute températures
comparé¢ aux autres types d’aimants

e Enroulements avec isolation particuliere des
conducteurs de cuivre doublement émaillée imprégnée
sous vide.

e Techniques de conception particuliéres et des codes de
simulation thermique permettent une gestion de
I'environnement thermique incertaine.

e Matériaux de support offrant une résistance
mécanique accrue comme les fibres de carbone
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permettant la tenue a haute vitesse.

Nouveautés a venir

Augmentation importante de la densité de puissance
grace a la combinaison des matériaux innovants et des
techniques d'intégration.

La résistance a des températures plus élevées et a des
vitesses plus élevées permettant I'nybridation des
systemes de propulsion et I’amélioration globale du
rendement.

Le développement de matériaux a aimants permanents
a forte aimantation tels que les alliages de néodyme
résistant a des températures élevées améliorant ainsi la
densité de puissance résultante.

La mise en place de conducteurs en fil céramique
(Kulgrid) est prometteuse pour les applications a haute
température.

La mise en ceuvre de résines isolantes a haute
conductivité thermique augmentant les performances.

Facteur d’impact en
fonction des technologies

Superconductivity

Additive Manufacturing

| Widebandgap SC

Thermal Materials

Magnetic Mater:alu

Impact

v

Technology Readiness

1.4.7.

Impact sur les machines dédiées aux véhicules électriques

L’ensemble des progrées réalisés ces dernieres années dans le domaines des actionneurs
électromagnétiques et la forte demande dans le secteur de la traction électriques ont permis
I’évolution des machines électriques tournantes sur tous les niveaux, principalement des
densités de puissance de plus en plus élevées grace aux techniques de concentrations de flux,
des progrés de I’ingénierie des matériaux, les outils d’optimisations. Le Tableau 1.14 donne
une comparaison non exhaustive de certains fabricants automobiles en termes de densité de

puissance et puissance spécifiques.

Tableau 1.14 Comparaison et évolution des machines électriques embarquées dans le VE [Burress 2017]

F2>(r)i1U7s 2016 BMW i3 20'1:; ;ﬁgda 2012 Leaf | 2010 Prius | 2008 Lexus | 2004 Prius
(55 KW) (125 kw) (124 kW) (80 kw) (60 kw) (110 kw) (50 kw)
Densité de
puissance max 5.7 9.1 8.5 4.2 4.8 6.6 3.3
(KWIL)
Puissance
spécifique max 1.7 3.0 29 1.4 1.6 25 11
(KW/kg)
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L’évolution de la motorisation de la Prius entre 2002 et 2017 est 1’une des plus
remarquables. La Figure 1.52 présente cette évolution du design, la réduction du volume des
parties actives et I’utilisation du bobinage préformé.

~8.47" Stator O.D.

I \
2002 Prius - 3.5" stack 2004 Prius - 3.3" stack 2010 Prius - 2° stack 2017 Prius — 2.4" stack
33KW.274VDC,G000RPM  SOKW, 500VDC, 6I00RPM  souw 60VDC, 13000RPM. 53KW, E0GVIDC, 17000 RPIM

~8.37" Rotor O.D. and ~10.6" Stator 0.D. ~5.53" Rotor 0.D.
bl

FY17 Accomplishments — 2017 Prius Motor

Matar Statar

£.47 outer diametes (OD).
55807 wnex dimmeter (ID)

“Hairpmn” winding suze
0150 %0088

Mater Rator
68 kg it shafl
5527 0D

24" laminatica stack height
£ poles, 3 magies pes pole
Note: speed reducer required for ‘10 speed level

Increase of voltage, speed, and design quality yielded significant power
density (kW/L) and specific power (kW/kq) improvements.

-

Figure 1.52. Evolution de la motorisation de la Prius entre 2002 et 2017

Cette évolution est quantifiable quand on regarde la réduction de la quantité des
matériaux les plus couteux (aimants permanents, cuivre) tel que présenté dans la Figure 1.53.

Copper & Magnet Mass Vs Published Power
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Figure 1.53. Comparaison du poids des aimants et du cuivre en fonction de la puissance de

certaines machines électriques utilisés par les constructeurs automobiles

La Figure 1.54 illustre 1’évolution et la simplification du processus de fabrication et
d’assemblage du moteur synchrone a aimants permanents de la Chevy Spark (2011).
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Figure 1.54. Construction et assemblage du moteur électrique de la Chevy Spark de GM Lien

Dans une autre catégorie Sumitomo Electric a développé un petit moteur
supraconducteur et a démontré avec succes qu'il assurait la traction d’une voiture de tourisme
électrique (Figure 1.55). La puissance du moteur est d'environ 30 kW et le couple de 120 Nm.
Le moteur supraconducteur a permis d'obtenir un couple plus important, de réduire
I’encombrement et d'obtenir un meilleur rendement énergétique (Figure 1.56).

Figure 1.55. Présentation de la voiture électrique de Sumitomo Electric avec son moteur

supraconducteur [Lien]
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Figure 1.56. Avantages de la supraconduction pour la traction électrique

I.4. Typologie des moteurs destinés a la traction électrique

1.4.1. Classification des machines électriques

Conventionnellement, la classification des machines électriques est faite de facon
complémentaire selon deux critéres le premier étant la direction du flux principal dans le
stator et I’entrefer et le deuxieme la nature du courant électrique d’alimentation de la machine.
Le premier critére nous permet donc la classification présentée dans la Figure 1.57 a savoir
des Machines a Flux Radial (MFR), des Machines a Flux Axial (MFA) et des Machines a flux
Transverse (MFT).

(a) MFR (b) MFA (©) MFT

Figure 1.57. Classification des machines en fonction de la direction principale du flux, structure proposée
dans [Bracikowski 2012]

Le deuxiéme critere permet une classification complémentaire en fonction des
courants d’alimentation. On distingue deux principales catégories, les machines a courants
alternatif dites machines synchrones et asynchrones en fonction de la synchronisation entre
champ tournant statorique et rotorique (MS, MAS) et les machines a courants continu (MCC).
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L’association de deux critéres de classification est synthétisée dans le Tableau 1.15.

Tableau 1.15 Classement des différentes typologies des machines pouvant étre destinées a I'éolien

Structure de la machine électrique tournante

Structure a Flux Radial Structure a Flux Axial Structure a flux Tansverse
MA MA MS a aimants surfaciques au rotor, a
aimantation radiale
MS a rotor bobiné Machine a réluctance variable a MS a aimants surfaciques au rotor, a
double saillance aimantation azimutale
MS a reluctance variable MSAP MS a aimants au stator
MS a commutation de flux MS a commutation de flux MS a association de phases
MS a double excitation MS a double excitation Structure a griffe
MSAP

Cette classification peut étre affinée d’avantage en ajoutant un critére sur la nature du
flux magnétiques variable ou fixe tel que présenté dans la Figure 1.58.

Topologies a flux variable

Structure a double excitation Défluxage Autres
(aimants+excitation bobinée) mécanique alternatives
i
Configuration Configuration
série paralléle
N R e i

-Aimants au rotor -Aimants au rotor -Aimants au stator
-Excitation bobinée au stator -Excitation bobinée au rotor -Excitation bobinée au stator

Figure 1.58. Organigramme de classification des topologies a flux variable proposée dans [Gaussens
2013]
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1.4.2. La machine a courant continu

La machine a courant continu présente I’avantage d’avoir une caractéristique couple
vitesse adapté a I’application VE / VEH et aussi un controle de vitesse simple. La MCC
présente aussi quelques inconvénients tel que :

e Processus de fabrication compliqué
e Faible fiabilité (nécessite de maintenance du systeme balais-collecteur)

Les MCC Brushless sont une trés bonne alternative pour des petites puissances si non
pour des moyennes et grandes puissance ’utilisation de convertisseur est nécessaire mais tout
de méme le convertisseur reste simple par rapport aux autres types de machines.

1.4.3. La machine asynchrone

La machine asynchrone a cage est largement acceptée comme la candidate la plus
potentielle pour la propulsion electrique et hybride du fait de sa fiabilité, robustesse, facilité
d’entretien, son faible coft et la capacité de fonctionner dans un environnement hostile. Cette
machine présente tout de méme quelques inconvénients pour ce type d’application tels que la
chute du rendement en grande vitesse, des pertes excessives, un faible rendement, un faible
facteur de puissance et un faible facteur d’utilisation du convertisseur.

Quelques auteurs ont insistés sur la nécessité¢ de prendre en considération I’ensemble
de ces inconvénients lors du dimensionnement de la machine.

Récemment des machines asynchrones de type Pancake ou hub ont été testé dans le
cadre du véhicule électrique et hybride et présente bien de meilleures performances comparé a
la structure conventionnelle.

1.4.4. La machine synchrone

Les machines synchrones par leurs diversites tel que présenté dans le Tableau 1.16
constitue un panel important de solutions techniques pour la traction électrique.
Particulierement, les machines synchrones a aimants permanents qui sont considéré comme
les plus favorables pour la traction électrique par unanimité malgré I’ensemble des facteurs
présentés précédemment (raréfaction et monopole des matériaux de fabrication). En effet, ces
machines sont adoptées par un grand nombre de constructeurs automobiles reconnus. Ces
moteurs présentent beaucoup d’avantages dont on peut citer principalement :

e Grande puissance massique (grande densité de puissance)
e Trés bon rendement

e Efficacité supérieur

e Favorise la dissipation de la chaleur
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Tableau 1.16 Différentes structures de machines synchrones & aimants permanents proposée dans
[Daanoune 2012] [Tiegna 2013] et [Gréhant 2003]

Structure de machines synchrones a

aimant permanent a flux radial (a)

Structures a aimants déposés en surface (i)

Stator i

Encochg

Structures a aimants encastrés (ii)

Srator

Eucoche

Rotor

Atmant

Structures a aimants enterrés (iii)

Almant.

Structure de machines synchrones a

aimant permanent a flux axial (b)

Structures simples avec un rotor et un stator (iv)
¢ Rotor a aimant

Stator Bobiné

Structures avec double rotor et un stator (v)

Stator

Rotor (1) a aimant—p

Rotor a aimant

<4— Stator (2)
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Structure a aimants surfaciques au rotor, a aimantation radiale
(vii)

Cirenits magnétiques stator,

Bobine

Cireuit magnétique rotor

Aimants alternés Nord et Sud
(aunantation radiale)

Structure a aimants surfaciques au rotor, a aimantation
azimutale (viii)
Carcasse rotor
Structure de machines synchrones a

aimant permanent a flux transverse (c)

Stator creux
(possibilité de refroidissernent)

Moteurs a aimants au stator (ix)
] —
i Bl Hall Hall Ho il 6 g

i l et \i b
Stator a base de T N :]—T—:

Stator plem en
poudres de fer

paquets de tales

1.4.5. La machine synchrone a réeluctance variable

La machine a réluctance variable est parmi les moteurs les plus apprécies pour la
traction électriqgue comme elles sont connue pour :

e Simplicité de construction

e Tolérance au défaut

e Large plage de fonctionnement a puissance constante
e Simple controle

Néanmoins, ces machines présentes beaucoup de problemes limitant leurs utilisations dans les
applications embarquées :

e Vibrations et bruits acoustiques
e Ondulations de couple
e Topologie spéciale du convertisseur
e Ondulation du courant
e Interférence électromagnétique
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1.4.6. La machine synchrone a commutation de flux

La machine & commutation de flux se caractérise par la présence de tous ses éléments
actifs (bobines, aimants) au stator. La MCF a aimants permanents bénéficie comme pour la
MSAP des grandes possibilités offertes par les aimants a haute densit¢ d’énergie et se
caractérise par les avantages suivants :

e Excitation statique

e Couple volumique

e Caractére innovant

e Plage de puissance constante a haute vitesse

e Facilité de refroidissement des aimants permanents
Néanmoins, ces machines nécessitent encore un travail d’amélioration du comportement
thermique et de faisabilité process afin de les adapter dans les applications embarquées. Les
principales limites de ces structures sont :

e Ladifficulté de refroidissement du rotor (perte fer élevée a haute vitesse)

e Les difficultés d'assemblage mécanique des disques

e [’enroulement des tdles ferromagnétique pour les structures a flux axial

e Grande saturation magnétique locale

e Efforts magnétiques et des vibrations conséquentes

e Couple de détente relativement élevé par rapport aux machines classiques a aimant

permanent placés dans le rotor en raison de la nature doublement saillante

1.4.7. Sélection des machines pour le véhicule électrique

La sélection des machines électriques pour la traction électrique et hybride se base
généralement sur les critéres, rendement, fiabilité, et colt tout en respectant trois principaux
facteurs qui sont I’attente de I’utilisateur, les contraintes du véhicule, et la source d’énergie.
Les machines électriques les plus adaptées au véhicule électrique et hybride selon la
communauté scientifique et industrielle sont les machines a courant continu, les machines
asynchrones, les machines synchrones a aimants permanents, et les machines a réluctance
variable.

Les exigences principales pour la propulsion electrique peuvent étre résumées dans :

e Grande puissance instantané et grande densité de puissance
e Couple élevé a faible vitesse pour le démarrage et les escalades
e Puissance élevée a haute vitesse pour la croisiére
e Large plage de vitesse y compris pour le fonctionnement a couple ou vitesse constante
e Une réponse en couple rapide
e Un grand rendement sur une large plage de vitesse et de couple
e Un grand rendement pour le freinage régénératif
e Une grande fiabilité et robustesse pour différents mode de fonctionnement du
véhicule
e Un codt raisonnable
e Tolérance au défaut
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Tableau 1.17 Classement des différents types de véhicules électriques

- Systéme de | Puissance| Couple .
Véhicule Type traction (kW) (Nm) Annee
"\ Electrique MSAP 125 250 2015
:>_/',‘-J2
BW -i3 2?;kWh
B A S—

Electrique MSAP 50 170 2013
Electrique MSAP 50 140 2016

MSAP

. NiFeBr
Electrique e e 50 196 2010
Electrique MSAP 80 254 2014
Electrique MSAP 80 254 2012
Electrique MSAP 47 180 2011
Electrique MSAP 220 380 2008

Venturi - Fetish
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Smart - Fortwo Electric Drive

Electrique MSAP 90 450 2015
Electrique 107 250 2013
Ford - Focus Electric

| ey Electrique | MSAP 81.4 285 2014
Electrique MAS 132 340 2014

MSRB
Electrique & 44 226 2012

. el

Renault - Kangoo Maxi ZE
Combi

Electrique 65 220 2015
Electrique MSAP 55 130 2012
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Electrique MAS 238a401|430a967| 2014

Electrique MSAP 85 270 2014

Electrique MSAP 60 210 2014

Volkswagen - e-Up

D’apres le Tableau 1.17, il est clair que la tendance technologique concernant la motorisation
des véhicules électriques et hybrides se tourne vers les machines synchrones a aimants
permanents. Ces machines contiennent certes des terres rares mais sont moins volumineuse et
contiennent moins de cuivres la Figure 1.59 donne une comparaison des prix de fabrication en
fonction des matériaux des machines synchrone a aimants, des machines asynchrone a cage
avec de barres en cuivre et des machines asynchrone a cage avec de barres en aluminium.

HEV Motor Direct Manufacturing Costs:
Permanent Magnet Motor (PMM) vs. Induction Motor (IM) Designs

Mm e e e e R A R e e e e e e Arverhesd Labar
Psintensnce
4350
= Toeling
B Equipment
g
= Zadge
E
5 S200 = End Shislds
a
E | M Bearings
LRLT N 00 [ e SO ...
W Housing
NdFeB: 535, kg
®arnith
B Phage Ingulation
$50 . ECuWire
B shaft
50 - B NdFeBrevagrets (535/kg)
Permanent Magnet Copper Induction Aluminwem Induction ®Stecllaminations
btotorwelght (kg) B5.7 66,8 629 = aluminum ($1.54/kg)
m Copper (33 36/
Miatorlenghh (em) 173 7.2 19.1

Figure 1.59. Comparaison des prix de fabrication en fonctions des matériaux pour différentes machines

électriques [Lien]
84



https://www.copper.org/environment/sustainable-energy/electricvehicles/archives/value_cast_copper.html

1.5. Problématique de la thése (Bruit et vibrations des machines
tournantes dédiées a la traction électrique)

Dans l'industrie automobile, la problématique des vibrations et du bruit dans les
machines électriques a été considérée comme importante et cruciale, en particulier pour un
gros moteur de traction. Du point de vue physico-acoustique, les machines électriques
générent des bruits acoustiques a hautes fréquences relativement désagréables comparés aux
moteurs a combustion interne et aux autres sources de bruits automobiles. Les machines
électriques sont soumises a la norme CEIl 60034-9 de la Commission électrotechnique
internationale. Pour chaque catégorie de puissance de machine et de ventilation, la norme
spécifie une limite de niveau de puissance acoustique totale (SWL) en dBA en fonction de la
vitesse. Un exemple de limite de bruit est illustré a la Figure 1.60.

z 120
]
°
5 116
2 L~
s 110 7(
i /
3z 105 /
- |
3 L~
L]

100 p==7

95

0 1 000 2000 3 000 4 000 5 000 8 000 7 000

Speed revimin

Figure 1.60. Limite du bruit acoustique selon la norme CEI 60034-9

Le probleme du bruit et des vibrations dans les machines électriques a été étudie
activement pendant de nombreuses annees et pourtant, des machines continuent a émettre des
bruits et des vibrations. Cependant et sachant que chaque application a ses propres exigences,
telles que le couple, la puissance, l'efficacité, le cofit, ’encombrement, le bruit, les
vibrations..., Il est donc important de prendre en compte la problématique vibroacoustique
des les premieres phases de conception de ces machines. Le bruit des machines électriques est
principalement constitué de bruit d'origine électromagnétique, d'origine aérodynamique et
d'origine mécanique. Les vibrations de la machine sont principalement dues a I’interaction
magnétique entre le stator et le rotor. Cette interaction crée des efforts magnétiques au niveau
de ces deux éléments. Parmi ces efforts, la force de Maxwell est la plus dominate. Cette force
s’applique sur la surface interne de 1’alésage statorique au niveau des dents induisant leurs
vibrations. Ces vibrations se propage dans la structure mécanique jusqu’a la surface externe
de la carcasse faisant ainsi vibrer les particules d’air autour de la machine. La fréquence de
mouvement de ces particules peut étre perceptible par I’ouie humaine et aussi une source de
nuisance sonore. Le déséquilibre des efforts de Maxwell générés dans I'entrefer de la
machine, influence considérablement sur les déformations de la structure et donc sur le
comportement vibratoire de la machine.
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Tel que évoqueé précédemment, le bruit et vibrations des machines électriques est un
aspect critiques pour un grand nombre d’applications. La compréhension du phénomene
physique de génération de bruit par les machines électrique dans un premier temps, la
réduction de ce dernier dans un second nécessite le développement de modéle mathématique
permettant d’étudier et d’investiguer leurs comportements vibroacoustique. Ces investigations
¢tudient I’impact et la sensibilité de la génération de bruit suite a des modifications du
systéme ¢électromécanique. On peut citer entre autres, I’'impact du 1’alimentation électrique,
I’impact des combinaisons pdles/encoches, I’impact des variations géométrique,...

Les travaux dans ce mémoire de thése se focalisent donc sur le développement d’outils
et de méthodes de conception et de dimensionnement de machines électriques dédiees a la
traction électrique permettant d’explorer un espace étendu de solutions possibles. Pour ce
faire, le développement de modeles multi-physique s’impose afin de tenir compte de
I’ensemble des phénomeénes physiques impliqués dans la conversion électro-magnéto-
mécanique. La modélisation magnétique, thermique et mécanique étant assez bien maitrisée
chacune de son coté, mais il trés important d’explorer différentes stratégies de couplages
possibles et qui offrent un rapport (temps de calcul / précision) permettant de les intégrer dans
une approche de modélisation multi-physique pour le pré-dimensionnement de machines
électriques.

Les défis a relevés par ces modeles peuvent étre résumés par :

e La prise en compte des aspects géométriques complexes

e La prise en compte des propriétés des matériaux et des non-linéarités
e La prise en compte de la température

e La prise en compte de ’assemblage

e Le calcul des efforts électromagnétiques locaux

e Compromis a faire entre temps de calcul et précision des résultats

e Couplage multi-physique

Dans cette thése, la modélisation magnéto-vibroacoustique est réalisée par le biais de
plusieurs modeles afin d’étudier les différentes stratégies de couplages et d’investiguer
différentes approches de modélisation en terme de précision et de temps de calcul. La
modélisation magnétique se base sur un modele analytique baseé sur la résolution formelle des
équations de Maxwell par la méthode de séparation des variable, un modele réseau de
perméances basé sur une interpolation polynomiale pour la prise en compte du mouvement, et
des modeles éléments finis 2D et 3D. La modélisation mécanique vibratoire est réalisée a son
tour via des modeles analytiques, des modeles a constantes localisées et des modéles éléments
finis. Finalement, la modélisation acoustique est basée sur des modéles analytiques avec
différentes approches pour I’estimation du rayonnement acoustique, et des modeles éléments
finis avec couplage fluide-structure.
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1.6. Présentation de la machine a commutation de flux

Dans cette partie la topologie qui sera étudiée est la machine a commutation de flux

(MCF). Cette structure a fait I'objet de diverses publications et brevets au laboratoire SATIE
[Hoang 1997].
Les machines étant excitées par des aimants permanents réalisant ainsi la fonction
d’inducteur dites a inversion de flux lorsque le déplacement du rotor inverse le flux
magnétique dans un bobinage est appelé a commutation de flux lorsque I’élément mobile
passif permet lors de son déplacement de commuter le flux de I’aimant inducteur
alternativement dans un sens puis dans ’autre sens a travers un bobinage [Bali 2011].

Le stator de cette structure (cf.Figure 1.61) possede toutes les sources de flux comme
les aimants permanents et le bobinage d'induit, tandis que le rotor, est lui, totalement passif et
est ressemblant a celui d'une machine a reluctance variable. La maintenance de chaque péle
qui possede un aimant magnétisé tangentiellement se fait entre deux statoriques, ce pole
constitue la cellule de commutation. Autour de chaque cellules de commutations sont bobinés
les enroulements, pour avoir des tétes de bobines plus courtes le bobinage concentrique est
donc necessaire. Enfin, le bobinage concentrique dissipe moins de pertes Joule avec le méme
courant d'alimentation [Ben Sedrine 2014].

(a) Structure de la MDCF

(b) Stator de la MDCF (c) Rotor de la MDCF
Figure 1.61. Vue de la MDCF avec distribution des bobinages

5.1. Principe de la commutation de flux

Une succession de cellules élémentaires forment la MCF. Sur la Figure 1.62, une vue
linéarisée de cette cellule de commutation est proposée. A I’inverse des machines a reluctance
variable, le flux embrassé par la phase est alternatif et pas unidirectionnel. Le déplacement de
la partie passive (rotor) permet de diriger le flux alternativement dans un sens et dans 1’autre a
travers le bobinage d’induit (stator).
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(a) Flux de I’aimant traversant de bas en haut la (b) Flux de I’aimant traversant de haut en bas la

bobine bobine

Figure 1.62. Principe de la commutation de flux d’un aimant dans la bobine proposée dans [Bali 2011]

5.2. Etat de I'art de la MCF

Pour des applications nécessitant des densités de couples élevées, des vitesses hautes
ou des contraintes d'évacuation de chaleur facilités, comme dans les applications embarquées,
les MCF sont les candidates choisies [Chen 2010 (c)]. Dans les années 1950, le principe de la
commutation de flux a été appliqué a une machine monophasée 6/4 (cf. Figure 1.63) présentee
dans [Rauch 1955].

Figure 1.63. Machine monophasée 6/4 proposée dans [Rauch 1955]

Dans les années 1990 1'une des premieres machines triphasée (Figure 1.64 ) basée sur
cette idée a éte étudieée en France au sein du laboratoire SATIE [Hoang 1997].

ks

Figure 1.64. Premiere MCF-AP triphasée proposée dans [Hoang 1997]
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Depuis, I’étude de cette structure sur ses propriétés (points fort, limitations) et la
délimitation de son champ d’application a été¢ menée par plusieurs équipes de recherche.
Cependant, ce type de machines reste pour le moment au stade de prototypes de laboratoire.

Au niveau du stator, sont situés les éléments actifs (aimants permanant et bobinage)
[Boisson 2014]. Les bobinages étant de type dentaire, ce qui peut induire de faibles pertes
joules statoriques a cause de la faible longueur des chignons et d’un bon facteur de
remplissage avec des dentures facilement bobinables [Verez 2014]. Concernant les aimants,
ils sont placés avec une polarité alternée et fonctionnent en concentration de flux, ce qui
permet I'utilisation d’aimants avec une induction rémanente plus faible que des ferrites. Par
ailleurs, en utilisant n'importe quel fluide frigorifique, cette configuration permet un
refroidissement plus facile des aimants [Shen 2013]. De ce fait, ces machines combinent la
robustesse des machines a réluctance variable mais aussi la forte densité de puissance des
machines synchrones a aimants permanents [Ilhan 2012]. Toutefois, vis-a-vis des machines a
aimants a pas fractionnaire conventionnelles ayant les mémes dimensions, la localisation des
aimants placés entre les noyaux induit que les MCF ont de plus fines dents statoriques et une
aire d'encoche réduite. Cela mene a une grande saturation magnetique locale, a des efforts
magnetiques et des vibrations conséquentes [Verez 2014]. D’autre part, le couple de détente
dans la MCF est plutot élevé par rapport aux machines classiques a aimant permanent placés
dans le rotor par sa nature doublement saillante et la haute densité de flux résultant des effets
de concentration de flux des aimants logés entre les plots statoriques.

Nous détaillons dans le Tableau 1.18 une partie des travaux de recherche menés au
cours de ces vingt derniéres années.

Tableau 1.18 Liste non exhaustive des références portant sur la MCF

Nature de I'étude Auteurs
Etude des performances [Hoang 1997][Zhao 2005][Hua 2006 (a)][Hua 2006
électromagnétiques (b)][Hua 2007] ] [Zhu 2010][llhan 2012]
Etude d’optimisation de 1a géométrie des [Amara 2005][Hua 2006 (a)][Hua 2006 (c)][Zhu 2008
machines (c)][Chen 2011][Shen 2013]

Etude paramétrique et influence du [Zhu 2008 (a)][Chen 2008][Thomas 2008][Owen 2010][Chen

nombre de dents rotoriques et statoriques | 2010 (a)][Chen 2010 (b)][Chen 2010 (c)][Verez 2014 (b)]
ainsi que du nombre de phases

Etude des pertes [Pang 2006][zhu 2008 (b)][Pang 2008][lwasaki
2009][Thomas 2009][Hoang 2000]

Etude et réduction de ’ondulation de [Hua 2008 (a)][Zhu 2008 (c)][Jia 2010][Wang 2010][Sikder

couple due au couple de détente 2015][
Etude de diagnostic des défauts des [Ojeda 2010][Raminosoa 2010 (a)] [Raminosoa 2010 (b)]
phases [Raminosoa 2010 (c)] [Raminosoa 2011][Ben Sedrine

2014
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Etudes des structures hybrides

[Hoang 2007 (a)][Owen 2009][Amara 2009][Hoang 2010]
[Dong 2010][Hoang 2011][Gaussens 2012] [Gaussens 2014 ]

[Boisson 2014] a énumeré le nombre de publications faites sur ces structures au cours
des vingts dernieres années en se basant sur Google Scholar. Ainsi par le biais de sa démarche
nous présentons le diagramme tracant le nombre de publications portant sur les MCF-AP en

fonction des années (cf. Figure 1.65).

D 100

Nombre d

1997 1998 1999 2000 2001 2002 2003 2004 2005 2006 2007 2008 2009 2010 2011 2012 2013 2014

Année

Figure 1.65. Publications sur les MCF selon Google Scholar

5.3. Diverses architectures des MCF

La premiere MCF triphasée a été congue avec 12 encoches et aimants permanents et
possede 10 podles rotoriques [Hoang 1997]. Chen a présenté une étude sur I'ensemble des
combinaisons possibles pour une MCF triphasée qui doit respecter la relation 1.1 [Chen 2010

(©)1:

Ne :6'kl,k1 EN*
Nr :Ne__'_ kz,kz EN*

avec N, qui est le nombre d'encoches et d'aimants, celui-ci doit étre pair, et N, est le nombre

de poles rotoriques. De plus, N, et N, doivent rester proche afin d’optimiser la densité de

couple [Chen 2010 (a)][Chen 2010 (c)].

[Hua 2008 (a)] a conclu qu’une force contre électromotrice FEM sinusoidale est désirée
pour minimiser les ondulations du couple [Hua 2008 (b)]. Dans [Shen 2013], I'évolution des
nouvelles topologies des MCF rotatives et linéaires est présentée. Le Tableau 1.19 résume la
majorité des topologies des MCF qui existe dans la littérature scientifique.

90




Tableau 1.19 Différentes topologies des MCF

ACEr-

Il

Structure
MCEF lineaire triphasée 6/11
e INInANNMAnNN
MCEF lineaire triphasée 12/11
Structure Fe—
a
flux radial
Structure
a
flux
axial MCF 12/10 stator-rotor-stator configuration

MCF 12/10 excitation hybride S-R-S

MCF 12/10 excitation hybride R-S-R
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1.7. Conclusion

Dans ce premier chapitre, un état de I’art approfondi du contexte du véhicule
électrique a été présenté. Dans ce contexte, les notions principales au sujet des aspects
techniques et des technologies de développement de la chaine de traction électrique ont été
passées en revue. Il en ressort que les moteurs électriques sont des éléments vitaux dans la
chaine de traction électrique et sont confrontés en permanence a une évolution des contraintes
des cahiers des charges comme le niveau de puissance massique requise, I’encombrement, le
rendement, le niveau de bruit et vibration, le co(t et la fiabilité. Par conséquent,
I’investigation de nouvelles structures de machines pouvant satisfaire les exigences de cette
technologie en développement s’impose.

Ensuite, un état de Dart sur les différentes machines présentes dans la chaine de
traction a été mené. Nous avons dans un premier temps exposé un bref historique de ces
machines en se référant sur les principales études qui ont été conduites a ce sujet et les
topologies les plus courantes.

Une démarche de recherche de nouvelles topologies des machines a été adoptée. Plus
particulierement, il s’agit de mettre au point des modéles de pré-dimensionnement multi
physiques (thermo-magnéto-mécanique) avec un intérét particulier aux bruits et vibrations
d’origines électromagnétiques permettant d’explorer un espace étendu de solutions possibles.
Le défi relevé par ces modéles demeure toujours le compromis a faire entre temps de calcul et
précision des résultats.

Une comparaison générale entre les différentes topologies des moteurs destinés a la
traction électrique, selon plusieurs criteres de dimensionnement a été exposée ultérieurement.
Ceci dans le but de situer une structure non-conventionnelle dites machines discoides a flux
axial et particulierement la machines a commutation de flux parmi les différentes machines
proposees pour cette application embarquée. Ainsi, ces structures peuvent présenter des
excellentes performances a savoir un bon couple massique, une robustesse (rotor
complétement passif), une réduction de l'encombrement et finalement en multipliant les
entrefers, elles peuvent également fournir plus de puissance. Néanmoins, ces machines
rencontrent les mémes problemes mécaniques liés aux structures a flux axial a savoir le
centrage du rotor (maintien des entrefers constants), des problémes thermiques
(refroidissement du rotor afin de réduire les pertes fer a haute vitesse) et la complexité des
procédes de fabrication.

Enfin, une étude des performances électromagnétiques sur une MCF triphasée 12/10
linéaire a été menée dans le but de se familiariser avec les principales caractéristiques de ces
structures.
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Chapitre II : Mod¢élisation Multi
physique des Machines discoides
en vue de I’¢tude des émissions
vibroacoustiques

1. Introduction

Origines du bruit et vibrations dans les machines électriques
Historique des études de bruit et vibrations des machines
électriques

Problématique de Ia modélisation thermo-magnéto-vibro-
acoustique

Particularités des machines discoides a flux axial

Modélisation magnétique

Modélisation électrique

Modélisation vibro-acoustique

9. Modélisation thérmique

10. Couplage magnéto-vibro-acoustique

11.Conclusion
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I11.1. Introduction

La modélisation magnéto vibroacoustique des machines électriques est la
représentation du systéme physique par un ensemble de modéles mathématiques permettant
de simuler et prédire son comportement physique face a un changement d’une ou plusieurs
variables d’entrées. Cette modélisation dans notre cas a comme objectif de simuler la chaine
de conversion d’énergie telle que dans la Figure I1.1 afin de déterminer le comportement
vibroacoustique de la machine électrique et déduire ainsi son niveau de bruit rayonné.
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power electromagnetic structural noise
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electromagnetic mechanical acoustic
— > > E—
model model model

Figure 11.1. Approche de modélisation de la génération de bruit [LE besnerais 2010] [Dupont 2012]

La modélisation magnéto-vibroacoustique est généralement effectuée a travers une
succession d’analyses permettant de calculer les efforts électromagnétiques locaux exerces sur
la structure suite a une alimentation électrique donneée, calculer ces fréquences propres, sa
réponse vibratoire due aux efforts en questions et finalement la pression ou bien puissance
acoustique rayonnée. On distingue principalement dans ce cadre de modélisation quatre types
d’analyses qui sont ’analyse modale, I’analyse vibroacoustique sous contraintes magnétiques
statiques, 1’analyse vibroacoustique sous contraintes magnétiques transitoire, et 1’analyse
vibroacoustique harmonique sous contraintes magnétiques harmoniques.

L’analyse modale permet le calcul des fréquences de résonances de la structure
étudiée, une raie de la force magnétique qui coincide avec une fréquence propre de la machine
impligue un fort niveau de vibrations et de bruits.

L’analyse vibroacoustique sous contraintes magneétiques statique permet de calculer le
niveau des vibrations et du bruit pour chaque harmonique de la force magnétique séparément
afin d’identifier les raies harmoniques de la force magnétique responsable de la génération de
forte nuisance vibratoire et sonore, cela permettra de trouver la combinaison p6les/encoches
offrant a la fois les meilleurs performances électromagnétiques avec un regard sur le
comportement vibroacoustique de la machine.

L’analyse vibroacoustique sous contrainte magnétique transitoire permet de calculer
la réponse vibratoire et sonore de la machine pour un profil de vitesse donné.

95




L’analyse harmonique permet d’obtenir la réponse fréquentielle de la structure due
aux efforts électromagnétiques.

De nombreux travaux sur la modélisation magnéto-vibroacoustique ont permis le
développement de modeles mathématiques analytiques et ou numériques ayant une
complexité variable. Des modeles simplistes rapides mais pas tres précis appréciés dans les
phases de pré-dimensionnement des machines électriques. Ainsi que des modéles éléments
finis trés complexes permettant de tenir comptent de I’ensemble des phénomenes physiques
impliqués avec un niveau de détails et de précision correcte (paliers, circuit de
refroidissement, borniers ...). Ces études présentent aussi une multitude de couplages multi-
physique possibles selon 1’objectif global de la modélisation. Cependant, il reste encore de
nombreux points a investiguer. Le sujet de modélisation demeure d’une grande actualité
comme le montre le nombre d’articles publiés récemment a ce sujet. En effet, la prise en
compte de problemes multi-physiques diverses et variés ou avoir une approche systeme
demande le développement d’outils adaptés. Surtout avec une demande de machines
électriques avec une performance toujours croissante et une taille de plus en plus petite. Ces
deux exigences poussent vers le développement de machines modernes fines avec des
densités de flux plus élevées. Cela se traduit par des contraintes électriques, magnétiques,
thermiques et mécaniques de plus en plus séveres, une saturation magnétique élevee et un
besoin important de refroidissement. Ce sont tous des facteurs qui conduisent a des machines
bruyantes [Yang 1981].

Ce chapitre s’inscrit dans le cadre des travaux traitant la problématique de
modélisation et de développement d’outils numériques destinées a la conception de machines
électriques. Il commence par une présentation des origines de bruit et vibrations de ces
actionneurs. Suivit d’une analyse bibliographique des études portant sur ce sujet. Il vient
ensuite une section présentant differentes approches de modélisation mécanique et vibratoire
(analytique, circuit équivalent, constantes localisées, éléments finis). Les différents types
d’analyses mécaniques Vibroacoustiques sont également présentées, I’intérét de leurs
utilisations pour la conception de machines électriques et aussi détaillés. Une section est
réservée a la présentation des particularités des machines discoides a flux axiale d’un point de
vue modélisation comparé aux machines conventionnelles a flux radiales. Finalement, les
différents modeles développées dans le cadre de cette these électrique, magnétique,
thermique, mécanique sont présentés ainsi que les stratégies de couplage multi-physique.

11.2. Origines du bruit et vibrations dans les machines électriques

Le bruit émis par les machines électriques provient de trois sources principales;
électromagnétique, mécanique et aérodynamique. Chacune de ces sources produit des forces
qui agissent sur les différentes parties de la machine et provoquent des vibrations structurelles
et des émissions sonores de la machine.
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Figure 11.2. Sources de bruit dans les machines électriques en fonction de la fréquence

Les bruits d'origines mécaniques proviennent principalement des paliers et ils sont
inhérents a chaque machine. Ils sont principalement liés au contact et a la friction entre
différentes pieces d'un assemblage. Par exemple, les sifflements des roulements a billes et des
transmissions de puissance, excepté celles a palier magnétique. Les sources mécaniques de
bruit et de vibration sont considérées comme négligeables pour les moteurs électriques.

Les bruits d'origines aérauliques sont associés a 1’écoulement de I’air ventilé a travers
ou par-dessus le moteur car les pieces en mouvement créent de la turbulence. Ils sont liés a la
turbulence du flux d'air dans la cavité de la machine, comme dans le cas d’un refroidissement
par ventilation. En régle générale, le bruit d'origine aérodynamique n’est important qu’a
grande vitesse.

Les bruits d'origines magnétiques sont produits par [l'aimantation des toles
ferromagnétiques. Cette aimantation est due a la présence de sources d'excitation et de
courants d'alimentations. Elle produit des forces magnétiques entre le stator et le rotor qui font
principalement vibrer la culasse de la machine. Ces vibrations sont alors transmises a 1’air
ambiant par la carcasse. Ces efforts magnétiques dépendent simultanément de plusieurs
parametres, tels que les topologies des pbles et du moteur lui-méme [Pellerey 2011], et sont
considérés comme les principales sources de bruit et de vibrations aux basses fréquences
(jusqu'a 10 kHz) [Dupont 2014]. Ces bruits dominent donc a basse vitesse et a vitesse moyenne.
Le choix d’une mauvaise combinaison poles/encoches peut étre responsable d’une mauvaise
répartition des efforts et d’un balourd magnétique et donc d’un grand niveau de nuisance
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sonore tel que illustrée dans la Figure 11.3 (a) d0 & une asymétrie du bobinage. La Figure 11.3
(b) montre le cas d’un bobinage symétrique avec des efforts qui se compensent.
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Figure 11.3. Distribution spatiale de la force magnétique avec a) 68 poles / 69 encoches ; b) 60 pdles/ 72

encoches ; ¢) 10 pdles / 12 encoches [Meier 2008]

Il 'y a principalement trois sources de bruit électromagnétique dans les machines
électriques : les forces de Maxwell, les forces de Laplace et les forces magnétostrictives. Les
efforts de Laplace qui agissent sur les conducteurs bobinés parcourus par des courants situés
dans les encoches du stator. Ces efforts sont le plus souvent négligés. Etant donné dans un
premier temps leurs confinement dans les encoches avec des coefficients de remplissages
inférieur a 1 laissant place a des évidements empéchant la propagation de vibrations. Dans un
second temps la densité du flux statorique qui est trop basse pour produire des vibrations
significatives a transmettre a la culasse du stator. Les efforts de magnétostriction qui
provoquent une déformation directe du circuit magnétique statorique. Ces efforts sont
également souvent négligés par rapport aux efforts de Maxwell tel que démontré dans de
multiples études (Figure 11.4).

(@) champ des f de M 1] (B) champ des f; de magnétostriction

Différents facteurs de normalisation sont utilisés sur les deux figures.

Figure 11.4. lllustration des forces Maxwell et de magnétostriction [LE besnerais 2008 (a)]
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Les efforts de Maxwell agissant dans l'entrefer de la machine responsable de la
création du couple. Ils sont principalement appliqués sur les dents du stator avec trois
composantes radiale, tangentielle et axiale. Les efforts radiaux provoquent des vibrations
transmises des dents du stator & la carcasse de la machine provoquent une propagation radiale
de bruit, considérée comme la principale source de bruit sonore indésirable de la machine.
L’effort tangentiel est absorbe par le degré de liberté du rotor a tourner et ne génere pas de
vibrations. Finalement, le mouvement du stator di & la composante tangentiel contribue tres
peu au bruit rayonné global comme la surface est petite par rapport a la celle de la carcasse,
son contact avec le stator et le rotor est élastique contenant des évidements rendant ainsi la
propagation difficile. Le bruit électromagnétique est la principale source de bruit considérée
dans ces travaux de these.

11.3. Historique des études de bruit et vibrations des machines
électriques

Les premiers travaux sur la vibroacoustique des machines electriques ne datent pas
d’aujourd’hui mais d’il y’a une dizaine d’années. On peut citer entre autre, les travaux de
[Jordan 1950], [Moore 1969] et [Alger 1970] sur le calcul des efforts électromagnétiques
locaux et leurs influences sur le comportement vibratoire et acoustique des machines
¢lectriques. Ces travaux ont ¢été suivit d’une vague d’études et d’investigations du
comportement vibroacoustique utilisant des modeles electromagnétiques analytiques basés sur
des fonctions de bobinages couplés a des modeéles mécaniques vibratoire bases sur les théories
des coques minces et épaisses cylindriques ainsi que la théorie de anneaux. Ces modeles sont
couplés a leurs tours a des modeles acoustiques basés sur la théorie des sources monopoles
sphériques ou celle des pistons cylindriques pour 1’estimation du niveau de nuisance sonore
rayonné par la machine [Yang 1981] [Timar 1989] [Gieras 2005]. L’ensemble de ces études
malgré la présence de mesures expérimentales n’ont pas €té assez représentatives comme il
été difficile de reproduire les hypothéses de calcul dans les essais. Il fallait donc attendre
quelgues années jusqu’a ce que les outils numériques se sont répondu tel que les codes
¢léments finis et aussi I’évolution des ordinateurs qui ont vu leur puissance augmentée. Ces
outils ont été utilisés a partir des années 1980, il ressort entre autres les études de [Belmans
1991Belmans 1991] qui traite principalement la formulation théorique et FE pour le calcul des
efforts corrélés a une analyse modale. Les travaux de [Gieras 2005] sur I'analyse vibratoire
d’un moteur a induction. Il utilise une méthode modale et étudie également des effets de
denture du stator, des enroulements, de la carcasse, des encoches et des flasques pour en
déduire le comportement global. Le travail de M.A Nasser sur la conception par prédiction du
comportement vibroacoustique des machines €électriques, il utilise pour son étude une analyse
modale éléments finis. [Benbouzid 1993, Belmans 1991] présente une approche découplée
afin de déterminer la réponse de la machine électrique en calculant d’un c6té le contenu
harmonique de la pression magnétique et de 'autre les fréquences propres de la structure via
deux modeles éléments finis 2D. Cette approche de modélisation est peu couteuse en temps de
calcul mais imprécise et présente des difficultés de couplage pour une conception par
optimisation. De nombreux auteurs [Le Besnerais 2009_a, Le Besnerais 2009 b ,Hammouda
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2005, Vivier 2004, Kobavashi 1997, Le Bernerais 2007, LE besnerais 2010, Le Bernerais
2009 c,Le Bernerais 2009 _d, Brudnv 1997, Lecointe 2004 Le Besnerais 2009 _bLe Besnerais
2009_blLe Besnerais 2009 _blLe Besnerais 2009 _b] ont investigué de nouveau les modéles
analytiques afin de résoudre la problématique du temps de calcul. Pour cela ils ont proposé
des améliorations permettant de prendre en considérations les bobines, tétes de bobines et
carcasse par 1’ajout de masses et raideurs effectives ainsi que coefficient de calibrations issus
de mesures expérimentales [Fakam 2014].

Une autre catégorie de travaux a été dédiée a I’étude et I'investigation de comportement
vibroacoustique des machines électriques pour une meilleure compréhension des phénomenes
physiques et la déduction de régles de conception. Une partie des études ont été donc menées
[Le Besnerais 2009 _a] [Sun 2011] [Bracikowski 2012] [Huo 2013] [Zhu 2010] afin
d’examiner I’'influence de ces combinaisons pdles/encoches sur la distribution des efforts
électromagnétiques locaux et par la suite sur le comportement mécanique de la structure. Une
comparaison géométrique des forces magnétomotrices et de pression magnétique a été
réalisée dans [LE besnerais 2008 (a)] (Figure 11.5). Les contributions de chacun des trois pbles
du rotor et du stator peuvent étre clairement observees sur la perméance.

stator mmf
rotor mmf
permeance
———— Maxwell pressure

Figure 11.5. Représentation des forces magnétomotrices et de la pression de Maxwell a un moment donné
[LE besnerais 2008 (a)]

L’autre partie traiter la problématique de réduction de bruit et vibrations d’origine
électromagnétique. Il existe principalement deux approches, une réduction passive agissant
sur les paramétres géométrique de la machine et une réduction active agissant essentiellement
sur la stratégie de modulation afin d’optimiser le contenu harmonique des courants
d’alimentation [Brudny 1991], [Hubert 2000], [Corton 2000], [Gabsi 1999] (Figure 11.6).
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Figure 11.6. Présentation des approches de réduction de bruit active et passive

Limitation des harmoniques spatiaux :

Agir sur la forme des pdles rotoriques

Modification du bobinage (bobinage a pas raccourci)
Vrillage des encoches ou des pdles rotoriques

Agir sur la longueur du stator

Agir sur la largeur des dents

Décalage des harmoniques temporels :

Choix judicieux de la fréquence de commutation

Choisir les harmoniques de la MLI de facon a ce qu’ils entrent en interférence
destructive avec les harmoniques des efforts magnétiques (-15dB)

Utiliser une fréquence de commutation aléatoire afin d’étaler les harmoniques de la
pression magnétique

Choisir judicieusement le signal modulant afin d’éviter les fréquences propres de la
structure

Limitation des harmoniques temporels :

Compensation des temps morts des courants soit par I’ajout d’un offset ou par
I’introduction d’un retard sur la régulation des courants

Injection d’harmoniques de courant prédéterminés afin de réduire certaines raies
harmoniques magnétiques

Agir sur la régulation

Empécher les vibrations du stator avec des actionneurs piézoélectriques

Le Tableau 1.1 présente une liste non exhaustive des travaux portant sur la

modélisation vibroacoustique des machines électriques, ces travaux sont classés sur trois
catégories. Le premier regroupe les travaux sur la modélisation magnéto-vibroacoustique
analytique, le deuxieme réuni les méthodes de réduction de bruit et vibrations et le troisieme
un ensemble d’études d’investigation et de prédiction du niveau de nuisance sonore de
quelques topologies de machines électriques.
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Tableau I1.1 Liste non exhaustive des références portant sur la vibroacoustique des machines électriques

Nature de I'étude

Auteurs

Modélisation analytique

[Ellison 1971], [Vermas 1981], [Singal 1989], [Zhu
1993], [Mottier 1996], [ Yongxiao 1997], [Finley
1999], [Hubert 2002], [Huang 2004], [Mueller 2005],
[Gieras 2006], [Schlensok 2008], [LE besnerais 2008
(@], [Zhu 2010], [Islam 2010], [Bujacz 2011],
[Quanfeng 2010], [Verez 2013], [Boisson 2014],
[Wang 2014], [Chauvicourt 2017], [Shengnan 2017],
[McCloskey 2018]

Réduction de bruit en agissant sur le
design

[Hwang 2000], [Jung 2010], [Brudny 2011], [He
2011], [Hur 2011], [Birte 2012], [Lakshmikanth
2012], [Traxler-Samek 2012]

Réduction de bruit en agissant sur les
combinaisons Poles/encoches

[Gieras 2005], [Le Besnerais 2009 _a], [Lee 2009],
[Kim 2012], [Valavi 2012], [Hirotsuka 2013]

Réduction de bruit en agissant sur les
efforts magnétiques

[Balan 1997], [Penin 2012], [Boisson 2012], [Krotsch
2012], [Yim 2012], [Islam 2012], [Tokita 2014],
[Bruzzese 2014], [Hirotsuka 2015], [Devillers 2017]

Réduction de bruit en agissant sur la
commande

[Romary 1994], [Cassoret 2009], [Belkhayat 1997],
[LE besnerais 2008 (a)], [Zhihuan 2010], [Lu 2013],
[Chen 2015], [Geoffriault 2015]

Méthodes de prédiction de bruit et
vibration

[Erdelyi 1955], [Garvey 1997], [Taegen 2001], [Tang
2003], [Tang 2005], [Gieras 2007], [Le Besnerais
2009 _a], [Shin 2012], [Lin 2014], [Park 2014], [Le
Besnerais 2016], [Parrang 2016]

Etude du comportement vibroacoustique

[Javadi 1995], [Cai 1999] [Picod 1999], [Mohammed
2002], [Srinivas 2005], [Zhangjun 2005], [Carmeli
2006], ['Yu 2008], [Rainer 2008], [Chen 2008], [Song
2008], [Han 2009], [Scouarnec 2010], [Weilharter
2012], [Torregrossa 2012], [Li 2013], [Fu 2014],
[Tiirats 2014], [Shin 2014], [Bedkowski 2014], [Liu
2014], [Birte 2015], [Hass 2016]

11.4. Problématique de la modélisation thermo-magnéto-
vibroacoustique

La complexité d'une véritable machine électrique fait qu’il est trés fastidieux de la
modéliser avec la MEF jusqu’aux moindres détails. Habituellement, les éléments qui ont des
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formes géométriques complexes sont approchés avec des formes simples telles que des
cylindres, des poutres, etc. Malheureusement, les matériaux ne peuvent jamais étre
parfaitement pris en compte et le couplage mécanique entre paliers boucliers et le cadre est
difficile.

Afin de développer le modele proposé, certaines hypothéses ont été formulées. Tout
d'abord, seul le bruit d'origine électromagnétique est considéré. En outre, le bruit généré par le
rotor n'est pas pris en compte du fait de son confinement par celui du stator. Les contraintes
mecaniques sont principalement localisées sur les surfaces du stator du coté de I'entrefer.
Enfin, il n'y a pas d'excentricité du rotor et aucun déséquilibre du rotor.

Toute la difficulté d'une étude du comportement vibratoire vient quant & la prise en
considération des différents phénoménes physiques impliqués (Figure 11.7). Tels que
I'influence du feuillage des noyaux statorique et rotorique, les bobines et tétes de bobines et la
carcasse sur le comportement vibratoire de la machine électrique. Ces points seront détaillés
ci-dessous.

Dents, fond d'encoche et clavettes
Augmente la raideur et aussi la masse

Enroulements et tétes de bobines (Imprégnation, cuisson,...)
) Réduction de lamortissement
Eimination de certaines fréquences parasites

Température
Réduit I'amplitude des vibrations et les fréquences propres

Feuilletage du circuit magnétique statorique
Reduction de la raideur et augmentation de Ilamortissement

Figure 11.7. Complexité de la modélisation mécanique d’une machine électrique

-Influence du rotor : I’analyse vibroacoustique s’effectue uniquement sur le stator.
En effet, bien que I’entrefer soit en contact avec le rotor, par le biais de sa forme il est moins
soumis aux ondes des forces magnétiques. La surface de rayonnement du son du rotor est plus
petite que celle du stator. Le rotor peut dans la plupart des cas, ne pas étre considéré comme
source de bruits d’origine magnétique [Wang 2002]. Des mesures ont montrées que la
contribution du rotor n'est quantifiable que pour des fréquences inférieures a 500 Hz [Wang
1999].

- Influence de la température : le comportement vibroacoustique est influencé par la
température du stator. Cette influence est difficile a modéliser et a quantifier comme elle a un
impact direct sur les propriétés mécaniques des isolants et des conducteurs ainsi que les autres
matériaux. Généralement, pour les métaux, le module d'élasticité de Young diminue avec la
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température alors que le coefficient de Poisson augmente [Ting 2005]. Dans notre cas,
I'influence de la température est négligée. Les calculs EF sont réalisés a température ambiante
et constante [Verez 2014].

- Influence du bobinage : la prise en compte de I’isolant et des conducteurs s’effectue
par la modification du module d'élasticité de Young associé a cette partie qui est considérée
isotrope. Mis a part la combinaison isolant / conducteur et le processus de bobinage (Figure
11.8), les traitements des bobines comme [l'imprégnation et la cuisson réduisent
I'amortissement du stator. Il en résulte une diminution des amplitudes des vibrations, ainsi les
fréquences de résonances deviennent plus élevées [Verez 2015]. C'est un inconvénient du point
de vue des émissions sonores mais un avantage du fait que I'imprégnation élimine certaines
fréquences propres parasites [Singal 1992]. Une seconde approche a été présentée par
[Millithaler 2015] en modélisant les bobines par un matériau orthotrope et les tétes de bobines
ainsi que la résine par des matériaux isotropes (Figure 11.9). Le tableau dans la Figure 11.9
donne les propriétés des différentes parties aprés corrections par rapport aux résultats
expérimentaux.

(a) Industrial windings (b) Hand-made windings

Figure 11.8. Processus de bobinage dentaire

teeth | resin | winding heads | winding edges

0 Rl 3-D winding Ey [GPa] | | | 96.8
Y heads edges E, [GPa] || 200 | 402 | 101 122
- is0 | E. (GPal | 105
Gy [GPa] [ 35.9

Gy [GPa] - - - 613

Gy, [GPa] | 865

11'_|,r: [_] [ 0.30

m“’ st T[] || 024 [ 033 | 030 028
Py [—] I 0.30

§kgm™3] |[ 7770 | 2050 | 4700 4,700

Figure 11.9. Approche de modélisation d’un bobinage dentaire [Millithaler 2015]

-Influence de la carcasse : sachant que la carcasse compte pour environ 10% de la
masse totale du stator et sa longueur est 1.6 fois plus longue que ce dernier, elle ne peut étre
négligée. De plus, il est rapporté dans [Verez 2014] que plus la carcasse est longue par rapport
au stator plus les fréquences de résonances de la structure complete diminuent.
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-Influence du feuilletage : le feuilletage utilisé dans le but de réduire les courants de
Foucault coupe la connexion élastique entre chaque tdle et rend impossible le transfert des
forces élastiques entre elles [Wang 1997]. Le comportement vibratoire de la culasse est donc
particulierement influencé par les paramétres élastiques du paquet de toles laminées [Garvey
2004]. De plus, quand plusieurs tbles sont pressées par serrage pour former un seul cylindre
laminé, les conditions aux limites de chaque tole ne correspondent plus a celles d'une seule
tole isolée simplement supportée a ses extrémités [Wang 1997]. Le feuilletage de la culasse
réduit sa résistance. Le paquet de tbles feuilletées est donc moins raide et plus flexible [Garvey
1989]. Les amplitudes des vibrations d'un stator feuilleté sont donc plus amorties [Verma
1994]. Afin de prendre en compte l’influence de la lamination, un acier orthotrope est
envisagé pour représenter le feuilletage de la culasse statorique dans notre cas [Wang 1999].
Dans [Millithaler 2015] une modélisation éléments finis du feuilletage (tdle + epoxy) (Figure
11.10) a été effectuée et comparé avec un block massif ayant des propriétés équivalentes.
L’approche a montré la pertinence de la méthode tel que illustrée dans la Figure 11.11 avec (a)
représentant le feuilletage et (b) le block massif.

g __  node-to-ground

stiffness elements

Figure 11.11. Comparaison des déformations pour une modélisation EF par feuilletage et par matériau
massif équivalent

-Prise en compte des contacts aprés assemblage : le contact bobinage-circuit
magnétique dépend fortement du procédé de fabrication et du fait qu'il présente des propriétés
hétérogenes en raison de sa composition. Les connaissances existantes sur les conditions de
contact sont limitées et / ou inconnues. Ainsi, afin d’étre aussi proche que possible du
comportement vibratoire réel de la machine étudiée, certains ajustements proposés dans la
littérature [Millithaler 2015] doivent étre effectués, tels que la séparation du maillage entre les
faces des deux régions bobinage-noyau magnétique ou bien agir directement sur la raideur via

105




des coefficients de contact. Le contact carcasse-circuit magnétique peut étre pris en compte en
associant au niveau de I’interface les deux maillages par une fusion des nceuds de contact,
représentant ainsi une cohésion parfaite entre les deux piéces. Cependant, certains procedés de
fabrication ne garantissent pas une cohésion homogéne sur toute la surface de contact. Par
conséquent, cette problématique d’estimation des coefficients de contacts doit étre étudiée en
fonction de la machine (Tableau 11.2).

Tableau 11.2 Coefficients de contact au niveau de la surface normale

Coefficient de contact Valeur
Contact entre la carcasse et le circuit magnétique statorique 0.9
Contact entre les bobines & tétes de bobines et le circuit magnétique statorique 0.01
Contact interieur et exterieur entre le carcasse et les flasques 0.01

- Simplification de la géométrie : L’analyse détaillée des vibrations d’une machine
en tenant compte des particularités géométriques telles que les chanfreins et les courbures
nécessite un maillage trés dense. Ceci engendre un en temps de calcul conséquent. Afin de
simplifier I’étude, la carcasse est souvent prise en compte en tant qu’un cylindre creux, les
tétes de bobines en tant qu'anneaux collés aux bobines, enfin les flasques sont modélisés
comme des disques creux.

- Influence de fixation de la machine dans son environnement : Généralement, le
support du moteur électrique est considéré comme suffisamment rigide. Par souci de
simplification, la fixation est souvent remplacée par des conditions aux limites au niveau de la
carcasse avec U (x, Y, z) = 0.

11.8.1.1. Modélisation analytique

Les modeéles analytiques vibroacoustiques nécessitent la formulation d’hypothéses
simplificatrices afin de rendre les équations physiques pratiques et facile a résoudre. En
conséquence, ces modeles ne permettent pas de prendre en compte 1’ensemble des éléments
constituant la machine électrique (rotor, bobine et téte de bobines, orthotropie des
matériau, ...). Cependant, il est possible de prendre en compte la fixation des extrémités par
des conditions aux limites sans considération de leurs masses et rigidités respectives.

On distingue principalement quatre types de modéles analytiques :

- Des modeles basés sur la théorie des anneaux. Ces modeéles sont utilisés pour la
mod¢lisation des machines dont le rapport longueur sur rayon moyen est proche de I'unité.
Aujourd’hui, ces modeles ont évolués et peuvent prendre en compte les enroulements, les
dents et la carcasse en ajoutant des raideurs et des masses équivalentes.

- Des modeles basés sur la théorie des coques minces cylindriques finies et
infinies. Ces modeles sont largement utilisés pour la modélisation des machines dont
I’épaisseur de la culasse statorique et trop faible devant le rayon moyen de la machine. Ces
derniers offrent la possibilité de prendre en compte les enroulements, les dents, la carcasse, et
la fixation en utilisant un couplage entre différentes coques tel qu’illustré dans la Figure 11.12.
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Aujourd’hui ces modeles sont les plus pertinents comme ils permettent de tenir compte des
effets 3D ainsi que 1’orthotropie des matériaux tel que présenté dans [McCloskey 2018].

Carcasse

Noyau ————5

Dents et enroulements

Figure 11.12. Machine décomposée en trois coques minces cylindriques [Verez 2014]

- Des modeéles basés sur la théorie des coques épaisses cylindriques permettant la
modélisation des machines électriques avec un rapport épaisseur statorique sur rayon moyen
allons jusqu’a presque 1. Ces modeles peuvent €tre couplés avec ceux a base de coques
minces dans le but d’améliorer leur précision et de s’approcher au maximum du
comportement vibroacoustique de la machine compléte.

- Des modéles basés sur la méthode énergétique dite de Rayleigh-Ritz. Cette
approche est applicable par sa nature a une large gamme de machines électrique avec une
variation des parameétres géométriques considérables tels qu’illustré dans les travaux de
[Boisson 2014]. Le rapport longueur statorique sur rayon moyen peut aller jusqu’a trois et le
rapport épaisseur statorique sur rayon moyen peut étre proche de 1'unité. Ces modéeles sont
ainsi adaptés pour les études d’optimisations magnéto-vibroacoustique.

Les differentes utilisations des modeéles analytiques pour le calcul du comportement
vibroacoustique sont présentées dans la Figure 11.13.
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Paramétres géométriques Modéle électromagnétique

[ [
A 4 l l l
Contenu fréquentiel Modes Amplitudede
de la force circonférentiels I'harmonique
| de force
I
v v
Fréquences propres
Etape 1
¥ Yy _ v
Déplacements
statiques
Etape 2
¥ v ¥ ¥
Coefficient Facteur de
d’amortissement rayonnement
l 4 \ 4
Facteur de grossissement
Déplacements dynamiques
b
Niveau de puissance acoustique
Etape 3

Figure 11.13. Etapes de modélisation vibroacoustiques [Verez 2014]

L’approche la plus utilisées dans la littérature avec une mise en ¢€quations
récapitulative est présentée dans la Figure 11.14.
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Modele électromagnétique analytique linéaire ou cylindrique
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FTM = ff [BnHtt +E(_ Bn - uOHt)n] ds
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= —_— —_— n
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S

Pression électromagnétique

Répartition fréquentielle

Amplitude des harmoniques de la pression
électromagnétique

Fréquences propres (fm)

Déplacements statiques

ystat — F_m
m

K

Facteur de grossissement (hm)

Déplacements dynamiques

d
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Nombre d’ondes acoustiques
Facteur de rayonnement (o ,,,)

Puissance acoustique

d 2
Winn = pOCOGman(Umyn) Se

Niveau de puissance acoustique

w
Lw = 10log, (W)
0

Figure 11.14. Procédure du calcul analytique de niveau de bruit acoustique rayonné par une machine
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Une présentation non explicite des équations utilisées dans les différents types de
modeles évoqués précédemment est exposée dans la prochaine partie. Le calcul des
fréquences propres suivi du calcul des déplacements statiques et dynamiques et finalement le
niveau de la pression acoustique est illustré. Les détails sur le développement de ces fonctions

sont présentes dans les travaux de [Verez 2014].

% Par la théorie des anneaux, formulation de [Hoppe 1871] modifiée par [Jordan 1950] et [Yang

1981]
1 E
fo= c
° 27-[Rm,noy pckfoikadd,rec (I I-l)
f 2
=Jo
f 1 1+ K2 kadd,rot (||_2)
kadd,rec
k 1
2
m(m? — 1) Kk?(m? — 1) (mz (4 + M) + 3)
fmzz = fOK—kcarcasse 1+ addrec (||.3)
vm? +1 m? +1

= Faible précision, pas de prise en compte de la carcasse, paliers, dents, et enroulements.

% Par approche énergétique, utilisation du principe de Hamilton et le quotient de Rayleigh
reliant 1’énergie potenticlle a 1’énergie cinétique d’un systeme conservatif. Permettant ainsi,
de déterminer les fréquences propres d’un anneau [Boisson 2014]

f B 1 T[LhnoyEC
0 27T Rm,noy(ﬂ:LhnoyRm,nopr + WO) (“4)
Nenc—1
Wy z 1<Menroulement5 + Mdents) cos? E(Zi +1)
' 2 Nenc N
2, (I1.5)
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5 2
1 chrr(am +m— SR mnoy) Lhyoy + Ect[BEIn? + (1 + ma,,)?Lhy,y ]

Rinoy| (1 4 @Z)TRm noyPeLhnoy + Wi

(11.6)

% Machine assimilée a un anneau épais avec effets des dents, des enroulements et le rotor. Les
équations de Frohne datant de 1959, sont présentées dans [Timar 1989]. Elles prennent en

comptes I’effet de I’arbre sur le mode circonférentiel d’ordre 1

f 837.5
0 =
Rm,noy\/ kadd,rec (I |'7)
f 1 3E Darbre
1
27-[ 8 x 103 (Lrotor(4Rext rotor — arbre) + LroulDarbre)hdent (“'8)
B 4AC
fme2 =fo |57\ 1% |1 =77 (11.9)

*¢* Machine décomposée en coques minces cylindriques. Ces formules

s’expriment

grossierement selon le rapport entre une raideur équivalente et la masse du noyau f=

K .
“o¥8Y + termes correctifs.

Mnoyau

1 Knoyau+Kcarcasse
= — Y [Hwang 2000]
Mnoyau+Mcarcasse (| |.10)
1 Knoyau+Kcarcasse+Kdents et enroulements .
f=— Y [Gieras 2006]
Mnoyau+Mcarcasse+Mdents et enroulements (| |.11)

< A partir des fréquences propres

111




F
Uyt = K_m avec F, = Py Sine et Ky, = (2nfy,)?M

N (11.12)
Up" =hm UZ (11.13)
212 212 %
Avec hm facteur de grossissement : hm = {[1 — (i) ] + [2 c (i) ] }
wWm wm
+ Cylindre de longueur infinie [Timar 1989]
_ (kR)Z Ym(kR)]m+1(kR) _]m(kR)Ym+1(kR)
om = [mJm (kR) — (KR) [ 41 (KR)]? + [mY, (KR) — (kR)Y 41 (KR)]? (11.14)
% Cylindre de longueur finie [Lesueur 1988]
1
8p0C0n27T ]m(krR)Yr;l(krR) - Ym(krR)]rln(krR) I (x) dx
Omn =
(kL)3 1.2 (keR) + Y, 2 (K, R) [ 5 (ﬂ)z]z (11.15)
4 X \kL
% Sphere L ~ 2R [Timar 1989]
™ mlm+v)! . vmew
( Z _ Zl! ((rT:— 5)! (2ikR) |
om = Re 4 kR St m 7 ) R (14 1k (11.16)
| Z,:O—v!(m—v)! (2ikRY™™ (1+ (kR +v)
2
Winn = poCocmnwz(Uiyn) Se (11.17)
_ w
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Pour synthétiser, les modeéles analytiques vibroacoustiques sont certes plus rapides
mais leur précision n’est pas toujours garantie. Dans [Verez 2016] une comparaison de
différents modeles analytiques a permis d’évaluer le domaine de validité de chacun et montre
qu’une combinaison de ces modeéles est possible. De plus, cette combinaison permettra une
meilleure précision pour la modélisation d’une large gamme des machines ¢€lectriques.

Ces modeles tel que présenté précédemment ont généralement les limites suivantes :

o Direction axiale négligee (Modéles 2D applicable sur courte machines).

e Cylindre homogéne (modeles 3D modes longitudinaux symétriques).

o Cisaillement et inertie rotative négligee (non applicable pour longues machines).

e La prise en compte des dents et des enroulements comme des masses et raideurs
ajoutées au noyau statorique (ces parametres restent incertains).

Afin de palier a ces limitations, certains auteurs ont proposés les approches suivantes :

e Modeles 3D basés sur la théorie des coques cylindriques avec prise en compte des
propriétés orthotropes des matériaux ainsi que les efforts de cisaillement et I’inertie
rotative. [McCloskey 2018]

e Combinaison des différents modeles analytiques selon leurs domaine de validite et
leurs précisions respective afin d’obtenir un seul modéle générique applicable pour
une large gamme de machines. [Verez 2016]

e Mode¢les basés sur la méthode énergétique et ’estimation du quotient de Rayleigh en
utilisant la théorie de dynamique de Timoshenko. Auxquels on ajoute des points de
masses afin de prendre en compte les enroulements et les dents. Ces modeles sont
applicables pour une large gamme de machines avec une précision acceptable pour
une conception par optimisation. [Boisson 2014]

11.8.1.2. Modélisation circuit équivalent

Les systemes mécaniques peuvent étre représentés via une analogie avec des circuits
électriques afin de simplifier la résolution des équations de Newton. Cette équivalence est
obtenue quand les équations différentielles des deux domaines sont similaire pour cela les
hypothéses sont formulées :

- Chaque élément a un ou plusieurs ports
- Chaque port est associé a deux variables
- La puissance est donnée par le produit des deux variables

Il existe deux analogies pour les systémes mécaniques et ¢électriques, ’analogie :

- force-tension ou masse-inductance ; c’est la plus répondu.
- force-courant ou masse-capacitance.

Le Tableau I1.3 suivant présente la synthése de I’équivalence mécanique électrique force-
tension.
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Tableau 11.3 Equivalence entre la modélisation mécanique et la modélisation électrique

Oscillateur mécanique Oscillateur électrique
F= Force V = Tension
X = déplacement q = Charge électrique
x = Vitesse q =i = Intensité
¥ = Accéleration G = %
m = masse L = inductance propre
b coefficient d’amortissement (frottement) R = résistance
K = raideur 1/C = inverse de la capacité
T = 271\/% = période propre T = 2nVLC = période propre
f=-b x = Force de frottement P = Ri2 pertes joules
Energie potentielle Energie €electrostatique
1 1Q?
Energie cinétique Energie mlagnethue
c E, = > LQ?

Un exemple d’un systeme a un degré de liberté est présenteé dans la Figure 11.15.

Zp;zma F_E({_FHI_F;J:O
; F, =kx,F, =bx,F =mi
F —kx—bx =mx F = kx +bx + mx

Figure 11.15. Présentation de I’équivalence entre le circuit mécanique et le circuit électrique

Cette approche de modélisation basée sur I’analogie entre les domaines mécanique et
¢lectrique a été utilisée pour la modélisation vibratoire d’une machine électrique dans
[Lecointe 2004]. Dans ce travail, le stator est divisé en plusieurs niveaux, chacun d'eux
contenant N cellules (Ncells) (Figure 11.16). Chaque cellule est caractérisée par sa masse. La
déformation de la structure est représentée par le déplacement relatif d'une cellule par rapport
aux autres cellules. Les liaisons rigides entre cellules sont prises en compte avec des ressorts
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(condensateur). Une résistance représentant I’amortissement permet de prendre en compte
I'énergie perdue lors du mouvement par frottement visqueux.

Flgure 1. Stotor division.

Figure 2. Equivalent electric circuit,

Figure 11.16. Représentation du modéle mécanique via circuit équivalent [Lecointe 2004]

Le schéma équivalent de la structure est présenté a la Figure 11.16. Les tensions
appliquées sur la partie interne du premier niveau representent les forces appliquées au stator.
Les fluctuations de tension a la périphérie externe donnent les déformations engendrées.

Les differents parametres du modele sont obtenus en utilisant la loi de Hooke et les
relations de calcul classiques des condensateurs. Les expressions des condensateurs (Cv) et
(Ch) ainsi que I’inductance L, en fonction de la géométrie sont données dans les équations
11.19, 11.20 et 11.21. Ce travail affirme aussi la difficulté du calcul de la résistance R mais
comme ce modele était destiné au calcul modal ce paramétre a été choisi arbitrairement.

_ ("1 — TN
" (e TOE, (11.19)

_ (e + i)

n (Tk+1 + T)E, (11.20)
L= 7_[(7”lc2+1 -1 )N
(Te+1 + 1) Ey (11.21)
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Ce modele a été validé sur deux cylindres creux par une comparaison avec les résultats
d’une analyse modale expérimentale. Le Tableau I1.4 donne les résultats obtenus pour les
premiers modes propres des deux structures. Une précision acceptable est atteinte comparé
aux mesures expérimentales.

Tableau I1.4 Comparaison des résultats

Mode MCE Mesures

Cylindre 1
Rc = 53 mm 2 2.095 2.280

e. =10 mm
Le = 136 mm 3 6.395 6.280
Cylindre 2 2 799 742.6
Rc =133.5mm 3 1.899 2.060
g. =23 mm 4 3.700 3.860
Le =104 mm 5 6.318 6.060

Les modéles mécaniques circuits équivalents présentent des avantages comparés aux
modeles analytiques. Ils permettent de prendre en compte ’orthotropie des matériaux, les
enroulements, les dents, la carcasse ainsi que les coefficients de contact entre ces différents
élements. En addition, ils offrent la possibilité de modéliser différentes excitations
(sinusoidale, pulsée). Cependant, ces modeles souffrent de beaucoup d’impression quant aux
calculs des parametres du circuit ce qui engendre pleins de fréquences parasites impactant
ainsi leur précisions. De ce fait leurs utilisations pour la modélisation de systemes complexes
est rarissime mais ils restent quand méme une bonne alternative pour le diagnostic et
I’analyse.

11.8.1.3. Modélisation a constantes localisées

Le systeme de parameétres localisés se refere généralement a un processus de
modélisation simplifié dans lequel la dépendance spatiale de la variable considérée peut étre
négligée. Pour les structures mécaniques, la masse ou I’inertie distribuée est remplacée par un
nombre fini de masses localisées ou corps rigides qui sont reliés par des ressorts sans masse et
des ¢léments d’amortissements. Le principe de base impliqué dans de telles simplifications est
que la variation des grandeurs (déplacement (vibration), vitesse) est considérée égale et
simultanée pour chaque ¢lément. Ceci indique donc que la méthode n’est valable que pour les
basses fréquences, ou la longueur d’onde est plus longue que la dimension de la structure, de
telle sorte que les variations spatiales dans une variable sont petites [Verez 2014].

Selon la complexité de la structure et les objectifs de modélisations le modele a
paramétres localisés peut étre aussi simple qu’un oscillateur masse-ressort-amortisseur, on
peut avoir beaucoup de masse/corps rigide, ressorts et éléments d’amortissements liés de
facon complexe. Les équations de mouvements, les valeurs propres et vecteurs propres
peuvent étre obtenus a partir de la ou les fréquences naturelles et les modes de déformations
du systeme peuvent étre extraites.
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Les systémes vibratoires sont donc constitués d’éléments de stockage de l'énergie
potentielle (ressort), des éléments de stockage de I'énergie cinétique (masse ou inertie) ainsi
que des éléments de perte progressive d’énergie (amortisseur). La vibration d'un systéme
implique donc un transfert d'énergie alternatif entre ses formes potentielle et cinétique. Dans
un systéeme amorti, une certaine énergie est dissipée a chaque cycle de vibration. Bien qu'une
seule structure physique puisse stocker de I'énergie cinétique et potentielle et dissiper de
I'énergie, ces modeles a constantes localisées considérent généralement que les systémes sont
composés de ressorts, de masses et d'amortisseurs idéaux dont chaque €lément n'a qu'une
seule fonction. Dans le mouvement de translation, les déplacements sont définis comme des
distances linéaires et pour un mouvement de rotation, les déplacements sont définis comme
des déplacements angulaires.

Le Tableau 11.5 présente les €léments constituant un modéle mécanique a constantes
localisées avec leurs équations respectives pour un mouvement de translation. Cependant, une
équivalence peut étre faite pour un mouvement de rotation.

Tableau I1.5 Equivalence entre constantes localisées en translation et en rotation

Translation Rotation
Déplacement linéaire x Déplacement angulaire a.
Force F Couple M
Raideur k Raideur k,.
Amortissement ¢ Amortissement c,
Masse m Moment d’inertie |
Loi du ressort F = k (x; — x3) Loi?M =k,.(6, — 6,)
Loi d’amortisseur F = c(x; — X3) Loi d’amortissement M = ¢, (6, — 0,)
Loi d’inertie F = mXx Loi d’inertic M = 16

Tableau 11.6 Presentation des élements du modele a constantes localisées

Ressort linéaire Masse rigide Amortisseur visqueux
> X - E -« U - —-X *i - - E =~V
4>/\/\/\/\<7 m F - " -F
F k -F F
C

Dans un ressort linéaire sans masse, la Une masse est un corps [Pour un amortisseur visqueux sans masse, la
\variation de la longueur est proportionnelle a rigide dont force appliquée est proportionnelle a la
la force agissant sur ce dernier. la force I’accélération selon la  |vitesse relative de ses points de

agissant a une extréemité est egale et opposée [seconde loi de Newton [raccordement. La constante « C » est le

a la force agissant a l'autre extrémité. La est proportionnelle & la |coefficient d'amortissement. Ainsi la force a
constante de proportionnalité est la raideur  [force résultante des une extrémité est égale et opposée a la force
du ressort. efforts agissant sur la & l'autre extrémite.

masse.

F=K(x—u) F = m# F=C(—u)
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Un exemple simple de 'utilisation du mod¢le a paramétres pour 1’analyse dynamique
d’un moteur de taille moyenne, comme présenté sur la Figure 11.17. Ce modele ne considere
que deux mouvements rigides a savoir la direction transversale et les mouvements de rotation
du rotor et de stator dans le plan xy (Figure 11.17). Dans le modéle, les fixations (pieds) du
moteur sont simplifiées sous forme de deux éléments identiques de rigidité Kf. Le stator et le
rotor sont représentés par deux éléments de masses m1 et m2. Les deux extrémités du rotor
sont placées sur les paliers du rotor est soutenu par les flasques. Ces derniers sont modélises
par deux ressorts couplés en série Kb et Ks connectant le rotor et le stator, représentant la
raideur des paliers et des flasques.

Stator Winding
End-Shield / /
¥ -
Q /9;) Fan
[ [
\/
Rotor

0

C,i 7 < j / Foot

PR T ke ke
(a) P TTTTTTTTTTTITET T T

(b)

Figure 11.17. Modé¢le a constantes localisées simplifié d’une machine électrique

Puisque chaque élément rigide est autorisé a avoir un mouvement transversal dans la direction
des x et de rotation dans la direction des z, deux variables sont donc nécessaires pour décrire
le mouvement soit pour le rotor ou le stator, ce qui implique un systéme a quatre degré de
liberté. Les équations de mouvement de I’ensemble du systéme peut étre établi tel que :

— 0 0 —
m; 0 007 [% 2k, —2k, k(zz y LOZ Xy 0
0m,00]|]x, —2k 2(ky + ky) /2 1=/ X 0
2 pgl 1 1 2 2 _
00j,0][6, 0 0 6, 0 (1.22)
0 0 0J,114, 0 0 —leZ/2 (k1+k2)L2/ 0, 0
2

O Ki=KsKp/(Ks+Kp), Ko=2Ks

Cela peut se voir dans I’équation 11.22 que les mouvements transverses et rotationnels
ne sont pas couplés. C’est parce que le systéme, pour la simplicit¢ a été modifié
symétriquement dans la géométrie. Comme résultat, les vibrations transverses et
rotationnelles peuvent étre résolues indépendamment. Par exemple, les équations de
mouvement du mouvement transverse sont
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Un deuxiéme cas de figure un peu plus complexe par rapport au précedent a été
présenté dans les travaux de [Matveev 2006] pour la modélisation d’une machine synchrone a
réluctance variable ayant 6 encoches et 4 poles. Ce modele a été réalisé sur la moitié de la
structure. Chaque motif élémentaire (dent + enroulement + noyau) est représenté par une
masse, un ressort et un amortisseur comme illustré dans la Figure 11.18 (a). La mise en
équation du probleme vibroacoustique avec la prise en compte des motifs adjacent est
présentée dans la Figure 11.18 (b). Ce type de modeéles est intéressant pour une premiére
approximation du niveau de bruit en fonction des parametres géométriques et pour le calcul
des déformations de la structure face aux efforts appliqués (influence de la commande).
Cependant, leur utilisation pour la conception n’est pas recommandée.

pressure

+
Zain B
o B
i N /
Dut1
.

(b)

Figure 11.18. Présentation d’un modéle a constantes localisées d’une MSRYV (a) modéle mécanique b) mise

en équations sur Matlab-Simulink [Matveev 2006]

11.5. Particularités des machines discoides a flux axial

Les genérateurs a flux axial ont été traités par plusieurs auteurs [Lampola 2000]
[Dubois 2004][Azzouzi 2007][Gieras 2006][Abdel-Karim 2008][Tiegna 2013][Park
2014][Shengnan 2017]. Ces derniers ont conclu que ce type de générateurs est avantageux en
terme d'encombrement par rapport a ceux a flux radial et possédent un fort couple massique,
mais ils présentent les inconvénients suivants :

e Ladensité de force est variable en fonction du rayon. Ceci s'explique par le fait que les
encoches présentent généralement des parois latérales paralléles. Les dents sont alors
étroites et probablement fortement saturées au niveau du rayon interne, alors qu'elles
sont plus larges et probablement pas encore saturées au rayon extérieur.

e Le processus de fabrication de ces machines est compliqué. Ceci s'explique par les
difficultés technico-économiques quant a la réalisation du circuit magnétique.

e Les forces dattraction entre le stator et le rotor induisent une augmentation des
charges sur les roulements et peuvent entrainer une déflexion des disques statoriques
et rotoriques.
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L’aspect magnétique des machines discoides a flux axial présentent un intérét
particulier grace a leur densité de puissance élevée comparés aux machines a flux radiales
conventionnelles. Le couple électromagnétique développé par ces machines est proportionnel
au cube du rayon moyen alors que pour les machines radiales, il est proportionnel au carré du
rayon moyen. Cela explique le fait que les MDFA ont une longueur active réduite est un
rayon éleve comparé a une machine radial de méme puissance. De plus, le champ magnetique
dans ces machines a une nature tridimensionnelle intrinséque, de ce fait la modélisation
magnétique précise ne peut étre réduite en un modele 2D comme ont fait pour les machines
radiales conventionnelles. Cependant, des modeles appelés communément multicouches
quasi-3D ou bien faux 3D basés sur une association de multiples modéles 2D peuvent étre
utilisé pour approcher le probléme tridimensionnel.

Concernant 1’aspect vibroacoustique et d’un point de vue mécanique, ces structures
discoides n’ont que trés peu voire pas de points communs avec les MFR. Le feuilletage
(réalisation et assemblage des plots ferromagnétique laminé en U W ..., enroulement de tdles)
dans ces machines est perpendiculaire aux flux donc a la surfaces des disques ce qui résulte
une modification des propriétés mécaniques du circuit magnétique. Contrairement aux MFR
le plan XY présent les méme propriétés de matériaux sauf dans la direction axiale (selon Z)
ces propriétés change en raison de la lamination (succession de téles et isolants). Par
conséquent, le circuit magnétique dans les MFA a des propriétés mecaniques transverses
variant dans le plan XY a cause de la lamination et qui sont similaire a un matériau isotrope
dans la direction axiale (Z). De ce fait et du fait des rapports de surfaces ainsi que la nature de
la distribution des efforts magnétiques les MFR ont tendance a transmettre les vibrations et
rayonnent du bruit dans la direction radiale (carcasse cylindrique), alors que les MDFA
transmettent les vibrations et le bruit dans la direction axiale via les flasques).

D’un point de vu acoustique, les MFR par leur nature peuvent étre assimilées a des
sources acoustiques monopoles sphériques alors que les MDFA a des sources acoustiques
bipolaires, rajoutant a cela le fait que les MFR présentes des rapports de surfaces de
rayonnement plus grands par rapport a des MDFA de méme puissance on peut ainsi conclure
que théoriqguement les machines MFR sont plus bruyantes. Cependant, vue la difficulté de
réalisation en une seule piece des circuits magnétiques pour les MDFA, les mini-entrefers
ajoutés lors de 1’assemblage induisent une diminution de la raideur globale du stator d’une
part et d’autre part, une augmentation des phénomenes de résonances engendrant ainsi une
augmentation du niveau de bruit acoustique qui devient comparable a celui des MFR
équivalentes.

Concernant 1’aspect thermiques, les Machines discoides a flux axial ont un
comportement thermique different comparé aux machines radiales conventionnelles. 1l se
caractérise généralement par un flux thermique axial, le circuit de refroidissement est installé
du cété des flasques et non sur la carcasse cylindrique. En général, ces machines présente une
meilleure évacuation de la chaleur et de meilleur rendement. Cela est di a la facilité de
refroidissement des aimants notamment pour des structures multidisque a rotor externe ou
bien a stator externe dans le cas des MCF.
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Concernant 1’aspect de fabrication, ces machines ont I’avantage d’une conception
modulaire permettant d’adapter la puissance électromagnétique de sortie en fonction du cahier
de charge en agissant sur le nombre de plots, le nombre des disques et le couplage électrique
entre les différents stator. Néanmoins, ces structures présentent essentiellement des problémes
d’assemblage et de centrage des disques causant ainsi des défauts de tenue mécanique due aux
la déflexion induisant des variations des efforts magnétiques.

Cette variation ainsi que I’ajout d’entrefers parasites modifient le contenu harmonique de la
force magnétique provoquant un niveau de nuisance sonore élevé.

11.6. Modélisation Magnétique

I1.L1.  Problématique de la modélisation magnétique

Dans cette étude les machines a flux axiale ont besoin d’une modélisation qui prend en
compte de la quasi-totalité des particularités géométriques c’est-a-dire les effets de bord aux
rayons internes et externes de la partie active et les effets 3D. Afin de faciliter les procédés du
bobinage et du point de vue réalisation, les encoches statoriques ont généralement des parois
latérales paralléles. Ce qui induit que le rapport entre l'ouverture d'une dent et l'ouverture
d'une encoche varie en fonction du rayon en passant d'une valeur minimale au rayon interne a
une valeur maximale au rayon externe. Le choix de réadapter le modeéle pour calculer au
mieux les grandeurs locales et les grandeurs globales de la machine est mis en avant.

Dans ce paragraphe sera decrite la démarche a suivre pour obtenir un modele quasi-3D qui
permet de palier aux différentes difficultés rencontrées.

1.2 Modélisation quasi-3D

Une approche quasi-3D a été optée dans I’étape de pré-dimensionnement par certains
auteurs a I’instar de [Bellara 2011][Tiegna 2013][Dhifli 2016] dans le but d’utiliser les
machines a flux axial dans des applications éoliennes de petite puissance.

Cette approche s'appelle multicouche et elle se base sur le découpage de la machine en
plusieurs tubes coaxiaux avec l'axe de rotation se caractérisant par une excursion radiale
relativement faible de facon a faire I'hypothése de la validité de I'approche bidimensionnelle
dans chaque tube. Plus en détails, comme l'indique la Figure 11.19(b), la machine est divisée
en un certains nombres de couches coaxiales (axe de rotation) dans la direction radiale ainsi
que le découpage en couches concentriques y est figuré. La configuration de la Figure 11.19(c)
est obtenue a partir de la Figure 11.19(b) en faisant une coupe au niveau du rayon moyen de la
couche avec une surface latérale de cylindre coaxial avec I'axe de rotation.
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Figure 11.19. (a) Géométrie de la MDCF (b) Subdivision annulaire de la machine a flux axial (c)

Géomeétrie 2D déroulé idéalisée

En prenant en compte certains aspects tridimensionnels de la machine, comme les
parois latérales paralléles des encoches, il est possible de découper la machine, dans la
direction radiale, en NC couches annulaires coaxiales d’épaisseur constantes (Figure 11.19)
tels que le rayon interne, le rayon externe et le rayon moyen de la couche | (I=1..NC)
s’écrivent de la fagon suivante :

an _ Re —R
W =R (- E-L
I R (11.24)
a _ Re - R
=R +| ————
e ThTITNG (11.25)
0] 0]
M_fitt o o _pRERL
I‘m = 5 —R|+(2| 1) 2NC (“.26)
/{J;_f::; I --' :}R
z'i:"'. : -\Rﬂll
%, 2

Figure 11.20. Subdivision de la machine en couches annulaires
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Le modele bidimensionnel étant décrit précédemment est appliqué au niveau du rayon
moyen r," de chaque couche ‘I et est réputé valable pour I’excursion radiale de la couche et
assure un bon compromis entre précision et temps de calcul. Les inductions dans les
différentes régions dépendent donc implicitement du rayon moyen de la couche considérée
par le biais de cette approche.

Le calcul des grandeurs globales est effectué en sommant les contributions de chacune des
couches. Soit G une grandeur globale donnée. Dans I’approche multicouche, on peut écrire :

G:NEC;G(')

< (11.27)

ou G"est la contribution de la couche | a la grandeur G .

11.2.2.1. Modéle analytique

Dans le cadre de l'approximation des régimes quasi-permanents (les fréquences de
fonctionnement sont relativement basses) les équations de Maxwell sont utilisées afin de
mettre en évidence les phénomenes electromagnétiques mis en jeu dans les machines
¢lectriques. En fonction de la structure choisie et de 1’objectif recherché [Tiegna 2013], les
systémes de coordonnées utilisés peuvent étre cartésiens, polaires, cylindriques,
bidimensionnels, voire tridimensionnels.

L’adoption de certaines hypothéses simplificatrices est indispensable afin de
développer un modéle analytique MA basé sur la résolution formelle des équations de
Maxwell en magnétostatique. La méthode de séparation des variables en considérant que la
solution est périodique et donc exprimable par une somme de séries de Fourier est utilisee par
la plupart des auteurs. D’autres utilisent les fonctions de Green pour la résolution formelle des
équations de Maxwell. Malgré que la plupart des modeles analytiques soient issues de la
résolution des équations de Maxwell dérivées de la formulation magnétostatique, certains
travaux concernent la résolution des équations issues de la formulation magnétodynamique
[Tiegna 2013].

[Gaussens 2013] et [Dhifli 2016] ont conclu que les méthodes de résolution se
scindent en deux groupes, une partie analytique et une partie numérique pour la résolution. Ils
ont mis en évidence la confusion qui subsiste dans I'appellation de ces modeles puisque
certains auteurs préferent employer le terme semi-analytique pour qualifier ces modeles.

Ces modeles de dimensionnement peuvent étre classés dans la rubrique des méthodes
génériques (englobant aussi les méthodes des éléments finis MEF et les méthodes des réseaux
de perméances maillés MRPM) qui se caractérisent par le fait qu'elles soient généralisables.
Dautre part, les méthodes propriétaires tel que les méthodes de réseaux de perméances
d'expert MRPE se caractérisent par le fait qu'elles soient une propriété de la géométrie et tout
changement de la structure étudiée implique une implémentation d'un nouveau modele. Le
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Tableau 11.7 montre un classement général des méthodes de dimensionnements des machines
électriques.

Tableau 11.7 Méthodes de modélisations pour le dimensionnement optimal des machines électriques

Modeles génériques Modeles propriétaires
MA MRPM MEF MRE
- Temps de calculs plus - Permet de tenir - Permet de tenir compte des non- | - Permet de tenir compte
courts que la MEF compte des non- linéarités des matériaux des non-linéarités des
% - Méthode générique linéarités des - Bonne concordance avec matériaux
g matériaux I’expérience si effectuée dans les | - Temps de calculs plus
< - Méthode générique regles courts que la MEF
- Meéthode générique
- Pas de prise en compte - Nécessite un maillage | - Temps de calculs relativement - Non générique
% de la saturation fin de I’entrefer longs
lg magnétique
c
8 | - Idéalisation des
= géomeétries

Le probléme tridimensionnel (3D) est réduit en un probléme bidimensionnel (2D)
solvable par la méthode de séparation des variables, a cause de la difficulté a déterminer les
conditions aux limites dans la direction radiale par exemple, pour les machines a flux axial.
Cette reduction permet d’omettre la composante radiale de I’induction magnétique et a

supposer que (R, — Ry ) n’est pas négligeable devant(Re“—erR"“), ce qui nous permet de dire

que les composantes axiale et tangentielle ne dépendent pas de la position radiale. De plus, la
perméabilité relative du fer est supposée infinie, celle des aimants permanents est supposée
unitaire et la résistivité des aimants permanents est supposée infinie [Azzouzi 2007].

Par ailleurs, dans le cadre des hypothéses énoncées précédemment, le motif périodique
(2-D) déroulé a partir du model (3-D) est supposé invariant selon I’axe z'oz et le potentiel
vecteur magnétique A n’a donc qu’une seule composante selon ’axe z'0z :

N

KZAZ-eZ (11.28)

L’induction magnétique est donc bidimensionnelle et a pour composantes dans le
systéme cartésien :

B =Eex et By——&ey (“29)

X

Dans le cas de la magnétostatique, les équations de Maxwell se mettent sous la forme

suivante :
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rotH=J et divB=0 avec B=rot A (11.30)

Les relations du milieu pour les régions concernées dans la structure étudiée (air & aimants)
sont :

B = A et B=pup(Fi+Ni )= 1o + By (11.31)

L’exploitation des équations de Maxwell (Eq. 11.30) et des relations du milieu (Eq. 11.31)
auxquelles on rajoute la jauge de Coulomb, conduit a la formulation magnétostatique
vectorielle qui s’écrit, en linéaire, de cette fagon :

La formulation magnétostatique précédente se décline, en coordonnées cartesiennes, dans les
différentes régions de la machine a vide comme suit :

- région des évidements rotoriques : région (1)

?A O°A

—— =0

X oy (11.33)
- région de ’entrefer : région (1)

O’A  O°A 0

£ B (11.34)

- région des aimants permanents : région (I11)

o’A 0°A 0B, OB,
o t+ N oy o (11.35)

- région des encoches : région (1V)

y*yzo (11.36)
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- région air extérieur : Région (V)

oA aZA_O
y+y— (11.37)

11.2.2.1.1. Expression générale du potentiel-vecteur dans la région i
La solution en potentiel vecteur satisfaisant les équations aux dérivées partielles
précédentes peut étre obtenue analytiqguement par la méthode de séparation des variables et se
mets donc sous la forme suivante :

+00

Alx,y)=a, +Z:(Cn cosh(k, y)+ D, sinh(k, y))-(E, cos(k, x)+ F,sin(k, x)) (11.38)

n=0

La structure étudiée est périodique de période L ., . Si on désigne par n,le nombre

d’encoches statoriques et par N, le nombre de dents rotoriques, la période peut donc étre
écrite de la fagon suivante :

9. >
P pged(Ng, Ny ) (11.39)

Sion désigne par R, le rayon moyen de I’entrefer, la longueur d’une période est donc :

I-per = Rmoy® per (“.40)

Ainsi, le nombre d’encoches statoriques d’un motif élémentaire est ¢gal au nombre d’aimants
du méme motif N,, et s’écrit donc :

Npp = ——Ns
" pged(Ng,N,) (11.41)

11.2.2.1.2.  Calcul des grandeurs globales de la machines

Le modele analytique 2D exposé précédemment basé est établi au niveau du rayon
moyen R .De plus, comme décrit lors de la définition du probléme et des hypotheses

moy
associées, l'objectif est de proposer un outil de modélisation flexible afin de pouvoir tester
rapidement des nouvelles topologies des machines a flux axial.
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Par conséquent, par le biais du changement de variable suivant (Xx=r-¢ et y=2),
cela facilitera I'étape d'exploitation des performances de la machine (grandeurs locales et
globales). Ou : r =R

Par conséquent, I'équation (Eq. 11.42) peut étre écrit sous la forme scalaire en coordonnées
cylindriques comme suit:

1 °A °A 1,

PR + =
2o Al r dp (11.42)
L’induction magnétique s'écrit alors sous forme scalaire comme suit :
10A oA
B,=-——— e B,=—
Y rop P> (11.43)

Soulignons que l'axe z'oz du systéme de coordonnées cartésiennes liées au modéle 2D est
différent de I'axe z'oz correspondant a I'axe de rotation de la machine.

11.2.2.1.2.1. Calcul du flux et de la force électromotrice (f.6.m)

. Calcul du flux par le potentiel vecteur magnétique

Le calcul du flux & travers une bobine jde section s(C) reposant sur un contour fermé

et orienté C et ayant n., spires en série, s’écrit de fagon générale :

Sp

B, =Ngyp; =N, J;j B.dS =n,, fcﬁ.df
c)

: (11.44)

Le modéle développé est bidimensionnel et est délimité par le rayon interne r;et le
rayon externer,. Comme le potentiel vecteur étant invariant selon z, sa circulation sur une
spire de la bobine 'j ' est proportionnelle a la différence de sa valeur sur la section de chacune

des deux spires. En prenant en compte de la difficulté de connaitre la position des spires d’une
bobine dans I’encoche et de la complication du calcul du flux spire par spire, le flux de la
bobine peut étre obtenue en différenciant les valeurs moyennes du potentiel vecteur sur les
sections des cOtés ‘aller’ et ‘retour’. Enfin, si on désigne par |, ’indice de I’encoche ‘aller’

de la bobine et par I, I’indice de I’encoche retour, ’expression précédente du flux devient :

) =Ny o Az =ng (R, - R AL - AS)) (11.45)

127




Le flux d’une phase m étant obtenu en sommant les flux des bobines en série de la
phase :

NBOB

bsc(0)="X" ¢;(p) (11.46)

L’implantation du calcul du flux par le potentiel vecteur s’appuie sur la matrice
topologique du bobinage statorique de facon similaire a ce qui est fait avec les fonctions de
distribution.

. Calcul de la f.é.m

La f.é.m. se déduit de I’expression du flux d’un enroulement a vide en dérivant :

d d
edt):%zgdﬁgk (11.47)

Sur une paire de p6les, numériquement, le flux de phase a vide peut étre représenté en
fonction de ¢ par des fonctions Splines, celles-ci étant des polynémes de degre 3. La f.é.m.

peut-étre déduite de la dérivée premiere des fonctions Splines représentant le flux a vide.

11.2.2.1.2.2. Calcul du couple de détente

Pour le calcul du couple de déetente a la surface de l'alésage statorique ou rotorique, la
méthode du tenseur de Maxwell est utilisée. La déduction de I’expression du vecteur de
Poynting exprimant 1’échange de puissance ¢électromagnétique entre ce volume et le milieu
extérieur est faite en utilisant ’expression de la force électromagnétique s’exergant sur un
volume V donné de surface S entouré par un milieu de faible perméabilité relative:

- - _\- 1 .
F = J(yO(H.nS)H—E,uonns)dS (11.48)
s(v)

Dans le cas de la machine a flux axial, le vecteur normal a la surface du volume V et
sortant de cette surface s’écrit :

A, =&, et H=H_,, +HE, (11.49)

La densité surfacique de force électromagnétique se décompose de la fagon suivante dans le
repere cylindrigue (en tenant compte du changement de variable précédent):

dF =dFg, + dFg, :_(%HZHQ)@, +%,uO(H22 = H;)ézjds (11.50)
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Le couple s’exercant sur le rotor s’écrit donc :

r:jmdﬁ:- HyOHZH(prdS 6, - ”%yO(HZZ—H(,,Z)rdS 6, (11.51)
S S

Seule la composante axiale du couple donne naissance au mouvement de rotation du
rotor dans le cas de la machine a flux axial, et elle s’écrit en considérant que I’induction est
négligeable sur la surface latérale du rotor ainsi que sur sa base externe :

3 3 27r/lp

I __M. H.H dol-& 11.52
elm — 3 HolH, ) (4 z ( )
0

La valeur algébrique du couple électromécanique a donc pour expression dans le cas
du modéle développé dans ce document :

) 21/ 2,

2,\R,* - R?®
g =_F)(T' | R (1153)
0

11.2.2.1.2.3. Calcul de la force d’attraction axiale

A partir de ’expression de la contrainte normale issue du tenseur de Maxwell, la force
d’attraction axiale qui s’applique sur les disques rotoriques, est calculée. Ainsi, I’expression
de la force normale élémentaire qui s’applique a la surface des dents rotoriques s’écrit :

dF, = dFg, = _%ﬂo(sz ~H,?fise, - _2_;((352)((”' e)f - (B e, e))zjd8§2 (11.54)

La force d’attraction calculée a la surface de 1’alésage statorique donne la méme expression
au signe pres.

11.2.2.2. Modéle réseau de permeances

Dans la littérature scientifique, il existe une deuxieme alternative plus générique pour
modéliser les machines ¢€lectriques en utilisant ’approche des réseaux de perméances. Cette
procédant au maillage du domaine étudié comme pour la méthode des éléments finis et
d’utiliser des « ¢éléments réluctants » en place et lieu des éléments finis. Cette approche
appelée aussi méthode de réseau de réluctance maillée MRPM (Mesh réluctance network dans
la littérature anglo-saxonne) a été proposée dans le but de concurrencer la MEF en terme de
rapport précision / temps de calcul.

De plus, malgré que la méthode de réseau de réluctance maillée est relativement
ancienne [Sykulski 1995][Perho 2002][Amrhein 2009][Nedjar 2011] et donne des résultats
relativement bons, elle n’est pas encore largement commercialisée (du point de vue outils
logiciels d’aide a la conception) par rapport a la MEF. A titre d’exemple, nous pouvons citer

129




les logiciels commerciaux, RMxprt, développé par la société ANSOFT/ANSYS, et SPEED,
développé par le SPEED Laboratory de I’Université de Glasgow (Grande Bretagne). On peut
également citer des codes a la diffusion moins large tels que Reluctool, développé par le
Laboratoire G2Elab de Grenoble, et TURBO-TCM, développe par le Laboratoire L2EP de
Lille [Nedjar 2011].

11.2.2.2.1. Modeéle réseau réluctant couplé avec les fonctions d’interpolation

Afin de développer le model de réseau de réluctance, des hypothéses ont été faites
pour réduire sa complexité [Mirzaei 2007]. Tout dabord, le champ magnétique dans la
structure est considérée bidirectionnel, ce qui réduit le probleme en une modélisation
bidimensionnelle (2-D), ou les équations sont développées dans un repére cylindrique ou
cartésien (2-D), d'autre part une condition limite de champ magnétique tangentielle est
appliquée a l'air extérieur entourant le convertisseur électromagnétique et troisiemement: les
matériaux magnétiques sont censés étre homogene, isotrope, indépendant de la température et
caractérisée par une courbe B(H). Enfin, un systéme magnéto-statique est suppose, donc les
courants de Foucault et le phénomene d'hystérésis sont négligés. La Figure 11.21 illustre la
représentation d'un aimant dans un réseau réluctant avec deux méthodes différentes, dans la
premiére le flux rémanent des aimants est pris en considération en ajoutant une source de flux
parallele a la réluctance qui le représente, or dans la deuxiéeme approche de modélisation une
force magnétomotrice est placee en série avec la réluctance de I'aimant.

@
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Figure 11.21. Circuit réluctant équivalent d'un aimant

Les Figure 11.22, 23 et 24 exposent deux blocs élémentaires du réseau de permeéance.
Ainsi, le premier représenté par des réluctances cylindriques est utilisé généralement, pour la
modélisation des machines a flux radial, tandis que le deuxiéme est caractérisé par des
réluctances rectangulaires adoptées pour les machines linéaires [ Aden 2014].

~ Ry

G T N ¥

. B} . , " . Figure 11.23. Représentation d'un bloc
Figure 11.22. Représentation d'un bloc élémentaire ) o
) . élémentaire avec des réluctances cylindriques
avec des réluctances rectangulaires S
e bidirectionnelles
bidirectionnelles
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Figure 11.24. Motif statorique maillé avec des réluctances bidirectionnelles

11.2.2.2.2.  Modélisation de I'entrefer

La modélisation de I'entrefer est une mission relativement difficile a atteindre, sachant
que les discrétisations du stator et du rotor ne sont pas les mémes [Dogan 2007], une de ces
plusieurs méthodes peuvent étre utilisées pour connecter deux réseaux de perméances
indépendants a savoir la solution analytique, le réseau réluctant variable et 1’interpolation
polynomiale.

11.2.2.2.2.1. Solution Analytique:

Avec cette solution le probleme de connectivite entre le réseau statorique et celui du
rotor est éliminé. En effet la modélisation analytique de I'entrefer est obtenue par la résolution
formelle des equations différentielles resultantes de celles de Maxwell en utilisant une
formulation en potentiel scalaire magnétique donnée dans I'équation 11.55

2 —
ViU =0 (11.55)

La solution de I'équation de Maxwell s'écrit sous forme de somme de série de Fourier
pour les motifs périodiques. Cette solution sera utilisée pour assurer le couplage fort entre les
deux réseaux en imposant une continuité du potentiel et du flux magnétique entre les deux
réseaux et l'entrefer aux niveaux des surfaces de transition (entrefer/stator et entrefer/rotor)
[Araujo 2014] [Dhifli 2016] [Ouagued 2016]. Malgré que cette solution offre une indépendance
totale entre la discrétisation statorique et rotoriqgue tout en étant simple en termes
d'implémentation, elle présente les inconvénients numériques suivants:

Une matrice mal conditionnée : Premierement, les équations de continuité du flux
magnétique et du potentiel scalaire magnétique a la surface de transition donnent une
mauvaise forme a la matrice du systeme. Ceci augmente considérablement la bande de la
matrice globale, comparée a celle de la matrice locale du réseau réluctant, ce qui se traduit par
une augmentation du temps de résolution du systeme matriciel.

Nombre d'harmonique limité : théoriguement le nombre maximum d'harmonique est
infini, or en réalité la machine de calcul a ses limites. De ce fait, le plus grand et le plus petit
nombre flottant sont définis; dépendant des caractéristiques de la machine de calcul.
Toutefois, pour la machines a flux radiale par exemple, le repére adéquat pour résoudre
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I'équation différentielle précédente est le repére cylindrique et sous I'hypothese d'un champ
magnétique évoluant uniquement dans le plan(r, 8), nous pouvons alors écrire :

0°U  0%U ou B
or2 + 72002 + ror 0 (11.56)

La solution est donnée dans I'équation 11.57, n est le rang d'harmonique et p est le nombre des
périodes magnétiques dans un tour mécanique.

+00

U(r,8) = Z {(anrnp + b, ™) cos(np8)

- (cpr™ + d,,v™) sin(nph) (11.57)

Il est clair que le nombre maximum d'harmonique, que l'ordinateur peut traiter, dépend
des parametres géométriques de la machine: les rayons de I'entrefer (interne et externe) et le
nombre des répétitions magneétiques dans un tour mécanique, ainsi la précision de ce type de
modélisation d'entrefer est liée directement a la géomeétrie de la machine étudiée qui réduit
considérablement le domaine de validité de ce modele.

Ce probleme de domaine de validité peut étre résolu en changeant I'écriture de
I'équation 11.57, l'idée est de remplacer la dépendance liée aux rayons de I'entrefer par un
rapport entre ces rayons et le rayon moyen de l'entrefer R,,. . Sachant que ce rapport fréle
généralement l'unité, le domaine de validité de cette méthode devient quasiment infini,
I'équation 11.57 devient alors :

+o0 ((an [RLme]np + b, [RLme]np) cos(nph)

U(r,0) = Z{

b vl o

Malgré la modification de I'écriture de la solution dans l'entrefer qui permet une
validité quasi-assuré, cette méthode ne sera pas utilisée vu que la matrice globale du systeme
est de mauvaise forme en la comparant a celle d'un réseau purement réluctant.

11.2.2.2.2.2. Réseau réluctant variable :

La solution la plus classique et la plus facile consiste a reconstruire un réseau de
réluctance variable et dépendant de la position relative du stator par rapport au rotor. Bien que
cette méthode apparaisse utile et facile a implémenter [Nguyen 2014], elle présente des
inconvénients numériques qu'on peut lister ci-dessous:

Variation de la taille du vecteur d'inconnus : Rappelons que I’objectif ici est de
trouver les potentiels scalaires dans chaque nceud du réseau, d'ou on cherche un vecteur et de
ce fait une allocation de la mémoire doit étre faite afin de le stocker et puis I'exploiter pour
déterminer les grandeurs locales et globales. Si la taille de ce vecteur est constante, alors son
allocation est une mission facile vu qu’elle ne dépend pas de la position relative du rotor par

rapport au stator. Or l'adoption de la solution du réseau variable n'offre pas ce choix, en effet
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le nombre de nceud dans l'entrefer dépend énormément de la position, ce qui par conséquent
oblige la réallocation de la mémoire et le stockage dans chaque pas de résolution pour le
vecteur des potentiels et pour la matrice du systeme. Il est clair que ces opérations de
réallocation et de stockage engendrent une augmentation du temps de calcul, ce qui n'est pas
désiré dans notre cas.

Petites surfaces d'échange : Comme la solution analytique, le réseau réluctant variable
peut causer des problémes numériques. La méthode consiste a déterminer les surfaces
d'échange entre deux éléments du réseau pour les connecter, or si cette derniere est tres petite
elle peut étre la conséquence d'une perturbation au niveau de la stabilité de la matrice globale
du systeme a cause de la trés grande valeur de réluctance associée a cette surface d’échange.

11.2.2.2.2.3. Interpolation polynomiale au niveau de la surface de glissement :

Cette méthode utilise les fonctions d'interpolation nodales afin d'assurer la continuité
du potentiel scalaire magnétique et de l'induction magnétique au niveau de la surface de
glissement qui sépare la partie mobile (rotor) de la partie fixe (stator). Supposons qu'un nceud
appartenant au rotor qui se situe a la surface de glissement est localisé entre deux nceuds
associés au stator ayant respectivementd,., 65, et 65, comme coordonnée circonferentielle et
U,, U, et U,, comme potentiel magnétique scalaire. Le potentiel dans ce nceud rotorique est
écrit en fonction de ces deux nceuds voisins statoriques qui le délimitent en utilisant les
fonctions d'interpolation de Lagrange.

La prise en considération du mouvement est faite en actualisant les positions des
nceuds en mouvement se situant au niveau de la surface de glissement par une ré-
interpolation. Ainsi le nombre d'é¢léments non nuls dans une ligne de la matrice globale du
systéme est égal au maximum a six, ceci se traduit par la réduction dramatique de la mémoire
utilisé si la bibliothéque des matrices creuses est utilisée lors de I'allocation de la mémoire.
Cette méthode sera plutdt rapide comparée a celles proposées auparavant, ce fait est justifié
par la bande trés réduite de la matrice résultante et par le nombre d'inconnu qui est bien
définis quel que soit la position relative du rotor par rapport au stator.

11.7. Modélisation éelectrique

11.7.1.  Modeles électriques dq

La représentation dq classique est considérée comme une approche qui simplifie la
modélisation des machines triphasées a courant alternatif, qui est aussi une méthode
omniprésente dans I’analyse des machines a courant alternatif. Dans ce paragraphe, le
processus de la représentation des deux machines synchrone non conventionnelles a
commutation de flux & champ d’excitation et a aimants permanents, avec un rotor segmente,
sont explorées.

Par conséquent, il est nécessaire de justifier I’adoption d’un modele dq, ainsi que les
fondements des hypothéses sous-jacentes pour ces structures non-conventionnel par leurs
topologies et leurs mécanismes.

Les performances prédites en utilisant le modéle dq sont comparées avec les résultats
de mesures obtenues dans le chapitre 7 dans [Zulu 2010], pour valider la précision du modele.
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La transformation du référentiel statorique, ayant des parametres dans le repére abc, a
un référentiel synchrone utilisant la modélisation dq, a été originalement formulée pour des
machines avec excitation au rotor et des enroulements répartis sur le stator [Miller 2005]. La
raison pour laquelle le travail avec des paramétres dg, qui sont attachées au référentiel
synchrone et d’ailleurs dépendent du rotor, est liée a la simplification résultante des équations
de prédictions.

Cependant, les hypothéses sous-jacentes pour la modélisation dg peuvent paraitre au
premier lieu comme si elles excluent leurs applications pour de nombreux types de machines
a courant alternatif réels. Ces hypothéses restrictives sont, d’une part la considération de la
variation du flux et de la force contre électromotrice comme étant sinusoidale, et d’autre part
le comportement des matériaux magnétiques doit étre linéaire. Dans la pratique, la condition
alignée sur la deuxieme hypothese est difficile a remplir avec des matériaux réels, mais la
conception d’une portion importante des machines synchrone conventionnelles s’efforce de se
conformer & la premiére hypothése.

Il y’a un argument convaincant dans [Miller 2005] affirmant que la transformation des
parametres de prédictions de abc a dqg peut étre considérée comme une formulation purement
mathématique, méme en ne respectant pas les hypothéses idéales, donne des expressions de
prédiction valides. Des travaux similaires dans [Meier 2008] ont étudiés la validité d’un modéle
dg appliquée a une MSAP avec un bobinage concentré sans chevauchement et ont montrés
des prévisions fiables, en attirant I’attention, comme dans d’autres ouvrages, a I’effet de la
saturation sur la caractéristique des inductances dg.

La machine synchrone a commutation de flux avec un rotor segmente, en dehors

d’avoir un bobinage concentré sur une seule dent, elle présente en outre une double contrainte
vis-a-vis des conditions sous lesquelles la transformation dq a été formulée. Pour la premiére
contrainte, le fait que I’excitation soit par un enroulement ou des aimants permanents, est fixe
et située sur le stator. Il n’est pas donc évident d’établir une correspondance avec un champ
tournant sur lequel la transformation a été fondée. Cette incertitude a été résolue dans [Jia
2008], qui montre en utilisant le concept fondamental de la transformation, 1’équivalence entre
un systéme avec un champ d’excitation au rotor, comme dans les machines synchrone a
aimants permanents, et un systeme avec un champ d’excitation au stator, comme celui que
I’on trouve dans les MCF avec un rotor denté.
Pour la deuxieéme contrainte, la divergence avec les conditions initiales est liée a I'utilisation
d’un rotor segmenté, ce qui résulte en une variation de fréquence de 1’inductance de phase
avec la position du rotor qui apparait étre a la méme fréquence électrique, contrairement au
double de la fréquence électrique dans les machines conventionnelles. Il est prévu que cette
situation peut présenter des caractéristiques jusqu’ici inexplorées des inductances dq et peut
poser des interrogations sur les simplifications qui pourraient étre tirés de I’application de la
transformation dg a ce type de machine.

Dans cette situation, plutdt que de supposer une variation sinusoidale de 1’inductance
dans I’obtention du modele dq, les inductances dans le repere abc sont prises comme elles se
produisent dans la machine, ce qui englobe ainsi I’effet des deux cas de saturation directe et
inverse. La variation des inductances est également prise pour varier a la fois avec la position
et le courant d’une maniere complexe et inconnu.
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11.7.2.  Approche de modélisation :

La voie de prédiction de la performance de la machine & courant alternatif et son
entrainement a I’aide de paramétres de circuit électrique est établie en utilisant la relation
entre la tension et le courant. Le chemin du circuit par phase est constitué par la combinaison
d’un terme présentant la variation du flux et un autre terme due a la chute de tension de la
résistance. En fin de compte, pour étre compatible avec la stipulation des parametres du
circuit, le terme di a la variation de flux peut étre représenté comme un terme du a la
variation de I’inductance. Les équations du couple peuvent étre obtenues en considérant le
changement et le stockage d’énergie, incarné dans le terme du flux ou I’inductance. Dans les
systemes triphasés, I’expression de la tension et du couple peuvent étre complexes et lourdes,
d au couplage mutuel des circuits et la dépendance du flux a la fois a la position du rotor et
au courant.

1.7.2.1. Modélisation dans le référentiel statorique abc :

Pour une machine a courant alternatif en général dans le référentiel statorique abc

) d
Vabe = Rigpcy + E(wabcf) (11.59)

Le flux pour chaque phase dépend du courant, généralement exprime par

Yaver=Waver (a s b » ic if) (11.60)

Ainsi la matrice d’inductance Labcf est la définition de la relation entre les colonnes de la
matrice de flux et les courants, comme dans

lpabcf: Labcf iabcf (||,61)

L’inductance Labcf est généralement connue d’étre dépendante de la position du rotor.

Yaver=Laber(la s Up s Ty Up »0r) laper (11.62)

Les ¢éléments de la matrice d’inductance peuvent étre notés tel que

rLaa Lab Lac Laf]

L _fkap Lo Lne Losy

abcf lLab Lye L LCfJ (11.63)
Lag Loy Lep Lyy

Avec les inductances ayant un double indice qui indiquent les inductances propres et les
inductances avec deux indices différents indiquent les inductances mutuelles
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La tension donnée par I’équation 11.59 et la puissance électromagnétique résultante Pi
est évaluée par

Py =Vaig + Vyip + Veic + Viip (11.64)

A partir de I’équation I1.64, ’expression du couple peut étre dérivée aussi bien quand
les variations sont considérés sinusoidales.

[1.7.2.2.  Modélisation dans le repere dq :

La transformation de Park permet un changement des grandeurs abc du bobinage
triphasé vue du référentiel statorique a un bobinage biphasé dans le repere dg. Pour les
machines synchrones, le référentiel dans le repére dq est fixé au rotor et apparait comme le
référentiel naturel de la machine opérante a ce mode. Dans le traitement généralisé, ce qui
inclut la MCF a champ d’excitation, la matrice de la transformation de Park est une matrice
3 X 4 donnée par

i 21 2T 1
cos(0) cos (9 - ?) cos (9 + ?) 0
2T

P=|-sin(®) —sin(0-2) —sin(0+0) (11.65)

ll\)lw (e}

0 0 0

OU 68 = NseyB, , Nseq le nombre de dents rotorique.

Appliquant la transformation aux courants généralisés abcf, 1’expression du flux sera comme
suivant

Yaqr = P Yaver = P Laver P~ iaqr = Lagrlaqr (11.67)

OU Lgqs est I’équivalence des inductances abcf dans le repére dq, et peut étre calculées a
partir de

Laqr = P LapegP™ (11.68)

Sous les conditions générales, la matrice d’inductance peut étre assumées d’étre complete,
Lqqy €st donnée par
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(11.69)

Les hypothéses simplificatrices sont notées comme suit,
e Les grandeurs physiques ont une variation sinusoidale
e Les phases sont placées a 120° électrique
e Les inductances propres varient au double de la fréquence électrique, et les

inductances mutuelles a la fréquence électrique
Ce qui est valable pour la majorité des machines conventionnelles a courant alternatif,

I’expression de I’inductance dq se réduit a

[ Ld 0 Ldf]
o L, o]

Lagr =4 ! | (11.70)
Gl O L]

Les deux expressions de la tension et du couple, donnée par les équations I1.71 et
I1.72, n’ont pas un terme 6 et ’expression est devenue plus simple. En régime permanent, la

. . : e
fréquence électrique w = —,» st constante.

Va R Yo Olia| ;[¥a -1,
Ve 0 0 Rf|lif Yr 0
3 . .
Te = 5p(Yalq = Pgla) (11.72)

11.7.2.2.1. Equations en régime permanent de la MCF :

Il n’a pas de changement fondamental dans I’expression des équations I11.71 et 11.72 d{
au fait que I’excitation est due a un bobinage a courant continu ou aimants permanents mais
seulement les termes avec I’indice f peuvent étre ajustés d’une maniere appropri¢e afin de
refleter cette distinction.

Assumons des conditions idéales pour la transformation de dq lorsqu’on calcul les
grandeurs des phases, 1’équation de la tension du moteur synchrone en régime permanent,
apres la transformation en un repere a axes orthogonaux dq est
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v R —wlL,][—si
V:]z V3le [de afeq][c?ﬁ%) 30y, m (11.73)

Ou B est I’angle d’attaque entre courant de phase et 1’axe q, I’indice, e, désigne les
valeurs efficaces, et i, est le flux induit par le champ d’excitation.

Avec un champ d’excitation adéquat fourni par un courant d’excitation ou des aimants
permanents, le fonctionnement normal sera assuré par un controle avec i; = 0, dans lequel le
courant est placé sur ’axe q, avec une composante nulle suivant I’axe d. L’angle de phase
du courant et I’axe q est effectivement nul, et donc les paramétres mesurables du moteur,
valeur efficace de la tension, V, couple électromagnétique moyen, T,, et facteur de puissance,
cos(¢), évaluée a ’aide du diagramme vectoriel sont donnés par :

V= \[(quIe)z + (Rl + wip,)? (11.74)
Te = pleype (11.75)
cos(¢p) = cos(6 — ) (11.76)
ou
wL,I,
tan(®) = o e (11.77)

Dans les circonstances d’une MCF, lorsque les conditions de la transformation au
modele dq ne sont pas idéales, I’effet du couplage des termes dans la matrice d’inductance dq
lors du calcul du couple électromagnétiqgue moyen doit étre inclut, de sorte que que v, est
modifié afin d’inclure ’effet du couplage de Ly, comme dans

3
To = 5P(Pra + Laglg)lq (11.78)
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11.8. Modélisation vibroacoustique

11.8.1.

La plupart des éléments métalliques ainsi que les polymeéres thermodurcissables sont
considérés comme isotrope c’est-a-dire que les propriétés des matériaux sont indépendantes
de la direction. Ces types de matériaux possédent deux variables indépendantes qui sont
exprimés par le module de Young E et le rapport de Poisson n. Cependant, dans les machines
électrique, le feuillage du circuit magnétique peut étre considéré comme orthotrope. Le
Tableau 11.8 donne la loi de Hooke relient la contrainte & la deformation pour les matériaux

isotropiques, orthotropes et isotropiques transverses.

Propriétés mécaniques des matériaux

Tableau 11.8 Loi de Hooke pour les métaux

O xx ] 1—v Vv v 0 0 0 Exx
Oyy v 1=v v 0 0 0 Eyy
Loi de Hooke Ozz | _ E v —v1-v 0 0 0 ||é&z
pour matériaux Oyzl  (1+v)1-2v)] 0 0 0 1-2v 0 0 &z
isotropes Ozx 0 0 0 0 1-2v 0 ||&x
[ Oxy | 0 0 0 0 0 1—2viléxy
[ 1= V),V Vyx T VaxVyz Vax + vy Vyy
E,E,A
o E,E,A E,E,A JE, o o o les
Oyy Vxy + VxzVzy 1= VoxVas Vzy + VzxVxy 0 0 0 Eyy
. o E,E,A E,E.A EEA o o o0 ||e
Loi de Hooke z 1 _ T 1— zz
our matériaux Oyz | = [Vez T VayVyz Vyz + VxzVyx VeyVyx 2G,, 0 0 |l&z
i thot Ozx E EyA ExEyA E E,A 0 2G, 0 N
Orthotropes [0y | 0 0 0 0 0 26y lleg
0 0 0
L 0 0 0
OU A= 1=VyyVyx—VyzVzy —VzxVxz—2VxyVyzVzx
ExEyE,
[ 1 —Vp,Vap Vo T VapVpz Vap T VpVzp
. E,E, A EpE,A E,E,A 0o |,
O_xx i + VpzVap 1-— VapVpz Vzp + VapVp g g 0 gxx
i de Hoo o EEA  EEA  EEA o 8 >
oi de t,og e Oz | = | Voz + VoVpz Vp (1 1) 1— vy G,y O 0 Eys
pour matériaux Ozx EZA EZA EZA 0 26, E, ||&a
isotropiques Gy 0 0 0 0 013 .
transverses 0 0 0
L 0 0 0
Oil A= (1+vp)(1—12/p—2vpzvzp)
E3E,
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11.8.2. Prise en compte de I’influence de la température

Le comportement vibratoire est influencé par la température du stator. Cette influence est trés
difficile & modéliser et a quantifier car elle a un impact direct sur les propriétés mécaniques
des matériaux des isolants, des conducteurs et des autres matériaux. En général, pour l'acier,
le module d'élasticité de Young est inférieur lorsque la température augmente. Au contraire, le
coefficient de Poisson devient plus élevé avec une élévation de température. Dans la
littérature scientifique, plusieurs travaux traitent de la problématique de la caractérisation des
propriétés mécaniques des matériaux en fonction de la température [Adiga 2009] [Ledbetter
1982] [Mcclintock 1960] [Verdine 1991] [Van der Giet 2012]. Il existe donc des formulations
physiques simplifiées pour les alliages permettant d'obtenir le module d"Young, le module de
cisaillement et le coefficient de Poisson en fonction de la température comme dans [Su 2015].
L'équation en dessous donne la formulation la plus utilisée pour les alliages.

T
E(T) = Ey — ATexp(= =) (11.79)

Ou E, est le module de Young matériel a 0 Kelvin, A est une constante indépendante de la

caractéristique liée au paramétre Grueneisen et T, est une caractéristique liée a la température

de Debye T, = % .

Malheureusement, ce type de formulation est li¢ a d’autres parametres difficiles a obtenir et
n’offrant pas de bons accords avec les mesures. Pour cette raison, des modeéles empiriques
basés sur des mesures sont couramment utilisés pour décrire le comportement des matériaux
en fonction de la température. Dans notre cas et afin de prendre en compte l'influence de la
température, les formules empiriques présentées dans 1’équation 11.79 pour l'acier pur, le
cuivre et l'aluminium sont modifiées pour s'adapter aux caractéristiques de laminage et
d'enroulement. Afin de prendre en compte l'influence de la température dans les machines
électriques, les propriétés mécaniques des modeles mathématiques sont données dans Tableau
11.9 pour la dépendance en température, en Kelvin, a la fois pour le module Young et bulk, a
partir duquel on peut calculer facilement le module de cisaillement et le coefficient de
Poisson. Les Figure 11.25 et Figure 11.26 comparez les principales propriétés mécaniques entre
le fer pur et l'acier laminé.

Tableau 11.9 Dépendance du module de Young et Bulk en température

Feuilletage Bobinage

E B E B
a| 213.7464 | 178.6009 | 10.1981 | 104.4171
b| 00119 | -0.0218 | -0.0022 -0.001
-1.2045¢-4 | 7.5229¢-6 | -1.6206e-6 | -7.5628¢-7
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Figure 11.25. Module de Young et coefficient de cisaillement en fonction de la température
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Figure 11.26. Coefficient de Poisson en fonction de la température

11.8.3. Modeéle mécanique
11.7.10.1. Création de la géométrie

La Creéation de la géométrie est rendu générique en utilisant la périodicité géométrique
de la machine et que seul un motif élémentaire est représenté. La Figure 11.27 donne un
exemple de motifs élémentaires d’une machine synchrone a aimants permanents a gauche et
une machines synchrone a commutation de flux a droite. Cependant, un nombre de répétition
est défini permettant la représentation compléte de la machine. Cette fonctionnalité est
réalisée en remplissant une matrice géométrique selon les matériaux (Tableau 11.10),
numerotés comme suit:

Noyau ferromagnétique : 1 ; Cuivre bobinage : 2 ; Aimants : 3 ; Carcasse : 4
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Tableau 11.10 Présentation d’exemples de motifs géométriques élementaires

Motif élémentaire MSAP Motif élémentaire MCF

Les paramétres géométriques (Rayon, ouverture angulaire dent, ouverture angulaire
aimant, épaisseur culasse, épaisseur carcasse, hauteur dent) ainsi que le nombre de répétition
sont défini par la suite permettant I’obtention de la géométrie compléte tel qu’illustré dans la
Figure 11.27 pour une machine synchrone & aimants permanents et une machine synchrone a
commutation de flux.

Duplication du motil &1&mentaire x24

L P 1 L P
0.15 01 005 ] 0.05 o1 015

Figure 11.27. Construction de la géométri

11.7.10.2. Maillage de la géométrie

Une fois la géométrie crée, son maillage est assuré par un nombre de discrétisation
radiale et angulaire pour chaque région du motif élémentaire (Figure 11.28). Cette fonction
permet ’obtention des nceuds de chaque élément du maillage avec ses coordonnées dans un
repere cartésien.
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Figure 11.28. Présentation du maillage d’une structure a flux radial

11.7.10.3. Affectation des matériaux

L’affectation des matériaux est réalisée par la méme fonction du maillage. Elle utilise

comme entrée la répartition des régions définies pour le motif géométrique élémentaire afin

de déterminer le matériau de chaque élément (Figure 11.29).

Figure 11.29. Presentation de I’afféctation des matériaux aux élements du maillage

La fonction de maillage et d’affectation des matériaux donne en sorite la matrice suivante

Mesh 2D =[ Ex Ey Nu_xy G_xy rho x1 x2 x3 x4 y1 y2 y3 y4 ]
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Ou les vecteurs colonnes Ex, Ey, Nu_xy, G_xy et rho sont calculé en fonction du vecteur
d’indices des matériaux (Mat_V). A titre d’exemple Ex=EX(Mat_V), avec EX(1) module de
Young pour le noyau magnétique.

11.7.10.4. Matrice de connectivité

La connexion entre les éléments de la méme région ainsi que ceux a la frontiére de
différentes régions partage les mémes nceuds en supposant un contact parfait. Cependant, il
est possible de modifier la raideur des éléments de frontiéres selon la direction afin de prendre
en compte des coefficients de contact différent. La Figure 11.30 donne un exemple simple
d’un stator avec 3 dents, 3 encoches.

(1,2) (3,4) (5,6) (7,3) (9,10) (11,12) (1,2)

Figure 11.30. Présentation de la numérotation des nceuds et de la périodicité

Dans cet exemple la numérotation des éléments et des nceuds est présentée. La
numérotation des nceuds est faite en couplé correspondant aux degrés de libertés en x et y. les
nceuds en rouge représente la périodicité de la géométrie, avec les éléments 6, 12,18 qui sont
connectés respectivement aux élements 1, 7,13.

Afin de construire la matrice de connectivité, premiérement une matrice [n, m] avec n
le nombre d’¢léments du maillage et m le nombre de degrés de libertés d’un élément du
maillage dans notre cas [m = 18, n = 8]. En effet, cette matrice donne la numérotation des
nceuds de chaque élément représenté par un vecteur ligne dans la matrice et dans un sens
antihoraire.

1 2 3 4 5 6 7 8
1 1 2 3 4 15 16 13 14
2 3 4 5 6 17 18 15 16
9 17 18 19 20 31 32 29 30
18 35 36 25 26 37 39 47 48

La matrice de connectivité est utilisée par la suite pour la construction du systéeme
global. Sachant que chaque éléments posséde une matrice [8, 8] de constantes localisées.
Dans notre cas la taille du systéme global est [n x n]. La Figure 11.31 donne une illustration
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graphique de la connexion entre I’élément 1 (e*) et I’élément 2 (¢) qui partagent les noeuds (3,
4) et (15, 16).
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Figure 11.31. llustration graphique de la connexion entre deux éléments adjacents

Cette opération permet le remplissage des matrices du systeme global a partir des
matrices ¢lémentaire. La matrice suivante présente I’addition des raideurs entre (e') et 1 (e2)
tel que présenté precédemment.

1 2 3 4 5 6 13 14 15 16 17 18
1 | K, | Ky | K3 | Ky K7, | K§ | K% | Kg
2 | K}, | K3 | K3, | Kip K3, | Kg, | K3, | Kip
K3 | Kis K3 | Kis

3 Ki; | K33 + + K3 |K5 Ki; | Kgs | + + | K& | K%
K?l K%l Kfl K%l

, , K3y | Kis , , , , Ksy | Kea ) ,

4 | Kis | K3a '; '; K3, | Ky K74 | Kgs '; ‘; K3, | K¢,

K1, | K3, ~ K7, | Ks, ~
5 k2. | k2 K33 | g2 k2. | Kz | Ks3 | g2
13 23 13 73 83 63
KZ KZ

6 Ki, | K3, | 73 | K%, K3, | K3y | 7 | K&y
13 | Ki; | K37 | K37 | K3y K3, | Kg; | K3, | K&,
14 | Kig | K35 | K3g | Kig K7s | Kig | Kig | Kig
K35 | Kis K3s | Kis

15 | Kis | K35 + + K%, |K3, Kis | Kgs | + + | K&, | KZ,
K%, | K3, K%, | K&,

1 1 Ko | Kis 2 2 1 1 Kss | Koo 2 2

16 | Kis | K36 *; *; K3g | Kis K76 | Kge '; ‘; K3sg | Kég
Kis | Kig K7g | Kgg

17 K% | K2 | K55 |2 K% | k2 | 55 | k2

15 25 15 75 85 65

145




2 2 K%ﬁ 2 2 2 K%é 2
18 K16 K26 K46 oo K76 K86 K56

Cette opération est donc répétée n fois pour I’obtention des matrices globales du
systeme mecanique.

11.7.10.5. Généralisation de ’approche 2D pour le 3D

De la méme maniére la construction de la géométrie est basé sur des motifs
élémentaires tel que présenté dans la Figure 11.32.

-
0.5 - e | §
— 7
04 .f'_ - —®
l2 <
03 [ S z = i
02 | ] = e g =
2 | ot ey =
=% -
. - N J ~ 3
01 ‘1__ - =
o - =
0.08 <1 | = ‘. — 12
0.085 = - ‘4___, = T
009 5 T 1w
T = X
0095 e 4
0.1 ey 0
0.105 2

Figure 11.32. Exemple d’un élément du maillage mécanique 3D

L’affectation des matériaux ainsi que le maillage se fait aussi pareillement avec une seule
particularit¢ qui le nombre de divisions axiales. La Figure 11.33 donne un exemple
d’affectation de matériaux alors que la Figure 11.34 présente le maillage de cette derniére.
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Figure 11.33. Présentation de la géométrie et de I’affectation des matériaux
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Figure 11.34. Présentation du maillage 3D

La matrice de connectivité est réalisée de la méme manicre qu’en 2D avec cette fois 3
degrés de libertés. Cela fait que les matrices elémentaires ont une taille de [24, 24]. La Figure
11.35 donne un apercu des matrices bandes de raideurs pour les deux exemples présentés
précédemment. La machine 3 dents 3 encoche pour le 2D et la machine 10 dents, 10 encoches
et 3 divisions dans la direction axiale pour le 3D.
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0 10 20 30 40 Matrice globale de raideur du modéle 3D avec 3 divisions axiales
Apercu de la matrice globale de raideur

Figure 11.35. Apercu des matrices bandes de raideurs en 2D a gauche et 3D a droite

Finalement, les déformations de la structure 3D obtenue suite a une analyse modale sont
présentées dans la Figure 11.36 a titre d’exemple.

Deformation for f= 1460 Hz 0.2 o Deformation for f = 2684 Hz 0.2
0.1 0.1 0.6
0,65
0.05
08
0.1 0.1
v . 0.04
-0, 064 -0
0 0
Coes e
o1 o1
0.03 0.02
0.025 0.0
0.6
0.06
0.05 .08
-1 0.1
0.04 g 0.4
-0, -0i
0003 05 003
0. 0.1
0.02 0
) : 3 001
0.0 0.1
15 1 0s 0 -2
Deformation for f = 7468 Hz 0.2
% 0.08
0.06 o
0.055 0.07
0
0.05
0.1 0.1 ©0.06
0.045
0, -0,
0.04 -
030035 1%
0.1 §0.03 0.1 -
0028
0 0.03
0.02 - - -
0.1 0.1
: 2 0.015 - ) 0.02
15 1 s 0 -2 15 1 05 0 -2

Figure 11.36. Exemple de déformations 3D obtenues suite a I’analyse modale
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11.7.10.6. Masse et raideurs élémentaires

Dans le modéle mécanique intégré, les sous-volumes de la structure mécanique sont
modélisés par un certain nombre de masses localisées ou de corps rigides reliés par des
éléments élastiques et amortisseurs sans masse, tels que les ressorts et les résistances. Le
principe de base de ces simplifications est qu’un déplacement élémentaire est considéré
comme égal et simultané pour chaque elément [Kelly 1992].

Afin que le modele mécanique développé dans le cadre de ces travaux puisse étre
utilisé pour des machines a flux axial une généralisation de 1’approche présentée ci-dessous en
utilisant un élément iso-paramétrique 3D. Dans ce qui va suivre seule le développement avec
un élément iso-paramétrique 2D est présentée pour des raisons de simplicité et de visibilité.

Le modeéle développé est donc basé sur un quadrilatére iso-paramétrique 2D a quatre
nceuds ayant deux degrés de liberté dans les directions x et y pour chaque nceud [Ergatoudis
1968] [Younis 2011]. La Figure 11.37 illustre un bloc élémentaire dans le systéme de
coordonnées global.

(24,94) (x3,y3)

i ——AAN—— s

K

_ Ky
(z1,91) (x2,y2)

Figure 11.37. Block élémentaire pour I’étude mécanique
11.7.10.7. Calcul de la rigidité et des masses

Le principe de base des éléments iso-paramétriques est que les fonctions
d'interpolation pour les déplacements sont également utilisées pour représenter la géométrie
de 1'élément comme dans 1’équation dessous. Le but principal suite a l'utilisation de cette
formulation est le fait qu'elle permet une transformation de coordonnées des éléments tordues
vers des éléments parent uniforme (Figure 11.38), d’ou I’appellation iso. Cette transformation
est importante quand on des éléments géométrique non rectangulaires ayant des cOtés
incurvés, ce qui est le cas pour la modélisation de structures cylindriques.
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(b) Master (parent) element

Figure 11.38.

4
U= Z Ny,
i=1
4
X = z Nix;
i=1

4

V= Z Nl-vl-
i=1
4

Y = Z N;y;
i=1

(11.81)

L'élement isoparamétrique est alors défini dans un systeme de coordonnées généralisé ¢, n,
avec { = 1ou -1etn=1ou -1 La relation entre les coordonnées cartésiennes et la fois
généralisée et assurée par la matrice jacobienne qui lie la déformation / déplacement et / ou

contrainte / déformation comme dans les équations en dessous.

(O [ax avyam
o ol
ON[ |0X oY||oN (11.82)
\an) 1y aq)\an)
. 4 }
2% Qar
U]: Lzl =1
dN; dN;
Z%xi %%‘

-i=1

Les N; sont les fonctions de forme a chaque nceud de I'élément isoparamétrique. L'équation en
dessous donne leur formulation dans le systéeme de coordonnées généralisées.
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1
Ny=7(1+ (1 +n)) (11.84)

Le déplacement peut alors étre approché en termes de fonctions de forme d'élément par
U = [N]\{d} détailler dans 1’équation en dessous, tandis que la déformation est
approximée en utilisant I’équation qui suit.

(1
U1
U,
U={u(x,y)}= NiON, ON; ON, 0] [v2|
v(x,y) ON,ON, ON3 0N, gs (11.85)
3
Uy
\v,/
( 0U
o) | o
* v . U
\oY = 0X/

. . , . .. < (dNi . - . .
La matrice B est illustrée dans qui suit ou % est calculé en utilisant I'inverse de la matrice

jacobienne donnée préecédemment.

La matrice de rigidité de 1'é1ément peut étre calculée en utilisant 1’équation en dessous, ou [D]
est la contrainte matérielle a la matrice de liaison de deformation obtenue en utilisant la loi de
Hook généralisée. Dans notre cas, [D] est une matrice [3x3] en considérant un élément 2D
ayant des propriétés de matériau isotrope, ou A et t sont respectivement la surface et
I'épaisseur de I'élément [Fedder 1994] [Nikishkov 2004].

K = [B]"[DI[BlAt (11.87)
g [1 vV 0
Dl=1— | 1 (- /2] (11.88)

La matrice de masse de 1'é¢lément est calculée en utilisant I’équation en dessous, ou p est la
masse volumique du matériau.
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[M] = [N]"[p][N]At (11.89)

Une méthode alternative pour I'utilisation de I’intégration numérique et pour passer du
systeme de coordonnées cartésiennes au systeme de coordonnées généralisé, sachant que N
est fonction de (,n), utilise le déterminant de la matrice jacobienne = t.dx.dy =

det (D td .dn .

La géométrie est maillée avec une grille de plusieurs éléments ayant des propriétés
différentes. Le probléme est d'assembler les matrices d'éléments dans la matrice compléte du
systeme. En supposant qu'il n'y a qu'une seule inconnue a chaque nceud, les numéros de nceud
globaux correspondront aux nombres de liberté globaux et les numéros de nceuds d'éléments
correspondront aux nombres de liberté locaux.

Chaque elément possede des nombres de liberté locaux qui suivent le schéma standard,
a savoir une numerotation cohérente dans le sens des aiguilles d'une montre. Les matrices
globales de rigidité et de masse sont obtenues en additionnant les raideurs nodales
¢lémentaires et les masses de chaque nceud partagées par plusieurs €léments, ce qui
nécessitera l'utilisation d'une matrice de connectivité. La numérotation des nceuds est
effectuée de maniere a obtenir une bande et des matrices symétriques.

11.7.10.8. L’analyse Modale

Les equations de mouvement d'un systeme mecanique de parametres localisés peuvent
étre obtenues a partir de la loi de mouvement de Newton.

[IMI{T (D} + [CHU®} + [KIU(©®)} = (F(£)} (11.90)

Ou [M], [C], [K], sont respectivement les matrices d'éléments de masse, d'amortissement et de
rigidité. F(t) est le vecteur de forces externes et U(t) le vecteur de déplacements.

Dans une analyse modale, les modes de vibration peuvent étre obtenus en résolvant le
systéme matriciel suivant d’équations donné dans 1I’équation en dessous dérivé de 1’équation
de mouvement généralisée en supposant un mouvement harmonique, des vibrations libres et
en ignorant I’amortissement.

{[K]-w?[M]} =0 (11.92)

11.7.10.9. Calcul de la matrice d'amortissement

Dans l'analyse dynamique des machines électriques, I'amortissement joue un role
important. Cependant, en raison des limites de nos connaissances sur l'amortissement, le
moyen le plus efficace de traiter I'amortissement consiste a traiter la valeur d'amortissement
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comme un amortissement proportionnel équivalent a Rayleigh [Chowdhury 2003] [Adhikari
2001] [Pilkey 1998].

Le modele d'amortissement proportionnel exprime la matrice d'amortissement comme une
combinaison linéaire des matrices de masse et de rigidité, comme dans 1’équation en dessous.

[C] = a[M] + BIK] (11.92)

Ou a et B sont des constantes d'amortissement qui peuvent étre obtenues en utilisant la
propriété d'orthogonalité des vecteurs propres (méthode de normalisation de masse) obtenue a
partir de l'analyse modale. Dans ce cas, I'équation 11.92 se découplera comme dans I’équation
11.93 ou la seconde égalité donne les coefficients (a, 8) en fonction du taux d'amortissement
qui peut étre obtenu expérimentalement ou en utilisant le formule empirique 11.94 en fonction
des frequences propres f; dédiees aux petites et moyennes machines électriques [Yang 1981].
Le réseau mecanique utilise I'expression empirique et un algorithme d'ajustement de courbe
pour calculer les coefficients (a, #) inconnus qui satisfont les modes maximum de la structure.

{Uj + 280U + wfU; = P, (11.93)
28w = a + Pw; '
= L (276105F + 6210~

§=5-(2 fi +6. ) (11.94)

11.7.10.10. Réduction du systeme matriciel

La normalisation de masse basée sur l'orthogonalité des vecteurs propres permet
également de réduire la taille du systeme. Les vecteurs propres d'un systéeme structurel
définissent les caractéristiques du systeme. De plus, les vecteurs propres associés aux
premiéres fréquences naturelles sont les plus représentatifs de la dynamique des systemes.
Dans de nombreux cas, tronquer I'équation (11.91) pour que la réponse de la structure soit
décrite en termes de nombre limité de vecteurs propres n'a pas deffet important sur la
précision globale de la représentation. L'avantage est qu'un probléme avec un grand nombre
de degrés de liberté peut étre réduit a un probleme avec un tres petit nombre de degrés de
liberté. Cela peut étre particulierement bénéfique lorsque des techniques telles que la
résolution pas a pas dans le temps (time-stepping) sont impliquées, qui peuvent étre colteuses
en calcul [Kim 1984].

11.7.10.11. Analyse structurelle transitoire

L'analyse dynamique transitoire est une étude généralement utilisée pour déterminer
une réponse dynamique de structure mécanique due a l'action de charges dépendantes du
temps. Cette analyse permet ensuite de déterminer les déplacements, déformations,
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contraintes et contraintes variant dans le temps en réponse a toute combinaison de charges
statiques, transitoires et harmoniques.

Dans le cas général de multi-degrés de liberté, I'équation fondamentale peut étre
réorganisée sous la forme suivante.

MI{U )} + [CH{U®} + [KHU ()} = {F (1)}
Let{;()} = W)} (X} = {U(®)} (11.95)
{10} = (M'{F(©)} — [M]'[CI{Y,(D}M] KLY, (6))

La discrétisation de la procédure des équations de mouvement en fonction de la
variable temporelle permet de déterminer les déplacements nodaux a différents pas de temps
pour le systeme dynamique étudié. L'intégration directe est la méthode la plus utilisée en
général, elle a deux classes implicites et explicites. Le poing et le plus simple est une méthode
explicite connue comme la méthode de la différence centrale. La seconde, plus complexe mais
trés efficace que la méthode de la différence centrale connue sous le nom de méthode béta de
Newmark (utilisée dans de nombreux logiciels commerciaux) qui modélise avec precision la
variation de l'accélération. Dans notre cas, le solveur d'équations différentielles rigides Matlab
(odel5s) a eté utilise pour résoudre le systeme matriciel d'équations différentielles donné dans
I’équation 11.95. Les odel5s est un solveur d'ordre variable basé sur les formules de
différenciation numérique.

11.7.10.12. Analyse structurelle harmonique

L'analyse des réponses harmoniques est une étude utilisée pour déterminer la réponse
en régime permanent de toute structure linéaire a des contraintes variant de maniere
sinusoidale avec le temps. L'objectif est de calculer la réponse des structures a plusieurs
fréquences afin d'obtenir une réponse graphique en fonction de la fréquence. Le colt de
simulation de I’analyse transitoire pour la vitesse de fonctionnement multiple nous améne a
une analyse harmonique structurelle. Les vibrations forcées de la structure amortie sous
harmonique

L’excitation est obtenue en résolvant I'équation 11.96.

{(—a)z[M] + iw[C] + [KDUge™t = {Feit}
which leads to Uy(w) = [D]7'F (11.96)

Ou [D] est la matrice d'impédance de la structure. L'équation 11.97 donne I'amplitude et la
phase des déplacements locaux en fonction de la fréquence pour chague mode étudié j.
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U@ =~y Uo(D-* Ug ()

1
B() = 5:10g(Us())-/ Us (1)) (11.97)

11.8.4. Modeéle acoustique

Cette section est consacrée au calcul du bruit acoustique émis par la machine étudiée.
De maniére générale, une machine électrique tournante peut étre modélisée comme une ou
plusieurs sources acoustiques telles que des spheres, des cylindres ou des pistons. Dans notre
cas, le moteur étudié est modélisé comme une seule source acoustique monopolaire.
L'équation principale pour I'évaluation de la puissance acoustique rayonnée est donnée dans
I’équation 11.98.

— 2
W = pcaSv (11.98)

Ou p est I'impédance acoustique de l'air, S la surface rayonnante, v la vitesse de vibration et o
est le rapport de rayonnement defini par la puissance acoustique rayonneée du moteur
électrique dans un demi-espace divisée par la puissance acoustique émise de la source
sphérique équivalente ayant la méme zone de rayonnement et la méme vitesse de vibration
que le moteur. Ainsi, le rapport de rayonnement décrit l'efficacité d'émission sonore de la
machine électrique par rapport a la source de monopdle sphérique équivalente. Il existe de
nombreuses formulations dans la littérature [Beranek 1992] [Bosing 2014] pour estimer le
rapport de rayonnement d'une machine électrique rotative en fonction de ses dimensions,
principalement du rapport entre le rayon et la longueur. Dans [Wilamowski 2016], une
expression mathématique simplifiée de la ration de rayonnement est donnée comme dans
I’équation I11.99.

—2nR,
o(f)=1- eXp(%f) (11.99)

Ou R, est le rayon externe de la machine, f la fréquence et c la vitesse du son.

L'estimation du bruit émis par la machine sur les origines électromagnétiques est
ensuite effectuée en utilisant I'équation 11.98 et I'équation 11.99 ainsi que la magnitude
maximale des nceuds de la surface vibrante. Cette méthode est peut-étre un peu imprécise,
comme expliqué dans [Torregrossa 2011], mais elle permet d'obtenir une puissance de son
acceptable surestimée.
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11.9. Modélisation thermique

11.9.1. Problématique de la modélisation thermique

La modélisation des machines électriques tournantes est une mission délicate,
nécessitant une maitrise de plusieurs disciplines de l'ingénieur (voire I'électrique,
I'électromagnétique, la vibroacoustique et la thermique). Le point de fonctionnement nominal
d'une machine électrique est limité par des contraintes de plusieurs origines, dont:

Contraintes magnétiques : Les caractéristiques magnétiques des matériaux comme la
perméabilité relative non linéaire du circuit magnétique ou l'induction rémanente des aimants
permanents limitent la puissance, couple et/ou la tension que la machine puisse délivrer.
Contraintes vibroacoustiques : Pour avoir un mouvement de rotation, des forces tangentielles
d'origine magnétique sont appliquées au rotor de la machine, mais avec ces dernieres des
forces normales a la surface seront appliquées au stator et au rotor. Ces forces sont les sources
des déformations dépendantes de plusieurs parametres géométriques et physiques de la
machine et se traduisent par des vibrations de la structure. Ces derniéres excitent l'air qui
entoure la machine, imposant ainsi des différences de pression qui seront les sources d'un
bruit sonore. La déformation causée par les vibrations ne doit pas exceder une limite de
sécurité donnée par le constructeur ou imposée dans le cahier des charges.

Contraintes thermiques : Ces contraintes limitent considérablement les caractéristiques de la
machines, en effet le bobinage statorique et rotorique pour certaines configurations des
machines électriques sont les sieges de pertes par effet Joule, contribuant a lI'augmentation de
la température dans les différentes parties du convertisseur électromécanique, ajoutant a cela
aussi les pertes par courants de Foucault et les pertes fer dans les tdles ferromagnétiques. La
température maximale tolérée dans le bobinage ne doit pas dépasser la température maximale
admissible pour l'isolant: par exemple pour un isolant de classe F, la température maximale
admissible est de 150°C, ainsi la courbe de désaimantation des aimants de types terre rare
comme le Néodyme-Fer-Bore dépend énormément de la température; a 80°C, l'induction
rémanente chute de 14%). Notons aussi que la résistivité du cuivre augmente avec la
température, ce qui amplifiera les pertes par effet Joule et diminuera le rendement de la
machine. Il est donc claire que la détermination des limites imposées par ces contraintes
représente une étape cruciale et importante dans le pré-dimensionnement des machines
électriques, par conséquence nous nous intéressons spécifiquement a ces contraintes dans ce
paragraphe, nous évoquerons les différentes méthodes de modélisation en régime statique et
transitoire et la problématique de calcul du coefficient d'échange par convection dans
I'entrefer.

11.9.1.1. Transfert de chaleur

Dans les machines tournantes, il existe trois types de transmission de chaleur pour
évacuer les différentes pertes (pertes Joule, pertes fer et pertes mécaniques) [Guangjin 2011]:
Transfert de chaleur par conduction: Ce type de transfert apparait que dans les solides causé
par l'agitation de ses molécules.
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Transfert de chaleur par convection: Il caractérise le transfert de chaleur entre un solide et un
fluide ayant un contact avec la/les surfaces de ce dernier. L'augmentation ou la diminution de
la chaleur du fluide le met en mouvement, ce type de transfert est caractérise par :

- La section de la surface d'échange.

- L'état de la surface d'échange (lisse ou rainurée).

- Les causes de ce type de transfert (libre ou forcé).
Transfert de chaleur par rayonnement : Ce type de transfert de chaleur apparait dans les
systemes a grandes dimensions, le transfert de chaleur s'effectue par le biais des ondes
électromagneétiques. Généralement ce type de transfert de chaleur est négligé dans la
modélisation thermique des machines électriques.

Prenons comme exemple une machine classique tres utilisée dans les applications
industrielles qui est la machine synchrone & aimants permanents montés en surface. Dans
cette derniére les encoches sont les sieges des pertes par effet Joule d'ou la source de flux de
chaleur. Une partie de ce dernier quitte I'encoche en prenant la culasse et la dent comme
principale chemin par le biais d'un transfert de chaleur par conduction, la deuxiéme partie
quitte le stator vers le rotor en passant par l'entrefer par le biais d'un transfert de chaleur par
convection, ceci contribuera a 'augmentation de la température dans les aimants.

Notons que plusieurs méthodes existent pour la modélisation de transfert de chaleur
dans une machine électrique:

Modélisation par la méthode des éléments finis : Cette méthode est la plus générique et
précise en revanche qu’elle est consommatrice en temps de calcul et en mémoire, surtout en
3D.

Modélisation par une résolution analytique : Cette méthode est la plus simple et rapide or la
complexité de la géométrie des machines rend l'utilisation de cette derniére quasi-impossible.
Modélisation par un réseau de conductance thermique : Elle consiste a découper le domaine
en volumes finis et affecter a chaque volume une résistance thermique qui traduit le mode de
transfert de chaleur dans ce dernier (conduction, convection ou rayonnement) dans une
direction preécise, nous utiliserons la modélisation par réseau de conductances thermiques pour
déterminer la distribution de la température dans une machine électrique pour un point de
fonctionnement bien spécifique en régime permanent et transitoire.

Ainsi, le transfert de chaleur dépend des parametres géométriques et physiques du
systeme étudié, dont les coefficients des échanges par convections et par conductions. La
détermination du coefficient d'échange dans I'entrefer est délicate, vu qu'il n'y a pas une regle
générale pour son calcul. Plusieurs expeériences réalisees par plusieurs auteurs menent des fois
a des conclusions différentes. Une erreur sur le coefficient de transfert de chaleur par
convection mene a des calculs erronés et par conséquence une fausse distribution de la
température dans la machine. Dans ce qui suit nous évoquerons cette problématique et nous
proposerons une corrélation du coefficient de transfert dans I'entrefer sur une structure
synchrone a aimants permanents montés en surface.

119.1.1.1. Calcul du coefficient de transfert de chaleur par convection

Nous prendrons une étude expérimentale [Bouafia 1998] comme références qui traite
le calcul du coefficient d'échange convectif dans un espace annulaire compris entre deux
cylindres. Pour ce faire plusieurs nombres adimensionnels seront définis, dont:
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Nombre de Taylor : Taylor a étudié l'instabilité de I'écoulement de l'air dans un anneau entre
deux cylindre dont un est en rotation et l'autre est fixe, Taylor a défini une vitesse limite a
partir de laquelle des turbulences apparaissent ce qui affectera considérablement le coefficient
de convection [Taylor 1923], ce nombre adimensionnel est donné par I'équation 1.100 :

4 w?Lc*

To=—7— (11.100)

Nombre de Nusselt : Ce nombre est le rapport entre le coefficient de transfert de chaleur par
convection et par conduction multiplié par la longueur caractéristique (voir I'équation 11.101).
Si ce nombre tend vers I'infini, le transfert de chaleur s'effectue principalement par convection
et s'il tend ver I'unité, la grande majorité du transfert de chaleur est effectuée par conduction.

hL
Ne=% (11.101)

Nombre de Prandtl : Le nombre de Prandtl compare la rapidité des phénoménes thermiques
et des phénomeénes hydrodynamiques dans un fluide, il est égale au rapport entre la diffusivité
thermique et la quantité de mouvement (voir I'équation 11.102).

B = (11.102)

Nombre de Reynolds : Il a été mis en évidence en 1883 par [Osborne 1986]. Il caractérise un
écoulement, en particulier la nature de son régime (laminaire, transitoire, turbulent),
présentant le rapport entre les forces d'inertie et les forces visqueuses (voir équation 11.103).

VL

Re = —- (11.103)

Prenons comme premier exemple I'étude faite dans [Bouafia 1998], ’auteur a étudié le
coefficient de transfert de chaleur convectif dans un espace annulaire avec ou sans écoulement
axial, entre un cylindre intérieur chauffé et un cylindre extérieur fixe refroidi pour deux types
d'états de surface lisse et rainuré. [Bouafia 1998] a défini alors un nombre de Taylor modifié
T,,, donneé par I'équation 11.104.

Tay, = v F (11.104)
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Rpy= ————
log(g_zi)% (11.105)

S n* R, +R,

am ~— 1697 P 2R1 (“106)

0.652e)_1

0.652e
P = 0.0571 (1 -
Ry

1

) 4 0.00056 (1 - (11.107)

Pour un nombre de Taylor modifié inférieur au nombre de Taylor critique T, =~ 1800,
[Bouafia 1998] a observé un régime de conduction pure N,, = 1, la transition de ce dernier
régime vers un autre caractérisé par un écoulement laminaire avec turbulence se situe entre un
nombre de Taylor modifié compris entre T, =T, etT, =4 x 10°.

Le méme auteur a corrélé le nombre de Nusselt en fonction du nombre de Taylor
modifié pour plusieurs intervalles correspondants aux différents types d'écoulements
(laminaire ou laminaire avec turbulence) dans la configuration d'entrefer lisse (voir I'équation
11.108).

Ny = 0.064 T33%  pour 1800<T, < 10*
Ny = 0205 T2 pour 10*<T, <4x10° (11.108)

Dans la configuration rainurée, l'auteur a trouvé plusieurs intervalles correspondants
aux différents types de transfert convectif. Une difficulté est remarquée pour la détermination
de la valeur du nombre de Taylor modifié critique T,_caractérisant la transition entre le
régime laminaire stable et l'apparition des premiéres instabilités, [Bouafia 1998] a situé cette
valeur aT, =T, = 3900, notons bien que cette valeur est bien supérieure a celle trouvée
dans la configuration d'entrefer lisse de méme largeur. Pour le méme nombre de Taylor, le
nombre de Nusselt dans la configuration rainurée subit une augmentation de 2 a 20 %, cette
derniére est liée aux rainures qui modifient considérablement le mode d'écoulement du fluide,
la corrélation du nombre de Nusselt suit alors deux lois données par I'équation 11.109 :

Ny = 0132723  pour 6000<T, < 1.4x 10
Ny = 0.029T%* pour 14x10°<T, <2x107 (11.109)
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11.9.1.1.2. Prise en considération de I'isolant d'encoche

Afin d'assurer une isolation électrique entre les conducteurs dans I'encoche et pour
éviter un court-circuit inter-spires, entre la phase et le fer généralement lié¢ a la masse ou
entre-phases, un isolant est appliqué dans I'encoche apportant une sécurité et assurant le bon
fonctionnement de la machine comme avantages. En revanche, ceci diminue
considérablement la conductivité thermique équivalente de I'encoche a cause de son
hétérogénéite, justifiée par I'ajout des isolants, imprégnations et l'air résiduel. Il est judicieux
alors de les prendre en considération, prenons comme exemple I'étude faite en [Staton 2005]
ou l'auteur a pu trouver une conductivité équivalent de l'encoche en fonction de ses
paramétres geométriques et du facteur de remplissage en définissant une couche équivalente
teq des matériaux isolants et l'air residuel constituant I'encoche associés a une conductivité
thermique équivalente ke, - Permettant ainsi le calcul de la résistance thermique équivalente

de I'encoche R, dans la direction radiale, ayant comme expression:

R, = 24

Ceq KeoqSstot (1.110)
£ = Sstot — S¢

= T (11.111)

L'auteur a corrélé la conductivité equivalente en fonction du facteur de foisonnement,
qui suit une loi linéaire donnée par I'équation 11.112 :

kc,, = 0.1076 X k¢ + 0.029967

Ceq

(11.112)

Sachant que le facteur de remplissage dans les machines classiques est entre 0.3 et 0.6,
la conductivité thermique équivalente de I'encoche peut étre considérée dans l'intervalle 0.06
et 0.095.

11.9.2.  Modele circuit équivalent

Comme nous l'avons mentionné précédemment, la modélisation par réseau de
conductances thermiques est une méthode utilisée par plusieurs auteurs pour la détermination
de la distribution de la température dans une machine électrique et pour un point de
fonctionnement ou des cycles bien précis. Cette méthode représente l'avantage d'étre simple
tout en nécessitant le minimum de ressources (en termes de mémoire et de temps de calcul),
en revanche elle peut trouver certaines difficultés avec des géométries complexes.

Dans le cadre des machines électriques, il faut bien identifier les modes de transfert de
chaleur. Il est clair que entre I'entrefer-stator et 1’entrefer-rotor le mode de transfert de chaleur
est généralement dominé par la convection (ceci dépend énormément des propriétés
géométriques de la machine, de I'état des surfaces et de la vitesse de rotation), en revanche
dans les parties solides le seul mode existant, sous I'nypothése de négligence du transfert de
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chaleur par rayonnement, est le transfert par conduction. Une fois le mode de transfert de
chaleur identifié, une discrétisation de la géométrie bien adaptée est nécessaire. Le stator et le
rotor seront discrétisé indépendamment; vu que le stator est le siege des pertes par effet Joule
sa discrétisation, généralement, doit étre plus fine que celle du rotor. Avec cette méthode de
discrétisation un probléme de connexion entre les nceuds statoriques et rotoriques apparait, ce
dernier peut étre résolu en utilisant une des deux méthodes suivantes:

Une modélisation hybride : Couplage entre une solution analytique dans I'entrefer et les deux
réseaux de conductances thermiques.

Un réseau de conductance thermique variable : liant les deux groupes de nceuds statoriques
et rotoriques par le biais des surfaces d'échanges partagées par ces derniers.

Dans notre étude de la modélisation thermique des machines électriques, nous avons
utilisé la méthode d'interpolation du potentiel thermique au niveau de la surface de
glissement située au rayon moyen de l'entrefer. En réalité I'avantage offert par cette technique
de modélisation de I'entrefer réside dans sa génericité; il suffit de remplacer le terme potentiel
scalaire magnétique {U} par le potentiel thermique{T}, flux magnétique {(,bmag}par le flux
thermique {¢ .} €t l'induction magnétique {B} par la densité de flux thermique{o}.

Pour plus de détail sur les développements mathématiques effectués, veuillez consulter
le prochain chapitre de ce rapport.

11.10. Couplage magnéto-vibroacoustique

11.10.1. Problématique du couplage multi physique

Dans une optique de dimensionnement ou d'optimisation des machines électriques, des
formulations analytiques simplistes peuvent étre utilisees comme étant un moyen de
prédiction rapide, mais la complexité de ces études multi-physiques fait qu’il indispensable
d’utiliser une approche de modelisation avec une précision acceptable tel que la méthode des
¢léments finis. L’idéal est donc d’avoir un couplage fort entre trois modeles éléments finis un
modéle magnétique, un modele mécanique de structure, et un modéle acoustique. Cependant,
les trois domaines de la physiques ne sont pas regis par les mémes lois et ils ont ainsi des
constantes de temps différentes ce qui rend ces modeéles trés complexes, trés chronophages, et
mobilisent beaucoup de ressources. Afin de pallier a ces problémes plusieurs stratégies de
couplage peuvent étre utilisées selon ’application et le besoin.

Modeles magnétiques : Modeles mécaniques : Modeéles acoustiques :
e Analytique e Analytique e Analytique

e Circuit équivalent e Circuit equivalent e Circuit équivalent
e Eléments finis 2D e Eléments finis 2D e Eléments finis 2D
e Eléments finis 3D e Eléments finis 3D e Eléments finis 3D

Figure 11.39. Stratégies de couplage magnéto-vibroacoustique

Ils existent par convention trois types de couplages multi-physiques.
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Le couplage fort qui consiste en une résolution simultanée d’un systéme d’équations
multi-physiques couplées.

Le couplage moyen se base sur une résolution pas a pas dans le temps en cascade de
plusieurs systémes d’équations ou la solution du premier représente I’entrée du suivant.

Le couplage faible se base sur une résolution en cascade des différents problemes
physiques. Chaque résolution est faites séparaient sur un intervalle de temps donné. De la
méme maniere que pour le couplage moyen, la premiére résolution représente 1’entrée de la
suivante.

Le Tableau I1.11 présente les avantages et les inconvénients de chaque méthode de
couplage.

Tableau 11.11 Comparaison des différents types de couplages multi-physiques

Couplage Avantages Inconvénients

e Absence d’outils logiciels adaptés

e Difficulté du probleme

Fort e Précision e Temps de résolution

¢ Maillage dense pour correspondre au probléeme
magnetique en fonction de I’entrefer

¢ Problématique de communication et de pilotage de
la simulation (incompatibilité)

e Temps de calcul important

e Les grandeurs physiques n’ont pas la méme
dynamique induisant un pas de calcul en fonction de
la grandeur la plus rapide

¢ Besoin d’adaptation des fichiers d’entrée pour
chaque modeéle

e Précision acceptable
Moyen | e Maillage séparé pour
chaque probléme

e Peut utiliser different
outils de calculs

e temps de calcul
relativement faible

¢ Besoin d’adaptation des fichiers d’entrée pour
chaque modeéle
e Précision légérement faible

Faible

Le couplage entre modeles électromagnétiques et modeles structurels FEA est
généralement fastidieux en raison de la complexité de la distribution des forces magnétiques.
Par conséquent, certains outils de couplage automatisés doivent étre développés pour
accélérer le processus de conception vibroacoustique (définition des charges, résolution et
post-traitement).

Les principales hypotheses de couplage électromagnétique sur mécanique sont les
suivantes:

1. Un couplage faible est supposé entre mécanique des structures et
¢lectromagnétique: les déviations d’entrefer ne modifient pas la distribution du flux
électromagnétique et la contrainte de Maxwell résultante;

2. Les forces électromagnétiques calculées sont supposées étre uniquement dues a la
contrainte de Maxwell: les forces de magnétostriction ne sont pas prises en compte;

3. Les forces électromagnétiques sont calculées sur la stratification du stator et
appliquées sur les dents. Plusieurs méthodes pour le calcul et ’application des efforts peuvent
étre utilisées en fonction de la machine (Figure 11.40).
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I‘.".I |

Chemin circulaire a N points N + 2N, lignes géométriques
2-D électromagnétique 2-D mécanique

Couplage entre modeéles électromagnétique et mécanique 2D

encoche encoche
Pt
P

Chemin circulaire 3 N points N + 2N, surfaces géométriques
2-D élecromagnétique 3-D mécanique

Couplage entre modeéles électromagnétique 2D et mécanique 3D

M chemins circulaires 4 N points (M — 1)(N + 2IV.) surfaces géométriques
3-D électromagnétique 3-D mécanique

Couplage entre modéles électromagnétique et mécanique 3D Cas d’une machine a flux axial

TOOTH YOKE

Couplage avec simplification des efforts en deux compasantes (radiale, tangentielle) appliquées au milieu

de la dents

Figure 11.40. Différentes méthodes de calcul et d’application des efforts électromagnétiques
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11.10.2. Outils de couplage — Application sur une machine synchrone a
rotor bobiné

Cette section présente I’approche adoptée pour mettre en place le couplage multi-
physique magneéto-vibroacoustique faible dédié¢ a I’investigation des vibrations et émissions
sonores (bruits) d’origine électromagnétique dans les machines électriques. Pour ce faire, il
est nécessaire d’étudier et de réduire ces vibrations et bruits rayonnés par la machine des les
premieres phases de conception. La premiére partie de ce paragraphe détaille I’ensemble des
particularités et hypothéses simplificatrices utilisées lors du développement des deux modeles
magnétique et vibroacoustique. La deuxieme partie se focalise sur le couplage réalisé ainsi
que I’exposition de I’approche de 1’analyse magnéto-vibroacoustique. Une approche basée sur
le calcul via le modele magnétique des efforts magnétiques locaux agissants a la surface
interne de 1’alésage statorique. Ces efforts sont ainsi transférés au modele vibroacoustique via
une macro de couplage permettant aprés de performer une analyse mécanique dans le but de
calculer les déformations de la structure et le bruit engendré.

Ce travail vient donc répondre a I’ensemble des points discutés au deuxiéme chapitre
11.8, en proposant un couplage faible entre deux modeles EF, un modele électromagnétique et
un deuxiéeme mécanique vibroacoustique. Ce couplage se caractérise par sa simplicité et
I’indépendance entre les maillages magnétique et mecanique lors du transfert des efforts
magneétiques locaux au modéle mécanique. Mis a part le couplage, ce travail présente aussi
I’approche globale de 1’analyse magnéto-vibroacoustique. Un cas d’application a été réalisé
afin d’étudier le bruit et les vibrations générés par une Machine Synchrone a Rotor Bobiné
MSRB 4 péles / 48 encoches ayant un bobinage triphase imbriqué destinée a la traction
électrique. La partie active de la MSRB est présentée par la Figure 11.41 et le Tableau 11.12
donne ces principales caractéristiques pour un point de fonctionnement nominal. La
modélisation a été réalisée avec deux logiciels EF commerciaux, Flux pour la partie
magnétique et Ansys Mechanical pour la partie mécanique.

Figure 11.41. Présentation de la partie active de la machine

Tableau 11.12 Principales caractéristiques de la machine

Nom Valeur (unité)
Puissance mécanique 55 (kW)
Vitesse de rotation 7500 (tr/min) | 125
Couple 70 (N.m)
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Courant par phase 70 (A)
Courant d’excitation 10 (A)
Ravon interne stator 85 (mm)
Rovon externe stator 130 (mm)
entrefer 1 (mm)
Longueur axial 170 (mm)
Profondeur d’encoche 17.54 (mm)

11.10.3. Modele électromagnétique de la MSRB

La finalité est de réaliser un couplage électromagnétique vibroacoustique entre deux
logiciels EF. Flux pour la partie électromagnétique et ANSYS Mechanical pour la partie
vibroacoustique. En ce qui concerne la modélisation électromagnétique, la structure peut étre
modélisée en 2D, 3D ou en tenant compte des inclinaisons (Skew). Le choix revient donc a
’utilisateur. Dans notre cas un modele EF 3D a été utilisé. Dans un premier temps, ce choix
peut étre justifié par le besoin de prendre en considération les effets 3D due a la nature
tridimensionnelle intrinseque du champ magnétique puisque le rapport longueur sur diametre
extérieur de la machine étudiée est relativement faible engendrant une variation de la pression
magnétique dans la direction axiale [Dhifli 2016]. Dans un second temps, le choix du modéle
EF 3D se justifie aussi par la nécessité d’une grande précision dans le calcul des efforts
magnetiques locaux exerces sur les dents de 1’alésage statorique du fait que 1’erreur commise
dans le calcul peut facilement étre amplifiée en passant d’une étape a I'autre de I’analyse
magneéto-vibroacoustique. Sachant que les simulations EF 3D sont chronophage en terme de
temps de calcul, donc afin de réduire la taille du modéle magnétique la condition de cyclicité
physique a été exploitée (PGCD (Ns, p) = 4) permettant ainsi de modéliser seulement un quart
de la machine et de réduire considérablement le temps calcul.

Afin de calculer les efforts électromagnétiques responsables de bruit et vibrations de la
machine. Un support de calcul des forces aux nceuds du maillage magnétique est créé sur les
faces des dents statorique coté entrefer dans un premier temps. Le calcul de la force aux
nceuds se fait en intégrant la pression magnétique sur une surface élémentaire autour du nceud
en question. L’expression de la force est donnée par I’équation 11.113 et la Figure 11.42
montre la surface élémentaire d’intégration [Ennassiri 2016]. Dans un second temps, une
simulation en transitoire a été effectuée afin de déterminer la distribution de la force
magnétique pour chaque pas de temps. Les calculs sont faits pour une vitesse de rotation
nominale (7500 tr/min). La saturation magnétique est prise en considération en utilisant un
matériau magnétique dont la caractéristique B(H) est non linéaire.

—_ =

. H,.B H,.B,\_
dF, = (—Hlan +—214+H,,B,, —— 2>n

2 2 (1.113)
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Figure 11.42. Calcul des efforts au noeuds du maillage magnétique

Pour la machine étudiée,

magnetique est présenté dans la Figure 11.45.
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Figure 11.43. Induction magnétique au milieu de ’entrefer
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Figure 11.44.

Pression magnétique au niveau du rayon interne de I’alésage statorique
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la répartition spatiale des composantes normale et
tangentielle de I’induction magnétique dans I’entrefer en fonction de la position angulaire est
présentée dans Figure 11.43. L’effet des 4 poles de la machine est observable par la succession
d’alternance de signe. La répartition spatiale de la pression magnétique (Figure 11.44), au
niveau du rayon interne de 1’alésage statorique est calculée a partir des inductions
magnétiques en utilisant le formalisme de Maxwell. Le contenu harmonique de la pression
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Figure 11.45. Contenu harmonique de la pression magnétique

Le spectre de la pression magnétique est obtenu en considérant un cycle complet sur
360 degrés mécanique. Les harmoniques prépondérants sont ceux de rang (2k+ 1)p,k € N
et sont dus au rotor tel que constater dans [Sun 2011]. De plus, les harmoniques de rangs 4 et
8 sont egalement excités du fait de la répartition du bobinage et donc des courants au stator.
Ces harmoniques sont donc les plus importants. Compte tenu des valeurs non negligeables de
la composante tangentielle du champ, la composante normale de la pression magnétique se
trouve diminuée tandis que la composante tangentielle se trouve augmentée.

11.10.4. Modele vibroacoustique de la MSRB

Dans une deuxiéme étape, les efforts calculés via le modele magnétique sont utilisés
comme entrées pour le modele mécanique dans le but de déterminer la réponse vibratoire et
acoustique de la MSRB. Il s’agit d’un modele mécanique EF 3D. Il est basé sur un couplage
fort entre un modéle mécanique structurel et un modele acoustique. Le premier est dédié au
calcul des déplacements de la structure et le second permet de calculer dans ’aire englobant la
machine la pression acoustique engendrée par les vibrations.

Le schéma complet du modele multi-physique magnéto-vibroacoustique de la MSRB
proposé est donnée par la Figure 11.46. Il vise a obtenir, pour une vitesse donnee, les
déplacements de la structure ainsi que la pression acoustique dans I’aire qui ’englobe. Afin de
réaliser ce modele, plusieurs hypotheses ont da étre formulées :

= Seul le bruit d’origine magnétique est considére ;

= Le bruit généré par le rotor n’est pas pris en compte du fait de son confinement
avec celui du stator ;

= Les contraintes sont essentiellement localisées a la surface interne de I’alésage
statorique.
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Modele électromagnétique |

Etape 1: Résolution du modéle magnétique

|

Etape 2 :calcul des efforts électromagnétiques au niveau des
surfaces internes de |'alésage statorique

Modéle vibro-acoustique |
L

Etape 3 : calcul des déplacements dynamiques de la structure
en fonction du temps

|

Etape 4 : Calcul de |a pression acoustique dans l'aire
englobant la machine

Figure 11.46. Schéma complet du modele magnéto-vibroacoustique

Toute la difficulté des analyses vibroacoustiques réside dans la considération des
différents phénomeénes physiques qui leurs sont associés, tel que I’influence : du feuilletage
des tbles ; de la tempeérature ; du bobinage et de la carcasse sur le comportement vibratoire de
la machine [Verez 2014]. Ainsi, dans ce type d’analyse couplée, 1’équation dynamique
structurelle est prise en considération en I’associant aux €quations linéarisées de Navier-
Stokes du moment dynamique du fluide et de la continuité de flux. L’équation I1.114 donne le
systeme d’équations matricielles complétement couplées a résoudre par la méthode EF.

[% [JF]]{E}J“[[%S] [(?F]]{g:}J“[[%] [[;:]]]{g}={;} (11.114)

[Mg] ,[Cs], [Ks] et [M¢] ,[Ct], [K¢] SOnt respectivement les matrices correspondant a la
masse, I’amortissement, la raideur de la structure et du fluide (air englobant la machine).
{f;} et {f;} sont les vecteurs de forces externes. [R] est la matrice de couplage, elle représente
les conditions de couplage a I’interface fluide-structure.

Le niveau de pression sonore (Sound Pressure Level SPL) est calculé en utilisant
I’équation II1.115, ou P..¢ est la référence de la pression sonore qui est égale par convention a
20 pP.

P
Lsp1 = 20logy, (\/E—Pf) (dBgp1) (11.115)

Le modele vibroacoustique EF 3D considéré dans cette étude a été réalise avec un
logiciel commercial ANSYS Mechanical. Les dents et le noyau statorique sont un assemblage
de tbles de fer feuilletées de module de Young équivalent. Le cuivre des encoches avec
I’isolant donne un module de Young équivalent pour les régions des encoches. La Figure 11.47
montre une vue éclatée de la structure modélisée et le Tableau 1.13 donne les propriétés
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orthotropiques des matériaux utilisés pour la modélisation. Les tétes de bobines, la carcasse et
les flasques en aluminium sont pris en considération.

Tableau 11.13 Propriétés mécaniques des matériaux de la MSRB

Paramét | Laminati | bobina | carcasse
E. (GPa) 200 9.4 71
E, (GPa) 200 9.4 71
E, (GPa) 0.8 9.4 71
Gyy 79.3 3.5 26.7
G, 0.3 3.5 26.7
G, 0.3 3.5 26.7
Viey 0.3 0.35 0.33
Vy 0.0012 0.35 0.33
vy 0.0012 0.35 0.33
p (ke.m- 7700 8890 2700

La complexité d'une machine réelle fait qu'il peut étre extrémement fastidieux de la
modéliser par la méthode EF dans ses moindres détails. En général, les éléments ayant des
formes géometriques complexes sont approchés par des formes plus simples telles que des
cylindres, poutres, etc. Malheureusement, les matériaux ne peuvent jamais étre parfaitement
pris en compte et le couplage entre les flasques et la carcasse est délicat. Il est important de
noter que puisque ni les approches analytiques ni les modeéles utilisant la méthode EF, la
méthode EF de frontiéres ou l'analyse statistique energétique (en basse fréquence notamment)
ne peuvent garantir des résultats précis, les tests en laboratoires sont toujours tres importants
[Gieras 2005]. Toutefois, puisque chague machine possede ses propres particularités
physiques, les modeles utilisant la méthode EF ne peuvent prendre compte précisément du
comportement vibratoire de la machine sans avoir recours a une méthode permettant de mettre
a jour les propriétés mécaniques orthotropes des matériaux déterminée précédemment.

Couche d’air
sphérique avec
conditions aux

limites
d’abosorbtion

Couche d’air
cylindrique
permettant
I’interaction
structure fluide

Figure 11.47. Vue éclatée de I'ensemble des éléments modélisés de la structure
11.10.5. Couplae magneto-vibrao-acoustique

Ce couplage présente un avantage puisque le transfert des efforts électromagnétiques
calculés via le modele électromagnétique vers le modele mécanique vibroacoustique se fait
avec une indépendance entre les deux maillages magnétique et mecanique. Cela devient
possible en utilisant le calcul des efforts aux nceuds ayant une surface élémentaire. Ces
efforts servent de paramétres d’entrés pour le modele mécanique et s’appliquent de la méme
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maniére sur des points clés créés sur la structure mécanique au niveau du rayon interne de
I’alésage statorique. Ensuite ces efforts sont transmis au maillage mécanique lors de la
résolution du probléme multi-physique vibroacoustique. Les étapes nécessaires pour le
couplage sont présentées dans ce qui suit.

La premiere étape consiste a partager (export-import) la géométrie de la structure
étudiée afin de gagner du temps lors du développement du modele mécanique. Le partage de
la géométrie est possible entre un projet Flux 2D, Skew et 3D et un projet mécanique comme
présenté dans la Figure 11.48. Quelques opérations de simplifications sont a faire par la suite
dans le but de rendre les volumes solidaires et de recréer la totalité de la géométrie ainsi que
I’ajout des éléments manquant au modele magnétique tel que les tétes de bobines, la carcasse,
les flasques et I’air autour de la structure.

)

“
Modele magnétique 2D

Modele magnétique Skew

Transfertde la
géométrie

Modele mécanique 3D

Modele magnétique 3D

Figure 11.48. Partage de la géométrie a partir de différents modéles magnétiques

Une fois la géométrie construite dans le projet mécanique, il faut transférer les efforts
aux nceuds calculés dans le projet magnétique. Ces efforts sont exportés dans un fichier
« DAT ». L’import dans le projet mécanique se fait en utilisant une macro développée pour
cet objectif. La Figure 11.49 montre I’interface de la macro, alors que la Figure 11.50 donne le
résultat de ’exécution de la macro. Deux cas d’export a partir d’un projet 2D sont illustrés, le
premier avec une seule couche Figure 11.50 et le deuxiéme avec plusieurs couches (multi-
slices) Figure 11.50(b).
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Figure 11.49. Interface graphique de la macro de couplage
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Figure 11.50. Transfert des efforts vers Ansys pour une et plusieurs couches

Les efforts sont par la suite transmis aux nceuds du maillage mécanique comme indiquer dans
Figure 11.51.

(a) (b)

Figure 11.51. Transfert des efforts aux nceuds du maillage mécanique

11.10.6. Reésultats et discussions

L’¢tude du comportement vibroacoustique d’une structure peut se faire en utilisant
plusieurs méthodes parmi lesquelles on peut noter :

= Analyse structurelle transitoire
= Analyse harmonique
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= Superposition modale

Le choix de la méthode se fait en se basant sur les résultats nécessaires a I’étude et les
phénomeénes physiques a considérer. Par exemple, 1’analyse structurelle transitoire permet de
prendre en compte tout type de non linéarité (plasticité, large déflection, fatigue mécanique,
...), mais cela impacte le temps de calcul lorsqu’on la compare avec la méthode de
superposition modale [Ansys (a)] [Ansys (b)]. Cependant, chaque méthode présente des
avantages et des inconvénients. Dans notre cas une analyse vibroacoustique transitoire a été
adoptée principalement pour obtenir la réponse dynamique de la structure lorsqu’elle est
excitée avec des forces qui varient en fonction du temps.

Une analyse modale a été effectuée dans un premier temps afin de calculer les
fréquences propres du stator et de déterminer les modes qui seront probablement excités par
une simple comparaison avec le contenu harmonique de la pression magnétique donnée par la
Figure 11.45. La Figure 11.52 donne les modes purement circonferentiels 2 et le mode 3.
Sachant que la machine tourne & vitesse nominale 7500 tr/min cela correspond a une
fréquence mécanique de 125 Hz donc la fréquence électrique est égale a 500 Hz. On peut
ainsi constater que le fondamental de la pression magnétique est proche de la fréquence de la
déformée modale d’ordre 2 (463.24 Hz). Ce mode sera donc probablement excité, mais tout
de méme sans un grand impact sur les vibrations et bruits vu que la pression a ce rang est de
faible amplitude (Figure 11.45).

(a) Mode 2: f=463.2646 Hz (b) Mode 3: f=1189.0431 Hz

Figure 11.52. Exemple des déformations du stator

L’analyse vibroacoustique transitoire est effectuée dans un second temps. Les
principaux résultats sont dérivés. Les Figure 11.53 et Figure 11.54 présentent respectivement
les déplacements dynamiques de la structure ainsi que la pression acoustique pour le premier
pas de temps et il en résulte que le niveau de pression sonore calculé en utilisant 1’équation
11.113 est égal a 33.55 dBspl. La valeur maximale atteinte pour la MSRB est de 76 dBspl.
Cette valeur peut étre acceptable pour une application de type véhicule électrique sachant que
la pression acoustique est calculée a une distance de 0.5m de la structure et sans oublier que la
fixation n’est pas prise en compte dans cette étude. De ce fait, le bruit de la machine peut
donc étre réduit d’avantage.
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Figure 11.53. Déplacements dynamiques de la structure pour le premier pas de temps
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Figure 11.54. Pression acoustique pour le premier pas de temps
11.10.7.  Conclusion

Cette section présente un couplage entre deux logiciels EF. Flux et Ansys Mechanical.
Un cas d’application a été étudié dans le but d’analyser le comportement magnéto-
vibroacoustique d’une MSRB dédiée a la traction électrique. Le modele électromagnétique
construit sur Flux peut étre modélise en 2D, Skew ou 3D. Par contre pour le modeéle
mécanique établi sur Ansys est en 3D afin de prendre en considération 1’ensemble des
phénomenes impliqués dans la simulation multi-physique. Ces deux modéles sont donc
directement couplés de maniere a déterminer avec précision le bruit d'origine
électromagnétique pour ce type de machines. Les principaux résultats obtenus sont la force, la
pression magnétique, les déplacements dynamiques de la structure, la pression acoustique, et
le niveau de pression sonore rayonné par la machine. Une premiére analyse du comportement
vibratoire de la MSRB basee sur une analyse modale corrélée avec le contenu harmonique de
la pression magnétique a été brievement décrite. Cette analyse a été suivie par une analyse
vibroacoustique transitoire compléte. Cette derniére a permis d’obtenir la réponse dynamique
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de la structure et de déterminer le niveau de pression sonore maximal estimé a 76 dBspl. Mis
a part le couplage, I'originalité de ce travail réside dans I’approche de modélisation et la
méthode d’analyse présentées qui ont permis de quantifier et de conclure efficacement sur
I’adaptabilité acoustique de la structure pour une application embarquée.

11.11. Conclusion

Dans ce chapitre la problématique de la modélisation multi-physique thermo-magnéto-
vibroacoustique est présentée. Ensuite, les origines de bruit et vibrations des machines
¢lectriques sont abordé avec un intérét particulier au bruit d’origine électromagnétique di aux
efforts de Maxwell, Laplace et de magnétostriction. Aprés cela, un état de 1’art des études
portant sur la problématique vibroacoustiques est détaillé. L historique du développement de
modeles mécaniques analytiques, de méthodes de réduction de bruit est renseigné. Suite a ¢a,
la complexité de la modélisation magnéto-vibroacoustique est évoquée en présentant une
revue des approches de simplifications et de prise en compte de ces difficultés lors de la
modélisation. Ce chapitre, introduit dans un second temps, les modéles developpés et évalués
dans le cadre de ces travaux. Les approches de modélisations analytiques, circuit equivalents,
et constantes localisées magnétiques, mécaniques, thermique et acoustique sont presentées
avec un focus sur la modelisation mécanique bidimensionnelle et tridimensionnelle. La
modelisation magnétique quasi-tridimensionnelle et mécanique tridimensionnelle est
développee afin de répondre a la problématique de modélisation des machines discoides a flux
axial. Ce chapitre s’attaque dans sa derniere section a la problématique de couplage multi-
physique. Premiérement, les différentes approches de couplage entre modeles magnétiques,
mécaniques sont présentées. Les avantages et inconvénients de chaque approche sont illustrés.
Deuxiémement, une macro de couplage magnéto-vibroacoustique développée dans le cadre de
ce travail est présentée. Une application sur une machine synchrone a rotor bobiné dédiée a la
traction électrique est présentée a titre d’exemple.
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2. Modélisation multi-physique : Méthode de constantes localisées

3. Conclusion
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I11.1. Introduction

Ce chapitre présente des modeles multi-physiques dédiés au pré-dimensionnement
d'une machine a aimants permanents a concentration de flux (MAPCF) dédiée aux véhicules
électriques (EV). Le choix de cette structure repose principalement sur ses caractéristiques qui
doivent répondre aux exigences d'un systéme d'entrainement EV [Ahmad 2012][Benhamida
2017] tel que : couple éleve, densité de puissance élevée, rendement élevé sur de grandes
plages de vitesse et de couple, faibles émissions acoustiques et faible ondulation du couple.
La préconception du moteur MAPCF est réalisée a l'aide d'un réseau de réluctance couplé a
des modéles mécaniques et thermiques qui se basent sur la méthode des constantes localisées
pour l'étude des performances électromagnétiques et vibrationnelles. Les modeles sont
présentés et validés en comparant les résultats obtenus a ceux par la méthode des éléments
finis. Les principaux paramétres et la géométrie de la machine étudiée sont donnés
respectivement dans le Tableau I11.1 et la Figure 111.1.

Tableau I11.1 Principaux parameétres de la machine étudiée

Nombre de phase 5
Nombres de pbles / encoches 6/30
Rayon moyen de I’entrefer 85 [mm]
Hauteur de I’aimant 18.7 [mm]
Ouverture angulaire de I’aimant 8 [°]
Hauteur de I’encoche 47.3 [mm]
Epaisseur de la culasse statorique 24 [mm]
Entrefer 1 [mm]
Ouverture angulaire de I’encoche 5.8 [°]
Longueur active 107 [mm]
Facteur de foisonnement 0.6
Densité de courant 4 [A.mm~]
Vitesse nominale de rotation 3000 [rpm]

Figure 111.1. Coupe 2D de la machine étudiée
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111.2. Modélisation multi-physique : Méthode de constantes localisées

111.2.1. Modele magnétique : Réseau réluctant

Dans le réseau reluctant, une equivalence est faite entre le circuit équivalent
magnétique et le circuit électrique [Perho 2002], ou le flux magnétique est le courant et le
potentiel scalaire magnétique nodal est la tension. La Figure 111.2 expose le bloc élémentaire
représenté par la réluctance bidirectionnelle cylindrique pour la modélisation de la machine
radiale [Aden 2014].

Figure 111.2. Bloc élémentaire avec des réluctances bidirectionnelles dans un repere cylindrique

Le réseau réluctant résulte par un ensemble d'équations linéaires (111.1) qui devrait étre
résolu pour obtenir des potentiels scalaires magnétiques.

[P].[U] = [¢] (111.1)

Ou [P] (hn-m x nn) est la matrice de perméances; [¢] (nn x 1) est le vecteur
d'excitation dont les éléments sont liés a la distribution géométrique et aux proprietes
physiques des sources de champ magnétique (rémanence magnétique et distributions des
densités de courant) et [U] (nn x 1) est le vecteur des inconnues (les potentiels scalaires
magnétiques dans chaque nceud). (nn) est le nombre de nceuds totaux dans le réseau de
réluctance et (m) est le nombre de nceuds situés dans la surface de glissement positionnée
dans l'entrefer. Les m équations manquantes dans le systéme matriciel seront fournis par la
méthode de modélisation de I'entrefer.

Dans une machine a champ radial, le calcul des deux réluctances R, etRy, qui sont
respectivement la réluctance magnétique radiale et circonférentielle, est effectué sur une
portion de cylindre située entre deux rayons (un externe R; et un l'un interne Ry, R, est la
valeur moyenne des deux derniers rayons), avec une ouverture angulaire égale a 0, L, est la
longueur active de la machine et p_est la perméabilité relative de la région correspondante.

La formulation de la réluctance est donnée par (111.2).
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( ~ log (g—i)

(11.2)

L'entrefer sera modélisé par des fonctions d'interpolation nodale qui prennent en
compte la continuité du potentiel scalaire magnétique et la densité de flux magnétique a la
surface de la zone de glissement, qui est la surface séparant les parties mobiles de la partie
statique. Supposons qu'un nceud de rotor situé dans la surface de glissement soit pris en
sandwich entre deux nceuds associés au stator ayant 0., 65,, et 65,, comme coordonnées
circonferentielles et U, Ug, et Ug, comme potentiel scalaire nodal respectivement, comme on
peut le voir sur la Figure I11.3. Le potentiel situé dans le rotor peut étre écrit en fonction des
deux placés dans le stator en utilisant I'interpolation de Lagrange du premier ordre comme
dans (111.3):

________ L e _('[_;"’91)_ o L o _5_'1‘.(_1.?‘03“

Figure 111.3. Interpolation du potentiel scalaire au niveau de la surface de glissement

er - 951 er - 952
= + U
" 052 — 051 2 052 — 051 ot (III'3)

Avec I'équation précédente, nous supposons que le potentiel a une forme linéaire entre
deux nceuds successifs. Ceci assure 1'égalité du potentiel scalaire sur la surface de glissement,
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ce qui fournira les équations M., manquantes pour le rotor. En général, I'équation précédente
peut étre généralisée et écrite dans un systéme matriciel:

[Ur] + [Mstrt] [Us] =0

(111.4)

Avec [U,] [Ug] qui sont les vecteurs contenant les potentiels du rotor et du stator
correspondant aux nceuds situés sur les surfaces de glissement. [ Mg.,«] est la matrice
d'interpolation.

Pour satisfaire a la deuxiéme condition d'interface; qui est la continuité de I’induction
normale et fournit les équations manquantes pour le stator Mg, la continuité de 1’induction
normale entre les deux réseaux de réluctance sera assurée en utilisant la méme méthode
d'interpolation utilisée précédemment. Dans ce cas, I'induction normale du stator, située au
niveau de la surface de glissement, sera écrite en fonction de celle du rotor. Comme I'étape
précédente, supposons qu'un nceud appartenant au stator et situ¢ dans la surface de glissement
est pris en sandwich entre deux nceuds associés au rotor ayant 05, 0., et 6., comme
coordonnées circonférentielles et B, B., et B, respectivement comme induction normale,
illustrée dans la Figure I11.4. L’induction normale traversant le nceud situé dans le stator peut
étre écrite en fonction des deux éléments placés dans le rotor en utilisant une interpolation de
Lagrange du premier ordre et son équation en fonction des potentiels scalaires, comme
indique dans (I11.5):

(Us,)
@s
R
(Ur11) 015 Sr) (Uryas0r25Sra)  Stator
(:b"r'l (DT‘:']_ 1 9(‘:‘ 3 S‘:) ("I.b'r” ROTO?
R, R,,
(.UI"QJ ) (U?‘Qz )

Figure 111.4. Interpolation de la composante normale de I’induction magnétique au niveau de la surface de

glissement

AUs 95 - erl AUrZ

95 - 9r2 AUrl

RsSs B 0r2 - erl RrZSrZ

erl - 9r2 ersrl

(111.5)
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I11.2.1.1. Prise en considération de la saturation des matériaux magnétiques
doux
Généralement, pour ce type de machine, le circuit magnétique de la machine est

saturé. Cette derniere information nous oblige de prendre en compte la non-linéarité du
matériau magnétique doux ; vu qu’en supposant que la caractéristique magnétique B (H) de
’acier soit linéaire, cela réduira la précision des résultats et peut conduire le concepteur a un
faux chemin. Pour prendre en compte la non-linéarité, il existe de nombreuses méthodes telles
que I’algorithme de Newton-Raphson ou la méthode de la sécante. La méthode choisie dans
notre modéle est la méthode du point fixe, qui consiste a initialiser les perméabilités non
linéaires avec une valeur donnée; dans notre cas, elle est égale a 1500. Aprés cela, une
premigre résolution est effectuée et le champ magnétique est calculé dans la structure. A partir
de cette derniére, les nouvelles perméabilités seront fournies a partir des données de courbe B
(H) de l'acier M330-35A, suivies du calcul d'une erreur relative qui est la différence entre les
nouvelles perméabilités et les anciennes. Si l'erreur est inférieure a une valeur donnée égale a
1%, l'algorithme s'arrétera, la matrice de réluctance sera stockée et la position du rotor sera
incrémentée si nécessaire. Sinon, l'ancienne matrice de perméance sera remplacée par une
nouvelle calculée via les nouvelles perméabilités et un nouveau systéme global sera a nouveau
résolu.
111.2.2. Modele thermique : réseau de résistance thermique

Le modéle de résistances thermiques est basé sur la transformation du probléme
thermique en un circuit électrique équivalent, ou le flux de chaleur est le courant et la
température nodale est la tension. La densité du maillage peut varier d’une région a I’autre, ce
qui permet de réduire la taille totale de la matrice du systéme et d’accélérer ainsi le processus
de calcul. De maniére bréve, chaque élément de la machine est affecté a une résistance et
capacité thermique en fonction du matériau qui le constitue, comme indiqué dans la Figure
I11.5, ses parametres geométriques et le mode de transfert (convection ou conduction).

[ ¢ [P+ [C]] [Tgneny] = [CIIT, ]+ [E]AC (111.6)

Figure 111.5. Block élémentaire utilisé dans le réseau de résistances thermiques
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La convection se produit lorsqu'un flux de chaleur est échangé entre une surface solide
et un fluide. Dans le cas d'une machine électrique, cela se remarque dans le transfert de
chaleur dans I’entrefer et entre les surfaces externes de la machine et le fluide de
refroidissement. Ce transfert dépend de I’état de la surface de contact (rugueuses et lisses) et
le type de refroidissement (forcé ou naturel). Ceci implique que la vitesse du rotor sera un
¢lément majeur dans le calcul du coefficient de convection dans I’entrefer, qui peut étre
représenté par un espace anneau entre deux cylindres, dont un est rotatif & vitesse constante et
situé a I’intérieur pendant que le deuxiéme est statique.

La technique appropriée pour l'approcher consiste a utiliser une analyse compléte par
le biais de la méthode des éléments finis et les équations de la mécanique des fluides, qui
exigera des ressources et augmentera ainsi le temps de calcul. Une autre méthode peut étre
utilisee par corrélation, comme dans [Bouafia 1998] en utilisant le nombre modifié¢ T, de
Taylor par des données géométriques et physiques, comme illustré dans (I11.7, 111.8, 111.9 et
111.10).

_ W’Rye’
Tam—W (111.7)
R e
m =——3—
- R
log (52 1.8
o9 (%) (111.8)
F _ " (R +Ry)
9= 1697P2 R, (11.9)
P=0.0571(1—— 2e 0.00056( 1 0.652¢)™
= 005711~ R, ) +0.00056 (1~ R, ) (111.10)

Une fois le nombre modifié de Taylor calculé, le nombre de Nusselt peut étre
déterminé par la corrélation donnée dessus et le coefficient de transfert thermique peut étre
estimé en utilisant (111.11). h=(N_u k_(ai))(2 E)
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(Si T{am} > 1800 et T{am} < 10*
N, = 0.064T 0367

{am}

Si Ty > 10%* et T,,, < 10°

N, = 0.205T02¢1 (I11.11)
h = (Nu kair)
\ (2B

Le coefficient de chaleur de conduction dans la détermination des fentes est trés
difficile, car elle est composé de plusieurs matériaux, dont certains sont de bons conducteurs
thermiques comme le cuivre et de mauvais; comme isolant, revétement, imprégnation et air
résiduel. Dans ce travail et le coefficient équivalent sera calculé a travers la section de
I’encoche Sqjo; , SON périmetre 1, sa surface intérieure A, et son facteur de remplissage k.
Les équations dessous illustrent le calcul de la résistance thermique de I’encoche et son
coefficient correspondant [Staton 2005]:

Kequi = 0.1076 k; + 0.029967 (111.12)
-1

R_slot = toq(kequi Asior) (111.13)

teq = (1= kr)Ssioelsy” (111.14)

111.2.3. Model mécanique

Tout d'abord, seules les vibrations d'origine électromagnétique sont prises en compte.
De plus, le bruit et les vibrations émis par le rotor ne sont pas considérés en raison de leur
confinement par les stators. Deuxiemement, les charges mécaniques sont principalement
situées au niveau des dents du stator de I'entrefer. Enfin, aucune excentricité ou déséquilibre
du rotor n'est pris en compte.

Les forces magnétiques calculées sur les faces des dents du stator de I'entrefer sont
utilisées comme entrée pour le modéle mécanique qui permet de déterminer le comportement
vibratoire de la machine di aux champs magnétiques appliqués. Les simulations de vibration
sont effectuées pour un cadre fixe a la vitesse nominale de la machine de 3000 tr / min.

Le modele mécanique est utilisé une premiere fois dans une analyse modale libre non
amortie afin d'identifier les fréquences propres de la structure et leurs déformations
correspondantes.

Une fois que les fréquences naturelles sont dérivées, la corrélation avec les
harmoniques de la force magnétique donne les modes de vibration potentiellement excités.
Ensuite, pour prendre en compte le support de la machine dans une analyse statique contrainte
qui réduit en conséquence la magnitude des vibrations, le modéle mécanique est utilisé une
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seconde fois dans une analyse statique structurelle pour le calcul des déplacements de chaque
mode appliquant des charges sinusoidales dans 1’équation en dessous:

dF,
P,(0) = i Ppax cos(m8)
dF .15
Pt(e) = d_St = Pmax sin(nf) ( )

Ou m et n sont respectivement le nombre de modes circonférentiel et longitudinal
identifié dans la phase de corrélation et P,,,, la valeur de pression magnétique maximale.

Le feuilletage du circuit magnétique du stator est modélisé en utilisant des propriétés
mécaniques de matériau équivalentes. De la méme maniere, les enroulements, les
enroulements et l'isolation sont caractérisés par leurs propriétés équivalentes. Les cloches
d'extrémité ne sont pas prises en compte dans cette étude 2D. L'ensemble stator est modélisé a
I'aide des coefficients de contact adéquats préesentés dans le Tableau 111.2 :

Tableau I11.2. Principaux parameétres de la machine étudiée

Coefficient de contact Valeur
Contact entre la carcasse et le circuit magnétique statorique 0.9
Contact entre les bobines & tétes de bobines et le circuit magnétique statorique 0.01
Contact interieur et exterieur entre le carcasse et les flasques 0.01

Les modules élastiques choisis des différents matériaux sont donnés dans le Tableau
I11.3 ou, E, G, v et p sont respectivement le module de Young, le module de cisaillement, le
coefficient de Poisson et la densité de masse. La Figure I11.6 présente le maillage de la
machine et l'affectation des matériaux étudiés.
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Figure 111.6. Découpage du stator utilisé dans I’étude mécanique

Tableau I11.3 Propriétés mécaniques des matériaux

Parameétres | Laminations | Bobinage | Aimants | Carcasse
Ex (GPa) 200 9.4 160 71
E, (GPa) 200 9.4 160 71
E, (GPa) 0.8 9.4 160 71
Gy (GPa) 79.3 3.5 64.5 26.7
Gy, (GPa) 0.3 3.5 64.5 26.7
Gy, (GPa) 0.3 3.5 64.5 26.7

Vyy 0.3 0.35 0.24 0.33
Vyz 0.0012 0.35 0.24 0.33
Vyz 0.0012 0.35 0.24 0.33
p (kg.m-3) 7700 8890 7500 2700

Afin de prendre en considération I’influence de la température, les propriétés
mécaniques pour l’acier pur, le cuivre I’aluminium et les aimants sont adaptés aux
caracteristiques de laminage et d’enroulement. Les coefficients de la formule empirique sont
donnés dans le Tableau Il1.4. La dépendance a la température s'exprime en Kelvin, a la fois
pour le module Young et le module de compressibilité, a partir desquels le module de

cisaillement et le coefficient de Poisson sont facilement calculés.
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_ 2 2
y=a+bT*+cT (111.16)

Tableau I11.4 Dépendance avec la température du module de Young et de compressibilité

Lamination Bobinage Carcasse Aimants

E B E B E B E B
a| 213.7464 | 178.6009 | 10.1981 | 104.4171 | 74.7849 85.4472 165.2074 | 139.0082
b| 00119 | -0.0218 | -0.0022 -0.001 0.0022 -0.0140 0.0092 -0.0170
C | -1.2045e-4 | 7.5229¢-6 | -1.6206e-6 | -7.5628e-7 | -5.2173e-05 | -7.2518e-06 | -9.3099e-05 | 5.8552¢e-06

111.2.4. Validation du modele multiphysique

La validation des modéles a constantes localisés est faite pour le calcul magnétique et
I’analyse modale permettant de dériver les fréquences propres de la structure et leurs
déformations correspondantes, un bon accord est obtenu en comparant les résultats de la FEM
comme montré sur la Figure 111.13 et la Figure I11.21. Les conditions appliquées pour la
simulation mécanique et magnétique, dérivé d'un processus de pré-optimisation et choisi au
hasard dans le front Pareto, sont effectuées en utilisant I'angle de couple maximal et les
données du Tableau 111.3. Pour plus d'informations sur les propriétés mécaniques, on peut se
référer a [Ennassiri 2016].

111.2.3.1. Simulation électromagnétique

Afin de construire le modeéle électromagnétique, un acier ferromagnétique laminé
axialement (M330 35A) est utilisé pour la modélisation du circuit magnétique du rotor et du
stator. Les aimants Neodyme-Fer-Boron (NdFeB) sont modélisés avec une perméabilité
relative de 1,04 et un champ rémanent de 1,22 (T). En outre, et en sachant que le plus grand
commun diviseur entre le nombre d’encoches du stator (30) et le nombre de paires de pbles
(3) etant egale a 3, le calcul des grandeurs magnétiques est effectué uniquement sur le tiers de
la geométrie de la machine, comme le montre la Figure I11.7. Une fois le modéle construit, les
grandeurs électromagnétiques globales et locales sont calculées.

Figure 111.7. Coupe 2D de la structure utilisée pour 1’étude multiphysique
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Pour avoir des paramétres de préconception optimaux sélectionnés aléatoirement du
front de Pareto dans la Figure 111.8, I’algorithme génétique multi-objectif Matlab est utilisé
comme outil d’optimisation, couplé au modele multi-physique (modéle magnéto-thermique
afin de calculer le couple maximal fourni et le point le plus chaud de I’encoche qui définissent
les contraintes d’optimisation. Le Tableau I11.5 résume les paramétres d'optimisation et donne
les variables d'optimisation retenues: Epaisseur de I’aimant Hpag » Touverture de
I’aimants 8,5, rayon moyen de I’entrefer R,y , €paisseur des encoches Hgj,e €t son
ouverture angulaire B4,,, épaisseur de la culasse Hy,ye, longueur active de la machine L, et
la densité de courant J;. L'acier M330-35A a été utilisé, tandis que lI'aimant perd 8% de son
champ rémanent pour chaque 100°C supplémentaires au-dessus de 20°C. Pour atteindre cet
objectif, tout d'abord, le calcul thermique sera effectué afin d'estimer le point le plus chaud de
la machine et aprés que le champ rémanent sera corrigé en fonction du point le plus chaud de
l'aimant, le couple électromagnétique sera évalué. Si la machine satisfait les contraintes
thermiques, sinon une pénalité sur la machine sera donnée directement.

Tableau I11.5 Contraintes et objectives de I’optimisation

Fixed parameters Constraints Objective functions

Nominal speed 3000 [rpm]
Poles / Slots 6 /30 Fimax = 240[Nm] J1([z]) = min(Masspm)
Winding topology Penta-Distributed
Remanent field of PM 1.2 Tmax < 125[°C] fa([z]) = min(Massmachine )
Airgap 1 [mm]
Bounds
[0.06; 0.1; 2.5e6; 4.8; 0.025; 0.015; 6; 0.015]
[Rmean[m]i Lact[m]s Jo[A =5 Os10¢[°]i Hstoe[mli Hyoke[M]i Ornagl® i Hmag[m]]<
[0.09; 0.2; 5e6; 7.2; 0.05; 0.03; 18; 0.03]

59 ——
58 \

57| @
TS -

Active parts weight /[Kg]

5 ¢ ” selected machine|
54 | O .
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| |
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Figure 111.8. Front de Pareto : résultats d’optimisation
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Les inductions au milieu de I’entrefer servent a calculer les pressions magnétiques
pour chaque pas de temps correspondant a la position du rotor. Ensuite, une analyse
harmonique est effectuée afin de déterminer les fréquences de la charge magnétique appliquée
sur la structure statorique. Comme on peut le voir sur la Figure 111.9, le modéle proposé
estime les inductions normale et tangentielle avec une bonne précision par rapport a la
meéthode des éléments finis (Flux2D). Les Figure I11. 10 et Figure 111.11 donne respectivement
les forces magnétiques locales et leurs harmoniques en charge en utilisant l'angle de couple

maximal.

0.5

B /[T]

—0.5

,,NE; A A

— B, RN B, RN
- = = datad =-—=B‘-FE_’LT

20 40 60 80 100 120

Circumferential coordinate /[°]

Figure 111.9. Inductions normale et tangentielle au milieu de I’entrefer a vide
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Figure I11. 10 Force magnétique au milieu de ’entrefer
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Figure I11.11. Contenu harmonique de la force magnétique

Afin de valider le modele magnétique, les quantités globales sont comparées a celles
obtenues avec la simulation par la méthode des éléments finis dans les mémes conditions.
Les Figure 111.12 et Figure 111.13 présentent la comparaison du flux et de couple de charge,
calculée en utilisant le tenseur de Maxwell au milieu de I'entrefer. Un bon accord entre le
modeéle proposée et le MEF a éte trouvé.
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Figure 111.12. Flux a vide
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Figure 111.13. Couple électromagnétique en charge
111.2.3.2. Simulation thermique

Le modeéle thermique a été validé en considérant les hypotheses suivantes:

e Seuls les transferts de chaleur par conduction convection sont pris en compte.

e Le stator est supposeé étre refroidi a travers un liquide a une température moyenne de
40 °C et caractérisé par un coefficient de chaleur de convection moyen égal a 400
[W.m™2K™1].

e L’encoche est remplie de 60 % de cuivre, le reste est supposé étre rempli d'isolant,
d'air résiduel et d’isolant de fond d’encoche.

e Le rotor tourne a la vitesse nominale @ = 3000 rpm.

e Les pertes Joule sont d'abord calculées a 20 °C, puis la température moyenne de
I’encoche sera estimée et utilisée afin de les corriger, le processus est itéré jusqu'a ce
que le changement de température soit inférieur a 1%.

e Les pertes joules au niveau des tétes de bobines sont injectées dans 1’encoche, afin de
réduire le probléeme a un probleme 2D.

e Le carter est caractérisé par une épaisseur égale a 20 mm et un coefficient de
conduction égal a 150 [Wm~1 .K~1], tandis que la conductivité du fer est égale a 50
[Wm™t K1 et les aimants a9 [Wm~1.K™1].

e Le systeme transitoire est ignoré, seul le systéme en état stable est résolu.

Le Tableau I11.6 illustre la précision du modéle proposé en comparant ses résultats a
celui de la MEF. La distribution de température obtenue a partir du modele proposé est
illustrée dans la Figure 111.14.

Tableau I11.6 Comparaison des résultats du modéle thermique avec MEF

Température | Modéle | MEF
Encoches 116 118
Aimant 102 104
Dent 108 110

190




Figure 111.14. Distribution de la température dans la machine

111.2.3.3. Simulation mécanique

111.2.3.3.1. Analyse Modale

Afin d’identifier les rangs harmoniques des charges magnétiques responsables d’un
niveau élevé de vibrations et de bruit, il convient de faire une corrélation entre celles-ci et les
fréquences propres du stator. Pour ce faire, une analyse modale est effectuée afin de dériver
les fréquences propres de la structure et leurs déformations correspondantes. La Figure 111.15
présente la comparaison des fréquences propres globales du noyau statorique plus les
enroulements et la carcasse entre le modéle développé et un logiciel commercial ANSYS. La
Figure 111.16 donne la deformation correspondante pour le mode circonférentiel 2 a une
fréquence de 1110 Hz, et la Figure 111.17 montre la déformation pour le mode 3 a 2705 Hz. A
titre informatif, la Figure 111.18 donne le méme mode 3 obtenu en utilisant le modeéle 3D.
Enfin, comme discuté précédemment, le comportement vibratoire des machines électriques
dépend de la température de fonctionnement. La Figure IlIl. 19 montre I’influence de la
température sur les fréquences propres pour trois températures différentes 20°C, 100°C et
200°C, un écart d’environ 100 Hz est noté entre 20 a 100°C, ce qui est considérable et peut
induire des conclusions erronées pour I’optimisation de la machine étudice.
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Figure 111.15. Comparaison entre le modéle mécanique et MEF : fréquences propres
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Deformation for f=1110 Hz
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Figure 111.17. Déformation : Mode 3 avec modéle 2D
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Figure 111.18. Déformation : Mode 3 avec modele 3D

192




107

.

ORI UTN~J 00O R

o

—— 100°C
—— 200°C

5 4 6 8 10 12 14 16 18 20

Frequence number

Frequence value /[Hz]
COO0OOCOD ik

Figure I11. 19. Influence de la température sur les fréquences propres du stator

111.2.3.3.2. Etude transitoire
La validation du modele mécanique est effectuée pour ’analyse structurelle transitoire
en utilisant a titre d’exemple le mode circonférenticl 3 ayant une fréquence de 50 Hz
correspondant a la vitesse nominale de rotation (3000 rpm/ 60 = 50 Hz). Les résultats obtenus
sont comparés a ceux simulés par la MEF tel que présenté dans la Figure 111.20 et la Figure
111.20.
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Figure 111.20. Déformation suite a des vibrations forcées

193




_*_ UX FEA >|< UY FEA

UX LPMM reduced s UY LPMM reduced

1079

(I

CHE W OB WOt
— -5 ,

Displacement (/m)

0 2.10724-10726-10"28-10~2 0.1
Time (/s)

Figure 111.21. Déplacement transitoire a 90 [°]

111.2.3.3.3. Etude harmonique

L'analyse vibroacoustique harmonique est obtenue par un couplage faible entre les
modeéles magnetiques, mécaniques et acoustiques afin de quantifier les emissions sonores de
la structure dues aux origines électromagnétiques. La Figure 111.22 donne le niveau de
pression sonore a 1 m de distance de la machine pour les harmoniques dominantes des forces
magneétiques. On peut noter que les rangs d’harmoniques de force responsables d'un niveau
plus élevé de vibrations et de bruit sont le rang 0 et le rang 6. La valeur la plus élevée est
d'environ 75 dBgp,; a 4000 Hz, suivie d'un autre pic de 60 dB,; a 9100 Hz. Cela signifie que
I’harmonique de force magnétique 0 excite un mode naturel a 4000 Hz et que I’harmonique 6
excite un mode naturel @ 9100. Ainsi, pour éviter tout niveau élevé de vibrations et de bruit,
on peut agir en premier sur les harmoniques des pressions magneétiques a la phase de
conception en modifiant la rigidité de la structure. Sinon, une commande adéquate annulant
ou réduisant les harmoniques de force magnétique O et 6 peut réduire le bruit émis par les
machines.
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Figure 111.22. Résultats de I’analyse harmonique
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111.3. Conclusion

Le but de ce chapitre est de présenter une approche de modélisation qui peut étre utilisée
dans la phase de pré-dimensionnement des machines électriques. Cette démarche est fondée
sur couplage Multi physique permettra de tenir compte des différentes contraintes
magnétiques, thermiques et vibroacoustique dés la phase de pré-dimensionnement.

Ainsi, ce modéle de réseau de perméance a constante localisées permettra a la fois de
prendre en compte certains effets 3D dans la partie active de la machine et de rendre les
modeles semi-analytiques plus génériques en contribuant a la résolution du probleme de la
modélisation de l'entrefer. La pertinence de l'approche proposée est démontrée, sur une
structure 2D, en comparant des résultats issus de ce modele développé sous le langage
MATLAB a ceux obtenus par un logiciel éléments finis commercial (MEF).

L’objectif étant d’investiguer les vibrations et les émissions sonores (bruits) d’origine
électromagnetique dans les machines électriques. Pour ce faire, une approche basée sur le
calcul via le modele magnétique des efforts magnétiques locaux agissants a la surface interne
de ’alésage statorique. Ces efforts sont ainsi transférés au modele vibroacoustique permettant
de performer une analyse mécanique dans le but de calculer les déformations de la structure et
le bruit engendré. Bien que la MEF soit supérieure a celle des modéles a constantes localisées
en termes de précision, ils sont compétitifs au stade de la conception préalable; puisqu'elles
offrent une précision acceptable, étant relativement rapides et pouvant prendre en compte une
quantité considerable de phénomenes non linéaires. Ce qui constitue un outil puissant pour
étudier le domaine d’étude et se positionner rapidement sur le choix de la structure des la
phase de préconception.

Enfin, il faut faire attention a 1’utilisation de ce type de modeéles puisque les objectifs
et surtout les contraintes de dimensionnement peuvent changer le choix du modéle. A titre
d'exemple: afin de réduire les ondulations de couple, les pertes de fer ou les harmoniques de
tension, la modélisation par EF serait préférable, car elle s'accompagne de moins d'erreurs
numériques et donc de résultats plus précis pour des exigences aussi sensibles. Cependant, le
front de Pareto obtenu représente un vecteur de départ relativement bon pour ce type
d'optimisation car certaines premieres contraintes sont déja satisfaites telles que: couple
moyen et les contraintes thermiques, ce qui permettra de gagner un temps considérable.
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1V.1. Introduction

Le développement des modeles génériques des chapitres précédents conduits a
I'élaboration d'un modéle multi-physique pour le dimensionnement de machines synchrones a
aimants permanents destinées a des applications embarquées. Cette démarche multi-physique
est utilisée dans ce chapitre a la fois pour I’étude des performances de deux structures axiales
: machine a aimants montés en surface et machine a commutation de flux et une machine a
flux radial : machine synchrone a aimant permanent a flux radial

Au cours de ce chapitre, en premier lieu, le modéle électromagnétique et mécanique
est détaillé et les grandeurs globales et locales sont présentées. Ensuite une comparaison des
performances des deux structures a flux axial est réalisée dans ’optique d’étudier la faisabilité
de I’intégration de la MDCF dans une application industrielle embarqué. Par conséquent, les
phases de prototypage de ces deux structures a flux axial sont présentées. L’objectif est
toujours de mettre I’accent sur les contraintes de faisabilité de ce type de structures par le
biais d’une étude expérimentale, réalisée permettant de valider I’approche utilisée au cours du
dimensionnement. Le protocole de mesure adopté et les résultats de la campagne des essais
menée ont éteé détaillés.

Enfin, une étude de diagnostic d’une MSAP a flux radial est faite. Cette étude est réalisée afin
de déterminer I’origine des bruits mystérieux constatés au cours de la compagne de mesures.

IVV.2. Etude des performances d’une machine synchrone discoide a
commutation de flux

IV.2.1. Preésentation de la machine

La machine DCF triphasé a double saillance, est composée de deux stators et un rotor
interne. Chaque stator contient 12 modules ferromagnétiques ayant une forme de U entre
lesquels sont intercalés les aimants permanents magnétisés ortho-radialement. La polarité des
aimants est inversée d’un aimant a l'autre et alternée entre deux aimants bilatéralement
symétriques. Un bobinage dentaire a double couche a été réalisé autour des deux dents
adjacentes et un aimant permanent placé au milieu. Le rotor, quant a lui, est similaire a celui
d'une machine a réluctance variable. Il est complétement passif et composé de 10, 11, 13 et 14
dents (nombre de paires de pdles) selon la configuration. En fonction de la position de la
partie mobile, le flux magnétique traversant I'enroulement de I’induit commute sa direction et
peut étre considéré comme positif ou négatif.

Le choix de ces configurations est basé sur les conclusions des travaux de recherches
suivants : [Chen 2008][Chen 2010 (a)] [Chen 2010 (b)] [Sikder 2015]. Ces travaux ont porté
sur l'optimisation analytique des machines synchrones triphasées a commutation de flux dans
le but de maximiser le couple électromagnétique moyen, de minimiser le couple de détente et
d’avoir une force électromotrice symétrique. Il a été conclu que les combinaisons de nombre
d’encoches par paires de podles les plus réalisables sont les 12s/10p ,12s/11p, 12s/13p et
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12s/14p. Plus précisément, si le nombre d’encoches statoriques est égale a 12 alors les
machines ayant les combinaisons 12/11 et 12/13 présenteront potentiellement une force
magnétique déséquilibrée. De plus, d’aprés [Hua 2007], la configuration 12/10 permet de
réduire les ondulations de couple responsables des vibrations et des bruits acoustiques.

Dans une tentative de réduire I'utilisation d'aimants dans les MCF, d’autres types de
configurations tels que, les E-core (6 modules statoriques en forme de E au lieu de 12
modules en forme de U) et les C-core (6 modules statoriques en forme de C) machines ont été
développées dans [Chen 2010 (a)] [Chen 2010 (b)]. Ces topologies ont été optimisées en
termes de FEM et de couple électromagnétique moyen et il a été constaté que les
configurations E-core 6/11 et C-core 6/13 présentent la FEM la plus symétrique et la plus
pauvre en harmoniques et une forte densité de couple. Cependant, en raison du nombre impair
de pbles rotoriques, ces structures présentent potentiellement des forces magnétiques
déséquilibrées.

Le Tableau IV.1 liste les parametres fixés pendant le processus du dimensionnement
par le modele EF quasi-3D ainsi que les variables géométriques et électriques d’optimisation
et leurs plages de variation. Le choix de ces variables d’optimisation a été effectué suite a une
analyse de leur impact sur les performances de la machine tout en s’appuyant sur les études
similaires dans la bibliographie déja présentée. .

Tableau V.1 Liste des variables retenues pendant le processus d’optimisation

Noms Valeurs [unités]
Puissances électriques 10 | [kW]
Vitesse de rotation nominale 375 [tr/min]
Structure Stator-Rotor-Stator
Encoches statoriques /paires de p6les rotoriques 12/]10-11-13-14
Type des aimants Nd-Fe-B
Induction rémanente 12| T
Diametre intérieur du stator 266 | [mm]
Diametre extérieur du stator 372 | [mm]
Hauteur de la dent statorique 35 | [mm]
Ouverture de la dent statorique 7.5 [°]
Hauteur de la culasse statorique 10 | [mm]
Ouverture des aimants 75| [°]
Hauteurs des aimants 35 | [mm]
Ouverture des encoches statoriques 75| [°]
Hauteur des encoches statoriques 25 | [mm]
Entrefer de chaque c6té 1| [mm]
Plage d’ouverture de la dent rotorique 7.5-15 | [°]
Hauteur de la dent rotorique 35 | [mm]
Plage d’ouverture des évidements rotoriques 21-28.5 | []
Hauteur des évidements rotoriques 25 | [mm]
Longueur axiale 142 | [mm]
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IvV.2.2. Model magnétique
1V.2.2.1. Model EF 3D

La modélisation magnétique de la MDCF est donc effectuée par la MEF. Les
conditions de cyclicités et de symétries physiques ont été exploitées (PGCD (Ns, Nr) = 4)
permettant ainsi de modéliser seulement un quart de la machine et de réduire
considérablement le temps calcul. La Figure IV.1 illustre la partie active modélisée

(a) AFSPM geometry (b) anti-symmetry condition (c) cyclic boundary conditions

Figure IV.1. Approche de modélisation mulicouche de la MDCF

La saturation magnétique des noyaux statorique et rotorique est prise en compte en
utilisant la caractéristique B(H) des téles feuilletées M270-35A. Les aimants sont modélisés
comme étant un matériau magnétique dur (terre rare) du type NdFeB avec une induction
rémanente de 1.2 T. Une fois le modele magnétique établi, la pression magnétique est alors
dérivée du champ magnétique sur un ensemble de chemins circulaires (Multicouches) ou
calculée directement sur chaque nceud du maillage au niveau des surfaces latérales des dents
statorique. La Figure 1V.2 (a) montres les supports de calculs ou les inductions magnétiques
sont calculées. Les surfaces des dents ou la force magnétique est calculée directement sur les
nceuds du maillage magnétique sont aussi présentées sur la Figure 1V.2 (b).

(b)

Figure 1V.2.Calcul des inductions et des forces magnétiques
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Magnetic
Mesh /777

Figure 1V.3. Calcul de la force magnétique au niveau des éléments de maillage magnétique

La pression magnétique calculée a partir de la répartition spatiale de 1’induction
magnétique sur les trajectoires circulaires est utilisée dans l'approche de superposition
modale. Le calcul direct de force magnétique aux nceuds du maillage des surfaces des dents
statorique ayant une surface élémentaire tel que indiqué dans la Figure 1V.3 est utilise pour
obtenir une analyse vibroacoustique transitoire compléte. Ces deux approches de modélisation
sont exposees dans ce qui sulit.

IvV.2.2.2. Model EF Quasi 3D

Comme expliqué précédemment dans les Chapitres précédents afin de prendre en compte
certains aspects tridimensionnels de la machine, comme par exemple les parois latérales
paralleles des encoches et les effets de bord, il est possible de découper la machine, dans la
direction radiale, en N¢ couches annulaires coaxiales avec I'axe de rotation et se caractérisant
par une excursion radiale relativement faible (Figure 1V.4) tels que le rayon interne, le rayon
externe et le rayon moyen de la couche s (I=1..N¢) s’écrivent en fonction du rayon interne et
externe de la machine. Le calcul des grandeurs globales est effectué en sommant les
contributions de chacune des couches s.

wl W i

{a) (b) (c)

Figure IV.4. (a) Géométrie de la MDCF (b) Subdivision annulaire de la machine a flux axial (c) Géométrie

2D déroulé idéalisée
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Afin de construire le MEF quasi-3D certaines hypothéses ont été adoptées. En effet,
étant donne que la structure est a flux traversant, le plan médian du rotor est un plan de
symétrie donc la moitié de la machine dans la direction axiale sera modeélisée. De plus,
puisque le nombre d’encoches par pole est fractionnaire alors le motif périodique a considérer
correspond a la moitié de la machine (la valeur du plus grand commun diviseur (PGCD) entre
le nombre total d’encoches et le nombre de paires de pdles est égale a 2). Ainsi, la
modélisation quasi-3D est effectuée sur le quart de la géométrie.

Du point de vue numérique, le MEF quasi-3D permet de réduire considérablement le
temps de calcul puisque le maillage du motif élémentaire est réalisé sur le quart de la
machine. Plus précisément étant donné que le nombre de nceuds du motif élémentaire, dépend
du rapport entre la taille de I’entrefer et la plus grande dimension du motif a modéliser. Dans
le cas ou le PGCD (Ns, p) est trés faible devant la valeur du nombre de paires de p6les p, le
maillage de I’entrefer devient compliqué. Le cas le plus défavorable serait de construire la
moitié de la géométrie (PGCD (NS, p) = 2), voir la géométrie entiere (PGCD (NS, p) =1).
Dans ce cas, le nombre de nceuds augmente considérablement et la possibilité d’obtenir un
résultat dépend de la machine de calcul étant donné qu’il est impossible d’augmenter
indéfiniment le nombre de nceuds [Tiegna 2013].

D'un point de vue physique, la saturation magnetique des parties ferromagnétiques
statoriques et rotoriques est prise en compte et I’induction rémanente des aimants permanents
de type Nd-Fe-B est égale a 1.2 T.

Le modéle quasi-3D est utilisée pour définir la largeur optimale de la dent rotorique
permettant a la fois de maximiser le couple électromagnétique moyen, de minimiser le couple
de détente et d’avoir une force ¢lectromotrice FEM symétrique.

La réduction du couple de détente est souvent réalisé en trouvant un compromis entre
le rapport du couple de détente / couple électromagnétique et le contenu harmonique de la
FEM. Le couple de détente est calculé en magnétostatique en faisant tourner le rotor sur une
période magnétique Acogging COMmMe donnée dans 1’équation IV.1 ou lcm est le plus petit
multiple commun entre Ns et N,. Cependant, le couple électromagnétique est calculé pour un
angle interne qui maximise sa valeur moyenne sur une période Arorque.

’lcogging -
Icm(NS,N pj (IV.1)
360
ﬂ’TOI’que - N p (IV.2)
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1v.2.3. Model mécanique vibro acoustique

Dans cette section, les forces magnétiques calculées sur la surface du stator co6té
entrefer sont utilisés comme entrée pour le modele mécanique afin de déterminer le
comportement vibroacoustique de la MDCEF. Il s’agit comme indiqué précédemment d’un
modele structurel EF 3D créé pour décrire le comportement vibratoire de la machine couplé a
un modeéle acoustique EF qui évalue la réponse acoustique.

Les simulations vibroacoustiques ont été réalisées avec la machine fixée a ses cotés au
niveau des flasques et pour une vitesse nominale égale a 375 rpm. Le feuilletage du noyau
statorique est pris en compte a l'aide des propriétés mécaniques équivalentes tel que expliqué
dans le chapitre 11.6 en prenant en considération avec le seul changement de 1’orientation des
toles. De la méme facon, les enroulements avec I’isolant sont caractérisés par leurs propriétés
mécaniques équivalentes. Les tétes de bobines, les flasques et la carcasse sont également
considérer dans cette étude.

L’assemblage du stator est modélisé avec un contact de type friction parfaite, sans
considérer les vices et les clous. Les propriétés mecaniques des différentes parties modelisees
sont données dans le Tableau IV.2, ou, E, G, v et p sont respectivement, le module
d’¢élasticité d'Young, le module de cisaillement, le coefficient de Poisson et finalement la
densité volumique. Le fluide est considéré comme compressible avec zéro débit moyen. Une
vue éclatée de la machine modélisée est présenté sur la Figure I1V.5. La couche d’air
cylindrique permet d’appliquer des conditions d’interaction fluide structure alors que la
couche d’air sphérique est utilisé pour le calcul de la pression acoustique avec des éléments
assurant une condition d’absorption sur sa surface externes.

Tableau 1V.2 Propriétés mecaniques des matériaux de la MDCF

Parameters | Laminations | Windings | Magnets | Frame
Ex (GPa) 0.8 9.4 160 71
Ey (GPa) 0.8 9.4 160 71
Ez (GPa) 200 9.4 160 71
Gxy (GPa) 0.3 3.5 64.5 26.7
Gzx (GPa) 79.3 3.5 64.5 26.7
Gyz (GPa) 79.3 3.5 64.5 26.7
VXY 0.3 0.35 0.24 0.33
VZX 0.0012 0.35 0.24 0.33
VyX 0.0012 0.35 0.24 0.33
p (kg.m-3) 7700 8890 7500 2700
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Couche d’air
sphérique

Couche d’air
cylindrique

Figure 1V.5. Vue éclatée de I'ensemble des éléments modélisés de la structure
IV.2.4. Approches de réduction du niveau de bruit et vibration
IvV.24.1. Etude de ’influence des combinaisons encoches/poles

Le but de cette étude est d'étudier le comportement vibroacoustique di aux origines
électromagnétiques des machines a flux axial. Cette étude est basée sur l'analyse de
I’influence des combinaisons de encoches / pbles sur les performances électromagnétiques de
ce type de machine ainsi que l'impact sur les vibrations / et bruits émis. Pour atteindre cet
objectif, une étude comparative entre les combinaisons 12 encoches statorique et {10, 11, 13
et 14} poles rotorique d'une Machine Discoide a Commutation de Flux (MDCF) est réalisée.
La comparaison comprend les composantes normales et tangentielles de [I’induction
magnétique dans I’entrefer, la force axiale et radiale appliquées sur le circuit magnétique
statorique, les fréquences propres de la structure et leurs déformations correspondantes
(modes), la réponse vibratoire et acoustique (sonore) dans les domaines de temporel et
fréquentiel. Pour ce faire, un modele multi-physique a été développé pour cette étude. Un
premier modele électromagnétique Quasi 3D Eléments finis (EF) faiblement couplé a un
second modele 3D EF vibroacoustique. Les modéles électromagnétiques et vibroacoustiques
sont respectivement réalisés avec des logiciels EF commerciaux Flux pour la partie
électromagnétique et Ansys pour la partie mécanique.

Cette étude porte sur l'influence des combinaisons encoches et pdles sur les
performances électromagnétiques des machines et par conséquent I'impact sur le bruit et les
vibrations émis. Pour réaliser ces analyses, deux modeles ont été développés; On utilise
d'abord un modéle électromagnétique quasi 3D FE (multi-couches) pour calculer le champ
magnétique, la pression magnétique locale et le couple de détente. Deuxiémement, un modeéle
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vibroacoustique est utilisé pour calculer les fréquences de résonnances de la structure, les
déplacements, et le bruit acoustique engendré.

IvV.2.4.1.1. Résultats de la Modélisation magnétique

Les formes d’ondes du couple de détente et du couple électromagnétique en fonction
de la position angulaire pour les différentes largeurs des dents rotoriques sont données par les
Figure 1V.6, Figure I1V.7, Figure 1V.8, Figure 1V.9, Figure 1V.10, Figure 1V.11, Figure 1V.12

et Figure 1V.13.
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Figure IV.6. Variation du couple de détente en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/10p
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Figure IV.7. Variation du couple électromagnétique en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/10p
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Figure 1V.8. Variation du couple de détente en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/11p

wdr = wds*1.00
wdr = wds* 105
——wdr = wds*1.10
“wdr = wds*1.15
“wdr = wds*1.20
——wdr = wds*1.25
—wdr = wds*1.30
——wdr = wds*1.35
wdr = wds* 1.40
wdr = wds* 1.45
——wdr = wds*1.50
——wdr = wds* .55
\/ | wdr = wds*1.60
~——wdr = wds*1.65
——wdr = wds*1.70
——wdr = wds*1.75

77 \ ] [z
’I’II 'I'l R\ a / L l/"/ [ "
g/, a j/ \QJ’ — wdr = wds*1.80
\ /4 \ ] [ \ / | —— wdr = wds*1.85
215 F--------- bommmmm e i S et :

Couple electromagnetique [N.m|

-------- mmeEe wdr = wds*1.90
‘ . | —wdr = wds*1.95
220 i i ! ! | ~— wdr = wds*2.00
0 s 10 15 20 25 30
Position angulaire [°]

Figure IV.9. Variation du couple électromagnétique en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/11p
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Figure 1V.10. Variation du couple de détente en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/13p
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Figure 1V.11. Variation du couple électromagnétique en fonction de la largeur de la dent rotorique
12s/13p
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Figure IV.12. Variation du couple de détente en fonction de la largeur de la dent rotorique 12s/14p
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Figure 1V.13. Variation du couple électromagnétique en fonction de la largeur de la dent rotorique
12s/14p

Les Figure IV.14 et Figure IV.15 montrent l'influence de l'ouverture de la dent
rotorique respectivement sur le couple de détente et le couple électromagnétique pour une
ouverture de la dent statorique fixée a 7.5°. On peut noter que I’ouverture nécessaire qui
minimise le couple de détente et maximise le couple électromagnétique est égal a 11,63°.
Cette ouverture représente 1,55 fois I'ouverture de la dent statorique d'origine.
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Les performances électromagnétiques ont été obtenues pour
fonctionnement maximum & une vitesse de rotation de 375 tr / min. L'étude paramétrique a
permis de déterminer la largeur optimale de la dent rotor pour toutes les machines étudiées.
Le but de cette étude est de réduire les ondulations de couple tout en maintenant un couple
électromagnétique éleve (une marge de 2% du couple maximal a été adoptée dans notre étude
de cas). Le tableau montre les principaux résultats. Il est clair que la configuration 12s / 14p
offre une valeur de couple plus élevée par rapport aux autres configurations. Le taux
d'ondulation de couple pour les machines étudiées a été réduit a moins de 2% de la valeur de
couple maximal, il est maintenant important d'évaluer le contenu harmonique de la pression
magnétique appliquée sur le circuit magnétique statorique (Figure 1V.16 et Figure 1V.17). On
peut remarquer que les rangs harmoniques avec des amplitudes élevées sont les multiples du
nombre de poles.

Tableau 1V.3. Comparaison des performances électromagnétiques

le point de

Confiauration Coefficient de la largeur Couple de Couple électromagnétique | Ondulation de
g de la dent rotorique détente (N.m) moyen (N.m) couple (%)
12s/10p 1.6 4,176 228.54 1.957
12s/11p 1.25 1.023 210.4 1.116
12s/13p 1.15 2.468 228.6 1.18
12s/14p 1.1 6.133 306.58 1.704
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Figure 1V.16. Contenu Harmoniques de pression magnétique normale
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Figure 1V.17. Contenu Harmoniques de pression magnétique tangentielle

1vV.2.4.1.2. Résultats Modélisation mécanique
vibroacoustique

Suite a I'étude des performances électromagnétiques et sachant que les harmoniques de
la pression magnétique peuvent étre responsables d'un niveau élevé de bruit et de vibrations,
en particulier dans le cas ou I'un de ces harmoniques est proche de la valeur d’une fréquence
propre du stator. Dans notre cas, le stator de la machine reste le méme seulement la répartition
spatiale de efforts électromagnétiques locaux differe. Figue (a ajouter distribution pour
chaque machine subpolot).

125/ 13p 125/ 14p 125/ 13p 125/ 14p

Figure 1V.18. Répartition spatiale des efforts magnétique en fonction de la configuration
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La Figure 1V.18 présente la réponse acoustique transitoire des différentes
combinaisons. La Figure I1V.19 et la Figure 1V.20 présentent la réponse harmonique
acoustique.

La réponse acoustique harmonique montre que la combinaison 12s / 10p a plusieurs
pointes a haute pression, mais comme les machines étudiées fonctionnent a basse fréquence,
la 12s / 10p est moins bruyante par rapport aux autres combinaisons, ce qui est confirmé par
la réponse acoustique transitoire.
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Figure 1V.19. Niveau de pression acoustique en fonction du temps
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Figure 1V.20. Réponse fréquentielle de la pression acoustique au niveau de la carcasse a une distance de
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Figure 1V.21. Réponse frégquentielle de la pression acoustique au niveau des flasques a une distance de
0.4m

IV.2.4.2. Etude de la déflexion du disque rotorique

Pour assurer une analyse mécanique précise du disque rotorique, il est primordial de
prendre en considération le défaut de centrage dés la phase de la conception évitant ainsi le
phénoméne de déflexion. Ainsi, pour surmonter ce défaut le rotor doit étre dimensionné de
maniére a satisfaire une tolérance maximale de décentrage imposée par le cahier de charge.
Pour la suite de 1’étude, la résultante de force est calculée pour un décentrage variant de 10%
a 20%. La Figure 1V.21 présente I’ensemble de la structure rotorique, en précisant la jonction
avec l'arbre, et la force axiale appliquée.
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Figure 1V.22. Déflexion du disque de rotorique due a la force d'attraction axiale

Afin de prédire le comportement mécanique du rotor, un couplage faible entre deux
modeéles EF, un modéle électromagnétique et un deuxiéme mécanique vibroacoustique a été
développe. Ce couplage se caractérise par sa simplicité et I’indépendance entre les maillages
magnétique et mécanique lors du transfert des efforts magnétiques locaux au modeéle
mécanique. La modélisation a été réalisée avec deux logiciels EF commerciaux, Flux pour la
partie magnétique et Ansys Mechanical pour la partie mécanique [Dhifli 2016].

Pour ce faire, une analyse mécanique structurelle multistatique a été réalisée avec le
programme ANSYS FE. La résolution du systeme finale est faite de facon itérative en
utilisant les forces magnétiques comme entrées et la déflexion comme sortie.

L'organigramme du couplage magnéto-mecanique est illustré par la Figure 1V.23:
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Figure 1V.23. Couplage magnéto-mécanique faible

IV.2.4.2.1.

La Figure 1V.24 présente la forme d'onde de la force d'attraction axiale entre le stator
et le rotor en charge pour un décentrage égal a 80%. Comme on le voit, le disque rotorique est
soumis a une force d'attraction, du c6té de I’entrefer le plus petit, de 7,265 kN.

La résultante des forces agissant sur le rotor en fonction du décentrage est donnée dans
le Tableau IV.4. Par conséquent, le rotor doit étre dimensionné de maniére a satisfaire une
tolérance maximale de décentrage égale a 20% qui correspond a une résultante axiale de force

égale a 1748 N.

Force electromagnétique axiale

Axial force |N]
=]
7]
=]
a

Figure 1V.24. Forme d'onde de la force d'attraction axiale appliquée d'un seul c6té du disque rotorique

Tableau V.4 Forces en fonction du décentrage du disque rotorique pour la MDCF

B
Angular position [°]

10

12

pour la MDCF

Décentrage (%)

10

20

30

40

50

Force (N)

874

1748

2622

3496

4370
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1vV.2.4.2.2. Couplage magnéto mécanique faible

Les Figure 1V.25 et Figure 1VV.26 montrent les deux structures du rotor considéré dans
cette étude de la déflexion mécanique pour la MDFC. Un diametre extérieur égal a 360 mm
alors que le diamétre de l'arbre vaut 40 mm. Les disques rotoriques ont été modélisés de la
méme maniére que ceux de la MSAPFA en utilisant un acier magnétique isotrope dont les
propriétés mécaniques sont: module d'Young E = 210 GPa et le coefficient de Poisson v = 3.0.
La premiére structure (Figure 1V.25) présente un disque simple plein sans renforcement tandis
que la deuxiéme structure renforcée (Figure 1V.26) a été étudiée dans le but de réduire la
masse tout en respectant la contrainte de tenue mécanique vis-a-vis de la déflexion et aux
efforts axiaux appliqués.

Figure 1V.25. Analyse mécanique structurelle multistatiques du rotor simple pour un décentrage de 20 %
(Masse totale = 13.4 kg)

Figure 1V.26. Analyse mécanique structurelle multistatiques du rotor renforcé pour un décentrage de
20 % (Masse totale = 11.46 kq)

La déflexion en fonction de la force pour les deux structures est présentée dans la

Figure 1VV.27. On peut noter que pour éviter tout frottement possible entre le rotor et le stator
pour un décentrage de 20%, une épaisseur de 6 mm ou plus est satisfaisante pour le disque
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simple. Toutefois, si le rotor est fabriqué, selon le second procédé, une épaisseur de 4 mm
peut satisfaire cette condition.
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Figure 1V.27. Déflexion en fonction de la force axiale pour la MDCF

1IV.2.2.1. Conclusion

Un modeéle EF magnéto-vibroacoustique complet a été décrit dans cette section. Il vise
a comparer le bruit des origines électromagneétiques des machines synchrones discoides a
commutation de flux pour un fonctionnement en charge a vitesse constante. Il a été démontré
que pour toute configuration, la contribution au bruit dépend fortement de la répartition
spatiale des forces électromagnétiques locales et de la fréquence de rotation. Il a été démontré
également que pour une étude complete du comportement vibroacoustique, il est important
d'effectuer d'abord une analyse modale pour le calcul des fréquences propres et par la suite
une analyse harmonique et transitoire afin d'évaluer la réponse vibroacoustique fréquentielle
et temporelle de la machine. Le choix de la configuration la plus appropriée n'est pas une
tache facile et les formulations empiriques rapportées dans la littérature aident seulement a
réduire le domaine de recherche. Une recherche magnéto-vibroacoustique compléte adaptée a
I'application est nécessaire pour établir un choix optimal. Des améliorations du modeéle
peuvent étre faites et la comparaison des résultats avec les mesures sera bientot réalisée.

IV.2.5. Approches de modélisation vibroacoustique réduite

L’étude présentée dans cette section se justifie par la problématique présentée dans le
premier chapitre qui est liée & ’ensemble des normes qui cadre le secteur automobile, aussi du
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fait que ce type de machines est tres peut étudiées dans la littérature scientifique surtout du
point de vue mécanique vibratoire. Le choix d’une modélisation EF 3D est lié dans un
premier temps a I’ensemble des grandeurs physiques que ’on souhaite calculer, tel que, la
pression magnétique, les déplacements de la structure, la pression acoustique dans ’aire
englobant la machine, etc. Ces grandeurs dépendent fortement de la forme géométrique de la
machine. A titre d’exemple, nous pouvons citer la nature 3D intrinséque du champ
magnétique dans les structures a flux axiale. Dans un second temps, le choix du modele EF
3D se justifie aussi par la nécessit¢é d’une grande précision dans le calcul des efforts
magnétiques locaux exercés sur les dents de 1’alésage statorique du fait que I’erreur commise
dans le calcul peut facilement étre amplifiée en passant d’une étape a I'autre de ’analyse
magnéto-vibroacoustique. Une multitude de travaux récents [Shin 2014], [Zhihuan 2010], [Di
Gerlando 2012], [Jung 2011] étudiant le comportement vibroacoustique des machines
électriques tournantes ont adopté une modélisation EF.

IV.25.1. Premiére approche : Analyse vibroacoustique sous contraintes
magnétiques transitoire

Cette approche est basee sur un couplage direct entre un modele eélectromagnétique EF
3D construit avec un logiciel élément finis commercial FLUX et un modeéle EF 3D
vibroacoustique construit avec un logiciel commercial ANSYS Mechanical®.

Le principal avantage de ce couplage réside dans le fait que le transfert des forces
magneétiques calculées par le modéle électromagnétique vers le modéle mécanique
vibroacoustique se fait avec indépendance entre les mailles du maillage magnétique et
mécanique. Cela devient possible en utilisant le calcul de la contrainte (Force magnétique) sur
des nceuds ayant des surfaces élémentaires a l'aide de la formulation donnée dans I'équation
IV.3.

N .B
dFs = <_H1nB1n +—— + Hy,Bzp — (|V.3)

Ces forces servent de parametres d'entrée pour le modele mécanique et sont appliquées
de la méme maniere sur des points clés créés sur la structure de la machine au niveau des
faces des dents du stator. Ensuite, ces efforts sont transférés aux éléments du maillage
mécaniques lors de la résolution du probléeme vibroacoustiques. Le schéma complet de
I’approche de modélisation magnéto-vibroacoustique de la machine 8 MDCF proposée est
donné par la Figure 1V.28.
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Modeéle électromagnétique ‘

@ Etape 1: Résolution du modele magnétique

Etape 2 :calcul des efforts électromagnétiques au
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Figure 1V.28. Schéma de I'approche complete de modélisation transitoire

IV.2.5.2. Deuxieme approche : Analyse vibroacoustique basé sur une

superposition modale

Cette approche de modélisation utilise, de la méme maniére que la premiére, les deux
modéles magnetiques et vibroacoustique. Néanmoins, cette fois, chaque modele est utilisé
séparément. Le modele magnétique est utilisé pour calculer les inductions magnetiques dans
la région entrefer sur plusieurs chemins. Dans notre cas, 4 chemins ont été utilises. Afin de
calculer les efforts électromagnétiques locaux, l'expression mathématique de la force est alors

donnée en fonction de l'induction magnétique par 1’équation I'V.4.

-

— N\ 1 — —
F= # [uO(H. en)H — > Ho(H.H)eg | ds
S(V)

(IV.4)

Les deux composantes de la pression magnétique peuvent étre ainsi exprimées par

I’équation IV.5:
(P = ﬁ = ! B2 — B}
{ n dS 2.“.0( n t)
.- dfy 1 BB
k S TR

(IV.5)

Les inductions magnétiques servent a calculer les pressions magnétiques sur chaque
chemin. Ensuite, une analyse harmonique est effectuée afin de déterminer les principales raies
de la pression magnétique appliquées sur la structure. Le modéle vibroacoustique est ensuite
utilisé une premiere fois pour une analyse modale non-contrainte permettant l'identification

des fréquences propres et leurs déformations correspondantes.
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Une fois que les fréquences naturelles sont connues, une corrélation avec les raies
harmonique de la pression magnétique donne les modes de vibration potentiellement excités.
Ensuite, pour tenir compte de la fixation de la machine qui réduit le bruit rayonné, le modele
vibroacoustique est utilisé une deuxieme fois dans une analyse vibratoire et acoustique sous
contraintes magnétiques statiques pour le calcul des déplacements et le niveau de puissance
acoustique généré pour chaque harmonique de la pression magnétique.

Les contraintes appliquées afin de représenter chaque harmonique de la pression ont
une forme d'onde sinusoidale comme indiqué dans I’équation I'V.6:

dF,
P,(0) = i Pphax cos(m 0)
dF (IV.6)
P(8) = d_St = Phax sin(n 6)

Ou m et n représentent respectivement le numerotation des modes longitudinaux et
circonferentiels identifiés dans la phase de corrélation, alors que Pmax est la valeur maximale
de la pression magnétique. Le diagramme complet de ’approche de modélisation magnéto-
vibroacoustique basé sur la superposition modale de la MDCF est donné par la Figure 1V.29.

f % Modele électromagnétique |

ﬁ 3 Etape 1 : Calcul multicouches de I'induction magnétique

R |

Etape 2 : Calcul de la pression magnétique Py (6,t)
pour chaque couche (i)

l

| l I l Etape 3 : Analyse du contenu harmonique de la pression
T O P ol 1

magnétique
K, 1 q ‘ Modeéle vibroacoustique
~ )
"_' 4 f‘ Etape 4 : Analyse modale calcul des fréquences propres et leurs
& @ déformations respectives

|

Etape 5 : Corrélation entre les harmoniques de la pression
magnétique et les déformées modales de |a structure

l

Etape 6 : Calcul des déplacements et la pression acoustique pour
chaque mode circonférentiel et longitudinale identifié (m,n) en
appliguant une pression de forme sinusoidale

Figure 1V.29. schéma complet de I'approche de modélisation de superposition modale

IV.25.3. Résultats de I’analyse modale

L'analyse modale d'une structure est tres utile pour comprendre le comportement
vibratoire d'un systeme mécanique. Par conséquent, l'analyse des fréquences propres de la
machine DSFPM et de leurs déformations correspondantes est nécessaire.
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La Figure 1V.30 donne les premiéres fréquences propres des deux stators assemblés au
chassis et aux cloches d'extrémité et montre l'influence de la température sur les résultats
globaux. Une différence allant de 10 Hz a 100 Hz est constatée a partir d’un point de
fonctionnement situé entre 20 ° C et 200 ° C, ce dont nous devrions étre conscients lorsque
nous travaillons sur I’atténuation des vibrations et du bruit. Les déformations correspondantes

des principales fréquences propres (Figure 1V.31) permettent de prédire la direction de
propagation du bruit (axial ou radial) généré.

Pour cette structure discoidale ou le rapport rayon sur longueur axiale est égal a 2.3, la
direction du rayonnement est principalement axiale, ce qui impose un support de fixation sur
les extrémités des flasques. De plus, l'analyse modale permet une prédiction rapide des
vibrations et de bruit généré par le biais de la corrélation des fréquences propres obtenues
avec les harmoniques de pression magnétiques. Toute coincidence d'une fréquence naturelle

avec un harmonique de la pression magnétique sera responsable d'un niveau élevé de
vibrations et de bruit.
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Figure 1V.30. Fréquences propres de la MDCF en fonction de la température
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Figure 1V.31. Déformation obtenue a 780 Hz ainsi que la direction de propagation
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IvV.2.5.4. Résultats de la premiére approche

Les déplacements dus aux vibrations de la carcasse du moteur ainsi que la pression
acoustique sont calculés en utilisant une analyse transitoire vibratoire et acoustique couplée.
La Figure 1V.34 montre les déplacements mappés sur la structure pour le premier pas de
temps, et la Figure 1V.33 donne la pression acoustique correspondante.

La pression acoustique est ¢valuée a un point a 1’extérieure de la couche dair

sphérique a un rayon donné Sphére = 0,4 m.

Le niveau de pression acoustique (SPL) est représenté sur la Figure 1V.32, la valeur
maximale est égale a 70.77dBspl.
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Figure 1V.32. Pression acoustique maximale en fonction du temps
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Figure 1V.33. Niveau de pression acoustique en fonction du temps
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Figure 1V.34. Déplacements structurels mappé sur la structure
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Figure IV.35. La pression acoustique mappée sur I’aire englobant la structure

IV.2.5.5. Résultats de la deuxiéme approche

Les harmoniques de la pression magnétique sont donnés dans la Figure 1V.38. Les
plus fortes amplitudes de ces harmoniques sont les k * Nr, k € IN. L'harmonique de rang 8 est
responsable d’une force magnétique déséquilibrée car elle tend a désaligner le stator de I'axe
de rotation. Comme prévu, la composante tangentielle de la force est globalement beaucoup
plus faible que la composante normale. La corrélation entre les fréquences naturelles de la
structure, et les harmoniques de la pression magnétique fait que les modes présentés dans le
Tableau 1V.5 seront probablement excités. L'analyse de ces modes donne les déplacements
dynamiques présentés sur la Figure 1V.39, lorsque la valeur maximale Unax de déplacement
est d'environ 0,057 um. Le Tableau IV.5 donne également la pression sonore correspondant
pour chaque rang harmonique. Le niveau de pression acoustique est calculé de la méme
maniére que dans le premier procédé de modélisation selon la formulation analytique donnée

dans le chapitre précédent. La valeur la plus élevée est égale a 72.37dBspl.
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Figure 1V.36. Inductions magnétiques normale et tangentielle au niveau du slice 4
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Figure 1V.37. Pression magnétiques normale et tangentielle au niveau du slice 4
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Figure 1V.38. Harmoniques de la pression magnétique normale et tangentielle au niveau du slice 4
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Figure 1V.39. lllustration de la déformation et les pressions acoustiques correspondantes au Mode (3,2) a
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Tableau IV.5 Résultats de I’approche réduite base sur la superposition modale

Rang | F(Hz) | Pn(Pa) Pi(Pa) Mode Unmax (M) Pmax(Pa)
2 125 | 1,148e5 2,992e4
4 250 | 7,417e4 1,173e5 -0 0.324e-6 0.429-7
6 375 | 1,035e5 6,549e4 1,1 0.166e-6 0.140e-7
8 500 | 1,289e5 4,2794 0,0 0.363¢e-6 0.533e-7
10 625 | 5,221e5 3,807e4 1,1 0.517e-6 0.639%-7
12 750 | 8,309e4 3,404e4 3,2 0.793e-7 0.681e-8
14 875 | 2,293e5 1,129e5 0,0 0.910e-6 0.134e-6
16 1000 | 8,571e4 5,791e4 42 0.109e-6 0.759%-8
18 1125 | 1,219e5 3,709e4 0,0 0.359%-6 0.517e-7
20 1250 | 2,192e5 6,332e4 1,1 0.223e-6 0.199-7
22 1375 | 1,025e5 5,903e4 1,1 0.154e-6 0.119-7
24 1500 | 3,615e5 8,676e4 2,1 0.404e-6 0.476e-7
26 1625 | 1,264e5 5,320e4 2,1 0.166e-6 0.178e-7
28 1750 | 1,131e5 3,539%¢4 2,1 1.135e-6 0.153e-7
30 1875 | 2,240e5 5531e4 2,2 0.187e-6 0.129¢-7
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1VV.2.5.6. Comparaison des deux approches de modélisation

Les forces magnétiques appliquées sur les dents de stator sont dans la direction axiale,
ce qui fait que les vibrations sont transmises par les faces de bout des cloches. De ce fait, les
machines a flux axiale a aimants permanents sont souvent considérées plus bruyantes
contrairement a ceux a entrefer radiale en raison des déformations circonférentielles de leurs
chassis [Verez 2014].

Les simulations pour les deux approches ont été faites dans les mémes conditions. La
machine tourne a vitesse nominale et les flasques sont contraints a partir du centre jusqu’au
niveau du rayon intérieur du stator. Le Tableau IV.6 illustre une comparaison entre les
résultats issus des deux modeles ainsi que les temps de calcul.

Tableau 1V.6 Comparaison des résultats entre les deux approches de modélisation magnéto-
vibroacoustique

Premiére approche | Deuxiéme approche
SPL 70.77dBspl 72.37dBspl
Temps de calcul pour un seul pas 15 min 4 min
Temps de calcul 480 min 8 min
IV.2.5.7. Résultas de I’analyse harmonique

La réponse en fréquence de la structure pour le chargement magnétique harmonique
est illustrée a la Figure 1V.40. En fait, les harmoniques de pression magnétiques excitent
certaines fréquences naturelles de la structure qui sont situées dans la plage audible et peuvent
étre responsables d'un niveau élevé de bruit et de vibrations. Ces fréquences peuvent étre
annulées en rigidifiant la structure ou en utilisant une stratégie de contr6le-commande
adaptative. Cependant, et espérons-le pour nous, la machine fonctionne a basse vitesse, donc
ces fréquences peuvent ne pas étre excitées.
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Figure 1V.40. Réponse fréquentielle de la pression acoustique
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1IVV.2.5.8. Conclusion

Cet étude présente deux méthodes d’analyse magnéto-vibroacoustique d’une MSDCF
et décrit les avantages de chacune d’elles. La premiere méthode utilise un modele
vibroacoustique transitoire complet et la seconde se base sur une méthode réduite de
superposition modale afin de prédire le bruit rayonné de la machine étudiée. Si les résultats du
comportement vibroacoustique de la machine sont similaires pour les deux approches de
modélisation, la méthode de superposition modale offre I'avantage d'étre plus rapide en termes
de temps de calcul par rapport a I'analyse compléete des phénoménes transitoires.

Les difficultés de la modélisation vibroacoustique ont été détaillés et des solutions
proposées telles que des propriétés de matériaux équivalents, une influence de la température
et une réduction du systeme pour la réduction du temps de calcul. En outre, la simulation sera
effectuée, en prenant en compte le décalage de I'entrefer, afin de trouver une corrélation entre
celui-ci et la différence des données mesurées provenant des deux stators.

IV.3. Etude des performances d’une machine synchrone discoide a aimants
permanents montés en surface

1VV.3.1. Présentation de la machine

Figure 1V.41. Parametres géométrigques de la MSAPFA

La Figure 1V.41 présente la géométrie du prototype final. Cette structure est composée
de deux stators et d’un rotor interne. Les deux stators sont identiques et disposés de part et
d'autre du disque rotorique portant les aimants permanents sur chacune de ces deux faces. Ce
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choix est di essentiellement a la tenue mecanique du rotor suite aux efforts d'attraction
magnétique entre les disques. Dans ce cas, si le rotor est parfaitement centré entre les deux
disques statoriques, il sera soumis & une résultante de force axiale nulle. Cette résultante est la
somme des deux forces d'attraction de méme direction mais de sens contraire. Ce générateur
discoide triphasé a entrainement direct dispose de 10 paires de pdles et de 24 encoches. Cette
configuration permet d'avoir un fondamental de couple de détente de rang 120 (ppcm de 20 et
de 24) et une fréquence de fonctionnement de 62.5 Hz.

Les paramétres géométriques issus de 1’étude d’optimisation sont donnés dans le
Tableau 1V.7.

Tableau 1V.7: Paramétres optimisés du la MSAPFA

Puissance électrique (kW) 10 Vitesse de rotation (rpm) 375
Ri et Re (mm) 135 and 180 Nombre de paires de poles 10
Entrefer par stator (mm) 1 Nombred’encoches 24

Longueuraxiale (mm) 173.8 Induction rémanenteB,(T) 1.21

ha, ho et hg(mm) 47,2 et 55 Masse des parties Actives (Kg) | 60.7

Tm / Tp (MM) 0.85 Rendement >90%

Ws W et w, (mm) 22,2 et 36.55 Pertes joule (W) 500
Distribution des aimants | Paralléle (axial) Volume des aimants (m®) 1.3

IV.3.2. Modélisation magnétique

Figure IV.42. MEF 3D de la MSAPFA
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IvV.3.2.1. Calcul des grandeurs locales
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Figure 1V.43. Distribution de I’induction a vide au milieu de I’entrefer (région I11)
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229



1vV.3.2.2. Calcul des grandeurs globales

1v.3.2.2.1. Couple de détente
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Figure 1V.45. Comparaison des formes d’ondes du couple de détente

1vV.3.2.2.2. Couple électromagnétique

Le couple électromagnétique en fonction de la position est présenté sur la Figure
IV.46. La densite de courant J parcourant le bobinage dentaire statorique est egale a 3 A /
mm?2,
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Figure 1V.46. Comparaison des formes d’ondes du couple électromagnétique

1vV.3.2.2.3. Puissance électromagnétique

Sur la Figure 1V.47 montre la puissance électrique nominale a la vitesse de rotation
nominale. Cette puissance de sortie est obtenue en calculant, la différence entre la puissance
électromagnétique nominale et la somme des pertes estimées auparavant.
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Figure 1V.47. Comparaison des formes d’ondes de la puissance électrique de sortie

IV.3.3. Modélisation mécanique vibroacoustique

La finalité de ce travail est de réaliser un couplage électromagnétique vibratoire entre
deux logiciels EF. Flux pour la partie électromagnétique et ANSYS Mechanical pour la partie
vibratoire. En ce qui concerne la modélisation électromagnétique, la structure peut étre en 2D,
3D. Le choix revient donc a I'utilisateur. Dans notre cas un modele EF 3D a été utilisé. Dans
un premier temps, ce choix peut étre justifié par le besoin de prendre en considération les
effets 3D due a la nature tridimensionnelle intrinséque du champ magnétique. Dans un second
temps, le choix du modele EF 3D se justifie aussi par la nécessité d’une grande précision dans
le calcul des efforts magnétiques locaux exercés sur les dents de 1’alésage statorique du fait
que P’erreur commise dans le calcul peut facilement étre amplifiée en passant d’une étape a
I’autre de I’analyse magnéto-vibratoire.

Dans un premier temps, un support de calcul des forces aux nceuds du maillage
magneétique est créé sur les faces des dents statorique coté entrefer et sur plusieurs rayons ou
couches. La détermination de la force magnétique a partir de la méthode énergétique (ME)
implique le calcul des efforts magnétiques présents sur une surface fermée autours de 1’objet
d'étude. L'intégration de ces efforts sur une surface résulte en une force totale transmise par le
champ magnétique [Penman 1986]. La Figure IlI. 19 montre la surface élémentaire
d’intégration.

L'expression de la force électromagnétique totale peut étre obtenue directement par la
densité d'énergie électromagnétique du matériau [Henrotte 2004]. La saturation magnétique est
prise en considération en utilisant un matériau magnétique dont la caractéristique B(H) est
non linaire. L ’expression de la force est donnée par I’équation IV.7 :

- .\ _1 9
F —S([V)[/,zo(H.ns)H z,uoH nsjds (IV.7)

Ainsi, dans le modéle magnétique, la force magnétique est calculée sur des chemins
circulaires possédant N points uniformément répartis et situés dans I'entrefer, proche de la
surface interne du stator, indépendamment du maillage, comme montré sur la Figure 1V.48.
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Sur le modéle mécanique, la surface interne du stator est divisée en N lignes identiques,
construite autour des points du chemin précédent. La pression magnétique est alors appliquée
sur les lignes appartenant aux dents, au niveau du rayon interne, et elle est ainsi transmise aux
nceuds des éléments jouxtant I'entrefer.

Figure 1V.48. Calcul des efforts magnétiques avec ’approche multicouches
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Figure 1V.49. Pression magnétique au niveau du rayon (Ro-Ri)/3 sur I’alésage statorique

La répartition spatiale de la pression magnétique (Figure 1V.49), au milieu de
I’entrefer et au niveau d’une couche ((Ro-Ri)/3) est calculée a partir des inductions
magnétiques en utilisant la méthode énergétique (équation I1V.8). Le contenu harmonique de
la pression magnétique est présenté dans la Figure 1V.50. Les amplitudes des harmoniques les
plus élevées sont les k * Nr, k ¢ IN (rang d’harmoniques). L'harmonique de rang 1 est
responsable du déséquilibre de la force magnétique car il tend a désaligner le stator de I'axe de
rotation. Comme prévu, la composante tangentielle de la force est globalement beaucoup plus
faible que la composante normale.

2
I:Tt- = Ht-Bn

_ 11 ,
Pn:_(_Bn_MO'Ht)
Ko (1V.8)
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Figure 1V.50. Contenu harmonique de la pression magnétique

Le schéma complet du modéle multi-physique magnéto-vibratoire de la MSAPFA
proposé est donnée par la Figure 1V.51. Il vise a obtenir, pour une vitesse donnée, les
déplacements de la structure. Afin de réaliser ce modeéle, plusieurs hypothéses ont di étre
formuleées :

= Seul le bruit d’origine magnétique est considéré.

= Le bruit généré par le rotor n’est pas pris en compte du fait de son confinement
avec celui du stator.

= Les contraintes sont essentiellement localisées a la surface interne de 1’alésage

statorlque.
‘ Electromagnetic model | “ L E Vibro-acoustic model |
4 ® 1
'-'!!, \!;" Step 1: Multi-slice magnetic flux density computation ',‘ y .‘{ Step 4 : Modal analysis natural frequencies and their
W \v‘.\‘i & @ corresponding deformations

Step 5: Correlation between magnetic pressure
harmonic content and the structure’s vibrating modes

l

Step 6 : Displacements calculation for each identified
circumferential and longitudinal mode (m,n) by the
application of sinuscidal pressure wave form

:

Step 2 : Calculation of the electromagnetic pressure
Pg; (8, t) for each slice(i)

l l ’ I Step 3 : Harmonic content of the magnetic pressure
afeblslibed

Figure 1V.51. Schéma complet du modéle magnéto-vibratoire

Ce modele a été réalisé avec le logiciel commercial ANSYS Mechanical. Les dents et
le noyau statorique sont un assemblage de tbles de fer feuilletées de module de Young
équivalent. Le cuivre des encoches avec I’isolant donne un module de Young équivalent pour
les régions des encoches. La Figure 1V.52 montre une vue éclatée de la structure modélisée et
le Tableau IV.8 donne les propriétés orthotropiques des matériaux utilisés pour la
modélisation. Les tétes de bobines, la carcasse et les flasques en aluminium sont pris en
considération.
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Figure IV.52. Vue éclatée de I'ensemble des éléments modélisés de la structure

Tableau V.8 Propriétés mécaniques des matériaux de la MSAPFA

Parameétres Lamination | bobinage carcasse
E,(GPa) 200 9.4 71
Ey (GPa) 200 9.4 71
E, (GPa) 0.8 9.4 71
Gy (GPa) 79.3 35 26.7
G.. (GPa) 0.3 3.5 26.7
Gyz (GPa) 0.3 35 26.7
Vey 0.3 0.35 0.33
Vyp 0.0012 0.35 0.33
Vyz 0.0012 0.35 0.33
P (kg.m-3) 7700 8890 2700

Nous notons que la mise en place d’un modele mécanique réel de la machine avec les
moindres détails est une tache tres complexe. En général, les éléments ayant des formes
géométriques complexes sont approches par des formes plus simples, i.e. cylindres, poutres,
etc. Malheureusement, les matériaux ne peuvent jamais étre parfaitement pris en compte et le
couplage entre paliers et carcasse est délicat. Il est important de noter que puisque ni les
approches analytiques ni les modéles utilisant la méthode EF, la méthode EF de frontiéres ou
l'analyse statistique énergétique (en basse fréquence notamment) ne peuvent garantir des
résultats précis, les tests en laboratoires sont toujours tres importants [Gieras 2005].

Une analyse modale a été effectuée afin de calculer les fréquences propres du stator et
de déterminer les modes qui seront probablement excités par une simple comparaison avec le
contenu harmonique de la pression magnétique donnée par la Figure 1V.50. Ainsi, cette
corrélation entre les fréquences naturelles de la structure, et les harmoniques de la pression
magnétique fait que les modes présentés dans le Tableau 1.9 sont principalement excités.

Tableau 1V.9 Principaux modes Excités et leurs pressions et déplacements de vibratoires correspondants

Rang | F(Hz) | Py(Pa) | Py(Pa) Mode excite Unmax(mM)
(Circonférentiel, Longitudinal)

1 625 | 2.68e5 | 1.8e4 2,1 0.127e-7
10 625 1.21e5 | 2.36e4 7,3 0.785e-8
12 750 5.8e4 | 3.11e4 3,4 0.894e-8
20 1250 | 9.45e4 | 1.76e4 10,4 0.538e-8

2 125 3.79¢4 | 1.83e4 3,1 0.536e-8
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24 1500 | 3.15e4 | 3.02e4 5,6 0.738e-8
3 187.5 | 3.54e4 | 8.25e3 3,2 0.29e-8
9 562.5 | 3.26e4 | 6.64e3 6,3 0.22e-8

14 875 1.8e4 | 1.63e4 4,5 0.423e-8
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Figure 1V.54. Déplacement vibratoire pour le mode (3,4)
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Les Figure 1V.53 et Figure 1VV.54 donnent les modes (7,3) et (3,4). Sachant que la
machine opere a une fréquence de rotation électrique de 62.5 Hz et que le nombre d’encoches
et de de poles sont respectivement de 12 et 10, cela fait que les rangs d’harmoniques 10 et 12
apparaissent bien dans le spectre de la pression. La valeur maximale de déplacement Upax est
d'environ 0,057 pm.




IV.3.4. Etude de déflexion du disque rotorique

Comme présenté dans le paragraphe 2.5.1, pour ces structures a flux axial, une étude
mécanique est nécessaire permettant d'éviter tout frottement possible entre le rotor et le stator.
Ainsi, le disque rotorique doit étre suffisamment épais pour résister aux efforts axiaux.

Le disque rotorique de la MSAPFA est exposé a des forces dattractions
électromagnétiques agissant dans la direction axiale et qui peuvent provoquer des vibrations
et des déformations. Par conséquent, une étude mécanique est nécessaire pour éviter tout
frottement possible entre le rotor et le stator. Ainsi, le rotor doit étre suffisamment épais afin
de résister a ces efforts électromagnétiques et assurer une stabilité mécanique de la structure.

1V.3.4.1. Force électromagnétique axiale

La force d’attraction axiale qui s’applique sur les disques rotoriques, est calculée a
partir de I’expression de la contrainte normale issue du tenseur de Maxwell (chapitre
11.4.10.3).

La Figure 1VV.55 montre la forme d'onde, a vide et pour un entrefer de 1 mm, de la
force d'attraction axiale appliquée sur un seul cété du disque rotorique. Comme présenté, le
rotor est soumis a une force d'attraction axiale d’un seul c6té de 1’ordre de 9.546 kN.

-9534 .
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=N /N
-9540 / \ / \
. \/ \

—9546/ \ / \

5 6 7 8 9
Rotor Position in the Stator Frame [°]
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Figure 1V.55. Forme d'onde de la force d'attraction axiale appliquée d'un seul c6té du disque rotorique
pour la MSAPFA

D’un point de vue réalisation, un décentrage du disque rotorique peut exister pour ces
machines engendrant ainsi la naissance d’une force d'attraction dirigée vers le stator du coté
de I'entrefer le plus petit. Cette résultante peut étre déterminée en faisant la soustraction entre
les deux forces axiales appliquées de chaque coté. Par conséquent, la résultante de la force
axiale agissant sur le disque rotorique varie en fonction du décentrage. Le Tableau V.10
illustre cette variation pour chaque valeur du décentrage.

Tableau 1V.10 Forces en fonction de décentrage du disque rotorique pour la MSAPFA

Décentrage 10 20 30 40 50 60 70 80 90

Force (N) 850 | 1700 | 2550 | 3430 | 4300 | 5210 | 6135 | 7089 | 8071
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1V.3.4.2. Couplage magnéto-mecanique faible

La Figure 1V.56 montre la premiére structure du rotor considéré ici. Son diametre est
de 372 mm alors que celui de l'arbre est de 40 mm. Ce disque a été modélise en utilisant un
acier magnétique isotrope dont les propriétés mécaniques sont : module d"Young E = 210 GPa
et le coefficient de Poisson v = 3.0.

(a) Disque rotorique simple pour plusieurs épaisseurs (b) Exemple de déflexion du disque rotorique

Figure I1V.56. Premiére structure du rotor

Il est évident que le choix entre un disque rotorique simple sans renforcement
implique une plus grande épaisseur et par conséquent une structure plus lourde. Cependant,
l'objectif est d'essayer de minimiser la masse sans affecter les performances surtout dans le
cas des structures a rotor interne.

En effet, pour cette configuration de rotor, le flux traverse axialement le circuit
magnétique rotorique (le plan médian du rotor est un plan antisymétrie), ainsi I'épaisseur de la
culasse rotorique peut étre réduite. De ce fait, une deuxieme structure du rotor a été étudiée.
La Figure IV.57 montre cette structure modifiée. Dans ce cas, le disque sera renforcé
mécaniquement tous en essayant de minimiser son éepaisseur axiale afin de répondre aux
mieux aux spécifications du cahier des charges.

Juswiadiojual

(a) Disque rotorique renforcé pour plusiurs épaisseurs  (b) Exemple de déflexion du disque rotorique

Figure 1V.57. Deuxiéme structure du rotor
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La deflexion en fonction de la force pour les deux structures est présentée sur la Figure
IV.58. Dans cette figure, on peut noter que pour éviter tout frottement possible entre le rotor
et le stator pour un décentrage de 10%, une épaisseur de 10 mm ou plus est satisfaisante pour
le disque simple. Toutefois, si le rotor est fabriqué, selon le second procédé, une épaisseur de
5 mm peut satisfaire cette condition. Dans le cas d'un décentrage de 20%, une épaisseur de 10
mm pour le simple disque et de 6 mm pour le renforcé peut étre tolérée.

Comme on peut voir, pour les deux cas, lorsque les déformations sont raisonnables (de
l'ordre de quelques pour cent), la déformation est linéaire et obéit a la loi de Hooke, par
conséquent, la deformation du rotor reste dans la zone délasticité. En outre, il est & noter que
la variation de la déflexion Ager diminue d'une itération a une autre, jusqu'a une valeur pour
laquelle la force ne change plus. Cela est d0 au fait que I'état d'équilibre (ite) entre les trois
quantités physiques force, déflexion et élasticite, est atteint.
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Figure 1V.58. Déflexion en fonction de la force axiale pour la MSAPFA

1VV.3.5. Conclusion

Dans cette étude, une MSAPFA a été présentée. Cette analyse repose sur un couplage
faible du modele magnétique et du modele mécanique permettant de prédire le comportement
magneéto-vibroacoustique de cette structure. Ainsi, une étude de déflexion a permis de choisir
la structure et I’épaisseur minimale du disque rotorique satisfaisant une tolérance de
décentrage imposeée. Ensuite, un modéle mécanique 3D EF structurel basé sur une méthode de
superposition modale a été développé pour déterminer pour un profil de vitesse donne,
I'induction magnétique, le couple électromagnétique, ainsi que les modes vibratoires et des

déplacements dynamigques.
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IVV.4. Comparaison des performances des MSDAP monté en surface et
MDCF

L’¢étude des performances des deux structures a flux axial, réalisée au cours des deux
paragraphes précédents, est validée expérimentalement sur deux prototypes que nous
désignons respectivement, du nom prototype 1 et prototype 2.

Le premier prototype est une MSAPFA réalisée en collaboration avec la société
Ragonot [http://www.electrique-moteur.com][Tiegna 2013]. Le dimensionnement de ce
prototype est réalisé¢ via un outil d’analyse et de dimensionnement des machines ¢€lectriques :
SIMUMSAP (SIMUIation analytique de Machines Synchrones a Aimants Permanents).

Le deuxieme prototype est une MDCF fabriquée en partenariat avec la société Erneo
[http://www.erneo.fr] [Dhifli 2016] ayant un cahier de charge similaire au premier prototype.
Le dimensionnement de cette génératrice est réalis¢é a I’aide de la MEF profitant ainsi de
I’¢tude d’optimisation déja faite sur la MSAPFA.

Ainsi, nous commencons en premier lieu par presenter la composition de chacun des
deux prototypes (stato, rotor). Ensuite, nous présenterons le matériel utilisé pour la mesure et
le protocole expérimental mis en place afin de corréler les performances a vide et en charge.

IV.4.1. Preésentations des deux prototypes a APFA

Les prototypes mis a dispositions au GREAH sont les résultats des anciens travaux de
theses [Abdel-Karim 2008] [Tiegna 2013]. Le model multi physique développé au cours de
cette thése permettra d’étudier leurs comportements mécaniques et valider les choix
technologiques qui ont été proposés.

Lors de la phase de prototypage, certains choix de dimensionnements initiaux sont
adaptés afin de respecter les contraintes de fabrications et les moyens de réalisation mises a
disposition. A titre d’exemple, le choix d’un stator modulaire pour la MSAPFA est di
essentiellement a des difficultés techniques puisque le découpage des tbles statoriques
enroulées (M270 50 A) n’¢était pas réalisable dans la société de construction et le colt dans
une société spécialisée semblait prohibitif. Par conséquent, il a été décidé de réaliser le circuit
magnétique statorique par plot (Figure 1V.60), chaque plot constituant un pas dentaire. Ces
différents plots sont ensuite bobinés et sont boulonnés dans la masse du flasque réalisé en
aluminium (Figure 1V.59) pour former un circuit magnétique statorique (Figure 1V.60).

Pour la MDCF, la fabrication du stator par plot est imposée par la nature modulaire de
la structure (Figure 1V.62). Chaque plot est constitué d’un empilement de téles magnétiques
en Fer-Silicium FeSi M270-50A, usinées suivant la forme U (Figure 1V.61). Les aimants
permanents sont placés en sandwich entre deux plots. L’ensemble est boulonné sur un flasque
en aluminium pour former le circuit magnétique statorique.
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Figure 1V.59. Dent statorique de la MSAPFA

Figure 1V.61. Vue de face du stator de la
MSAPFA en cours d’assemblage

Figure 1V.60. Plot élémentaire du circuit magnétique
statorique de la MDCF

Figure 1V.62. Vue de face de chaque stator de MDCF

Figure 1V.63. Bobinage d'un plot statorique de
la MSAPFA

sans les aimants permanents

w

Figure 1V.64. Bobinage d'un plot statorique de la
MDCF

Le bobinage adopté pour les deux prototypes est un bobinage juxtaposé double
couche. Une illustration d’un essai de bobinage est présentée dans les Figure 1V.63 et Figure
IV.64. Le nombre de spire réalisé avec un bobinage a la main est respectivement 38 spires
pour la MSAPFA et 30 spires pour MDCF. Ainsi, le taux de remplissage brut égal est de
I’ordre de 42% pour un diametre de fil nu égal a 0.85 mm et une épaisseur d’isolant égal a 0.3
mm. De plus des isolants supplémentaires sont réalisés pour permettre I’isolation des fils «
inter-bobines » au niveau du rayon extérieur du stator.
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Isolation en
forme de cavalier

Figure 1V.65. Bobinage complet d'un stator de la Figure 1V.66. lllustration de la mise en place des
MSAPFA isolants dans I'encoche

Les aimants permanents utilisés sont des Néodyme-Fer-Bore ayant une induction
rémanente égale a 1.2 T. Leur forme géométrique a été optimisée afin de respecter a la fois les
contraintes magnétiques (Couple de détente, FEM, couple en charge et ondulation de couple)
et les contraintes de réalisation imposées par la géométrie de chaque structure. Ainsi, pour la
MSAPFA des aimants trapézoidaux ont été fabriqué tandis que pour la MDCF le choix a été
orienté vers des aimants parallélépipédiques (Figure 1V.65). lls sont collés de facon alternée
de sorte qu’ils créent dans I’entrefer un flux axial traversant. (Figure 1V.66)

# Flux

Figure IV.67. Dégradé d'induction en charge de la MDCF

Le flux traverse axialement le circuit magnétique rotorique et passe d'un stator a un
autre. Le plan médian du rotor est un plan dantisymétrie. Cette disposition permet,
théoriqguement, la réduction de I'épaisseur du circuit magnétique rotorique voire de le
supprimer. Cependant, les contraintes mécaniques que le rotor est appelé a subir lors du
fonctionnement éloigne cette possibilité puisque sa limite élastique doit étre supérieure a
370MPa. Les aciers amagnétiques (austénitiques) n'ont pas une telle limite d'élasticité. Il a été
convenu donc de se tourner vers un acier magnétique. De plus, le centrage parfait ne pouvant
pas exister pour ces petites machines engendrant ainsi des contraintes de flexion et de torsion
qui viennent déformer le disque rotorique. Pour pallier a ces contraintes de réalisations des
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renforts mécaniques installés sur la structure rotorique peuvent étre une solution efficace
permettant d’éviter tous frottement possible entre le stator et le rotor.

De point de vue proces, les aimants permanents de la MDCF sont statiques donc leur
collage a été fait au niveau de leur surface latérale en contact direct avec les plots en U. Cette
solution est satisfaisante de point de vue mécanique puisque la force normale appliquée au
niveau de la face latérale est négligeable par rapport a la force d’attraction magnétique entre
les deux disques statoriques et rotorique. Néanmoins, pour la MSAPFA cette solution n’est
pas forcement la mieux adaptée vis-a-vis des efforts axiaux appliqués sur les aimants mais
reste la moins codteuse.

(a) Forme d'aimant pour la MSAPFA (b) Forme d'aimant E)our la MDCF

Figure 1V.68. Processus d'assemblage du rotor

Figure 1V.69. Vue d’une face de disque rotorique de . , de di ique d
la MSAPFA Figure 1V.70. Vue d’une face de disque rotorique de

la MDCF

Tel que présentée dans la Figure 1V.68, le rotor de la MSAPFA est composée d’un
disque massif sur lequel on vient placer les aimants permanenet. Néanmoins, pour la MDCF
et afin de réduire les pertes fer rotorique, les dents rotoriques ont été formées par un
empilement des toles magnétiques de nuances M270-35A. Par conséquent, et pour faciliter la
construction, les dents du rotor sont formées a I’extérieur et sont collées sur un disque
magnétique Figure IV.71. Ce choix de construction est due essentiellement au fait que le flux
magnétique traverse axialement le rotor et ne se reboucle pas entre les dents rotoriques a
travers la culasse.
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() (b)

Figure IV.71. Constitution du rotor de la MDCF

Afin de surveiller le comportement thermique des deux prototypes et de mesurer les
températures dans les différentes parties, des sondes de type thermocouple K sont installées.
Le choix s’est fixé a une sonde par phase sur chacun des 2 stators, soit un total de 6 sondes.

L’assemblage des deux prototypes est réalisé de la méme facon (Figure IV.71). Le
rotor est bloqué en translation dans la direction axiale grace a I’arbre qui est en butée sur le
palier statorique comme présenté sur la Figure 1V.72.

Figure 1V.72. Montage du rotor sur I'arbre de la machine

Ensuite, les deux disques statoriques sont rapprochés a la méme vitesse a 1’aide des
tiges filetées permettant ainsi d’annuler la résultante de la force axiale et de controler
précisément la valeur de I’entrefer. L'assemblage final est terminé par un ensemble de boulons
tout au long de la carcasse (Figure 1V.73(b)). Une virole en aluminium a était congue pour
tenir ’ensemble des deux stators et le rotor comme présentée dans la Figure 1V.73(b).
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(a) Assemblage de la MSAPFA (b) Assemblage de la MDCF

Figure IV.73. Vue de la machine assemblée

IV.4.2. Comparaison des résultats

Le but de ce paragraphe consiste a caractériser les deux prototypes a flux axial afin de
mesurer les grandeurs globales et de les comparer aux calculs effectués auparavant par des
mod¢les de dimensionnement et d’analyse développés au laboratoire GREAH. Tout d’abord,
nous commencons par présenter les équipements utilisés pour exécuter les essais thermiques
et électriques. On distingue :

Un Oscilloscope numérique

L’acquisition des signaux est faite par le biais d’un oscilloscope numérique « TDS
7104 » de marque « Tektronix » de caractéristique 4x1 GHz, 10Gs/s maximum, mémoire
400Ko a 32Mo en option, (option 3M, 16M) time résolution 100Ps, affichage 200000
Wirms/Sec, lecteur 3°°1/2
Une sonde différentielle

Nous avons utilisé une sonde différentielle pour diviser le signal observé par un
facteur de 20. Elle est de marque « TAO57-Sonde d’oscilloscope » ayant les
caractéristiques suivantes: 25MHz, 1,4KV, 21:1, 200:1.

Un tachymeétre optique

Pour mesurer la vitesse de rotation mécanique, nous avons utilisé un tachymetre

optique de type HT-5500.

IV.4.2.1. Etude du fonctionnement a vide

A vide, le seul champ régnant dans I'entrefer est celui crée par les aimants permanent. Ce
champ tourne a la vitesse de rotation du rotor Q et induit dans les bobinages statoriques une
f.6.m. par enrouement de pulsation, I'expression de la f.e.m est donner par I'équation IV.9 :

Ey = K.N.f.®, (IV.9)

Avec :
w=2.m.f=p.Q, p, nombre de paires de pbles, K, coefficient de Kapp, N, nombre
de brins actifs et @, est le flux sous un pole.
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La Figure IV.74 présente les f.e.m & vide des deux stators en série des deux prototypes
a une fréquence nominale de 62.5 Hz. On peut observer que le taux de distorsion harmonique
THD pour MDCF est meilleur par rapport a la MSAPFA. Néanmoins la différence en termes
de nombre de spires pour les deux structures engendre une valeur créte de la FEM pour la
MSAPFA plus grande que celle de la MDCF.
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Figure 1V.74. FEM a vide des deux stators en série

La Figure V.75 représente une comparaison entre la FEM du stator 1 et la FEM du
stator 2 en fonction de la vitesse de rotation. Nous constatons que le stator 2 génére une force
électromotrice supérieure a celle du stator 1. Cette différence est due au décentrage du rotor
engendrant ainsi une différence de valeur de I’entrefer de part et d’autre. En effet pour la
MDCEF, le stator 2 a en moyenne 12% de FEM en plus que le stator 1, ceci est dd a la
longueur de I'entrefer par stator, puisque I'un a un entrefer moyen de 1 mm et le second a une
longueur moyenne de 1,5 mm. Par consequent, le coefficient de force électromotrice est égal a
0,1438 [Vrms. rpm™] pour le stator 1 et & 0,1619 [Vrms.rpm™] pour le stator 2.
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variation de la force électromotrice en fonction de la vitesse
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Figure IV.75. Courbe de tensions en fonction de la fréquence, V=f(f)

Pour déterminer les parametres de la machine. Nous avons adopté le modele de Behn
Ehrenbourg, dans cette approche la phase de la machine est modélisée par une FEM. en série
avec une résistance, et une réactance.

]

. . eI
A Mo

. b

i
R

Figure 1V.76. Modéle équivalent d’une phase de la machine
Avec :

R = 2.r; Résistance de phase pour deux stator en serie (r : résistance de phase par stator)

X = 2.x = 2. L. w ; Réactance synchrone

Ep .
Iec’

Z=+(R2+X?)= Impédance synchrone.

I : Courant de court-circuit
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IV.4.2.1.1.Mesure de la résistance de phase

Pour déterminer la résistance R, on peut utiliser une méthode voltamperemétrique. La
méthode voltamperemétrique se fait & chaud en continu et on mesure la tension et le courant
(sans dépasser le courant nominal) puis on déduit la résistance par la loi d'ohm (Figure 1V.77).

Figure 1V.77. Schéma de montage d’une phase de la machine

Le tableau suivant montre les résultats obtenues des courants et tensions des déférentes phases
de la machine par I'essai voltamperemétrique.

Tableau 1V.11 Résistances de phase pour la MDCF

Phases

Grandeur U V W

Tension (V) [2.49 3.73 | 493 | 254 | 3.77 | 498 | 259 | 3.84 | 5.05
Courant I (A) | 9.95 | 14.91| 19.78 | 9.99 | 14.97 | 19.94 | 10.06 | 14.92 | 19.72
Résistance (€2) | 0.250 | 0.250 | 0.249 | 0.254 | 0.251 | 0.250 | 0.257 | 0.257 | 0.256

Tableau 1V.12 Résistances de phase pour la MSAPFA

Phases Courants | (A) Tensions simples U (V) Résistances (Q)
Phase U 5 0.98 0.196
Phase V 5 0.98 0.196
Phase W 5 0.98 0.196

IV.4.2.2. Etude du fonctionnement en court-circuit

Les trois phases du stator sont couplées en étoile. Le modele équivalent d'une phase de la
machine synchrone a aimants permanents est représenté sur la Figure 1V.78. Ainsi, Chaque
phase peut alors étre représentée par une source de tension ayant une impédance interne.

lee R X

i

Figure 1V.78. modéle équivalent d’une phase de la machine en court-circuit
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Les résultats expérimentaux de I’essai en court- circuit sont présentés respectivement sur les
Figure V.79 ci-dessous.

Courant de court-areul 2 2 fréquence de 10.3He {Courant de court-cincuit 3 la Fequence de 14.4Hz
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Figure 1V.79. Résultats des Courants de court-circuit a déférentes fréquences

Le courant de court-circuit est constant car la résistance de phase est faible. En effet en
négligeant la résistance phase, le courant de court-circuit est egal au rapport de l'inductance
cyclique (qui n'est autre que l'inductance de fuites pour un bobinage triphasé) sur le
coefficient de flux des aimants par phase (E = Kr. ws). Ainsi, plus I'inductance cyclique est
faible, plus le courant de court-circuit est fort et vice versa.

Le bobinage de cette machine est dentaire (chaque bobine est enroulée autour d'une
dent). Le bobinage dentaire est connu pour voir des inductances mutuelles entre phase plus
faible que les autres types de bobinage. Or, l'inductance cyclique est égale (au sens de
I'hypothese du premier harmonique) a (L,. = Ls — Mg) ou les inductances propres de la
phase et Mgest I'inductance mutuelle entre phase, M est négative et donc —Mg s'ajoute a Lg.
Ainsi, si M; est faible, L, sera faible et donc le courant de court-circuit sera fort. On note
que le courant de court-circuit de la MSAPFA est de 24 A environ. Le Tableau 1V.13 donne
les valeurs de I’inductance cyclique pour le sator 1 de la MSAPFA. Nous notons une légeére
différence entre les valeurs des impédances des 2 stators, cela peut étre dd aux enroulements
statoriques.
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Tableau V.13 Calcul des inductances cycliques pour la MSAPFA

E,(V) 59 83.24 101.98
F(Hz) 14.4 20.5 25.5
Leyen 0.0130 0.0132 0.0131

Tableau 1V.14 Tableau Calcul des inductances cycliques pour la MDCF

E,(V) 2.9 32
F(Hz) 3.43 3.43
Leyettty 0.0134 0.0129

IV.4.2.3. Etude du fonctionnement en charge

Afin de débiter les deux génératrices un banc de charge de 4 kW a été utilisé. L’essai
consiste a entrainer le prototype a une vitesse de rotation constante par un moteur synchrone
et relever la tension et le courant de phase tout en faisant varier le banc de charge résistif de la
maniére suivante (15%, 25%, 35%, 45%, 60%). Les grandeurs en charge de la MSAPFA sont
données dans le Tableau 1V.15.

CHARGE

Figure 1V.80 : Schéma représentant le couplage de la machine en charge

Tableau 1V.15 : Résultats de mesures et de calculs de puissances

R_charge 15% 25% 35% 45% 60%
V (V) 196.8 194.44 191.64 188.1 180.84
I (A) 2.4 3.9 5.34 6.7 8.8
P elc (W) 1222.6 2274.9 3070.1 3780.8 4774.2
P charge (W) 600 1000 1400 1800 2400
PJj) 3.3869 8.9435 16.7672 26.3953 45.5347
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Courbes de tensions et de courant 3 une féquence de 50Hz avec une charge de 25% Courbes de tensions et de courant & une Téguence de 50Hz avec une charge de 15%
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Figure 1V.81. Caractéristiques tensions et courants en charge

Les figures représentée ci-dessus montre bien que le courant de la phase U est en
phase avec la tensions puisque on a utilisé des résistances pures comme charge, ce qui est le
cas pour les courants de la phases W,V (systeme équilibré) et ca avec les différente charge
de 15% , 35% ,25% et 60%. On remarque une legére déformation des courbes de tension qui
ne sont pas parfaitement sinusoidales comparée a celles des courants et ¢a est dd au fait que le
neutre de la machine et le neutre de la charge est flottant induisant ainsi une différence de
potentiel (Figure 1V.82).

Axial flux generator

Phase U1

Resistive load

; Neutral
—
L S— {

Neutral

Phase V

Phase C

Voltage difference

Figure 1V.82 : Configuration de I'essai en charge

La température des machines électriques constitue un des facteurs principaux limitant
leurs performances. Cette température doit respecter les limites imposées par conception et ne
doit pas les dépasser. L’incertitude moyenne des thermocouples utilisés est de £0,1 °C de -
40°C a 375°C. Leur sensibilité moyenne est de 41 uV/°C dans la plage de -270°C a 1270°C.
Ces thermocouples sont reli¢s a une centrale d’acquisition et d’enregistrement de température
(FieldLogger) équipés de deux borniers a 8 voies chacun.

Nous avons mis deux charges triphasées de 4 KW en série sur chaque stator de la
MDCEF afin de se rapprocher aux conditions de fonctionnement nominal (10kW). Les Figure
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I\V.83 et Figure V.84 montrent respectivement la forme d’onde de la tension de phase simple
ainsi que I’évolution de la température en fonction du temps pour le méme point de

fonctionnement.
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Figure 1V.83. Tension simple de la phase en charge
(P = 3kW) a 62.5Hz

La machine étudiée a eté poussée a seulement 30% de sa puissance nominale, des simulations
thermiques doivent étre effectuées afin d'estimer la contrainte thermique supplémentaire
provoquée par une éventuelle augmentation du courant de phase, afin de pallier a
l'augmentation de l'entrefer par rapport a ’entrefer initial.

Par ailleurs, nous avons réalisé un court-circuit triphasé permanent respectivement au
niveau de chaque stator avec un courant de court-circuit de 10A et nous avons mesuré
I’évolution de la température en fonction du temps jusqu’a une stabilisation thermique. La
Figure 1V.85 montre I’allure des courbes obtenues aprées un certain temps de mesure au niveau
du stator 2. Cet essai sera utile pour la mise en place de la commande puisqu’il nous permet
de déterminer directement la constante de temps de la machine et permet de corréler
I’échange thermique entre le stator et le rotor.
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Figure 1V.85. Evolution de la température en fonction du temps avec un courant de court-circuit de 10A
IVV.5. Etude d’une machine synchrone a aimants permanents a flux radial

Le bruit et les vibrations d'origine électromagnétique constituent des inconvénients
importants qui peuvent étre réduits, que ce soit en rigidifiant la machine ou en contrélant les
forces électromagnétiques. La génération de bruit dans les machines tournantes est due en
particulier aux combinaisons de nombre de poles et de nombre d’encoches qui ont une
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incidence directe sur le contenu harmonique de l'induction magnétique [Millithaler 2015] [Le
besnerais 2015]. Une mauvaise combinaison est responsable de fortes vibrations et d'un bruit
important. Cette section présente une approche d’investigation vibratoire compléte d’un
moteur électrique synchrone monté en surface avec une combinaison de 27 encoches / 24
pbles. L’ objectif étant la détermination de I’origine de vibrations mesurées sur le prototype
réalisé. L ’approche d’investigation est donnée dans la Figure 1V.86.

Electromagnetic Mechanical Modal analysis Structural analysis Structural analysis Experimental results
performances modelling of under static loads under time varying  and comparison
analysis electrical machines loads

Figure 1V.86. Approche d’investigation afin de déterminer si les vibrations obtenues expérimentalement
sont d’origine électromagnétique

1VV.5.1. Présentation de la machine

Les performances électromagnétiques de la machine étudiée sont calculées a l'aide d'un
modeéle EF quasi 3D avec lequel la pression magnétique et les forces magnétiques locales sont
calculées. Ce choix se justifie par le fait que ces paramétres de sortie dépendent fortement de
la forme 3D de la structure et ¢galement pour tenir compte de 1’inclinaison du rotor. La Figure
V.87 présente la géométrie de la machine et le Tableau 1V.16 en donne les principaux
parametres.

* Phase C

a- Vue 2D de la machine sans le bobinage b- Distribution de bobinage fractionnel
Figure 1V.87. Géométrie de la machine

Tableau 1V.16 Paramétres du la MSAPFR

Quantity Value
No. of slots 27
No. poles 24
Stator outer diameter 703.8 mm
Rotor outer diameter 525 mm
Rotor inner diameter 420 mm
Airgap 2mm
Stator lamination axial length 630 mm
Rotor skew angle 0°-157°
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Operating speed

228 rpm - 320 rpm

Torque

17 kNm

Power

400 kW

IV.5.2. Modélisation magnétique

Afin de construire le modele électromagnétique, un acier ferromagnétique laminé
axialement (M350_50A) est utilisé pour la modélisation du circuit magnétique du rotor et du
stator (Figure 1V.88). Les aimants modélisés sont des Néodyme-Fer-Bore (NdFeB) ayant une
perméabilité relative de 1,04 et un champ rémanent de 1,22 (T). Une fois le modele construit,
les grandeurs électromagnétiques globales et locales sont calculées. La réduction du couple de
cogging est illustrée a la Figure 1V.88 en utilisant la technique d'inclinaison du rotor. La
Figure 1V.90 donne le couple électromagnétique et ses harmoniques tandis que la Figure
IV.89 illustre la densité de flux de I'entrefer en charge. La Figure V.91 donne la distribution
locale en charge de la pression magnétique et de ses harmoniques.

B{T)

08 I 1.2 4 6 1.8 d
H (A/m) i

Figure 1V.88. Caractéristique B(H) de la tdle M330_35A B(H)

Cogging torque (Nm)

— Raotor skew angle = (0°
— Rotor skew angle = 1.57°

0.4

0.6 0.8 |
Angular position (%)

Magnetic Mux density (T)

2 L L i L
0 20 40 60 BO 100 120 140 160 180 200 220 240 260 280 300 3240 340 360

Angular pesition (%)

Figure 1V.89. Couple de détente avec et sans vrillage du rotor et I’induction magnétique en charge dans
I'entrefer
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Figure 1V.91. Pression Magnetique au niveau du rayon interieur du stator et son contenu harmonique

IV.5.3. Modélisation mécanique vibroacoustique

Afin de développer le modele proposé, certaines hypotheses ont été formulées. Tout
d'abord, seul le bruit d'origine électromagnétique est pris en compte. Les contraintes
mécaniques sont principalement localisées sur au niveau des surfaces de 1’alésage statoriques.
Un acier orthotrope est considéré pour representer le feuilletage de la culasse statorique. Le
bobinage est pris en compte en modifiant le module de Young associé a cette partie qui est
considérée mécaniquement isotope. De plus, le circuit de refroidissement doit également étre
considéré car la carcasse n'est pas directement en contact avec le circuit du stator. Enfin, il n'y

a ni d'excentricité ni un déséquilibre du rotor.

Ces hypothéses doivent donc étre prise en compte afin d’estimer les coefficients de

contact de la machine étudiée (Tableau IV.17).

Tableau 1V.17 Coefficients de contact au niveau de la surface normale

Coefficient de contact Valeur
Contact entre la carcasse et le circuit magnétique statorique 0.9
Contact entre les bobines & tétes de bobines et le circuit magnétique statorique 0.01
Contact interieur et exterieur entre le carcasse et les flasques 0.01

Généralement, le support du moteur électrique est considéré comme suffisamment rigide.
De plus, la forme du support nécessitait un maillage fin, ce qui est trés couteux n terme de
ressource. Par souci de simplification, la fixation est remplacée par des conditions limites sur
le chassis aux emplacements exacts en U (X, y, z) = 0.

255




Carcasse

Circuit
magnétique
statorique —
Bobines_ Tétes de
bobines Propriétés mécaniques des matériaux :
Parametres | Laminations | Bobinages | Aimants | Carcasse
Circuit E, (GPa) 200 9.4 160 71
- E, (GPa) 200 9.4 160 71
magnetique E, (GPa) 0.8 9.4 160 71
rotorique _ G,y (GPa) 79.3 35 64.5 26.7
Aimants Gy, (GPa) 0.3 35 64.5 26.7
Gy, (GPa) 0.3 35 64.5 26.7
parmanents _ Vey 0.3 0.35 0.24 0.33
Arbre Ver 0.0012 0.35 0.24 0.33
Vi, 0.0012 0.35 0.24 0.33
p (kg.m-3) 7700 8890 7500 2700
DE
Roulement avant —
Flasque
NDE
Roulement arriere
— Flasque

Figure 1V.92. Géométrie du Moteur pour la modélisation mécanique

IV.5.3.1. Analyse modale:

Afin d’identifier les harmoniques de pression magnétique responsables du bruit, une
corrélation est établie entre ceux-ci et les fréquences propres du stator. La Figure 1V.92
montre I’influence du choix du coefficient de contact et de la présence de la carcasse sur les
fréquences propres. Un écart d’environ 100 Hz est constaté. La Figure 1V.93 donne la
comparaison des fréquences propres globales entre le stator assemblé sans la présence de la
carcasse et celui en prenant la carcasse en considération dans le modéle mécanique. On peut
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noter que l'écart de fréquence augmente d'un mode a l'autre en fonction des coefficients de
contact (parfaits ou modifiés). , tel que présenté dans le Tableau V.17,

Mode (2,1) pour le circuit magnétique statorique + bobines + tétes des bobines a:
191.63 Hz pour un contact parfait 92.516 Hz pour un contact modifié

Mode (2,1) pour le circuit magnétique statorique + bobines + tétes des bobines + la
carcasse a:
332.45 Hz pour un contact parfait 211.17 Hz pour un contact modifié

Figure 1V.93: Tllustration de I’écart des fréquences propres en fonction du coefficient de contact
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Figure 1V.94. Influence des coefficients de contact sur les fréquences propres (Hz)

Dans le cadre d’une étude de diagnostic, une corrélation peut étre établie entre les
harmoniques de pression magnétique, les fréquences propres et I’impact de chaque composant
a savoir le circuit magnétique statorique, les bobines, les tétes de bobines, les flasques et la
carcasse. L’objectif est d’étudier I’impact de I’ajout de chacun de ces composants sur les
fréquences propre comme illustré sur la Figure 1V.95, Figure 1V.96, Figure I1VV.97. Ainsi nous
pouvons statuer sur les ’origine des vibrations en cas d’un défaut d’assemblage par exemple.
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Figure 1V.95 Impact de la modélisation des bobines et tétes de bobines sur les fréquences propres
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Figure 1V.96. Impact de la modélisation des bobines, tétes de bobines et la carcasse sur les fréquences
propres
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Figure 1V.97. Impact de la modélisation de la structure compléte sur les fréquences propres

Pour conclure I'analyse modale permet de déduire les fréquences naturelles de la structure,
ce qui permet de savoir si I'une de ces fréquences sera excitée par la force électromagnétique
appliquée a la surface interne du stator. Cette étude peut étre réalisée en considérant plusieurs
parties de la machine séparément afin d'identifier, dans le cas d'une erreur d'assemblage, si
une fréquence naturelle de la structure est excitée. On peut noter que 1’assemblage réalisé
aboutit a un écart des fréquences propres de la structure. Par exemple, le mode 3 est excité a
une fréquence de 140 Hz lorsque seul le circuit magnétique du stator est considéré, tandis que
le méme mode est excité pour une fréquence égale a 409 Hz lorsque lI'on considére le circuit
magnétique du stator assemblé avec les bobines et les tétes de bobines et a une fréquence de
775 Hz en ajoutant la carcasse avec le circuit de refroidissement et enfin a une fréquence de
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1705 Hz en tenant compte de la structure compléte. La Figure 1V.98, Figure 1V.99, Figure
IV.100 et Figure 1V.101 présente 1’évolution du de I’excitation du mode 3 en fonction de la
prise en compte de différents composants de la structure. Ainsi nous pouvons conclure
qu’avec I’ajout du bobinage, des flasques et de la carcasse la rigidité mécanique de la
structure augmente engendrant ainsi des fréquences propres plus élevées pour chaque mode
excité. Néanmoins, la machine fonctionne a basse vitesse (228 tr / min - 320 tr / min), ce qui
correspond a une plage de fréquences de rotation comprise entre 3,8 Hz et 5,3 Hz. Cela fait
que la fréquence électrique de la machine oscille entre 91,2 Hz et 127,2 Hz. Ainsi, on peut
remarquer qu’il y a une marge avant d’atteindre la premicre fréquence naturelle de la
structure.

pour le circuit le circuit magnétique le circuit magnétique la structure compléte a:1705
magnétique statorique | statorique + bobines + | statorigue + bobines + tétes Hz
a: 140 Hz tétes des bobines a: 409 Hz|des bobines + Carcasse a:775
Hz

Figure 1V.98. Mode 3 |Figure 1V.99. Mode 3 pour| Figure 1V.100. Mode 3 pour | Figure 1V.101. Mode 3 pour

IV.5.3.2. Analyse vibratoire

L’analyse en charge des vibrations est trés consommatrice en temps de calcul, car le
maillage magnétique au niveau du rayon intérieur de 1’alésage statorique doit étre fin pour
permettre une répartition satisfaisante de la force magnétique sur les faces des dents. Pour ce
faire, la carcasse est prise en compte en tant que cylindre creux, les tétes de bobines en tant
gu'anneaux collés aux bobines, le circuit de refroidissement en tant que succession de
cylindres creux collés entre le circuit magnétique statorique et la carcasse, enfin les flasques
sont modélisés comme des disques creux. La Figure 1V.102 presente les éléments de structure
apres simplification et la Figure 1VV.103 donne un apercu du maillage mécanique.

1 2 3 4 5

Figure 1V.102. Vue éclatée de la structure modélisés apres simplification géométrique (1: flasque; 2:
circuit magnétique statorique; 3: carcasse avec circuit de refroidissement; 4: bobines et tétes de bobines;
5: flasque)
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Figure 1V.103. Vue du maillage mécanique

IV.5.3.2.1. Analyse structurelle sous contraintes magnétiques statiques

Tel que discuté au cours du chapitre précédent, le modéle magnétique et mécaniques
sont utilisés séparément. Le modele magnétique est utilisé pour calculer les densités de flux
magnétiques dans I'entrefer, qui servent a calculer les composantes normales et tangentielles
de la pression magnétique. Ensuite, une analyse harmonique est effectuée afin de déterminer
les fréquences de la contrainte magnétique appliquée sur la structure statorique. Le modéle
mécanique est ensuite utilisé pour une analyse structurelle sous contrainte qui calcule les
déplacements et les déformations correspondants pour chaque harmonique de la pression
magnétique. Dans ce cas, les pressions appliquées ont une forme d'onde sinusoidale.

Cette étude montre que les harmoniques 27, 3, 24 et 0 sont responsables d’un niveau
élevé de déformations (déplacements), comme indiqué dans le Tableau 1V.18. Les Figure
IV.105, Figure 1V.106 et Figure 1V.107 montre le déeplacement Ux, Uy et Uz pour le 27e
harmonique de la pression magnétique au bout d’arbre (DE) sur une trajectoire circulaire
comme illustré a la Figure 1V.104. Tel que présenté les déplacements selon x et y
responsables de la déformation radiale sont 5 fois plus grand que le déplacement selon z qui
correspond I’axe de rotation de la machine.

Figure 1V.104. Vue sur les emplacements des capteurs de déplacement

Tableau 1V.18 Analyse structurelle sous contraintes magnétiques statiques

Ux(m)at Uy(m)at Uz(m)at Ux(m)at Uy(m)at Uz(m)at
NDE NDE NDE DE DE DE
0 -- 2,105e5 5,762e4 2,15e-07 2,05e-07 1,17e-07 1,75e-07 1,65e-07 9,41e-08
3 11,4 7,892e4  6,827e4  2,4%-07  5,00e-08 1,74e-08  2,41e-07  4,21e-08  1,43e-08
6 22,8 3,667e4 3508 1,62e-09 1,36e-10  3,7Ze-10  1,62e-09 1,80e-10  5,23e-10
9 34,2 2,290e4 2156 1,29-09  9,00e-11 1,79%-10 1,20e-09  7,86e-11  1,63e-10
12 45,6 1,041e4 9267 6,61e-10  2,95e-10 1,02e-10  6,04e-10  2,42e-10  9,60e-11
15 57 1,030e4 6232 2,68e-10 1,57e-10 7,44e-11 2,33e-10 1,24e-10 7,61e-11
18 68,4 8727 1,469e4 5,64e-10 2,51e-10 8,95e-11 5,18e-10 1,88e-10 8,73e-11
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21 79,8 4,243e4 1,377e4 2,32e-10 1,29-10 2,81e-10 3,12e-10 1,75e-10 4,17e-10

24 91,2 1,183e5 3,252e4 2,38e-07 1,66e-08 6,62e-09 2,31e-07 1,41e-08 6,41e-09

27 102,6  2,015e5 1,541e5 3,48e-07 3,43e-07 7,20e-08 2,82e-07 2,75e-07 5,75e-08

30 114 2,273e4 1,481e4  4,35e-08 6,46e-09 2,32e-09 4,21e-08 5,43e-09 1,97e-09

SIKIIJ'

(%]

Structural Displacement at DE path Ux(m)

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 200 220 240 260 280 300 320 340 360
Angular position
Figure 1V.105. Exemple de déplacement Ux correspondant au 27e harmonique de la pression magnétique
au bout d’arbre (DE) sur une trajectoire circulaire
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Figure 1V.106. Exemple de déplacement Uy correspondant au 27e harmonique de la pression magnétique
au bout d’arbre (DE) sur une trajectoire circulaire
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Figure 1V.107. Exemple de déplacement Uz correspondant au 27e harmonique de la pression magnétique
au bout d’arbre (DE) sur une trajectoire circulaire
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IV.5.3.2.2. Analyse structurelle sous contraintes magnétiques transitoires

Dans une analyse structurelle sous contraintes magnétiques transitoires, les forces
magnétiques locales sont d'abord calculées sur un support de maillage magnétique, comme
illustré & la Figure 1V.108 et la Figure 1V.109. Ces forces servent alors de données d’entrée
pour le modéle mécanique et s’appliquent de la méme maniere sur les points de référence
créés sur la structure mécanique au niveau des faces des dents de 1’alésage statorique. Ensuite,
ils sont transférés aux éléments de maillage mécaniques tout en résolvant les probléemes
vibroacoustiques multi-physiques.

Figure 1V.109. Vue de la répartition des forces magnétiques sur le rayon intérieur de I’alésage statorique
pour le premier pas de temps

L’investigation du comportement vibratoire est effectuée pour une vitesse de rotation
fixe égale a 228 tr / min. Les déplacements obtenus ont une fréquence moyenne égale a
92,1659 Hz (Figure 1V.110, Figure 1V.111, Figure 1V.112, Figure 1V.113, Figure 1V.114et
Figure 1V.115), ce qui correspond approximativement a 24 fois la fréquence de rotation
(228/60 = 3,8 Hz, puis 24 * 3,8 = 91,2 Hz), qui est égale a deux fois la fréquence électrique
du moteur.
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Figure 1V.110. Déplacement Ux (m) a DE en fonction du temps
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Figure 1V.111. Contenu harmonique du Ux(m) at DE
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Figure 1V.112. Déplacement Uy (m) & DE en fonction du temps
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Figure 1V.114. Déplacement Uz (m) a DE en fonction du temps

x 107
T —= .!. ..... I[ .I[ I[ ,I .!. ! : .!
6.5/ : : : 5 | ; ; i |
o N D A O O O R A I I
=RRise E j=t= : e E 5
S [] S __________ _____ __________ ____________ _________ bondos RN ______ bt boedendo
=45 ! ' ! . ' : : : !
P | i ' : i | | : :
w4 ' : : i ; :
2 i i i i
ﬂ35 = : L L e X = == Bi=s e e > o i S = A==
2 ! | 1 | |
z 3 : | : : :
25 : : : :
E™ ! ! ' | | ' '
8 2= -L- . 4 L 4 - -k 1
=2 : : : : '
21.5 j : : :
= . . ! . .
: 1 - ._.i.. ..:._....JI..___....JI.._.__.___...:._._...__l.....J:........i_......L.. - ..JI__..._.. —
05 oot e
g O ) TP [ N " T [ ] A B Ry [P F e o R
12345678 9101112131415161718192021222324 252627282930

1
Harmonic rank

Figure 1V.115. Contenu harmonique du Uz(m) at DE
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IV.5.3.2.3.Comparaison des résultats

1V.5.3.2.3.1. Présentation de test

Il est claire que le strict minimum a avoir c’est les capteurs plus le conditionneur de
signaux. Cependant, pour I’acquisition on peut utiliser le matériel déja disponible au labo
(oscilloscope ou carte d’acquisition). Ainsi, une chaine de mesure de vibrations doit remplir
les fonctions suivantes :

= Transformer la vibration mécanique en signal électrique.

= Conditionner le signal de sortie du capteur pour le rendre exploitable et transportable.
= Intégrer le signal.

= Limiter la plage de fréquences du signal.

= Amplifier de nouveau le signal obtenu.

= Numériser le signal.

Capteur
{accélérométre)

-

Courant
ou tension

Préamplificateur
de charge ou de tension

Integrateur
(vitesse et déplacement]

Filtre passe-haut » Conditionneurs
Filtre passe-bas

Amplificateur

Convertisseur
analogique/numérique

_____________________ ;

! Enregistreur numérique !
———————————— ! pour post-traitement |
1
1

! {éventuel)
[ ]
Appareils pour Collecteurs de Analyseurs
mesurer : données informatisés de spectres
— les amplitudes S | N —
créte, créte 3 créte Fonction mixte : Traitement
et efficace - mesure de grandeurs complexe Appareils de
~ les paramétres scalaires avec dessignaux |  visualisation
spécifiques au suivi archivage et tracé et d'analyse
des roulements de diagrammes
d'évaluation
— analyse spectrale
simple

Figure 1V.116. Synoptique d'une Chaine de mesures de vibrations
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1V.5.3.2.3.1.1. Choix de I'accélérometre

1V.5.3.2.3.1.1.1. Choix de la technologie

Les accélerométres utilisent un systeme masse-ressort afin de générer une force
proportionnelle a la vibration. I1 existe ainsi plusieurs familles d’accélérométres on peut citer :

1V.5.3.2.3.1.1.2.1. Les accélérometres piézoélectriques a charge électrique :

Les accelérometres piézoélectriques a charge : la force est appliquée sur I’élément
piézoélectrique produit une charge a ces bornes proportionnelle a 1’accélération. Les
accélérometres PE sont autoalimentés, de ce fait ils ne nécessitent pas de source externes. lls
sont capables de fonctionner pour des températures élevées mais ils sont contraints par une
haute impédance de sortie qui impose I’utilisation de cables a faible niveau de bruit aussi bien

que des amplificateurs pour le conditionnement du signal de sortie.

1V.5.3.2.3.1.1.2.2. Les accélérometres CCLD / Deltatron IEPE :

Les accelérométres piézoelectriques de type CCLD sont des PE a charge avec
préamplificateur intégré possédant ainsi une sortie tension a faible impédance. Il s’agit donc
d’accélérometres hermétiquement fermés réduisant I’influence de I’environnement sur les
mesures. Ces capteurs ont une faible susceptibilité aux radiations électromagnétiques et une
faible impédance de sortie grace a I’amplificateur intégré. Cela permet donc I’utilisation de
cables coaxiaux pas chere.

1V.5.3.2.3.1.1.2.3. Les accélérometres piézorésistifs

Les accélérometres piézorésistifs sont bases sur une technologie MEMS. Le changement
de la résistance ¢lectrique de I’élément PR est proportionnel au stress mécanique appliqué sur
les ressorts tenant la masse sismique. Ces accélérometres incluent des freins mécaniques
intégrateurs et offre une rigidité exceptionnel tout en assurant un excellent rapport
mesure/bruit. Le Tableau 1V.19 compare ces différentes technologies en termes de
performances:
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Tableau V.19 Comparaison de différentes technologies des accélérométres

Pi.azoel.actric i;'PE] Charge PE CCLD Piazaras}sti.\m {PR}

Weight (relative) Very low ' Very Low Low

[ Miniature Deslgn. Capabhility Yes Yes No
Useful Fr\iqucn.\‘..y Range Capability Very high Very high Low

I Sensitivity to Vibration High High Low

.Suit.al:;iliwfor H]gh .Te.mperau.lre Yes Na No
DC Respélnse . . Mo Mo Yes
TEDS No Yes No

. Sensitivity to Environment Low Very low Low

[ Flat Phase Response at HF Yes Yes No

[ Sultabillt-;r for Shock Measurements Medium Medium Low

I Long Pulse (crash testing) No No Yes

I High E Sur\ri.\r.sl:;i.]itv, rugtgedness Medium Medium Medium

[ Self-generating Yes Na No

. Long Cables (wa ihpedance output) No Yes \.’es

[ Cr\;f.c;.ganic Tﬂn'.lparatura Yes No No

[ Synonym Charge DeltaTron®, IEPE Bridge

1V.5.3.2.3.1.1.2. Les parametres de mesures

1V.5.3.2.3.1.1.2.1. La limite fréquentielle inférieure :

C’est normalement la fréquence pour laquelle la réponse change de 10% comparé a la
réponse a 159,2 Hz. Pour les PE a charge cette fréquence est déterminée en fonction de
I’amplificateur utilisé. Cependant, pour les accélérometres PE CCLD et le PR cette limite
fréquentielle peut étre spécifié précisément comme I’amplificateur est intégré.

1V.5.3.2.3.1.1.2.2. Lalimite fréquentielle supérieure :

C’est la fréquence pour laquelle la réponse change de 10% comparé a la réponse a 159,2
Hz. Normalement, il s’agit du 1/3 de la fréquence de résonance du systéme masse-ressort
utilisé dans le capteur.

1V.5.3.2.3.1.1.2.3. Le niveau de bruit résiduel :

Ce niveau est déterminer a partir du bruit générer par le capteur et I’amplificateur. Dans
la plupart des cas, cela est généralement déterminer par le bruit électronique. Pour les faibles
niveaux de vibration, le niveau de bruit résiduel est plus important que la sensibilité du
capteur et masque le faible niveau de vibration.

1V.5.3.2.3.1.1.2.4. Plage de fonctionnement maximale :

Cette plage est déterminée par la variation de la tension maximale possible si un
préamplificateur est utilisé ainsi que le niveau maximal de de stress mécanique supporté par
le capteur sans induire quelconques déformations. La figure qui suit illustre un exemple :

267



erating R. of Acceleromaeter T 4393
Operating ange 3 ype

i T T 100000
off I H\“\‘w o0 L1 2
; 1000
% 100
£ g
? E 1 ! | ! i ! E
-
¥ oAl » .
R m ‘ H
3 3 3 b
L |
oo1 ¥ ~
1 \ |
0.001 4 !
3 BN
0.0001 | Res‘&l:}bu Lev
! f g
3 |
0.00001 4——+—t—rtrerth——r—s—et ottt —r mrovr PG IaToe IR
0.01 o1 1 10 100 1000 10000
Fraquencyi[iz]

lote: Noise RMS level in 1 Hz bandwidth

Figure I1V.117. Plage de fonctionnement maximale d’un accélérométre

1V.5.3.2.3.1.1.2.5. Influence de la température :

Les accélérométres sont capables de fonctionner pour une grande plage de température.
Cependant, les propriétés des matériaux PE constituant ces capteurs varient en fonction de la
température modifiant ainsi la tension de sortie, la sensibilité de charge, et I'impédance en
comparaison avec des valeurs de références obtenues pour une température de référence.

La configuration de test utilisée pour les mesures expérimentales est présentée dans la
Figure 1V.118 et listée ci-dessous.

= Accouplement flexible pour le raccordement du moteur au chassis;
= Capteur piézoélectrique monté sur le cadre.

= Moteur électrique testé, modéle AE-1200 Mysteére;

= Matériel d'acquisition de mesure de vibrations;

= Alimentation du moteur, contréle et surveillance de la température.

Figure 1V.118. Présentation de la configuration du test

Pour les mesures de vibrations, les équipements suivants ont été utilisés:
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1V.5.3.2.3.1.1.3. Amplificateur de charge Briiel&Kjaer 2635

Figure 1V.119. Amplificateur de charge Briel&Kjeer 2635

L'amplificateur de charge type 2635 est un amplificateur de conditionnement complet
équipé pour les applications suivantes:

= Mesures genérales des vibrations avec un accelérometre piézoélectrique
= Mesures sonores avec hydrophones piézoélectriques (sondes sous-marines).

La sortie du 2635 peut étre acheminee vers des magnétophones portables et des
enregistreurs de niveau, des voltmetres électroniques, des amplificateurs de mesure et des
analyseurs de fréquence. Il peut étre alimenté par des batteries internes ou par une
alimentation externe en courant continu, ce qui le rend utile a la fois sur le terrain et en
laboratoire.

1V.5.3.2.3.1.1.3.1. Les usages:

= Mesure des vibrations en champ et en laboratoire en termes d'accelération, de
vitesse et de déplacement, ainsi que l'accélérométre piézoélectrique et le
voltmetre ou l'amplificateur de mesure

= Enregistrement sur le terrain des vibrations et autres signaux avec enregistreurs
portatifs et enregistreurs de niveau

= Mesures acoustiques sous lI'eau avec hydrophone

= Mesures d'impédance mécanique

1V.5.3.2.3.1.1.3.2. Fonctionnalités:

= Entrée de charge

= Conditionnement a 3 chiffres de la sensibilité du transducteur

= Niveaux de sortie unifiés pour un étalonnage simplifié du systéeme
= Haute sensibilité jusqu'a 10 V / pC

= |ntégrateurs intégrés pour le déplacement et la vitesse

= Limites basse et haute fréquence commutable

= Oscillateur de test intégré
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1V.5.3.2.3.1.1.4. Accélérometre piézoélectrique Briiel&Kjzer 4375

L i

Figure 1V.120. Accéléromeétre piézoélectrique Briel&Kjeer 4375

Le Capteur PE 4375 est un accélérométre miniature DeltaShear uni-gain avec un faible
poids et une fréquence de résonance éleveée. Il dispose d'un cable intégral a faible bruit, 10-32
UNF et un trou fileté M3 pour le montage. Le type 4375-V a les mémes spécifications et la
méme stabilité que le type 4375, mais il a une tolérance de sensibilité détendue.

1V.5.3.2.3.1.1.4.1. Les usages

= Mesures a haute frequence
= Test de vibrations
= Mesures sur structures légéres

1V.5.3.2.3.1.1.4.2. Caractéristiques

= Petite taille
= Faible poids
= Cable intégral

Environmental
" ~74 1o +250

Type Ne. aa7s 37y o Rt e 'F —101 1o +a82
General Temperature Coefficient of Sensitivity wW'C o.08°
Weight gram 14 Temperature Transient Sensitivity ma"4/"e 5
{excluding cable, wherever applicable] = 0085 (3 Hz Low. Lim. Freq. (-2 di, & d&/octave]} al'E 0.275

" ptfms=? | 031622% | 0316215% Base Strain Sensitivity me~dfue £.005
Change Sensitivity {at 159.2 Hz) ey 10 % 108 1% {at 254 e in the bace plane) gl 0.000%
Frequency Range [t 10% limit] Hz 01 10 16500 Magnetic Sensitivity (S0 Hz, 0038 T) e Y G
Mounted Resonance Freguency kHz =5 gh{al:s a2
Max. Transverse Sensitivity (at 30 Hz, 200 ms™7) % <8 Whax. Non-destructive Shack 2 peak) bt 0
Tramsverse Resonance Freguency kHz 18 e St
Max. Operational Continupus Sinusoidal s 0 Hoasing Material Titariurn ASTM Grade 2
Acceleration {peak) g 5000 Pinzoeleiric Sensing Element Pz23
Edectrical Construction DeltaShear
Residual Moise Level [measured with NEXUS mms™ s Sealing Wekled
Type 2682-001 in the spexified frequency range) ma 052 Electrical Connector integral catile, 10-32 UNF-2B
Capadtance [excuding cable] =13 EXS Mounting M3 x 1.6 mim threaded hode
Min. Leakage Resistance fat 20 *C) GO0 mn Petaan. 1.0 [8.8)

ing Torgue = bom: {laf-in) D3
* In the wenparaiwre fange =15 10 « 125 °C =13 o « 357 °F)

Figure 1V.121. Caractéristique de I’amplificateur de charge Briel&Kjeer 2635
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Figure 1V.122. Oscilloscope LeCroy WaveSurfer 424

1V.5.3.2.3.1.1.6. ZES Zimmer Power Analyzer LMG 500

Figure 1V.123. ZES Zimmer Power Analyzer LMG 500

1V.5.3.2.3.2. Analyse et comparaison des résultats

Dans cette section, les mesures expérimentales, pour les configurations en charge et les
configurations a vide, sont indiquées aux Figure 1V.124 et Figure 1V.125.

Selectrange E
Starttime: | 0751300001 & Erdtime: | 0.760699987 8 Duration: 0.008S00000 5 Frequercy: | 112.359550475 Hz Perods: [1 =
Start sample; | 7518 = End samgies [7607 .
Legerd '3
0.15 =
0.2
0.35
0.4
-0.45
= = = = =

| vl

Figure 1V.124. Moteur (en charge) 280 tr / min, vibration de 112 Hz (mesurée sur la carcasse)

Select range x
Sterttimes | 0.943300009 5 Endtime: | 0.952199995 5 Durations 0.002900000 5 Frequency: | 1123559550475 Hz Periods: [ 1 -
Start sempie: [3432 % End sompies [3522 -

920ms S40m:
a1 ] 5600 3300 Ad|

Figure 1V.125. Moteur (a vide) 280 tr / min, vibration & 112 Hz (mesurée sur la carcasse)
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La Figure 1V.124 présente, pour une vitesse de rotation égale a 280 tr / min, les
déplacements mesurés lorsque le moteur électrique est charge, tandis que la Figure 1V.125
présente les déplacements mesurés lorsque le moteur est a vide. Ainsi, on peut noter que les
vibrations mesurées ne sont pas liées au couplage avec le moteur d’entrainement ou a la
charge et il apparait egalement que la fréquence de vibration est proportionnelle a la vitesse de
rotation. Dans le cas ou la vitesse est égale a 280 tours / minute, la fréquence de vibration est
égale a 112 Hz, ce qui correspond a 24 fois la fréquence de rotation. Alors que, dans le cas ou
la vitesse est égale a 320 tr / min, la fréquence des vibrations est égale a 128 Hz, ce qui
correspond également a 24 fois la fréquence de rotation. En fait, 24 fois la fréquence de
rotation n’est autre que le double de la fréquence électrique de la machine.

Dans l'analyse structurelle sous contraintes variables dans le temps et a partir des
déplacements harmoniques obtenus, on peut noter que le nombre de pOles 24 est responsable
d'un niveau élevé de vibrations. L’analyse structurelle sous contraintes statiques montre que
les harmoniques 27, 3, 24 sont responsables de déformations considérables. Ajoutons a cela
les résultats de mesures expérimentales qui confirment les résultats obtenus des simulations
EF et indiquent le nombre de poles influencant les vibrations dans ce type de machines. On
peut alors en conclure que les combinaisons nombre d’encoches statoriques et le nombre de
poles rotoriques sont determinantes pour le niveau de vibrations. En fait, pour réduire le
niveau de vibrations, il est possible d’agir sur les poles et le nombre d’encoches dans la phase
de préconception, si possible. Sinon, on peut agir sur la rigidité de la carcasse méme en
augmentant son épaisseur ou en ajoutant des renforts (crochets, barres...) comme proposé a la
Figure 1V.126.

Option 1: Feet going along the complete length of the motor

Option 3: Application of brackets on existing housing

HGW2372
washers &

AE-1600. L=870
AE-1200, L=708

Option 2: Feetwith larger radial ribs, reaching the terminal box

Figure 1V.126. Présentation des techniques de renforcement de la carcasse

1IVV.5.4. Conclusion de I’étude de la MSAPFR

Cet étude détaille le processus danalyse vibroacoustiqgue d'un moteur électrique
d’origines électromagnétiques en prend en compte les coefficients de contact. On peut alors
en conclure que les vibrations mesurées sont dues a des origines électromagnétiques en
utilisant une analyse structurelle sous des contraintes magnétiques variables dans le temps.
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Deuxiemement, I'analyse modale a montré que les fréquences naturelles de la structure
peuvent ne pas étre excitées par les forces électromagnétiques car leur plage de fréquences est
située un peu loin des harmoniques principaux de la pression magnétique. En fait, cela ne
signifie pas qu’il n’y a pas de vibrations, mais que celles qui sont obtenues sont
principalement dues a la distribution de force magnétique rotative (déformation de la
structure).

Enfin, I'analyse structurelle sous contraintes statique a permis de calculer I'amplitude de
vibration pour chaque rang harmonique de la pression magnétique et de déterminer que les
niveaux de vibration les plus élevés sont obtenus pour les rangées d'harmoniques situées dans
I'intervalle:(27-24).

1VV.6. Conclusion

Dans ce chapitre, des études de performances des différentes structures de machines
ont été présentés. L’objectif étant d’étudier le comportement vibroacoustique en se focalisant
sur la méthodologie permettant de coupler les deux physiques a savoir le magnétique et la
mécanique pour des structures a flux axial et radial et aussi de comparer le niveau de bruit des
deux machines a flux axial ayant le méme cahier des charges (MDCF et MSAPFA).

Dans la premiere partie de ce chapitre, I’impact du choix du nombre d’encoche et le
nombre de paires de pbles sur la réponse magnéto-vibroacoustique d’une MDCF a été étudié.
Pour ce faire, une étude paramétriqgue magnétique en fonction du la polarité de la machine a
¢té faite permettant de minimiser le couple de détente et 1’ondulation de couple et de
maximiser le couple électromagnétique moyen. Cette étude a été complétee par une analyse
du comportement vibroacoustique de la structure en se basant sur deux approches de
modélisation. Ces deux approches sont fondées sur un couplage faible entre deux modéles EF
3D a savoir le modéle magnétique et le modele mécanique. La premiere approche est basee
sur une étude vibroacoustique sous contraintes magnétiques qui varient dans le temps. La
deuxiéme approche est basee sur une superposition modale. Ces deux méthodes d’analyse ont
permis de quantifier et de conclure efficacement sur I’adaptabilité acoustique de la structure
pour une application embarquée.

Dans la deuxieme partie de ce chapitre, une étude magnétique d’'une MSAPFA est
faite a partir d’'un model éléments finis 3D. Cette étude magnétique a était suivie par une
¢tude mécanique permettant, tous d’abord, I’analyse et le dimensionnement du disque
rotorique de la structure. Ensuite, le comportement vibratoire d’origine électromagnétique de
cette machine a était étudié a partir d’un couplage faible entre deux modeles magnétique
mécanique. Le modele magnétique permettant le calcul des efforts électromagnétiques qui
servent d’entrée pour le modele mécanique qui a son tour permet I’estimation des vibrations
de la machine.

Dans la troisieme partie de ce chapitre une MSAPFR 27 encoches / 24 pdles a été
¢tudiée afin de déterminer Iorigine des bruits mystérieux constater par mesure apres le la
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phase du prototypage. Pour réaliser cette investigation, une analyse électromagnétique est
d'abord réalisée a l'aide d'un modéle EF quasi 3D permettant de calculer les grandeurs
magnétiques de la machine. Ensuite, une analyse modale est effectuée en utilisant un modéle
structurel EF 3D afin de calculer les fréquences propres du moteur pour deux cas de contact
que ce soit parfait ou ajusté. Ces fréquences propres sont ensuite corrélées avec les
harmoniques de pression magnétique pour extraire les modes éventuellement excités et
montrer I'influence des coefficients de contact sur les résultats globaux. Par la suite, une
analyse mécanique structurelle sous des contraintes magnétiques statiques est effectuée. Par
conséquent, et pour chaque harmonique de la pression magnétique, la réponse vibratoire est
calculée afin de déterminer lequel des harmoniques est responsable des déplacements d'ordre
élevé. Enfin, une analyse mécanique structurelle sous des contraintes magnétiques variables
dans le temps est effectuée permettant de calculer, a une vitesse de fonctionnement choisie, la
réponse vibratoire de la machine en utilisant la distribution des forces magnétiques locales.
Ainsi I’ajout des renforts sous forme des barres au niveau du chassis a été proposé afin de
réduire le niveau de vibrations.
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Conclusion générale
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Ce travail de these traite la problématique des émissions vibroacoustique des machines
électriques tournantes et spécialement les machines discoides a flux axiale. La problématique
de bruit et vibrations des machines électriques devient de plus en plus critiques pour tout type
d’application. Ce mémoire de thése aborde la problématique dans un contexte d’utilisation
pour les véhicules électriques et hybrides. L’environnement et 1’ensemble des contraintes
liées & la conception et dimensionnement de machines électriques dediées a la traction
électrique ont été évoqués. Une veille scientifique sur les besoins particuliers de ce domaine
d’application a été présentée. Un état de I’art, sur la motorisation électrique (systéme complet
machine électrique + électronique de puissance et de control) pour différentes architectures
vehicules avec des niveaux d’hybridation allons du léger au 100% électriques est présenté.
Les avancées dans le développement, conception et fabrication des machines tournantes
durant ces dernieres décennies sont soulignées. Les machines discoides a flux axiale et
particulierement les machines a commutation de flux sont présentées comme des candidats
potentiels pour la mobilité électrique.

Ce manuscrit ne s’intéresse pas seulement a I’identification et la mise en exergue de la
problématique vibroacoustique mais surtout a apporté des solutions et des élements de
réponse a certaines contraintes. La problématique vibroacoustique étant trop vaste et trop
complexe, ce travail de thése se focalise sur les aspects vibroacoustiques d’origine
électromagnétiques. Pour ce faire, les méthodes de réduction de bruit sont présentées mais
seules les solutions de réduction passive sont évoquées. Ces solutions se basent sur le
dimensionnement et la conception par optimisation de machines électriques performantes et
moins bruyantes. Par conséquent, une modeélisation multi-physique est indispensable.

Cela nous ramene au cceur de ce travail qui est le développement d’outils et de modeles
multi-physique réunissant les criteres suivants : généricité, rapidité, précision, et facilité de
couplage.

Dans ce cadre plusieurs modeéles électriques, magnétiques, mécaniques, thermiques, et
acoustiques sont présentés. Differentes stratégies de couplages et d’approches de modélisation
sont investiguées. Des conclusions sont tirées a chaque fois en fonction des besoins annoncés
pour chaque étude.

Les principales contributions de ce travail de thése d’un point de vue de modélisation
multi-physique peuvent étre résumées comme suit :

- Développement de codes (Analytiques, éléments finis et a constantes localisées)
génériques applicables sur tout type de structure

- Modélisation 2D et 3D dédiée aux machines a flux axiales et radiales

- Prise en compte des non-linéarités des matériaux (magnétiques et mécanique)

- Prise en compte de ’amortissement

- Prise en compte de I'impact de la température sur les propriétés (électriques,
magnétiques et mécanique) des matériaux

- Prise en compte de différents types de contacts structurels

- Développement de macros de couplage entre modéles multi-physiques
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- Développement d’outils sur une méme plateforme afin de facilité le couplage

- Développement de codes adaptés pour le calcul paralléle

- Développement d’algorithmes de résolution adaptés aux besoins (plusieurs solveurs,
plusieurs approches, modéle réduit)

Les principales études :

- Couplage magnéto-vibroacoustique cas d’application sur une machine synchrone a
rotor bobiné dédié a la traction électrique
- Modélisation et conception par optimisation a base de constantes localisées thermo-
magnéto-vibroacoustique d’une machine synchrone a concentration de flux
- Etude du comportement vibroacoustique d’une machine discoide a commutation de
flux :
o Impact des combinaisons pdles/encoches
o Etude de la déflexion des disques rotoriques sous contraintes afin de
déterminer 1’épaisseur minimale
o Approche de modélisation réduite a base d’analyse modale et du contenu
harmonique de la pression magnétique
- Etude du comportement vibroacoustique d’une machine synchrone a aimants
permanents a flux axial
- Comparaison des deux prototypes discoides a flux axial en termes de performances
magneéto-vibroacoustique et de process de fabrication
- Investigation compléte de I’origine de vibrations sur une machine synchrone a aimants
permanents a flux radial et I’influence des coefficients de contacts sur le
comportement vibratoire

Cette thése s’inscrit dans la continuité de la thése de Verez étant la premiére au
laboratoire GREAH portant sur la problématique vibroacoustique, faisant partie du nouvel axe
de recherche récemment adopté. A I’issue des travaux de Verez certaines perspectives ont été
suggerer tel que :

- le calcul des déformations forcees qui souffre de beaucoup d’imprécision,

- la prise en compte réaliste des formes géométriques complexes des machines
électriques,

- L’amélioration de la caractérisation des propriétés mécaniques des matériaux,

- La prise en compte des coefficients de contact entre les différentes régions de la
machines afin d’améliorer la précision,

- Laprise en compte de I’influence de la température, problématique mal connue pour
la vibroacoustique des machines électriques mais qui a une importance primordiale
dans une approche de dimensionnement multi-physique.

Ce mémoire est venu donc répondre a ces besoins et compléter 1’approche de
modélisation multi-physique ainsi que le développement de codes génériques a implémenter
dans les outils de calcul du GREAH comme « SIMUMSAP » et « OPTIMSAP ».
L’importance des mesures expérimentales vibroacoustique a été soulignée le long de ce
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travail. Malheureusement, nous n’avons pas pu effectuer nos propres mesures alors que c¢’est
I’axe que nous avions espéré développer en premier.

Cependant, la maturité ainsi que la généricité des modéles deéveloppés permettent
aujourd’hui de passer au stade de validation et de calibration par rapport aux résultats
expérimentaux. Cela sera mis comme perspectives des prochains travaux.
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Abstract

This PhD thesis deals with the issue of vibroacoustic emissions from the first design
phases of electrical machines in order to have robust, reliable and above all efficient machines
that meet the constraints in a wide range of applications and especially electrical vehicles.
This manuscript is not only interested in the identification and highlighting the vibroacoustic
problem, but above all to brought solutions and response elements to certain constraints.
Knowing that the vibroacoustic problem is too vast and complex, this thesis focuses on
vibroacoustic aspects of electromagnetic origin. To do so, the methods of noise reduction are
presented but only the passive reduction solutions are used. These solutions are based on the
design and optimization of efficient and less noisy electrical machines. This brings us back to
the core of this work, which is the development of tools and multi-physics models combining
the criteria of genericity, speed, accuracy and simplicity of coupling. In this context, several
electric, magnetic, mechanical, thermal and acoustic models are presented. Different coupling
strategies and modeling approaches are investigated. Conclusions are drawn each time

according to the needs for the application use case.
Résume

Ce mémoire de these traite la problématique des émissions vibroacoustiques deés les
premieres phases de conception de machines ¢électriques dans le but de mettre en ceuvre des
machines robustes, fiables et surtout efficientes répondant aux contraintes dans un large
domaine d’applications et spécialement pour le véhicule électrique et hybride. Ce manuscrit
ne s’intéresse pas seulement a I’identification et la mise en exergue de la problématique
vibroacoustique mais surtout a apporté des solutions et des éléments de réponse a certaines
contraintes. La problématique vibroacoustique étant trop vaste et trop complexe, ce travail de
these se focalise sur les aspects vibroacoustiques d’origine électromagnétiques. Pour ce faire,
les méthodes de réduction de bruit sont présentées mais seules les solutions de réduction
passive sont évoquées. Ces solutions se basent sur le dimensionnement et la conception par
optimisation de machines électriques performantes et moins bruyantes. Cela nous ramene au
ceeur de ce travail qui est le développement d’outils et de modéles multi-physique réunissant
modeéles électriques, magnétiques, mécaniques, thermiques, et acoustiques sont présentés.
Différentes stratégies de couplages et d’approches de modélisation sont investiguées. Des

conclusions sont tirées a chaque fois en fonction des besoins pour le cas d’application.



