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Résumé

Le transport aérien est en croissance continue avec un nombre d’utilisateurs et vols par an qui
doublerait d’ici 2037 atteignant 8,2 milliards de voyageurs avec notamment les marchés chinois et indien
en expansion. A cette croissance, il faut également considérer la mobilité urbaine qui connaitra
également une transformation avec I’arrivée d’aéronefs pour le transport de passagers mais également
de drones pour le transport de colis. Des restrictions de plus en plus sévéres sont définies afin de pousser
les compagnies aériennes, et les constructeurs, a se lancer dans I’hybridation voire dans 1’¢lectrification
pure, afin de réduire I’'impact sur I’environnement. Accroitre le rendement et la compacité des
convertisseurs ¢électriques représente alors un axe de recherche fondamental dans ce domaine. C’est dans
ce contexte que s’inscrivent nos travaux de recherche. L’objectif de cette thése consiste & contribuer a
la minimisation des volumes et masses des parties actives constituant une machine électrique tout en
préservant le rendement. Jusqu’alors, des configurations & entrainement direct sont par défaut préférées
en vertu d’un rendement et d’une fiabilité plus élevés. L'accroissement de la compacité passe
nécessairement par 1’augmentation du nombre de pdles et s’accompagne d’une augmentation des pertes
par unité de surface d’échange générée par une montée en fréquence. En premier lieu, cette these porte
donc sur la modélisation thermomécanique couplée a celle électromagnétique de base afin d’essayer de
repousser le plus possible la limite en fréquence et d'analyser des contraintes plus sévéres de
températures ambiantes. Cette étude a aussi pour but de confirmer les performances obtenues lors de
I'utilisation d'un bobinage a barres, distribuées par quartiers, étudié préalablement par notre laboratoire
IES, et d'investiguer le comportement thermique de cette solution par rapport a une solution plus
conventionnelle. En effet, compte tenu du haut niveau de pertes dues a la haute fréquence, le risque de
désaimantation ou de baisse de couple est élevé. Des solutions sont donc apportées, en second lieu, afin
de minimiser les pertes par courant induits dans le bobinage et dans les aimants. A cette fin, une
modélisation multiphysique par Réseaux de Neeuds, par Eléments Finis, et par Fluidodynamique ont été
nécessaires afin d’évaluer ces risques et de dimensionner de maniére adéquate un systéme de
refroidissement optimal. Ces mode¢les sont finalement mis en ceuvre afin de réaliser le dimensionnement,
la conception et I’assemblage du convertisseur sur la base d’une spécification transmise par SAFRAN.
Des analyses sur banc viendront par la suite conclure et valider ces travaux. L’ensemble de ces modéles

aura ainsi permis 1’optimisation des performances du convertisseur électromécanique.

Mots clés : Machines synchrones a aimants permanents, Haute fréquence, Hautes performances

massiques, Aéronautique, Eléments finis, Multi-physique,



Abstract

The aeronautics transport is continuously growing. Forecast shows that the number of flights
will have doubled by 2037 reaching 8.2 billion of air travelers, with China and India as the main and
fastest-growing markets. Urban mobility will be revolutionized and transformed by new aircraft
concepts for commuting and delivering services replacing cars. Severe restrictions are defined in order
to decrease the impact on environment, pushing aeronautics industries to reach the targets in terms of
noise and gas emissions by proposing new hybrid/full electric aircraft concepts. Enhancing the power
converters efficiency and compactness thus represents a strategic research framework in this domain.
Given this context, the main goal of this PhD consists in contributing to the minimization of the volume
and mass of electrical machine active parts while preserving its efficiency. In literature, direct driven
configurations are usually preferred due to their higher performance and reliability. The increase in
compactness, involving necessarily an increase in the number of poles, is accompanied by a raise in
losses per unit of exchange area generated by a raise in frequency. Therefore, in this thesis we firstly
present a thermomechanical model coupled to the electromagnetics one in order to push the frequency
limit as far as possible and to analyze more severe constraints of ambient temperatures. The aim of this
analysis is also to confirm the performance obtained when using sector distributed bar-wound windings,
previously studied by our IES laboratory, and to investigate the thermal behavior of this solution
compared to a more conventional one. In fact, taking into account the high level of losses due to the
high frequency, the risk of demagnetization or drop in torque is high. Solutions are therefore provided,
secondly, in order to minimize the current losses induced in the winding and in the magnets. To this
end, adequate multiphysical modeling, by Node Networks, by Finite Elements, and by Computational
Fluid Dynamics was necessary in order to assess these risks and to adequately sizing an optimal cooling
system. These models are finally implemented in order to carry out the sizing, design and assembly of
the converter on the basis of a set of specification transmitted by SAFRAN. Bench analyzes will then
conclude and validate this work. All of these models have thus enabled the optimization of the

performance of the electromechanical converter.

Keywords: Permanent magnet synchronous machines, High frequency, High power density,

Aeronautics, FEM, Multiphysics.
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CHAPITRE 0 : Introduction

Introduction

Le transport aérien est en croissance continue, comme I’illustre la Figure 0-1. En 2019, des estimations
de 1’ Association du transport aérien international (IATA) montrent que le nombre d’utilisateurs et vols par
an doublera d’ici 2037 [IATA] atteignant 8,2 milliards de voyageurs avec notamment les marchés chinois

et indien en expansion.

0 50,000,000 100,000,000 150,000,000 200,000,000 200,000,000 200,000,000 600,000,000 $00,000,000
United States 206,801,008 United States S40A03,000

United Kingdom 3‘1"; 18,065,372 \'?Iann-] 153,537,551
Canada E 16,459,376 United Kingdom 151,867,278
France [] 12,412,931 india m 139,822,450
Austrahaa 10,768,546 J.m.w-‘.] 122,898,000
Spama 10,400,526 "e"“"‘i‘_ i L
52013
German! 0,015,102 ‘“‘““n 10,253513
Turkey - guEE
\Iat‘] 8,559,367 : ’
m:.um 95,205,109
Braz:e: 7,000,528
United Arab Em ra-esn 95,306,296
Mex\‘!] 5,773,192
Canada E 91,404,001
Switzerlaq 4,606,069
Russian Federation E 59,372,638

Nelhsnan: 3,680,460 KorEa.Nep.E 84,045,163
Nowéla 3,410,831 Australia 14,257,326

Figure 0-1 : Evolution du trafic aérien mondial par pays depuis 1975 jusqu’au 2017 [Chiambaretto].

De nos jours, le secteur aéronautique est responsable de 12% du total des émissions provoguées par les
transports de civils et de marchandises [ICAO-10]. Ces chiffres sont susceptibles d’évoluer dans les années
a venir (avec une augmentation de +53% de CO; prévue pour 2035 [ICAO-16]). Nous sommes de plus en

plus conscients de I’impact écologique que chacune de nos actions a sur I’environnement (cf. Figure 0-2).

e

A ==\
7SN X
0 14|

Figure 0-2 : Emissions spécifiques de CO2 en gramme par passager-per km et par mode de transport.

£

Des restrictions de plus en plus sévéres sont définies afin de pousser les compagnies aériennes, et les
constructeurs, a se lancer dans I’hybridation voire dans I’¢lectrification pure, afin de réduire 1’impact sur
I’environnement. Accroitre le rendement et la compacité des convertisseurs électriques représente alors un
axe de recherche fondamental. Le chemin entrepris par la communauté scientifique et industrielle a d’abord
permis de substituer des commandes de vol hydrauliques par des systemes électrohydrauliques puis
électriques (plus fiable et 1éger et présentant une maintenance plus simple). Puis, dans un second temps, de
lancer des projets d’¢lectrification d’avions tels que le E-Fan, qui ont permis de poser les premiers pas vers

I’¢électrification propulsive des aéronefs. C’est dans ce contexte que s’inscrivent nos travaux de recherche.
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L’objectif de cette these consiste, en particulier, a contribuer a la minimisation des volumes et masses des

parties actives constituant une machine électrique. La premiére partie de ces travaux de recherche est donc

dédiée a l'analyse de la topologie de la machine électrique retenue afin d’augmenter la compacité tout en

préservant le rendement.

L’¢étude est menée afin d’identifier, modéliser, calibrer, concevoir et enfin valider la conception d’une

machine a trés hautes performances spécifiques. Nous pouvons résumer ces travaux comme suit :

+

+

Le chapitre 1 Illustre et résume les principales contraintes limitant 1’accroissement de la compacité
d’une machine électrique rotative dans le domaine aéronautique ;

Le chapitre 2 réalise un état de 1’art qui présente une comparaison entre les différentes technologies
existantes. A 1’issue, une configuration statorique a barres massives par quartiers, présentant des
nombreux atouts nous permettant d’accroitre la compacité de maniére conséquente, est retenue. Enfin,
des réflexions d’amélioration sont proposées ;

Le chapitre 3 présente une analyse afin de sélectionner la structure statorique et rotorique nous
permettant d’accroitre les prestations du moteur. Des éléments préliminaires sur le motif statorique
permettant d’accroitre la tolérance aux défauts, sans impact considérable sur le rendement et la
compacité globale du convertisseur sont présentés. Par la suite, des motifs d’aimantation rotoriques
plus au moins originaux sont introduits afin d’accroitre la densité de flux a I’entrefer. Une analyse des
solutions plus « exotiques » présentant des caractéristiques en termes de densité de couple intéressantes
est effectuée. A D’issue, une configuration a entrainement direct radiale, synchrone, a aimants
permanents surfaciques, est retenue. L'accroissement de la compacité passe nécessairement par
I’augmentation du nombre de pdles et s’accompagne d’une augmentation des pertes par unité de surface
d’échange générées par une montée en fréquence ;

Le chapitre 4 traite le développement d’outils de modélisation aptes a la prise en compte de plus
séveres contraintes de fonctionnement. Une fine modélisation des phénomeénes en haute fréquence,
ainsi qu’une attentive évaluation des résistances thermiques est, en fait, nécessaire afin de minimiser
pertes en haute fréquence et/ou de les évacuer correctement. Une modélisation multiphysique est
développée a ce titre. En détail, I’analyse des pertes par CI (Courants Induits), par modélisation aux
¢éléments finis (sous Ansys Maxwell), ainsi que des travaux antécédents, nous ont permis d’extraire une
modélisation analytique nous fournissant les paramétres géométriques minimisant les pertes induites
par effets Joule. L’analyse thermique est effectuée sous trois niveaux de granularité, analytique par une
Approche a Paramétres Localisées ou Réseaux Nodaux, sous Ansys Mechanical module thermique
pour une approche éléments finis, et enfin sous Ansys Fluent, pour une modélisation numérique aux
volumes finis pour une plus fine estimation des coefficients d’échanges thermiques. Ces modeles nous
ont permis ensuite de maximiser 1’échange thermique, mettant en évidence les principaux avantages
d’une configuration a barres massives et aussi d’optimiser en second lieu le radiateur (présenté au
chapitre suivant) ;

Le chapitre 5 exploite les modéles paramétriques précédemment développés en menant une étude
itérative paramétrique a la recherche de la meilleure configuration optimisant les performances
spécifiques, tout en respectant un cahier des charges définit pour une application aéronautique ;

Le chapitre 6 étudie la faisabilité industrielle en illustrant les criticités et les phases de fabrication ;
Le chapitre 7 présente les principales conclusions des travaux menés et illustre les perspectives
associées.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude

1.Contexte de I'étude

Les programmes « Clean Sky » visent a réduire drastiguement les émissions produites par les avions.
Ce programme pousse a identifier les concepts de systémes aéronautiques de propulsion hybride et ou
électriques, Figure 1-1, afin de les rendre disponibles dans les années 2030-2035. Pour cela, un des
principaux axes de recherche de I'industrie aéronautique est la propulsion hybride dans le court / moyen
termes et totalement électrique pour I’avenir. Les progrés en termes de densité de puissance des moteurs
électriques rendent possibles aujourd’hui des solutions jusque-la trop lourdes et/complexes pour
I’aéronautique. Demain, 1’¢électrification des fonctions autorisera des solutions d’intégration dans 1’avion et
des architectures jusque-la impossibles [Macheto]. Pour le moment, les défis sur le stockage de 1’énergie a
bord plaident en faveur de solutions de propulsion hybrides.

1.1.Avion plus électrique

Pour développer la propulsion hybride et diminuer trés fortement la pollution, les avionneurs et leurs
fournisseurs ont démarré leurs recherches dans le cadre de I’avion plus électrique visant également a réduire
le bruit et les émissions de CO; et NOx dans 1’aviation civile. Le démonstrateur® Airbus E-Fan X, congu par
le consortium formé par Airbus, Rolls-Royce et Siemens, illustré en Figure 1-2 en est un exemple, avec une

baisse de 90% des émissions d’oxyde d’azote, un gaz a effet de serre puissant.
Les avantages induits par ’hybridation et I’utilisation des moteurs électriques sont les suivants :

+ Localisation des émissions et leur réduction plus aisée a mettre en ceuvre ;

+ Augmentation de la tolérance aux défauts griace a une plus grande flexibilité sur le positionnement
des propulseurs, leur redondance et sur leur orientation ;

+ Poussée différentielle (controle de la symétrie du vol) ce qui se traduit par des avions moins lourds,
car avec un empennage de dimensions réduites ;

+ Plus faciles a réparer, car le nombre d’éléments constituant le moteur est réduit, ce qui réduit les
colits de maintenance et permettrait 1’identification plus rapide des pannes ;

+ Caractéristiques non affectées par la variation des propriétés thermodynamique de I’air avec
I’altitude ;

+ Rendements plus élevés ;

+ Génération, distribution et utilisation de 1’énergie électrique plus aisée que les énergies

hydrauliques et pneumatiques ;

111 s’agit d’un BAe 146 dont un des quatres turbofan Honeywell (Lycoming) ALF 502R-5 a été substitué par un
moteur électrique de 2MW produit par la division Siemens Electric and Hybrid-Electric aerospace propulsion business

dont le groupe Rolls Royce a annoncé la finalisation de 1’acquisition en Octobre 2019.
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%+ Réversibilité en puissance pour la récupération de 1’énergie (en freinage et descente) ;

Figure 1-1 : E-Fan prototype d'avion a propulsion Figure 1-2 : E-Fan x prototype d‘avion a
électrique congu par Airbus Group Innovations, propulsion électrique [Airbus].
vitesse max de croisiére 220km/h [Robinson].

Ces avantages ouvrent la porte a des structures d’avions avec des solutions moins conventionnelles que
celles par propulseurs thermiques [Macheto]-[Stoll]. La propulsion distribuée, ou propulsion répartie sur

les voilures en Figure 1-3, représente un des nombreux exemples offerts par 1’électrification.

Batteries

Fan électriques

Pile combustible

Génératrice

de secours

Eclairage, controle,
train d’atterrissage

Générateur &

Turboréacteur

Figure 1-3 : La propulsion distribuée (Turboelectric Distributed Propulsion -TeDP) comme solution
d’hybridation.

Un prototype muni d’une propulsion distribué est le X-57 Maxwell? :

2 Cet aéroneufs basé sur un avion de tourisme (le Technam P2006T) s’inscrit dans les nombreux projets
d’électrification utilisant une configuration a propulsion distribuée (DP) de type LEAPTech « Leading Edge
Asynchronous Propeller Technology » menés par la NASA et la societé Empirical Systems Aerospace (ESAero) dont
le X-57 Maxwell fait partie.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude

S -

Figure 1-4 : X-57 Maxwell dévéloppé dans le Figure 1-5 : Un moteur dévéloppé par Joby (doté

cadre du projet LEAPTech [Nasa]. d’hélices de 44.6 cm de longueur) lors d’un test
LEAPTech effectué par [Stoll].

Des désavantages sont toutefois toujours présents :

#+ La puissance massique atteinte aujourd’hui avec des moteurs électriques est largement inférieure a
celle obtenue avec des turbopropulseurs a kéroséne conventionnels Figure 1-8;

#+ Les algorithmes complexes et moins fiables de gestion des surcharges critiques en condition
opératives anormales par le EPMS (Electrical Power Management System) ;

#+ Le degré de maturité des technologies de stockage de 1’énergie électrique pas encore complétement

maitrisée.

Aujourd’hui, tous les systemes embarqués imposent le recours a différentes natures d’énergie : hydraulique,
pneumatique et électrique permettant d’accomplir différentes fonctions comme par exemple a actionner les
commandes de vol primaires et secondaires, nécessaires pour diriger I’avion (Stats, spoilers, flaps, elevator,

rudder, ailerons, etc.) comme indiqué en Figure 1-6.

\ \ / (Rudder — Empennage Verticale)
\ /

\ /"’
\ \ / Génératrice de secours
N\
\

Becs de bord d’attaque \,\ //(APL') pointe arriére
}“ // ~
/ Gouverne de profondeur

Ele\'ator — Empennage Horizontale)

Moteur

Mat moteur S et Plan horizontal réglable (PHR)

Poste de
pilotage

Ailerons internes

Ailerons externes

7 \
Fuselage / Emplanture / Voilure

Figure 1-6 : Avion et son systeme de contrdle du vol [Wikipedia].
Pour les raisons précédemment indiquées, et en particulier pour réduire le colt de la maintenance associée,
I¢électrification progressive des fonctions nécessaires aux systémes de 1’avion est en constante
augmentation. Des circuits hydrauliques et pneumatiques, tres efficaces mais trés lourds et tres colteux,
sont écartés au profit d’équivalents électriques. L’ Airbus A380 dans lequel approximativement un tiers des
actionneurs sont désormais totalement électriques ou commandés par puissance électrique en est un
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exemple. Nombreux sont aussi les projets d’électrification des systémes propulsifs des avions [Macheto]-

[Robinson], des exemples sont ci-apres illustrés :

Figure 1-7 : Un moteur a pales contrarotatives a technologie‘axiale YASA 750R (750Nm@2750rpm) a
haute densité de puissance, pesant seulement 37kg, motorise le P1e [Robinson], a gauche, et le Ple
mock-up, a droite.

En raison de cette électrification croissante de l'industrie du transport, on exige une augmentation
progressive de la compacité massique et volumique des convertisseurs électromécaniques. Il est en effet,
nécessaire d’accroitre la puissance massique des moteurs électriques et 1’énergie massique des batteries
tout en gardant des trés bons rendements de la chaine de propulsion. Si on compare la puissance massique
atteinte par ces moteurs avec celle d’un turboréacteur GE90-115B Brayton motorisant un jet Boeing 777
on se rend compte qu’une marge d’amélioration est encore nécessaire. Il convient toutefois de faire attention
a la masse des parties non actives (nacelle, réducteur etc.) et a la puissance totale disponible pour générer
la poussée requise, dans la comparaison en termes de puissance massique. En fait, dans les turboréacteurs,
la poussée totale, a la différence des turbopropulseurs, est égale a la somme de la puissance dérivée par le
flux d’air qui entraine les pales de I’hélice (lame froide) et de la puissance du jet de gaz de combustion

sortant des étages d’expansion, Figure 1-8.
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Figure 1-8 : Vu en détail d’un turboréacteur conventionnel a kéroséne.

Ce qui veut dire, qu’une plus grande hélice® sera nécessaire pour générer la méme poussée, posant un
probléme technologique. L’opposé d’un turbopropulseur en termes de taux de dilution (pourcentage
définissant la proportion entre la poussée délivrée par la lame froide par rapport a celle fournie par les gaz
de combustion) est un turboréacteur dont la soufflante est non carénée (en dehors de la nacelle), dite aussi
Open Fan ou Open Rotor. Une configuration a propulsion distribuée équipée de moteurs Open Fan?,
permettrait leur utilisation sans augmentation du diamétre des hélices. L’utilisation de moteurs électriques
permettrait de remettre, d’ailleurs, en cause ces solutions, caractérisées par un bruit de fonctionnement trop
important. Le bruit caractérisant ce type de structure serait réduit par une vitesse périphérique des pales
plus basse, permise par la propulsion distribuée [Bolam] telle que celle représentée en Figure 1-3 et par
I’absence de réducteurs/inverseurs de vitesse. En effet, des solutions a pales contrarotative Figure 1-7 et
Figure 1-9, qui offrent différents avantages de nature aérodynamiques [Bolam] et mécaniques, mais trop
complexes si associées a des turboréacteurs ou a des moteurs & combustion interne, serait dans ce cas

possibles.

3 Les moteurs LEAP-1B et LEAP-1A (de CFM International) qui équipent respectivement le Boeing 737 Max et le
A320neo de Airbus caractérisés par des taux de dilution accrus les rendant plus efficaces que leurs précedesseurs sont,

néanmoins, de plus en plus encombrants.

4 Une nouvelle configuration caractérisée par la présence de deux hélices contrarotatives et I'absence d'inverseurs de
poussée a été developpée et testée par le Groupe Safran en Mai 2017. Celui-ci, doit néanmoins étre équipé d’hélices
d’un diamétre plus de deux fois supérieur a celui des turboréacteurs actuels (soit prés de 4,50 m) [Safran] & égale

puissance développée.
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Figure 1-9 : Turbo propulseur open-rotor a pales contre-rotatives [Talasco & All].
Néanmoins, la puissance massique atteinte aujourd’hui avec des moteurs €lectriques est encore largement
inférieure a celle obtenue avec des turboréacteurs conventionnels. Toutefois, des concepts d’avions
électriques ont été étudiés et des prototypes ont été réalisés. Un exemple est fourni par le E-Fan, Figure 1-1,
construit par le consortium composé par Airbus, Siemens, SAFRAN Landing System, ACS et la DGAC.
Les cahiers des charges de dimensionnement des moteurs électriques pour les applications indiquées de la
Figure 1-1 a la Figure 1-3 sont totalement différents ainsi que pour les batteries, comme illustré en Figure

1-10.
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Figure 1-10 : Densité d’énergie nécessaire d’un avion électrique (projection) [Viswanathan].
La densité de puissance requise par une application de type E-Fan 2.0, petit avion de tourisme offrant deux
places est proche de 5-6 kW/kg. Dans le cas d’un avion commercial, hybride a propulsion distribuée comme
celui indiqué en Figure 1-3, de transport régional de 19 a 70 passagers, la densité de puissance requise est

environ de 10 kW/kg.
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Figure 1-11 : Evolution de la puissance électrique installé a bord d’un avion.
Toutefois, pour ce type d’avion commercial, il faudra résoudre le probléme du poids des batteries,
caractérisées par une trop basse densité massique d’énergie (cf. Figure 1-11), qu'il faudra impérativement
accroitre afin de porter [’autonomie de vol d’une heure a trois heures mais également travailler sur le temps
de recharge. Les avions hybrides électriques et tout-électriques nécessiteront tous des moteurs légers,
efficaces et a haute densité de puissance pour s'adapter aux contraintes de poids et de taille d'un avion a
propulsion distribuée. Le challenge consiste donc a doubler la puissance spécifique des machines
électriques et de la porter de 5-6 kW/kg pour 2025 a 10-12 kW/kg en 2035. Cette évolution permettrait une

réduction de masse conséquente, offrant une réduction du carburant consommé par vol.

Dans cette optique, les derniéres contributions apportées par la collaboration entre les sociétés du groupe
Safran et le laboratoire IES (Institut d’Electronique et des Systémes) ont montré des résultats trés

encourageants dans I'augmentation de la compacité, tout en maitrisant les pertes additionnelles.

Safran TECH dans ce contexte

SAFRAN TECH entité du groupe Safran, a pour but de centraliser et mener une grande partie des projets
de recherche dits ‘a bas’ TRL 1-4 (Technical Readiness Level, voir Tableau 1-1), d’intérét pour les sociétés
du groupe SAFRAN :
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TRLY
TRL 8
TRL7

TRL6

TRLS
TRL 4
TRL3
TRL 2
TRL1

Démonstrateur validé en vol au travers de missions spécifiques

Prototype validé pour le vol et au sol au travers de test et démonstrations

Développement du prototype et du systéme démonstrateur sur banc d’essais

Prototype ou modele démonstrateur du systéme/sous-systéme en conditions opérative
pertinentes

Validation du concept dans un environnement pertinent

Développement et validation du concept sur banc d'essais en laboratoire

Modeéle de simulation pour valider et analyser la faisabilité du concept étudié

Formulation du concept technologique et / ou de I’application analysée (rapport)

Principes de base observés et rapportés

Tableau 1-1: Degré de maturité d'un projet de recherche industriel.

Le tableau ci-dessous résume les principales activités du groupe Safran et ses chiffres clés.

Les activités principales du groupe SAFRAN : SAFRAN en chiffre :
- 460 ME€ investi dans la R&D ;
+ Propulsion aéronautique et spatiale (59%) - 11% des chiffres d’affaires consacrés a la
R&D ;

- 1*employeur en théses CIFRE

+ Equipment aéronautique (33%) - Top 100 (Thomson Reuters) Mondial des

+ Défense et sécurité (8%)

groupes les plus innovants ;

- 92’000 employés (avec le rachat de
Zodiac Aerospace).

Tableau 1-2 : Les activités principales du groupe SAFRAN [Safran].

11 se fait, ainsi, porteur d'innovation et finance différents travaux de recherche portant sur 1’électrification

des transports aéronautiques, comme la mobilité aérienne urbaine, dont ce travail de thése fait partie.

1.2.VTOL : Mobilité aérienne urbaine

Le développement d’avion a décollage et atterrissage verticale « VTOL » électriques ou hybrides est un

sujet fortement étudiés ces dernieres années : Joby Aviation S2, Airbus A3 Vahana, le City Airbus et le

Bell Helicopter Textron Nexus [Uber] ne sont que des exemples de ce marché en expansion continue.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude

Figure 1-12 : Concept de taxi VTOL totalement électrique présenté par Bell Helicopter Textron au
Consumer Electronics Show (CES 2019) en 2019 nommé Nexus [Uber].

Il s’agit d’aéronefs capables de décoller et d’atterrir verticalement et de voler a grande vitesse (288 km/h
est la vitesse max du Bell Nexus). La capacité de vol est bien siir encore inférieure a celle d’un hélicoptere,
entre 10-300 km pour ces VTOL électrifié (241 km pour Bell Nexus) contre 600-800 km pour un
hélicoptére. Néanmoins, la propulsion distribuée électrique dans ces cas, permet notamment de réduire le
bruit a 1/4 du bruit généré par un hélicoptére de taille équivalente (Robinson R44) [Uber] (60-80 dBA
LAmax), d’augmenter sa manceuvrabilité et sa tolérance aux défauts. Les colits de maintenance sont aussi
réduits de 60% a 20% par rapport aux coQts de fonctionnement normal [Uber]. Le prix de vente devrait, en
fonction des prévisions de commande, étre tout a fait comparable au prix d’un hélicoptére de petite taille
(Robinson R44) [Kinjo]. Cela fait de cet aéronef un moyen de transport intéressant pour la mobilité

urbaine : premiers secours, taxi et police pourraient représenter les premieres applications.

1.3.Tolérance aux défautss

Toute fonction vitale doit étre assurée, méme dégradée, en cas de panne. Le doublement des systemes
pour chaque fonction vitale est la solution la plus courante et simple pour faire face a ce probléme. Cette

approche augmente en contrepartie les masses embarquées.

Le concept de multi-phase

Un systeme multi-phase (m>3) posséde une tolérance accrue par rapport a une machine triphasée et un
contenu harmonique réduit. Un autre avantage des solutions multi-phase est le fait que pour un courant de
phase donné, la tension nécessaire pour développer la méme puissance électromagnétique est réduite
proportionnellement au nombre de phases, ce qui permet de réduire le calibre des composants (surtout pour
les composants capacitifs) et donc le colt. Néanmoins, le nombre élevé de modules nécessaires et la
difficulté¢ d’implémentation d’algorithmes efficaces et simples restent une limitation de cette configuration.

En fait, plus le nombre d’éléments constitutifs est éleve, plus les probabilités qu’une panne ait lieu

5 La tolérance aux pannes (ou « insensibilité aux pannes ») désigne une méthode de conception permettant a un
systéme de continuer a fonctionner, éventuellement de maniére réduite (on dit aussi en « mode dégrade »), au lieu de

tomber complétement en panne, lorsque I'un de ses composants ne fonctionne plus correctement [Wikipedia-2].
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augmentent. Pour rappel, les défaillances les plus fréquentes liées soit a la machine soit au module de

puissance sont :

En aval de I’onduleur :
+ Le court-circuit inter spire, d’une phase ou entre deux phases, a la masse ;
#+ Le circuit ouvert d’une des phases ;
En amont de la machine électrique :
+ Défaillance au niveau de la capacité de découplage ;
#+ Court-circuit de la cellule de commutation (ou bras d’onduleur) ;

4 Circuit ouvert de la cellule de commutation ;

Ces deux derniéres comme expliqué dans [Kolli] peuvent étre liées aux problemes de connectique entre le
driver et la carte de commande ou a des défaillances physiques d’usure, ou bien issues d’une défaillance de

la charge.
Un moteur tolérant aux défauts doit étre caractérisé par [Jack et All]- [Bianchi-07] :

+ Une séparation électrique entre les différentes phases (ce qui impliquerait une source d’alimentation
pour chaque phase) ;

+ Une séparation physique entre les différentes phases (ce qui implique un seul faisceau de bobine
par encoche) ;

+ Une séparation magnétique entre phase (ce qu’implique une inductance mutuelle nulle).

Dans [Dajaku-Gerling], un nouveau concept de bobinage multiphase est développé.

Bipolar power electronic
switching davice

l
ljm 'Je!:ne_: mlml s IJA-; 'J'm 'Jm-"mi Ai:mi]mgljmijmijmij 1?lj*“:7 [ [

il I I I 1 I I 1 L

Figure 1-13 : Le bobinage statorique multiphase proposé par [Dajaku-Gerling]].
Un bobinage a barres massives multi-phases est présenté afin, entre autres, d’augmenter la tolérance aux
défaillances en assurant une redondance. Cette configuration s’avére, néanmoins, incontrlable (pour une
stratégie de commande dite non adaptée : par hystérésis ou MLI avec porteuse). En effet, les constantes de
temps (te = L/R) réduites la caractérisant impliqueraient des bandes passantes (pour la boucle de courant)
extrémement petites pour des courants de grande amplitude. Cela engendrerait des fortes ondulations de

courant, augmentant les pertes genérées par la machine.
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Phase End-connection
Stator core .~ End-connection Windings Ring
el Ring

b)

Figure 1-14 : (a) Le stator proposé par [Dajaku-Gerling], (b) et son bobinage a cage d’écurreuil.

L’accroissement de la fréquence électrique favoriserait la réduction de ces ondulations impliquant
néanmoins des pertes colossales au niveau du convertisseur de puissance. La tolérance aux pannes peut

aussi étre accrue grace a I’implémentation d’algorithmes spécifiques de contrdle de défaut.

1.3.1.Défaut d’isolation électrique des bobinages

La durée de vie d'un moteur électrique est entre autres limitée par la fiabilité du systeme d'isolation. En
raison d’une demande croissante de puissance électrique a bord d'un avion, des nouvelles architectures de
convertisseurs de puissance sont nécessaires. Afin de répondre aux besoins d’alimentation des dispositifs
électriques des avions de nos jours, le systéme d'alimentation électrique est souvent constitué d'un systéme
triphasé de 115/200 V AC, a fréquence constante nominale de 400 Hz, ou & fréquence variable de 360 Hz
a 800 Hz et d'un systeme de 28 V DC [Nya]. Un schéma d'une partie du systéme est représenté en Figure
1-15. L'installation des transformateurs élévateurs et abaisseurs de tension réduit le rendement et la

compacité globale du convertisseur de maniére conséquente.
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Figure 1-15 : Systéme électrique d’un avion bimoteur (APU remplacé par une pile a combustible) [Nya].
Le terme « haute tension » peut sembler dans ce cas inapproprié. Il faut cependant rappeler qu’en altitude
’effet corona (aussi appelé effet couronne) [Segur-90] entrainant des décharges partielles® peut se
manifester a partir de tensions de 1’ordre de 350 V [Langlois-06]. En effet, ce phénoméne est lié aux
propriétés de 1’air qui dépendent de I’altitude selon la loi de Paschen. D’ailleurs, la demande de
convertisseurs toujours plus compacts nécessite une augmentation de la fréquence électrique, ce qui peut
impliquer des dV/dt de I’ordre de 50 kV/ns [Henke] incrémentant le nombre de décharge sur un intervalle
de temps défini. Pour cela, I’isolation des bobines d’une machine électrique haute fréquence, haute tension

pour des applications aéronautique nécessite une attention encore plus importante.

Les isolants des machines électriques conventionnelles sont souvent constitués par quatre éléments

fondamentaux :

+ Le mica, matériau résistant aux décharges partielles ;
+ Un matériau de support protégeant de 1’usure le mica et le vernis couvrant chaque conducteur ;

+ Bien souvent de la résine qui évite les inclusions d’air entre fils.

Lorsque la tension est inférieure a la tension de décharge partielle (PDIV), le taux de dégradation associé
aux contraintes électriques peut étre négligé [IEC] (une décharge partielle, PD, est une décharge de faible
énergie qui ne court-circuite pas l'isolation). Afin de limiter le risque de claquage et perforation, I’épaisseur
de I’isolant doit augmenter car la tension entre spires est plus importante. Il faut trouver donc un compromis

entre la condition optimisant les dimensions des cables d’alimentation avec celle qui optimise le

® Mouvement de charge au travers des gonflements de gaine générant des arcs électriques. Lorsque le champ électrique
atteint une certaine valeur de la tension d’ionisation déterminée par la courbe de Paschen, on obtient une décharge par
alternance, plus au moins intense provoquant a la longue des dégradations importantes du liant du papier et méme du

mica, pour aboutir finalement a la perforation compléte de la barriére diélectrique [GFP].
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convertisseur électromécanique. Le niveau du bus de tension représente donc une variable de conception a
ne pas négliger dans le cas ou on considére la compacité globale du convertisseur électromécanique comme
étant la fonction objective a optimiser. Considérant le dimensionnement d’un bobinage électrique d’une
machine quelconque, une fois fixé le point de fonctionnement dans 1’espace couple-vitesse, le nombre de

spires en série augmente avec la tension du bus d’alimentation :

V3
N 2 Uac N : 3 Ug,
=T 75 -1 . , ave ~ N
ph kaavyTpstm ¢ phrms phirms 2 2 (1)
A MLI,sinus

De cette maniére le nombre de conducteurs dans 1’encoche, en considérant un bobinage simple-couche,

augmente conformément a la relation suivante :

ZmNph
Q

On renvoie a la Tableau S 1, en fin de document, pour la liste des symboles utilisés. Alors, en considérant

Zs = Z,4 EN 2

une machine déja dimensionnée pour fonctionner a une tension, un couple et une vitesse donnée, si on
double la tension du bus d’alimentation on double le nombre de spires en série et conséquemment le nombre
de conducteur dans I’encoche est multiplié par deux (nombre de conducteur en paralléle, z,, constant). Pour
la méme densité de courant dans I’encoche la section d’un conducteur peut étre réduite de la moitié car le
courant par phase est aussi divisé par deux-:

Pem
mVph,rms cos ¢

3)

Iph,rms =

Néanmoins le rapport entre section de I’encoche occupée par du cuivre et celle occupée par ’isolant se
réduit si le matériau isolant est toujours le méme, le coefficient de remplissage est donc affecté par cette

augmentation en tension tout comme la résistance thermique équivalente associée a 1’encoche.

1.4.Compacité

Le paragraphe qui suit a pour objectif d’introduire, de maniére non exhaustive, le lecteur aux principales

limitations liées au dimensionnement des machines électriques a hautes performances spécifiques.

1.4.1.Limitation thermique
En premiére approximation, le couple électromagnétique développé par une machine a flux radial peut
étre exprimé comme suit :
Tom = 072TR,*L (4)

Ou supposant une induction a I’entrefer B,.,4 et une densité de courant linéaire A,,,4 sinusoidale la pression

magnétique moyenne pour un facteur de puissance unitaire est donnée par [Pyrhonen-2nd] :
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—~ ~ 1. ~
O_T(epos) = Hy Sin(epos) Braa Sin(gpos) - 0r = EAloadBrad 5)

Ou le coefficient or [N/mm?] est la pression magnétique tangentielle moyenne dans I’entrefer, laquelle
valeur max est définie par le concepteur sur la base de I'expérience, et du systéeme de refroidissement
considéré. La valeur de o dépend de B,.,4 [T] qui est I'induction maximale atteinte dans I'entrefer et de la
charge linéique électrique A,,,4 (densité électrique linéaire [A/mm]), image de la composante tangentielle
de Iinduction produite par le bobinage. Au-dela d'une certaine valeur de rayon, ol A;,q4 est limité & une

valeur maximale, nous obtenons :

T, < D,2L (6)
Et le couple massique par

Tsm & D, (7

Il est clair d'apres (6) que pour la machine a flux radial, le concepteur peut jouer essentiellement sur deux
parameétres, la longueur axiale et le rayon. Néanmoins, il existe une limitation de faisabilité liée a la valeur
du rapport A_ = L/ De liée a la longueur active des bobines [Cavagnino-01] (plus particulierement a la

contrainte sur le rayon de courbure minimale de fils des bobines).

Pour un encombrement donné, afin d’augmenter le couple massique d’une machine on peut avoir recours

a différents moyens :

4 Accroitre la densité de courant dans I’encoche ;
+ Accroitre la charge linéique de courant (qui dépend également de la densité de courant dans

I’encoche) ;

Dans les deux cas on accroit les pertes €lectriques. Ces pertes se traduisent par une transformation d’énergie
en chaleur qui entraine un échauffement de la machine. La charge linéique de courant et la densité de
courant sont souvent limitées par la tenue en température des isolants protégeant les parties de la machine

a différents potentiels électriques.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude
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Figure 1-16 : Schéma constitutif d’une machine électrique a aimants permanent surfaciques.

En considérant I’expression analytique de la charge linéique [Rezzoug-13] :

I QI Q Sekcy Jmax [ kA
A = — = 5-p
load kW.ht T kW.h 21 R w.ht 21 R mm] ®)
ml(R.. — h.)?2 —R..2] — Res — hes — Rig) w
Aload ~ [( es cs) 1S ] Q( €s & IS) : ]maka,hkcu (9)

ZTCRiS

Avec Qs le nombre d’encoche au stator, kwn le coefficient de bobinage, Se la surface d’une encoche, he la
hauteur de la culasse statorique w; la largeur d’une dent statorique et enfin Jmax la densité de courant dans

I’encoche exprimée en A/mm?,

7T(Res_ hcs)z_ Q(Res_hcs)wt + QWt
ZTTRL'S 2T

1
Aloqa = [Z_Ris + ]]maka,hkcu (10)

Si on dérive I’expression (10) par rapport au rayon interne du stator en considérant la condition dans laquelle

Aloadin €St a sa valeur maximale, on obtient :

AAjpga =

2
_ []mzax n Jmax ™ (Res — h;szrz—Risg (Res — hes) we ] ARiskuy nkeu a1
Ou I’on voit qu’une réduction du rayon d’alésage fait diminuer la charge linéique, aussi dite facteur
d’utilisation de la machine. Souvent plutdt que de limiter la charge linéique on limite généralement le
produit charge linéique-densité de courant. Ce produit étant directement lié aux pertes Joule générées dans

la machine par unité de volume comme indiqué par les expressions suivantes [Rezzoug-13] :

Pjoule = k,tbpresls]maxscu < aATmaxSext (12)
T\ Sext
Ech = Aoad)max < aATmax (@) S, (13)

Avec S. la surface d’entrefer, a, le coefficient de convection, naturelle ou forcée, a la surface extérieure
Sext, il est compris entre 10 et 300 W/(Km?) [Kreith-11], pres la résistivité du cuivre Q/m et ki (M) un

coefficient tenant compte des pertes additionnelles par effet Joule dans les tétes de bobine.
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Une fois la valeur maximale du produit de la charge linéique avec la densité de courant atteinte, la maniére
la plus simple pour augmenter le couple (6) sans impacter la valeur de la pression magnétique tangentielle

a la surface du rotor (5) est d’augmenter la longueur de la machine.

On voit bien a partir de ’expression (13), qui ne tient compte que des pertes Joule, que pour un
refroidissement donné, c.a.d. un a fixé et une élévation de température fixée, que la surface d’alésage du

moteur doit augmenter proportionnellement aux pertes.

L’objectif de ces travaux est d’apporter une contribution dans 1’augmentation des performances aussi bien
en termes de puissance spécifique que de rendement de la machine ou de I’ensemble convertisseur-machine.
Des solutions doivent étre apportées pour contrecarrer 1’augmentation des pertes volumiques dans la
machine. En particulier, les régles de dimensionnement conventionnelles, a basse fréquence, se basant sur
la relation (13) ne sont plus correctes car les pertes fer deviennent du méme ordre de grandeur, voire plus

importantes, que les pertes Joule.

P totales

< @ATpgy (14)
Sext

Dans le dimensionnement des machines haute fréquence, a nombre de pbles élevé, on compense
I’augmentation des pertes fer due a une forme allongée des dents, par ’augmentation de la densité de
courant. De ce fait en favorisant ’augmentation des pertes Joule avec une montée en densité de courant on
accroit la puissance volumique de la machine sans impacter de maniére sensible son rendement. Cette
augmentation de la densité de courant ne sera pas forcément néfaste d’un point de vu thermique. En fait,
étant donné que la quantité de cuivre tend a diminuer lorsque le nombre de paires de pdles augmente, grace,
notamment, a des de tétes de bobines plus petites, les pertes Joule DC totales tendront a diminuer avec le
nombre de paires de poles. En exploitant les relations (4) et la (5) la puissance électromagnétique massique
développée par une machine radiale donnée peut é&tre exprimée de la sorte, en ne comptant que la masse

active’ [Rezzoug-13] :
g

P or2mREL w oTW I
% - % kp? = 2k3 Seq’” < A1p0aBraa®m (15)

Avec kp le rapport entre diamétre d’alésage et le diamétre statorique extérieur et deq €St une densité de masse
équivalente qui est fonction du volume effectif de la machine et donc du nombre de paires de pdles (en
considérant des hauteurs des culasses proportionnelles au pas polaire). Nous voyons que la puissance
massique augmente avec la vitesse ou d’une fagon plus générale avec la fréquence électrique. Cette relation
montre que si on veut augmenter la puissance massique de la machine on peut augmenter la vitesse de
rotation wnm ([rad/sec]). En effet, pour la méme puissance, lorsque la vitesse augmente le couple diminue

proportionnellement, et, par conséquent, la longueur de la machine peut étre réduite, toutefois la charge

7 Par masse active on appelle la masse des parties produisant un effet utile dans la génération du couple.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude

linéique de courant doit aussi baisser car les pertes par courant induits et les pertes par frottement
augmentent, alors que la surface utile d’échange se réduit. On peut noter que, différents phénoménes
physiques peuvent limiter la vitesse maximale de rotation d’une machine électrique comme la valeur des

contraintes mécanigues générées au rotor par la force centrifuge et la dynamique vibratoire de la structure.

1.4.1.1. Principaux matériaux utilisés dans les machines électriques

Tandis que le couple (et la puissance) en fonctionnement transitoire est en générale limité par le
dimensionnement électromagnétique, en service continu (S1) ce n’est plus le cas, I’évacuation correcte des
calories joue un role fondamental. Notamment le couple développé par une machine tenant compte de la
thermique du systeme peut varier de maniere sensible. En fait, il existe une forte interaction entre les
modeles électromagnétique et thermique et il est impossible d'analyser précisément I'un sans l'autre, car les
pertes dépendent directement de la température et vice versa. En particulier les propriétés
électromagnétiques des éléments constituant une machine électrique sont trés sensibles aux variations de

température. Un exemple est donné par I’expression suivante :

a

By (Top) = Brayye [1 + WBO(TO,) B 20)] (16)
a

He(Top) = Heye [1 + 1_(;{0 (Top — 20)] 17)

Ou la valeur de la magnétisation rémanente et du champ coercitif dans les aimants est donnée en fonction
de la température Top Opérative des aimants. Si I'on connait donc a priori la température de fonctionnement
ou que I’on s’attend a atteindre des températures trés élevées, les propriétés magnétiques des aimants
doivent étre modifiées en conséquence afin de s’assurer une capacité de flux suffisante (liée a ag) ainsi

gu'une résistance a la démagnétisation (liée a an) minimale.

B. He  Tome  Toa 8  (BH)mm ap=AB,/AT  Coit

[T] [kA/m] [°C] [°C] [kg/m’] [kI/m’] [%/°C] [€/kg]
Ferrite 038 250 450 100-250 4800 30 -0.20 1-6
AINiCol'l 120 50 860 550 7300 45 -0.02 30-45
SmyCoi/2 1.10 790 800 250-280 8400 230 -0.035 70-8011]
NdFeBP! 132 1050 310 180-220 7600 340 -0.12 15-3011

Tableau 1-3 : Tableau qui résume les principales propriétés magnétiques des aimants les plus répandus
[1] = [Multon-15], [2]=[eclipsemagnetics] et [3]=[Hangzhou].

Le critere de choix se base généralement sur quatre facteurs : propriétés magnétiques a la température
ambiante, la sensibilité a la température, le codt et la résistance a la corrosion. Le choix du matériau
constituant les aimants est donc un probléme multi criteres. Les aimants a base de terres rares sont
communément préférés, pour des applications ou une densité de puissance élevée est requise, du fait de

leur produit d’énergie, (BH)max élevé.
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Proprietés aimant Vs Température A Nuances d'aimants NdFeB a 150°C A
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Figure 1-17: Courbes caractéristiques B-H en fonction de la température (a gauche) et pour différentes
nuances (2 droite) d’aimants NdFeB.

Le logiciel Maxwell offre une vaste libraire. La Figure 1-17, résume les propriétés de certains matériaux
retenus comme étant d’intérét pour 1’application souhaitée. Celles a base de néodyme, connues sous les
noms d'aimants NdFeB, composeés d'un alliage de néodyme (Nd), de fer (Fe) et de bore (NdxFeyB) sont dans
un premier temps préférés aux Samarium Cobalt (SmCo) pour leur haut niveau d’aimantation. Les sigles
M-EH-AHZ indiquent la sensibilité a la température, et la température maximale opérative (-ag = 0.12-
0.12-0.1, -an = 0.675-0.42-0.393 et Tmax = 100-200-220°C), et N30-N55 indique le degré d’aimantation
(1105 mT-1490 mT) [Arnold Magnetics]. D’autres nuances plus performantes existent. La Tableau 1-4 en

résume les principales caractéristiques :

Br,min,20°C Hc,20°C Y (BH)maX 8 _a(Br) _a(HC) Tmax Prix
[Tl [kA/m][pQem] [KIM®] [giem] % % [°Cl [€/ke]

SmCo32L 250 Moyen
Type 33E RECOMA 1.14 0.84 90 238

35E RECOMA 1.17

N45UH

Tableau 1-4: Caractéristiques des nuances d'aimants considéres [Arnold Magnetics]-[Hangzhou]-
[eclipsemagnetics].

Comme on le voit le choix du matériau constituant les aimants nécessite une modélisation thermique
pertinente, apte a évaluer de maniere suffisamment précise la température des aimants, ainsi que celle du
bobinage. L’augmentation de la température opérative du bobinage, comporte une élévation de la résistivité

et dans ce cas des pertes Joule associées, réduisant le rendement de la machine.
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CHAPITRE 1 : Contexte de I’étude

a
p(Top,bob) = P2o° [1 + WCB (Top,bob - 20)] (18)

Ci-aprés une liste non exhaustive des matériaux conducteurs les plus communs :

Elément principal Description [[)u(éscg p[p(lg)?:ng) ][?ge/zrsrigj
Cuivre Cu Pure 1.72411 2.27 8.94M1
Cuivre GRCop-84 alliage 2.451 3.134 8.87M
Aluminium Al Pure 2.6548 3.72 2.688[
Aluminium 1350 Alliage électrique 2.820 3.7481 2.705(
Aluminium AlSi10Mg alliage de fonte 4.91M 6.0714 2.659M
Cuivre Laiton (70% Cu, 30% Zn) 6.25-7.80 6.79-8.88 8.440

Tableau 1-5: Matériaux communément utilisés pour des bobinage de machines électriques [1]=
[Silbernagel-18], [2]=[Ellis-05], [3]=[Kantal], [4] = [Brandt-07], [5] = [Goodfellow].

Si la température de dimensionnement est plus basse que celle effectivement obtenue, le risque de
désaimantation est réel. Au contraire, si la température supposée au dimensionnement est trop haute par
rapport a celle effectivement observée, la machine sera surdimensionnée [Pyrhonen-2nd]. Afin de
dimensionner une machine électrique de maniére optimale, il est donc crucial de maitriser 1’aspect
thermique. La température maximale est aussi définie par les propriétés des matériaux isolants utilisés,
lesquels, pour la plupart d’entre eux, résistent jusqu’a une température maximale comprise entre 105°C et
180°C, comme définie par la classe d’isolation standardisée, disponible en annexe. L’¢élévation de cette
température au-dela du seuil limite, dégrade I’intégrité de I’isolant et ses propriétés d’isolation électrique,

réduisant la durée de vie de la machine de maniére conséquente.

De la méme maniére les propriétés magnétiques des corps constituant les circuits magnétiques se modifient

avec la température comme montré par les figures suivantes :

2 4
et 3.5F ——RT RT
1:5 ——RT _ I —-— 100"(: 2
- 4 —— 100°C g’ 2.5F —=—200C
= O L "C
: 1 ——200°C E 2 300n
= 300°C S 1.5F ——400C
0, —-—500C
= - ) i 500°C
) 1 . ——500C 0.5 o
0 2000 4000 6000 8000 S os I L5 2
H [A/m] By, [T]

Figure 1-18 : Courbe de saturation magnétique et de pertes caractéristiques d’un alliage FeSi (GO — Grain
Oriented) fonction de la température [Takahashi-10].

Nous voyons qu’une élévation de la température réduit, en principe, les pertes fer générées Figure 1-7.
Effectivement, 1I’augmentation de la résistivité électrique des toles minimise les pertes par courant induits.
Néanmoins, le matériau saturera a une plus faible induction, ce qui, pour le méme couple nécessitera une
densité de courant plus élevée. L'ajout de silicium dans les matériaux ferromagnétiques réduit leurs
températures de Curie en augmentant en méme temps leur résistivité électrique réduisant aussi les pertes.

Les nuances Fe-Si avec 3-3,5% de silicium sont le matériau de choix pour de nombreuses applications.
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Cependant, dans les applications ou on veut atteindre des niveaux de puissance massique trés élevés,
comme dans l'aérospatiale, le choix le plus courant consiste a considérer les alliages Fe-Co capables
d’opérer a des températures plus élevées. Effectivement, ces alliages, contrairement aux Fe-Si, présentent
une bonne résistance a I'oxydation et sont souvent utilisés pour des applications travaillant a 400 °C. De
plus, les alliages Fe-Co sont caractérisés par une saturation magnétique trés élevée (de I’ordre de 2,3 teslas),
permettant de gagner du poids en réduisant le volume des circuits magnétiques et minimiser les pertes
globales.

Une difficulté liée au dimensionnement des machines haute fréquence est souvent représentée par le
manque de données fabricants pour des fréquences et inductions élevées au-dessus de 1000 Hz et 1.5 T

voire inférieure a 1T, Tableau 1-6.

Prer s N
NUANces p Besat [W/kg] et 3 Rpo.2 Eyr Colt
3
[uQcm]  [T] 400 Hz 1000 Hz [mm] [g/cm?] [MPa] [GPa]  [€/kg]
M210-27AM 62 14 135 0.27 7.65 445K 185H ~23
700HR-3PL 6 =18 90 276 T~ 752 65 170
NO20-13' 5201 1.8 301 =147 0.20 7.65 32001 20001 g1oMIV
Vacoflux50E! 42 2.3 31 147 0.20 8.12 250 215 >3630"
Vacodur49" 421 23 428 15081 020 81281  2108IM 2;}0 36301V
Vacodur49 ' 420 2.3 420 174 0.20 8.12B1 39061 25081 363001V

Tableau 1-6 : Principales caractéristiques des matériaux ferromagnétiques ici considérés [1]= [Boubaker-
16], [2]= [Hoganas] [3]= [VAC], [4]=[Cogent] et [5]= [Thyssenkrupp] (1-13 W/kg @ 1T/400Hz, 11-Optimisé
magnétiquement, 111-Optimisé mécaniquement et 1\VV-prix pour des prototypes).

Ces pertes sont caractérisées dans des conditions spécifiques au travers d’une méthode scientifique bien
définie sous banc de caractérisation a « cadre Epstein », par modele de Bertotti ou de Steinmetz. D’autres
modéles existent, nous pouvons citer a titre d’exemple le modele de Jiles-Atherton ou de Preisach. Ces
deux modeéles valides pour des problémes « Quasi-Statiques », peuvent etre géneralisés en dynamiques.
Nous avons toutefois preferé utiliser le Bertotti car déja implementé dans Ansys Maxwell. Le modele de
Bertotti (19) est défini a partir de la valeur créte de I’induction dans la tole, de la fréquence électrique de

fonctionnement de la machine, ainsi qu’a partir des coefficients caractéristiques du matériau magnétique :

Pfer/vfer = khferer 2 + kc(ferer )2 + ke(ferer )3/2 (19)

Les coefficients Ky, K¢ et Ke sont respectivement liés aux phénomeénes par hystéresis, par courants de
Foucault et enfin par exces. Tandis que les phénoménes de Foucault et excédentaire sont de type
dynamique, conduisant & une dissipation énergétique nulle & 0 Hz, les phénomeénes d’hystérésis sont des
phénomeénes quasi-statiques. Ces coefficients sont évalués par approximation du modele de pertes avec les
courbes caracteéristiques (Figure 1-19), issues des essais sous cadre Epstein. Ces courbes sont données pour
une fréquence de fonctionnement, une induction sinusoidale et un trajet du flux magnétique réalisé dans le

sens de lamination des toles.
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Figure 1-19 : Caractéristiques expérimentales du fabricant des toles (Pv = f (B, f)) [Boubaker-16].
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Or, ces conditions ne sont jamais respectées dans la pratique, les allures d’induction sont loin de la sinusoide
(lié a ’alimentation de la machine, sa géométrie, la saturation...) [Gimeno-11] — [Boubaker-16]. En effet,
il ne faut non plus oublier que les harmoniques a trés haute fréquence, sont aussi présents dans le cas des
machines basse vitesse. Il s’agit dans ce cas d’harmoniques d’espace, liés aux combinaisons dents/poles

rotoriques, mais aussi aux découpages au niveau de I’alimentation, dans le cas des harmoniques de temps.

De plus, il est empiriquement démontré que les pertes sont aussi liées a 1’état de contrainte mécanique du
matériau et a 1’état de la matiére aprés découpe. Pour tenir compte de tous ces aspects on multiplie
généralement les pertes fer estimées par un coefficient de majoration dit « coefficient additionnel de pertes
fer Kaga », [Boubaker-19], dépendant du procédé de fabrication et du matériau considéré, par exemple pour
I’alliage FeSi, il peut s’élever a 2.25 [Boubaker-16], ci-apres reportés, Tableau 1-7. 1l a été aussi constaté
que des courts circuits inter laminaires causés par les bavures, générées lors des opérations de poncage et

découpage laser des toles, ont un réle sensible sur I’augmentation des pertes.

Pfer
[Wikg] Methode de calcul
Nuances Kasd 400 Hz 1000 Hz (Kaaq)
15T 1T 15T

M270-35A découpe laser 1,710 715 128 228 (700Hz) Steinmetz
M270-35A découpe électroérosion 1.53M 64 115 204 (700Hz) Steinmetz
NO20 isolation par vernis C5 2.25M 67.5 113 331 Steinmetz
NO20 isolation thermocollante 2.08t 62.4 104 306 Steinmetz
Vacodur49' 1.271 53.3 64 191 Bertotti
Vacoflux50' 1.27 21.6 40 83 Bertotti

Tableau 1-7 : Résumé sur le coefficient additionnel des pertes fer mesuré pour les différentes nuances [1] =
[Boubaker-16] (I-optimisé magnétiquement).

A ce jours I’épaisseur des toles ferromagnétiques, fixée par les effets de peau des courants induits, est, quel
que soit le procédé utilisé, limité technologiquement a environ 0.1 mm, ce qui limite I’accroissement de la
fréquence. Les matériaux composites type SMC, tel que Somaloy 700HR-3P, trés utilisés par Yasa Motors,

sont par fois considérés comme étant une solution efficace a haute fréquence [Rahman], réduisant les pertes
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par courant de Foucault Ia ou une lamination perpendiculaire a la direction du flux est compliquée a réaliser,
e.g. machines discoides. Leur principal avantage est leur anisotropie magnétique associée a une bonne
manufacturabilité, permettant de réaliser des formes complexes en 3D, impossibles a réaliser avec des
matériaux laminés [Lipo 04]. L’évaluation des pertes par unité de masse se fait différemment que pour les
matériaux ferromagnétiques et le modéle, donné par le fabricant [Hoganas], utilisé pour ces matériaux est
le suivant :

1.75 erEStzmin(hcs’ Wti)z

+ Kepfo?Bse  + (20)
eple TSt 1.8 * Sgpc Osmc * 1000

1.75

pSMC,st = khfe ESt

Avec hes et wy la section de la culasse et des dents du circuit magnétique statorique et Bg, 1’induction
maximale atteinte. Néanmoins, les matériaux SMC sont caractérisés par une plus faible perméabilité et
saturation magnétique. En effet, celle-ci elle est aussi moins marquée que dans le cas des matériaux doux
classiques. La relation liant les pertes a 1’élévation de la température reste également compliquée a définir.
Pour ces raisons, nous opterons pour des tbles ferromagnétiques de plus simple modélisation et

caractérisation.

1.4.2. Augmentation de la vitesse de rotation

Pour des applications basse vitesse de rotation, fort couple, et une puissance donnée, 1’utilisation d’un
réducteur apporte une réduction significative des dimensions de la machine. En effet, le découplage de la
vitesse de rotation du moteur et du fan permet d'optimiser la densité de puissance du moteur plutét que la
densité de couple. Néanmoins, le réducteur entraine des pertes supplémentaires et accroit la masse totale
du convertisseur. Par ailleurs, il nécessite un systeme de lubrification et de refroidissement de I'huile qui en
augmente la complexité et le coflit. Dans le secteur automobile comme dans 1’aviation les réducteurs
planétaires sont préférés aux réducteurs paralléles pour des raisons de compacité et de coaxialité des arbres
d’entrée et de sortie. IIs permettent un tres fort rapport de réduction dans un volume réduit. Les désavantages
principaux de ce type de réducteurs sont définis par des fortes charges appliquées au niveau des roulements
et par une « complexité » majeure de dimensionnent. En outre ’usure, la fiabilité et le bruit associé aux
réducteurs mécanique (surtout pour ceux a dentures droites) repoussent la balance vers des solutions a
entrainement direct. Des réducteurs magnétiques, exploitant le méme principe des réducteurs planétaires,
permettent de parer a ces défauts, néanmoins la complexité de mise en ceuvre augmente de maniere
significative. Pour ces raisons cette solution, partiellement investiguée, a été abandonnée en faveur d’une

solution en entrainement direct, caractérisée par un meilleur rendement.

1.4.3.Limites en vitesse

Les forces centrifuges ont tendance a limiter la vitesse de rotation maximale de la machine, tout comme
les pertes aérauliques, qui deviennent conséquentes avec 1’augmentation de la vitesse tangentielle comme

on peut le voir sur la relation suivante cité par [Boubaker-16] :
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ke (Rer + Lym) L

&)

= w8 (21)

Paero = Pair

R¢y < 1000 (ecoulement laminaire){ fl i i (22)
Ry > 1000 (ecoulement turbulent){ kn=_0602142 (23)

La vitesse périphérique de la machine est souvent prise comme critére définissant la machine comme étant
haute ou basse vitesse, compte tenu des forces centrifuges directement liées a la vitesse périphérique et
implicitement aux dimensions de la machine. Dans le cas des machines synchrones, celles a aimants
surfaciques sont en pratique les plus répandues dans le domaine de la haute vitesse, en vertu de leur
rendement élevé. Des précautions sont prises afin de contenir les aimants et de réduire les pertes induites
par la haute fréquence. Le tableau ci-dessous donne la gamme des vitesses périphériques qui définissent les
domaines de la haute vitesse pour les machines asynchrone et synchrone :

. V, max Régime de
Type de mach iy . Réfé
ype de machine [m/s] fonctionnement éférence
Machine. asynchrone a rotor solide (non laminé) et 167 60 kW — 100000 [Saari-94]
cage cylindrique externe rpm

Machine asynchrone a rotor solide (non laminé) et

62 12 kW-13500 -14
cage d‘écureuil « encochée » pm [Gerada-14]

Machine syr.lchrone a anneau aimanté parallélement 94 22 kW - 120000 [Wang-10]
et frette en titane rpm
Machine synchrone a rotor laminé et frette en

Inconel 51 1 kW - 28000 rpm [Cho-06]

Machine synchrone a rotor laminé et frettage
hybride (thermo rétractable et métallique)
Tableau 1-8 : Machines & haute vitesse périphérique.

50 42 kW - 8000 rpm  [Boubaker-16]

Dans les cas des machines synchrones a aimants permanents la consolidation des aimants au rotor se fait
via la technique du frettage, qui consiste a réaliser un maintien au travers d’un manchon métallique ou

composite.

1.4.3.1. Dimensionnement de la frette :

L’opération de frettage est indispensable afin de parer aux problémes liés a la tenue mécanique des
aimants. Dés que les forces centrifuges augmentent, I’épaisseur de la frette nécessaire pour retenir les
aimants augmente considérablement, imposant des entrefers plus importants. Dans le cas des machines
asynchrones, cette problématique n’existe pas. Dans ce cas, compte tenu de I’absence d’aimants, ou d’autres
objets en surface, la vitesse critique ou le diamétre maximal du rotor est fixé (si on ne considere pas la
dynamique vibratoire) par la contrainte maximale mécanique définie par le critére de Von Mises (pour

matériaux ductiles et Rankine-Mohr pour des matériaux fragiles). Le tenseur des contraintes peut étre
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obtenu de la théorie des cylindres a parois épaisses [Shigley]. Ci-aprés 1’expression de la contrainte

équivalente de Von Mises ovm dans le cas d’un probléme a contraintes planes :

oy = \/a,? + af — 0,0y + 3‘[,%), (24)
2 2 2 2
oy t+oy 0y — Oy
ORankine = 2 + < 2 + T%y (25)

Ou oyy et Txy représentent respectivement les contraintes normales aux faces d’un élément et la contrainte
(de cisaillement) appliquée tangentiellement aux faces du méme élément. Ces relations se ramenent a la
théorie des disques minces (théorie des membranes [Shigley]) dans le cas ou les parois des cylindres étudiés
sont suffisamment minces. Pour des matériaux homogénes, cela permet de supposer, dans le cas d’efforts
axisymétriques, que la contrainte tangentielle a une distribution homogéne dans 1’épaisseur et que la
contrainte radiale (or= 0 MPa) est nulle. Cela, suppose une charge non variable en z et homogénement
distribuée sur la surface d’un cylindre de révolution (comme c’est le cas pour une frette) a extrémités

ouvertes.

Alors dans ce cas, I’approche de la mécanique des milieux continus, nous permet d’évaluer la contrainte
dans la frette, supposant que son épaisseur est suffisamment petite par rapport au rayon d’entrefer telle que

Re/eree > 10 (condition largement respectée par la frette dans le cas générale).

Figure 1-20 : Modélisation analytique de la contrainte appliquée a la frette.

En supposant une répartition homogene de la pression g, on peut évaluer 1’épaisseur de la frette, exploitant

les formules de Mariotte pour des cylindres sous pression interne :

2099€L, = Sprojq = (2R.L;)q

(26)
ggge = Roq > 0gg = -2
q
e= SFR—RE (27)
p0.2
Avec g égale a:
(_i = _ﬁAD + qw,fr + ﬁa),aim t ﬁmag (28)

Afin de garantir le contact entre la frette et les aimants la condition g > 0 doit étre respectée. On doit pour

cela considérer un ajustement de serrage AD (entre la frette et les aimants D; -De aim).
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i Ey, vy,
Contact pairs .
marked as i rn WE,v,a,
[ | E;, vy 0 T
r, N 7
/
v N
v

Contact pairs
marked as ii

Figure 1-21 : Pression de contact agissant respectivement (de la gauche vers la droite) : sur la frette, les
aimants et le rotor [Qui-16].

La pression de contact est donnée en absence de forces magnétiques et a 1’arrét par [Shigley] - [Huang-

16] (dans le cas ou I’on a que deux cylindres imbriqués a extrémités ouvertes et en déformation élastique)

AD
Pap = —0r =
r . [ 1 (Rgfr+Rg+v- >+ 1 (Rg,m+R12azm_v >] (29)
¢ Eyfr Rgfr Rg am Eyaim Rg,m RLZarm I

Avec Rer et Riaim respectivement les rayons d’alésage externes de la frette et des aimants, Re est un diamétre

moyen issu des précédents. Si ces cylindres sont a parois minces, celle-ci se réduit a :

O'ggrADe AD

Pap = 22— =

R, v 2RZ® (30)

En effet a partir de la (26) la loi de Hooke (région a déformation élastique), dans notre cas, nous permet

d’écrire (pour la frette) :

1 AD
g = Eyf JGB,AD| = — ZRe , avec AD = Di,fr - De,aim <0 (31)
T 0,,=0 MPa

Cela doit contrecarrer 1’expansion due au décollage des aimants par forces centrifuges et magnétiques

appliqué a la frette :

q =Pap t+ Pw,fr + DPwaim t Pmag (32)

Ou p.. est donné par la théorie des disques a parois minces en rotation [Shigley]-[Piscini-16]-[Huang-
16]) :

(B+vs) [ (1+ 3vfr)]
o = é 33
66,0 3 (3 + Vfr fr m ( )
0'99' e
Pafr =g (34)
e
Et
2
maimmee 2
. = —-——= . R
Pw,aim Zpraer 6almlpm Wi Re (35)
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Une dilatation thermique (cylindres imbriqués a extrémités ouvertes) modifiera, elle aussi, la pression a la
surface de la frette ainsi que son état de contrainte. Ne considérant que I’action thermique, celle-cCi

provoquera une dilatation thermique qui sera vérifiée tant que le contact est conservé :

gG,frette,f = gG,aim,f = gG,rot,f (36)
Cela nous permet d’écrire dans la région a déformation linéaire (pour la frette, en traction) :

_ Ey,fretteEy,aim
Opo,AT = “E .  TE

frett +E,.; (aaim - afrette)AT = kEAaAT <0, POUT Qfrette > Ugim (37)
y.frette y,aim

La contribution thermique n’est pas prise en compte dans la vérification (28) car elle ne tend pas a éloigner
les pi¢ces. L’état de contrainte équivalente de la frette est généralement de traction et doit respecter la

relation suivante :

966,fr = 096,0 T O69,aT + T66,a0 < Oym,2p (38)
Alors I’épaisseur de la frette est donnée par :

Pw,tot T Prmag

efrette =CS Re (39)

Rpo2 — 0ga,aT — Og0,aD

Avec un critére de rupture de Von Mises [Shigley] ou Rpo- est la contrainte maximale du matériau avant la

zone de plasticité caractéristique du matériau :

. 1a6
Matériau P Ey v k oait 1€ Y ; Rpo.2
[n.cm] [GPa] [W/m/K]  [1/°C] [g/em’] [MPa]
Aluminium 7075 T6 5.15 717 0.33 130 24.2 281 400
Cuivre 1.7 119 0.326 401 9 314
Inox (Sus304) @ 73 193 0.29 16 16 8 460
Titane? 170 114 0.33 6 4.4 820
Inconel 718 125 205 0.284 11 12 8.2 1035
; e
Fibre Qe cerbone + ( 1~eié3en (290ifibres et3.1 1 0,41 15 (6200 fipres et
matrice époxy* LM . résines) 1755 68.3 résines)
direction axiale)
T019 (TERYL®)W 0 0.3 1.5 200
(50 daN/cm)
T016 (TERYL®)W 0 0.3 1.5 300
(60 daN/cm)

Tableau 1-9: Principaux matériaux constituant une frette *(température de transition vitreuse 200°C)
[1] = [Bourgeois], [2] = [Ahn-18], [3] = [Erneo].

Une attention particuliére doit étre apportée a la contrainte induite au niveau des aimants. On tendra a
privilégier des états de contrainte de compression dans ces pieces (la contrainte & compression les
caractérisant étant supérieure a celle de traction Tableau 1-10). Pour évaluer le coefficient de sécurité

associé a ces pieces magnétiques, en matériaux fragiles, on utilisera le critere de Rankine-Mohr.
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Matériau P K fat & . d or Fcomp
[pQ.em] WM/K]  [10/°C] [GPa] [glem’] [MPa] [MPa]

N45UH 180 7.7 6()) et-0.5(v) 150 0.24 7.5 80 800

SmCo32L 80 12 9(het1id 120 0.27 8.3 110 800

Tableau 1-10: Propriétés physiques des aimants [Hangzhou]-[eclipsemagnetics].
La charge magnétique est évaluée a partir de la pression magnétique a la surface du rotor déterminée par

I’induction a I’entrefer :

Bg (r,6,t) = Bgst(r: 0,t) + Bgrot(r' 0,t) (40)

Alors :

BZ.(r,6,t) — BZ.(r,6,t)
2 o

0, (1,0,t) =

[N mm~?] (41)

Et la composante transversale, négligée dans ce cas, est égale a :

By (r,0,t)Bg:(r,6,t)

m [N mm~2] (42)

04,:(r,6,t) =

En exploitant le modéle 2D développé sous Ansys Maxwell, un effort par unité de longueur est évalué. Cela
a partir des relations précédentes intégrées sur la longueur axiale et enfin intégré le long des bords de 1’objet
en question (N.B. : cette méthode n’évalue I’effort qu’autour des bords entourés d’air, des interstices fictifs

entre aimants et rotor sont ainsi introduits) :

L
Fraa = f;edfi dl = fz—uo(Bm_Z _ Bt,iz)dl (43)

La relation (28), est assez simplificatrice. En effet, les efforts magnétiques ne sont pas homogeénes a
I’entrefer, néanmoins, ces effets peuvent étre négligés a haute vitesse, surtout si la culasse rotorique est

ferromagnétique. Dans ce cas, une force d’attraction contraire a la force centrifuge s’effectue.

EdgeForce H/m EdgeForce H/m

6. 4115E+0E5 5, 3509 +285

. 5. 9913E+085 . 4, 995@E +BA5

5, 5712E+8@5 4, 539LE+BAS
5, 1510E +885 s 4
4, 73IN9E +BES
4, 31PSE +0ES
3. B9PEE+0ES
3. 47B5E +0E5
3. BSB3E +0E5
2. 6IDZE +BES
2, 21P1E +0E5 1.7919E 4885
1, 7899E D05 ‘ 1, 4361E 4005

1. 3695E+D@S5 1.8582E+885
9. 4965E+DEY 7. 2427E+BEY
5. 2951E+0EY 3. 6337E+EAY

1.2482E+883

1.89537E+D@Y

4. 2832E+8E85
3. 9273E+B85
3. 5714E+BRS5
3. 2155E+885
Z.8596E+885
2, 5E37E+8E5
2. 1478E+885

Figure 1-22 : Forces magnétiques appliquées aux contours d’un aimant dans le cas (a) de rotor
amagnétique et (b) d’un rotor magnétique.

La méthode aux éléments finis nous permettra de prendre en compte la réelle répartition des efforts et une
distribution thermique plus proche de la réalité. D’ailleurs, cela nous permettra d’étudier des matériaux
anisotropes tels que les matériaux composites. Le dimensionnement de la frette et le choix de la tolérance

d’ajustement sera validé par éléments finis. Cela pourra le cas échéant remettre en question le choix du
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matériau constituant la frette. Comme vu, la limitation est notamment liée a 1’action thermomécanique au

rotor mais aussi a la dynamique vibratoire du systéme rotor (y compris les aimants) — arbre — roulements.

1.4.3.2. Dynamique vibratoire :

Les fréquences associées aux modes propres de vibration de la structure doivent étre analysées de sorte
a ne pas induire des résonances de mode de flexion qui pourraient dans le pire des cas endommager la

structure et réduire la durée de vie des composants.

La vitesse de rotation est souvent limitée par la vitesse critique, vitesse au-dela de laquelle I’amplitude
d’oscillation de la fléche de déformation de 1’arbre en rotation n’est plus contrélée, et cause
I’endommagement de la machine. Des formulations analytiques existent depuis le 20°™ siécle. Le cas le
plus simple imaginable consiste a ramener le systeme rotatif vibratoire & un modéle a un seul degré de
liberté. Dans ces approches on considére le rotor, comme étant un corps rigide de masse homogene
équivalente a une masse ponctuelle, posée au milieu d’un arbre (sans masse) flexible, de propriété
mécanique homogene, avec des extrémités reposant sur des roulements idéalement rigides. Cela est
acceptable si les fréquences des modes propres du rotor (Figure 1-23) se trouvent a des fréquences bien

plus élevées que celles de I’arbre (fnr >> fim arbre).

4 5

Figure 1-23 : Modes de Vib‘lration éaractéristiques du rotor.
Toutefois cette modélisation ne tient pas compte des déflexions du rotor dans les deux directions
transversales. Le modele de Rankine-Stodola (a deux degrés de libertés) permet de modéliser le
déplacement du centre de gravité du rotor sur un plan, Figure 1-24. Néanmoins, il ne permet pas encore de

modéliser de maniére correcte le déséquilibrage du rotor.
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Figure 1-24 : Modéle de De Laval-Jeffcott [Fasana-06].
La formulation de Jeffcott-Laval, ou I’excentricité du rotor est décrite par 3 degrés de libertés (x,y et 0),
dans laquelle seulement la rotation autour d’un seul axe est considérée, est limitée par le fait que celui-ci
ne prend pas en compte les effets gyroscopiques (absence de modes coniques, Figure 1-26). De ce fait, les
fréquences de résonance de ce modele de rotor sont indépendantes de sa vitesse de rotation (force de
Coriolis). Dans le modele de De Laval-Jeffcott le désalignement n’est causé que par la déformabilité de
I’arbre alors que dans une modélisation prenant en compte 1’axe de tangage le désalignement est lié aux
inerties en jeu. Cette modélisation ne nous permet pas d’analyser les modes de type conique (Figure 1-26).
En pratique les vitesses critiques sont fonction de la rigidité dynamique des systémes tournants et de la
présence plus au moins marquée d’efforts gyroscopiques qui créent une dépendance entre la vitesse de
rotation et les pulsations propres des modes coniques. Si le centre de masse correspond au barycentre
géomeétrique, les vitesses critiques des modes coniques et cylindriques sont découplées entre elles [Genta-
05].

3.0

Axe du rotor

Mode cylindrique

O/ Qe |

Axe des 0. ] 0.3 1
roulements /“—’O:—
1.0
= L — 0.5
T Axedurotor 0.5 om |53
ey |
T T T
0.5

T T
-1.0 -0.5 0.0 1.0
Long rotors | Dises (JP_J')/’m]a

Figure 1-25 : Modes cylindrique et conique d'un  Figure 1-26 : Effet gyroscopique sur la vitesse critique
rotor rigide sur des roulements flexibles isotropes évaluée par rapport au modéle De Laval-Jeffcott
(égales rigidités dans le plan x-y) [Genta-05]. [Genta-05].

Ces fréquences sont appelées fréquences de rotation critiques secondaires, aussi dits modes rigides, car
aucune déformation du rotor prend lieu. Elles sont dues a une inclinaison de 1’axe polaire par rapport a I’axe
de rotation, alors que les modes dits primaires comme ceux de flexion donnent lieu a des fréquences de
rotation critiques causées par une excentricité du barycentre (¢ # 0, Figure 1-24). Ces modes de flexion,

comme ceux de torsion et de traction/compression, sont aussi dits modes internes.
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Dans le cas d’une machine électrique, de méme que pour les forces d’origine mécanique (excentricité
statique ou dynamique) il existe des forces d’origine magnétique qui dépendent du contenu harmonique
spatiale et temporelle de la pression magnétique a ’entrefer. On peut tracer ci-apres 1’évolution des

fréquences propres du systéme en fonction de sa vitesse de rotation (diagramme de Campbell) :

Harmoniques de la force
magnétique [Hz]

e | B \‘VV/*
@ O

Modes F,

Harmoniques de la force
magnétique [N]

Diagramme de
C bell
d’harmonique de force lll L

,|||l|1\ NI

1 57 11131719 'Rang 0 6 12 k 18 Rang

Harmoniques de courant [A]

Génération

nat

Figure 1-27 : Diagramme de Campbell identifiant les fréquences critiques.
Ce graphe trace les composantes harmoniques (fréquentielles) de la charge externe (axe des ordonnées) en
fonction de la fréguence électrique (axe des abscisses) et les modes propres de vibration de la structure
analysée. Les points de croisement, appelés fréquences critiques, entre la charge externe et les modes
propres donnent lieu a I’excitation d’un mode caractéristique de vibration de la structure. Lorsque la vitesse
de rotation augmente, la fréquence de rotation peut atteindre @ un moment donné, une de ces fréquences
provoquant la déformation de 1’arbre, impliquant des déplacements d’une amplitude plus au moins
importante, qui génere du bruit, pouvant dans des cas atteindre une valeur telle pouvant causer
I’endommagement et dans le pire des cas causer la rupture. Dans la pratique le systéme est souvent chargé
par une force riche en contenu harmonique. La déformée générée est alors donnée par la superposition

modale des différents modes de vibration de la structure [Fasana-06].

Ces phénomeénes ne seront considérés qu’en deuxiéme lieu, 1’objectif de cette thése étant d’accroitre la

puissance massique du moteur tous nos efforts y sont dédiés.

1.4.4.L’augmentation de la fréquence par augmentation du nombre de paires de poles

D’une manicre générale, en électrotechnique, I’augmentation de la fréquence électrique permet la
réduction du volume des parties actives, réduisant leur masse. Dans les cas d’applications & entrainement
direct, la vitesse de rotation est liée a I’application visée. L’augmentation de la puissance massique quel
que soit le type de machine synchrone étudiée, passe toujours soit par une augmentation du nombre de plot,
de paires de bobines ou de paires de pdles au rotor. Dans le cas d’une machine a aimants permanents, cela
se fait donc par augmentation du nombre de paires de pdles, 1’épaisseur des culasses magnétiques étant

inversement proportionnel au nombre d’aimants :

s P ZBCS BCS Zp

(44)

Ou Bgs est la valeur de I’induction maximale de travail dans la culasse du matériau magnétique constituant

le stator, de la méme maniére au rotor.
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Figure 1-28 : Effet de ’augmentation du nombre de paires de poles sur le volume de la machine.
[Boubaker-16].

La Figure 1-28 illustre I’effet du triplement de la fréquence sur les dimensions de la machine, avec une
vitesse et un couple maintenus constants. La limite dans I’accroissement de fréquence sera, dans notre cas,
intimement liée a une fréquence de découpage maximale estimée a 30 kHz, mais surtout a la faisabilité du
bobinage (contrainte sur le rayon de courbure minimale de fils des bobines). L’augmentation du nombre de
paires de pdles a, d’autant plus, pour effet de rendre les encoches plus étroites ce qui a comme conséquence
néfaste de réduire le coefficient de remplissage et rendre plus ardue 1’évacuation des pertes Joule. Il est
possible de repousser cette limite suivant la nature du couplage des champs magnétique rotorique et
statorique. Une solution est fournie par un couplage Vernier ou le pas polaire du bobinage (tc) et le pas
polaire rotorique (tp) sont découplés (couplage dentaire), on verra aussi qu’il ne s’agit pas de la seule
solution & disposition. Toutefois, comme indiqué dans [Boubaker-16], a partir d’une certaine valeur de 1’arc
polaire 1’épaisseur des culasses rotorique et statorique n’est plus fixées par des critéres magnétiques (44),
mais reliée a des questions de tenue mécanique. L’épaisseur des culasses sera donc fixée afin que les toles
soient suffisamment rigides pour ne pas se déformer au montage en introduisant des contraintes de
compression qui augmenteraient les pertes fer [Boubaker-16]. Cela génére une baisse en termes d’induction

magnétique dans les circuits ferromagnétiques.
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Figure 1-29 : Composantes radiale et azimutale de ’induction magnétique dans les différentes zones du
stator du moteur suite a une contrainte de hes >3 mm [Boubaker-16].

Au-dela de cette limite le volume des piéces ferromagnétiques ne peut plus étre réduit, mais il est possible,
dans certains cas, et notamment au rotor, d’utiliser des matériaux non magnétiques, moins lourds, sans trop

de conséquences sur le couple et améliorant sensiblement la puissance massique.

1.4.5.Limites en fréquence (Alimentation/Contréle commande)

De méme que pour les véhicules électriques terrestres, les modules d’électronique de puissance a haute
densité de puissance sont devenus une exigence pour I’avion plus électrique. Comme nous 1’avons vu au
cours des derniers paragraphes, I’augmentation de la fréquence permet d’avoir des convertisseurs
¢électromécaniques plus compacts et moins lourds. Toutefois, comme déja vu sous 1’aspect mécanique, des
limitations en fréquence existent. De son c6té 1’électronique de puissance a des limitations en fréquence
aussi et en particulier dans ce sous-paragraphe on verra que des limitations existent par rapport au type de

stratégies de modulations choisies et a la fréquence de découpage considérée. En fait, le niveau de pertes
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associé au module de puissance et celui associé aux pertes additionnelles générées par un courant

d’alimentation non sinusoidal, sont directement liés a la stratégie de modulation utilisée.
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Figure 1-30 : Schéma d’un onduleur a trois Figure 1-31 : Forme d'onde de tension d'une technique

cellules de commutation avec driver de ponts de modulation a six impulsions (pleine onde) utilisant
associés [Kolli]. une conduction de commutation de 180 °.

La stratégie de modulation la plus simple pour alimenter une machine électrique est la modulation en pleine
onde. Elle consiste a appliquer les commandes C,, Cy et C¢ (pour une configuration triphasée) aux bras des
cellules de commutations avec un rapport cyclique fixe. Dans ce cas ’avantage est juste li¢ a la simplicité
de la commande associée et au niveau de tension maximale entre phase, que 1’on peut obtenir, néanmoins
aucun contrdle n’est permis sur le Taux de Distorsion Harmonique (TDH) des courants d’alimentation. Un
des moyens pour réduire le contenu harmonique en sortie d’onduleur, consiste a faire un filtrage passif,
I’inconvénient principal de ce genre de solution est que les composants passifs sont souvent volumineux et
fragiles. La modulation de largeur d'impulsion (ML) intersective (a échantillonnage naturel ou numérique)
permet d’augmenter la qualité des courants d’alimentation a condition que le rapport entre les fréquences
de la porteuse (ou de découpage) et celle de la modulante (équivalente a la fréquence électrique de
fonctionnement de la machine) soit constante et élevée, de I’ordre de 10, voire plus [Espanet-99]. Le
principal avantage de I'utilisation de fréquences de commutation élevées pour les onduleurs de puissance
est qu'ils permettent a la tension de sortie ou au courant de s'adapter plus précisément a une forme de sinus
idéale Figure 1-32 et Figure 1-33. Ce qui veut dire qu’en augmentant la fréquence ¢lectrique de la machine,
la fréquence de découpage de nos composants de puissance doit augmenter, afin de garder constantes les
pertes additionnelles dans la machine. En revanche, la limite supérieure de la fréquence de commutation
() est fixée a environ 20-30 kHz, en raison de l'utilisation d'un onduleur IGBT. Avec une f. plus élevée,
les pertes de commutation deviendraient trop élevées. De plus, des effets secondaires, tels que le temps
mort de l'onduleur, créeraient des erreurs a la fréquence fondamental et injecteraient des harmoniques
supplémentaires en raison des distorsions de la forme d'onde de sortie [Golovanov]. L’autre paramétre

limitant la vitesse de commutation est la présence d’inductances parasites (phénomeéne d’empiétement).
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Figure 1-32 : Qualité des formes d’onde issue d’une alimentation par MLI a porteuse en dents de scie pour
f. =875 Hz (a) et par alimentation pleine onde (103° angle de commutation) (b) [Golovanov]

Les formes d'onde de courant, de tension et de force électromotrice FEM pour les techniques de modulation
considérées sont illustrées en Figure 1-32. Les formes d'onde obtenue par la technique MLI sont données
pour un rapport de (fo/fm =) 15 entre les fréquences fondamentales fr, et la porteuses f.. La période de
conduction du commutateur de la commande en pleine onde est égale a 103°, elle est définie de sorte a

avoir la méme valeur du fondamental de tension que celle obtenue par MLI [Golovanov].

Fundamental frequency [Hz]

Figure 1-33 : Contenu harmonique pour différentes stratégies de modulation [Golovanov]
Avec les algorithmes de contrdle d’aujourd’hui, on peut basculer entre une commande MLI et une
commande pleine onde, selon le type de fonctionnement, basse ou haute vitesse. De plus, le contrle
numérique nous permet de coder des stratégies MLI dites précalculées, qui consistent a faire varier le
rapport cyclique de maniere a annuler des harmoniques bien spécifiques, néanmoins le contrdle devient
plus complexe et couteux. De la méme maniere, il existe un autre type de MLI, la MLI vectorielle, qui,
contrairement a la MLI a échantillonnage, nécessite une implémentation numérique bien plus sophistiquée.
Le principe de cette commande se base sur la transformation vectorielle, dite de Clark ou de Concordia
selon le cas, d’un espace de dimension 3 a un espace de dimension 2, exploitant les propriétés matricielles
du systéme d’équations. Ceci permet d’augmenter la tension maximale d’alimentation entre phases par
rapport a une MLI intersective et de ne pas travailler ainsi en surmodulation, pendant les phases de

survitesse, qui dégraderait davantage le TDH. L’injection d’une harmonique de courant homopolaire
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permettra soit d’augmenter la tension maximale en sortie de I’onduleur, a défaut d’augmenter le TDH, soit
de réduire le TDH a défaut d’augmenter 1’amplitude de la tension. Un DSP (Digital Signal Processor), ou
une carte FPGA (Field-Programmable Gate Array) sera programmé afin de calculer la commutation
optimale de chaque cellule, avec pour objectif d’éliminer des harmoniques bien spécifiques (filtrage actif),
de maximiser la tension de sortie et de rendre la température de chaque cellule la plus homogeéne possible.
Un filtrage actif peut étre direct ou indirect, le filtrage direct est ce qui se fait habituellement, en mesurant
le contenu spectral du courant en sortie de chaque bras. Un exemple est donné par une stratégie de
modulation de type « Feedback Quantizer PWM technique » FBQ [Golovanov] Figure 1-33.

Pour ce qui concerne le controle commande, au niveau du DSP, ou d’une carte FPGA, ou est implanté
I’algorithme de mise en ceuvre de la stratégie de commande, la limite en fréquence de fonctionnement
atteignable n’est pas véritablement contraignante. Le choix entre DSP et FPGA est strictement 1ié aux
capacités de programmation du concepteur. Toutefois, en termes de performances, un FPGA actuel permet
un gain en temps de calcul intéressant qui réduirait les retards et donc augmenterait la bande passante des
boucles de contréle. En fait la structure spécifique des FPGA permet d’exécuter en paralléle plusieurs

procédures de calcul.

Une fois choisie la stratégie de modulation deux caractéristiques principales limitent la fréquence de

découpage d’un composant a semi-conducteurs de puissance CSCP :

+ Temps de commutation ;

#+ Température max admissible a la jonction du composant de puissance.

Dans le cas idéal, on modélise un CSCP comme étant un interrupteur capable de s’ouvrir et se fermer
instantanément. En réalité, ces commutations nécessitent un certain temps. La Figure 1-34 trace le domaine

d’utilisation des CSCP plus communs comme les Thyristors, les Mosfet, les GTO et les IGBT.
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Figure 1-34 : Domaines d’utilisation en tension, fréquence et courant
pour les transistors les plus répandus dans des applications industrielles
(non exhaustif®).

L’augmentation en fréquence est directement liée au fait que la diode (propre au Mosfet) dans le cas des
Mosfet-SiC commute proprement avec des courant de recouvrement réduits. La réduction de ces
inductances permet en premier lieu la réduction de la surtension au niveau de la diode, augmentant la
fréquence de découpage admissible pour le méme niveau de pertes, et en deuxiéme temps la réduction du
volume des composants passifs, comme la capacité de découplage, utile pour filtrer proprement la tension
d’alimentation de notre machine. L’utilisation de Mosfet-SiC permettrait d’atteindre en principe une
fréquence électrique de vitesse synchrone de 2 kHz (fo/fn = 15) tout en gardant une bonne qualité des
courants/tensions d’alimentation. En effet, ’ondulation du plateau de courant est d’autant plus faible que
la fréquence de découpage est plus élevée [Espanet-99]. Il faut donc choisir une fréquence de découpage
satisfaisant au compromis suivant : obtenir des ondulations de courant faibles sans créer de pertes par

commutation trop importantes.

Pour conclure, étant I’objectif de ces travaux d’accroitre les performances en termes de puissance spécifique
aussi bien qu’en termes de rendement de I’ensemble convertisseur-machine, des solutions, permettant de
générer une rupture technologique, doivent étre introduites afin d’atteindre ces résultats. L’identification
de ces solutions passe, nécessairement, par ’analyse des technologies existantes & ce jour ou en cour

d’étude.

8 Dans [Sarriegui] on indique que la troisieme génération de Mosfets SiC, produite par CREE, est caractérisée par une
RDSon laquelle valeur est presque divisée par deux par rapport a la précédente génération. Tels caractéristiques
permettent d’augmenter le courant de collecteur a 400A et de placer ces composants actuellement entre une tension

max de 1kV et une fréquence de découpage maximale de 200kHz tout en gardant des pertes par commutation réduites.
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2.Etat de I'art technologies et refroidissement

Ce chapitre a pour but de présenter différentes technologies de machines électriques, montrant des
topologies trés variées, différentes solutions de couplage entre rotor et stator, des variantes de bobinage,
des modes de refroidissement distincts, etc., afin de pouvoir disposer d’éléments clés permettant la
définition d’une solution de machine basse vitesse (quelques milliers de tours/min) a trés forte compacité.

Ces machines, comme déja vu, fonctionnent nécessairement a haute fréquence électrique.

2.1.Technologie de machine

Afin d’identifier les structures susceptibles de répondre a une montée en fréguence substantielle, nous
synthétisons dans ce paragraphe les principales topologies de machines électriques. Le tableau et les figures

ci-aprés résument et illustrent les solutions les plus répandues et utilisées :

Abréviations Description

MSAPs Machine a aimants permanents surfaciques
MSAPe Machine a aimants permanents enterrés
MSRB Machine synchrone a rotor bobiné

MSR Machine synchro-réluctante

MRV Machine a reluctance variable

MAS Machine asynchrone

MCC Machine courant continu

Tableau 2-1: Liste non exhaustive des machines a flux radial

Ci-apres une représentation :

Radial
MSAP Surf MSAP Ent MSAP vshape MSAP Conce MSRB
(</ )
& /
\\ /
< =
MSR MRV MAS MCC

Figure 2-1 : Illustration des types de machines indiquées dans la Tableau 2-1.

Afin de résumer les avantages et les inconvénients de chacune des solutions, une comparaison entre les

machines électriques les plus répandues dans le domaine de la motorisation des véhicules électriques est

ci-dessous proposee sous forme de tableau selon différents critéres :
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Type Cou_p le Défluxage Rendement Fac_teur de Compacité Thermique Robustesse
massique puissance

MSAPS +++ - +++ +++ + + +
MSAPe ++ + +++ ++ + + +
MSRB ++ +++ + ++ -- - ++
MAS + ++ + + + + +++
MCC + +++ ++ / - - -
MSR - + - - + + +++
MRV - + - + + + +++

Tableau 2-2: Comparaison entre machines a flux radial
En principe, a chaque type de machine a flux radial correspond une version a flux axial (aussi dites machines
discoides). Dans le but d’augmenter la puissance massique des actionneurs, d’autres architectures existent,

on peut citer, a titre d’exemple : les machines poly-entrefers ou les machines a flux transverse.

La figure ci-apreés montre une topologie de machine a flux axial et transverse.

Axial Transverse

MSAP

Stator

Stator

Figure 2-2 : Machine a flux axiale dans sa configuration a deux stators et une machine a flux transverse.
Les machines a flux transverse ont une structure plus complexe, avec un flux qui se propage radialement
mais aussi axialement ce qui rend la minimisation des pertes fer difficile a maitriser. Un exemple le plus
connu de structure a flux transverse est la machine a griffes qui équipe la totalité du parc automobile a
moteur thermique et qui génére le réseau dit 12V du véhicule. La figure ci-aprés illustre la propagation du
flux dans la machine. Ce type de structure est facile a réaliser et présente un colt de fabrication trés peu
élevé. Un des inconvénients réside dans les dimensions géométriques limitées par la tenue mécanique du

rotor a griffes [Gimeno-11].
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Stator

Rotor a griffes

Figure 2-3 : Evolution des iignes de flux dans un alternateur a griffes [Bouarroudj-05]
Des configurations a rotor présentant des aimants intergriffes sont introduites afin d’accroitre les
performances en limitant les flux de fuites entre les p6les. Néanmoins, méme dans ces cas, les pertes fer
restent considérable. La machine a flux transverse a griffes s’avére, donc, étre une topologie trés robuste et
peu couteuse mais caractérisée par un faible rendement et ayant atteint ses limites en termes de puissance

sous 12V.

La figure ci-aprés illustre le principe de fonctionnement d’une structure a flux transverse

Aimants
Poles Court chemin Long chemin via
rotorique via ’aimant 2 I’aimant 1 et 3

Figure 2-4 : Principe de fonctionnement de la machine a flux transverse [Mitcham-97].
Les machines axiales (discoides) de leur c6té ont, parfois, été préférées aux radiales dans la génération
électrigue de type éolienne ou des configurations a entrainement direct permettent de réduire fortement les
couts de maintenance. Cette solution est aussi trés répandue dans le secteur civil, ou les machines axiales a
entrainement direct, malgré leur codt de fabrication élevé, permettent de supprimer le local de machinerie
pour I’asservissement d’ascenseurs/élévateurs. Dans ces cas énoncés (éoliennes ou ascenseurs), la vitesse
nominale est relativement basse 50-100rpm, avec de faibles sollicitations mécaniques et une faible gamme
de fréquences électriques, généralement variable de 10 Hz a 60 Hz. Nous illustrons Figure 2-5 différentes

configurations de machines a flux axial.
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Figure 2-5 : Principales configurations de machine a flux axiale a un seul étage (a) Double rotor NN, (b)
Double rotor NS (sans culasse statorique) et (¢c) Double stator NS [Aydin]-[Piscini-16].

Ces machines a flux axial sont un sujet d’intérét industriel, cela dit, les difficultés a pouvoir obtenir de petits
entrefers pour des raisons de tenue mécaniques et de minimisation des pertes (plus difficiles a dissiper)
dans les parties ferromagnétiques (empilement des toles compliqué et colteux) ont ralenti leur
developpement. Néanmoins, & partir des données extraites de la litérature [Piscini-16] il est possible
d’observer que les machines axiales sont utilisées dans des secteurs variés allant de I’automobile [Rahman]-
[Lola] au naval [Patterson]. D’ailleurs, grace a leur compacité axiale ces machines ont I’advantage d’étre
modulaires c.-a-d. que plusieurs machines discoides peuvent étre assemblées sur le méme axe de maniére
a multiplier la puissance totale. [Cavagnino-01] montre que cette topologie de machine représente une
solution intéressante lorsque le nombre de péles est élevé et la longueur axiale est limitée. La comparaison
entre machines radiales et axiales était cependant limitée a de bas régime de rotation (applications a

entrainement direct).

Dans le but de résumer et de comparer les performances en termes de puissance massique des machines
axiales avec les machines radiales, une synthese, a partir de machines commercialisées, est présentée ci-

dessous :

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 44



SRM @ 600 rpm
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Magneti Marelli IPM @ 6000 rpm
IPM hub-motor by Remy @ 2600 rpm
Siemens IPMS @ 1700 rpm

Brushless IPM @ 1300 rpm

Brushless IPM @ 6500 rpm

Brushless IPM @ 6800 rpm

N Brushless IPM @ 5000 rpm
Radial Flux motor
(" AFPM PA57-2W-001 @ 3600 rpm
AFPM PA44-5W-001 @ 5200 rpm
AFPM PA44-5W-002 @ 2860 rpm
AFPM Emrax 268 @ 2000 rpm
GKN AFPM @ 2250 rpm

GKN AFPM @ 3800 rpm

GKN AFPM @ 2250 rpm

GKN AFPM @ 3800 rpm

TORUS yasa-400 @ 2000 rpm
TORUS yasa-P400S @ 1250 rpm

\ TORUS yasa-750 @ 1100 rpm >

AxialFlux motor
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Figure 2-6 : Données constructeur en puissance massique (masse active) [Piscini-16].
Dans cette figure, a titre de comparaison, est positionné la densité de puissance d’un turbofan. Par turbofans
on entend, dans litérature anglaise, tout moteur muni de souflante et d’une turbine, exploitant deux flux
d’air séparés, comme illustré sur la Figure 1-8. Sur le graphique ci-dessus, on indique le niveau de puissance
massique qu’un moteur électrique devrait atteindre en incluant aussi les parties composées par le systeme
de réfroidissement et par la soufflante. 1l est important de préciser que toutes données (en fonctionnement
continu S1) présentées en Figure 2-6 sont extraites a partir de catalogues et de la litérature se référant a des
machines a aimants permanents refroidies de maniere indirecte avec un liquide (huile de silicone, eau etc.)
et pour une gamme de puissance comprise entre 50 et 500 kW [Piscini-16]. La machine Siemens & motif
Halbach de plus haute densité de puissance semblerait étre une machine haute fréquence triphasée a rotor
interne alimentée par deux onduleurs (Uq. =580 V, I;n = 131A). Selon les concepteurs, le refroidissemnt
direct du bobinage méplat lui permettrait de rejoindre des valeurs de densité de courant et une puissance

massique atypiques et un couple massique d’environ 11 Nm/kg [Siemens].
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Figure 2-7 : Machine Siemens a motif Halbach 170 kW @ 6250 rpm (vitesse max 6500 rpm), atteignant une
puissance massique a régime de 7kW/kg (masse active) et un couple massique de 11 Nm/kg [Siemens].

()

(b)
Figure 2-8 : Machine axiale EMRAX 268, 100kW @ 2000 tr/mn (vitesse max 5000 tr/mn), atteignant une

puissance massique a régime d’environ 5 kW/kg (masse active) et un couple massique de 12 Nm/kg (a)
[Emrax] (b)) EMRAX 228 LV, 28kW @ 3000 tr/mn (basse tension) vue en détail.

Emrax de la méme maniére offre un moteur de topologie axiale & stator interne, reporté ci-dessus, et déclare
des performances tout a fait comparables a celles offertes par les machines radiales. Le moteur développé
et produit par Magnax est aussi un moteur électrique a flux magnétique axial pouvant fournir une densité

de puissance créte maximale considérable de I’ordre de 15 kW/Kg [Magnax].
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Figure 2-9 : Machine Magnax (AXF225) sans culasse statorique de 200 kW @ 7650 rpm (puissance max
transitoire), atteignant une puissance massique pique de 12.5kW/kg (masse active) [Magnax].

I1 est constitué de deux rotors a aimants permanents et d’un stator sans culasse (configuration N-S [Piscini-
16] de méme que la machine Emrax en Figure 2-9), permettant un meilleur rapport couple/poids du moteur.
La densité de puissance trés élevée est générée par un stator extrémement compact (avec des toles en grain
orientés ThyssenKrupp GOES), le moteur pese seulement 16 kg et développe une puissance transitoire de
200 kW. Ce type de configuration a dents décomposables Figure 2-10, permet de maximiser le facteur de

remplissage ce qui minimise les pertes Joule.

Figure 2-10 : Détail d’une bobine d’une machine axiale Magnax [Magnax]|.
Il dispose d'un systéme de refroidissement breveté qui extrait la chaleur de la bobine de maniére optimale.
L’extraction de la chaleur se fait via une chemise a eau ou des ailettes, dans le cas d’un refroidissement a

air, directement connectées aux bobines [Magnax].

Une fois les principales topologies de machines présentées, nous pouvons nous intéresser maintenant aux

différentes possibilités de bobinage.

2.2.Technologie de bobinage

Le type de bobinage est défini par des paramétres de nature physique comme le matériau utilisé, sa
résistivité électrique, sa masse spécifique, etc... ainsi que par des paramétres électromagnétiques
déterminés par le nombre de spires, le nombre de paires de péles (p), le nombre de phases (m) et le nombre
d’encoches (Q) et donc le nombre d’encoche par poles et par phases Nepp (q dans la littérature anglo-

saxonne, cette notation est utilisée ici) :
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g=-2 (45)

Quand il n’y pas de raccourcissement de pas q > 1, I’enroulement est dit monocouche. Tous les conducteurs
de I’encoche appartiennent au méme faisceau de la méme bobine suivant le mode de bobinage. Par contre,
dés qu’un raccourcissement de pas est réalisé (1. < T : le pas d'ouverture angulaire entre le faisceau aller et
retour d'une bobine t., définissant le pas d’enroulement, est inférieur au pas polaire t, rotorique), et il s’agit
d’une condition suffisante, I’enroulement est dit a pas raccourci (Figure 2-11). Dans ce cas, il peut étre
composé de n-couches (ou n est un nombre entier) décallée par rapport a la précedente de maniere a
minimiser un élevé contenu harmonique caracatérisant les bobinages a pas raccourcis. La figure ci-apres

illustre un bobinage concentré sur dent :

Stator

Rotor

Figure 2-11 : Bobinage concentré sur dent (autour de chaque dent) avec Q =12, p=8etq=".
Habituellement, on distingue les bobinages en fonction de la valeur de g, en particulier si g est entier ou

fractionnaire on dit que le bobinage est :

+ Distribué ou a pas entier (q est un nombre entier) : Chaque phase est distribuée par rapport au rotor

de maniére a ce que la fle.m. soit le plus sinusoidale possible. Plus la valeur de q est élevée plus le
contenu harmonique (TDH) de la fe.m. (force électromotrice) s’affaiblie, en affectant néanmoins
le coefficient de distribution et donc I’amplitude de la f.e.m.. En effet, le coefficient de distribution
kq1 atteint sa valeur max (soit égal a 1) lorsque q =1 ;

#+ A pas raccourci (g est un nombre fractionnaire) : comme dans la plupart de bobinages concentrés

ou chaque bobine est enroulée directement sur la dent. Ces bobines peuvent étre monocouche
Figure 2-12-b ou double couche, non croisés Figure 2-12-c, ou croisés Figure 2-12-d si les couches

ne gardent pas la méme position dans 1’encoche qui suit.
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(@)

Figure 2-12 : Configuration de bobinage [Martinez-12].

a) Bobinage distribué avec Q = 36, p =6 et ¢ = 1 (d’un motif élémentaire® 6-3-2); b) Bobinage concentré sur dent
monocouche avec Q =12, p=4 et q = 1/2 (d’un motif élémentaire 6-3-2); ¢) Bobinage concentré sur dent (autour
de chaque dent) avec Q =12, p=4 et q = 1/2 (d’un motif élémentaire 3-3-1) mais double couche non croisé ; d)
Bobinage concentré autour de chaque dent double couche croisé avec Q = 12, p =5 et q =2/5 (a noter qu’il est
possible obtenir la méme configuration sans croiser les bobines).

Dans un premier temps, dans le but d’augmenter la puissance massique des actionneurs on ira plutot vers
des configurations de bobinages fractionnaires. En effet, pour un bobinage dit classique (q > 1), a pas
diamétral (distribué), lorsque le nombre de pdles augmente, les encoches deviennent rapidement tres
étroites, ce qui rend compliqué le remplissage et augmente les inductances de fuite. De plus, les tétes de
bobines sont trés encombrantes et siége de pertes considérables. Un exemple typique de moteur synchrone
a aimants permanents, a refroidissement liquide, pour une application d’hybridation automobile, est ci-
apres présenté Figure 2-13. Le diametre extérieur de la machine est de 264 mm, la longueur active est
d’environ 50 mm et la longueur totale de 160 mm [Burress-11].

Rotor

b)
Figure 2-13 : a) Machine a aimants permanent, b) Section axial [Burress-11] d’une Toyota Prius 2010.

La Figure 2-13-b illustre la vue en coupe axiale de la machine. On peut voir ici que la longueur axiale du
noyau représente environ 1/3 de la longueur totale de la machine, alors que, le bobinage nécessite d’environ
2/3 de la longueur totale de la machine et pése environ 4.93 kg dont 2.2 kg sont attribués aux tétes de bobine
ce qui correspond a plus de 40% de la masse totale du bobinage. Ces éléments ne participent pas a la

génération du couple, sont siége de pertes considérables et constitue généralement un point chaud de la

° Motif élémentaire Q/t-Npon.-p/t (Nbon.t NOmbre de bobines par périodicités) : Motif de machine qui se répéte avec une

périodicité t avec t égal au plus grand commun diviseur entre Q et p pour une machine conventionnelle.
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machine. Il est donc dans I’intérét du concepteur de minimiser leur volume, surtout lorsque les contraintes

en compacité sont importantes.

1 O 5 7 9 11
P ot 11
A B C a b C
(a)
1 2 3 4 5 [ 7 8 9 10 i1 12
W(jll ]QQ?
 — — |
A B C a b c
(b)

Figure 2-14 : Configuration de bobinage: a) Diagramme d’un bobinage concentré sur dent
monocouche avec Q =12, p =4 et q = 1/2; b) Bobinage concentré sur dent (autour de chaque dent)
avec Q=12,p=4 et q =1/2 [Ishak].

Dans la machine de la Figure 2-14 (b) a 12 encoches/10 pdles, chaque encoche statorique contient deux
bobines adjacentes appartenant a deux phases différentes. Ces quatre bobines sont connectées en série pour
former un enroulement de phase. En revanche, dans la machine Figure 2-14 (a) chaque phase de
I'enroulement ne comporte que la moitié du nombre de bobines de la configuration (b), dans ce cas le
nombre de tours par bobine devra étre doublé pour atteindre la méme FEM. Cependant, chaque c6té de la
bobine est isolé des autres, ce qui constitue un avantage important pour des applications a haute tolérance

aux pannes.

Ces machines produisent un couple a partir de I’interaction d’un harmonique du champ statorique avec le
fondamental du champ produit par les aimants permanents au rotor, tandis que dans le cas d’une machine
a pas diamétral ce sont les fondamentaux des champs statorique et rotorique qui se couplent. Il en résulte
gu’une machine a pas fractionné est caractérisée par un contenu d’harmoniques et de sous-harmoniques,

générant des pertes fer, ainsi que des pertes dans les aimants par effet de Foucault, élevées.
En résumé, les avantages d’un bobinage concentré sur dent dit aussi « bobinage dentaire » sont les suivants :

4+ Réduction des dimensions des tétes des bobines ;
+ Augmentation du coefficient de remplissage ;

+ Meilleure « tolérance » aux défaillances (les tétes de bobine ne se superposent pas).
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(@) (b)
Figure 2-15 : (a) Bobinage a pas diamétrale [Albert-04], (b) Bobinage concentré a double couche avec 12

encoches / 10 poles [El-Refaie].

Néanmoins, le bobinage concentré monocouche a tendance a étre moins efficace pour la production de
couple que le bobinage a pas diamétral, car ’harmonique de travail'® est affaiblie et donc un nombre
supérieur de conducteurs en serie, comme déja mentionné, sera nécessaire pour générer le méme couple

pour un courant donné, cela augmente les pertes Joule.

Cette augmentation peut étre, toutefois, compensée par une réduction du volume des tétes de bobine.
Néanmoins, le champ magnétique ainsi généré est plus riche en harmoniques d’espace qui peuvent générer
des pertes supplémentaires (par courants de Foucault) élevées dans la machine. Pour surmonter ce dernier
probléme un bobinage concentré multicouche Figure 2-14 (b) permettant la réduction des sous-harmoniques
[El-Refaie] - [Bekka-15] est souvent utilisé. Cela augmente toutefois le degré de complexité, les pertes
Joule et enfin les risques d’un court-circuit entre phase. Une des solutions analysées dans [Dajaku-12], pour
contrer les pertes occasionnées par les sous-harmoniques, consiste a augmenter le parcours magnétique de
ces composantes. Effectivement, les sous-harmoniques parcourent un chemin beaucoup plus long que les
harmoniques de travail [Bekka-15]. Des barriéres de flux sont alors obtenues par découpage de la culasse
statorique via la création de zones amagnétiques constituées par des trous ou des segments non
magnétiques, dans le cas d’un stator segmenté. Cette solution s’avere étre treés efficace, néanmoins elle ne
s’adapte pas a I’esprit de minimisation des culasses magnétiques, ces dernieres étant trop peu épaisses pour

une telle solution.

Une autre solution consiste a utiliser un bobinage de compensation mais celui-ci réduit le facteur de
remplissage, et complexifie la structure sans par ailleurs diminuer de maniére substantielle les pertes fer.
De méme dans [Aslan-13]-[Bekka-15] et [El-Refaie] on montre qu’en choisissant de maniére adéquate le

nombre de phases, il est possible de minimiser ces pertes, néanmoins une augmentation du nombre de

10 Dans la littérature, on désigne par harmonique de travail ou harmonique principal I’harmonique de la pression
tangentielle statorique qui présente une fréquence spatiale identique a celle du fondamental des aimants permanents
(dans le cas d’une machine synchrone a aimants permanents).
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phases impacte fortement la stratégie d’alimentation et le volume du convertisseur DC/AC en amont de la

machine. Un compromis en termes de compacité devra étre déterminé.

2.3.Axes d’amélioration de la compacité de la machine

Dans un premier temps, nous nous sommes intéressés plus spécifiquement aux machines radiales
classiques a bobinage fractionnaire dentaire, permettant de positionner un plus grand nombre de poles
réduisant ainsi le volume des circuits magnétiques. Contrairement aux machines a pas diamétral,
caractérisées par un coefficient de bobinage ky trés élevé proche de 'unité, les machines a bobinage
raccourci sont typiquement caractérisées par des valeurs nettement plus faibles, de 1’ordre de 0.60-0.9
[Bekka-15]. Le facteur de bobinage kwh de I’harmonique h (rang impair) est composé du facteur de
distribution kg, du facteur de raccourcissement kgn, du facteur d’ouverture d’encoche kon €t du facteur

d’inclinaison ks, (ici considéré unitaire) [Despret-18] :

kwn = kpnkanksnkon (46)

Cela représente un facteur fondamental dans le dimensionnement d’une machine électrique et indique, en
guelque sorte, la capacité du bobinage a exploiter le flux rotorique afin de générer une force magnétomotrice
(f.m.m.) élevée. Un enroulement avec un coefficient de bobinage plus élevé implique un couple plus élevé
pour le méme diamétre et longueur active, donc une compacité accrue. On se propose donc d’introduire ces
coefficients de maniére a identifier les paramétres clés permettant leurs accroissements et de souligner les

principales limitations d’un bobinage fractionnaire.

- Facteur de distribution, kq
C’est le rapport entre la f.e.m. du bobinage étudié et la f.e.m. que 1’on obtiendrait si tous les conducteurs
d’une paire de poles étaient regroupés dans deux encoches (pas diamétrale). L’accroissement de la valeur
de q permet d’approcher la f.e.m. a une sinusoide, quel que soit la forme de la densité de flux a I'entrefer,
affaiblissant néanmoins I’amplitude du fondamental de la f.e.m. générée. Calculé a partir du diagramme des

tensions!! :

Résultante vectorielle des phaseurs induits |Eph A|

d (47)

~ Somme arithmétique des phaseurs induits Y8
phAk

Il atteint sa valeur maximale pour q = 1 c.a.d. dans le cas d’un bobinage a pas entier diamétrale (t.= tp).

Pour un bobinage classique a pas rallongé (1. > 1) ce facteur est fondamental étant k, unitaire.

11 Le diagramme vectoriel des tensions (ou phaseurs) est un outil graphique utile a la représentation des paramétres

structurels du bobinage.
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- Facteur de raccourcissement, kj, :

Un raccourcissement du pas d’encoche (particuliérement pour un bobinage multicouche) permet un filtrage
harmonique de I’induction a 1’entrefer, améliorant le contenu harmonique de la f.e.m. tout en gardant des

tétes de bobine compactes. Dans ce cas le coefficient de bobinage est réduit par un facteur k;, :

_ harmonique h de la f. e. m. induite par le bobinage étudié
"~ harmonique h de la f.e. m. induite dans le cas d’un bobinage distribué

Kp,h (48)

Par sa définition il n’est pas unitaire dans le cas d’un bobinage concentré classique ou ¢ < 1p. Cela entraine,
nécessairement, un affaiblissement du flux rotorique capté par le bobinage. Une solution a ce propos est
fournie dans [Boubaker-16], elle sera introduite par la suite.

- Facteur de vrillage, ks :

I est défini par :

b = harmonique h de la f. e. m. induite dans le cas d"un vrillage
sh = harmonique h de la f. e. m. induite sans vrillage

)

(49)

Le vrillage du rotor (ou du stator) modifie la répartition du champ magnétique affaiblissant la f.e.m. et le

couple moyen, mais apporte des multiples avantages tels que la réduction du couple de détente et du bruit
en générale.

- Facteur d’ouverture d’encoche, ko :

Dans une machine réelle, on ne peut pas considérer que les conducteurs sont localisés en un point [ Despret-
18]. 11 faut donc prendre en compte la largeur d’encoche (6s [rad]) introduit par le facteur d’ouverture
d’encoche. De méme comme on le voit sur la Figure 2-16 une ouverture d’encoche (0so [rad]) plus
importante fait chuter I’induction dans I’entrefer, entrainant une réduction de la f.e.m., cela est pris en

compte par le facteur d’ouverture d’encoche koh.

e =0mm
enc

0.8] .c = 1.8 mm
enc
0.6 .c =5 mm
H . enc

= 1.8 mm
enc

—_—  =5mm
e

Induction radiale entrefer [T]
=
Amplitude [T]

12
s

0 20 40 60 80 100 0 6 8 01 1618 0
Position [mm] Rang harmonique

Figure 2-16 : Induction spatiale d’un motif a une paire de poles et son spectre dans le domaine fréquentiel
en fonction de I’ouverture d’encoche [Boubaker-16].

La réduction du fondamental de I’induction magnétique a I’entrefer provoque une réduction du couple

généré pour le méme courant d’alimentation.

Le bobinage dentaire doit donc étre congu de fagon a coupler I’harmonique de plus grande amplitude du

champ statorique, avec le fondamental du champ rotorique, afin de maximiser le couple généré. Dans
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[Bekka-15], il est démontré qu’en modifiant les paramétres intrinseques du bobinage et leur positionnement
rélatif, il est possible d’atteindre des valeurs de kwne plus élevées. Il est néanmoins démontré que les
bobinages optimisés ne présentent pas a la fois un coefficient de bobinage élevé et un faible taux de

distorsion [Bekka-15] (kw,:de 0.58 et un TDH de 34 & environ 1 et 170 respectivement). La figure ci-aprés

illustre ces propos :

1 2
0.5 1.5
=) =)
=" 2
= =
i o
-0.5 0.5 |
| I I x
5 10

H0 60 60 180 % 15 20
6 (deg elec) Rang des harmoniques

=y

nip
Al

:‘I?BO -60 60 180 00 5 10 15 20
0 (deg elec) Rang des harmoniques

FMM [p.u]
(=]

(b)

Figure 2-17 : Schéma du bobinage et MMF correspondantes aux extrémes du domaine des solutions du
front de Pareto obtenu par [Bekka-15] a) kwne =1, TDH =170 et q = 1/3 et b) kwne =0.58, TDH =34 et q =
2/3 (en rouge ’harmonique de travail).

S’agissant d’un probléme multi objectif, un compromis doit étre trouvé dans le but d’optimiser soit le

contenu harmonique, soit le coefficient de bobinage et donc en quelque sorte la compacité de la machine.

2.3.1.Bobinage par quartiers

Afin de proposer une solution alternative aux bobinages conventionnels présentés précédemment, on
propose d’étudier un type de bobinage innovant dans le monde de I’aéronautique, objet de différentes études
au sein du laboratoire IES. Dans ce type de bobinage, chaque phase occupe, seule, un quartier (aussi appelé
secteur), ces quartiers sont déphasés d’un angle mécanique équivalant au déphasage électrique souhaité
(8pn) a I’aide de dents intermédiaires de décalage comme illustré en Figure 2-18. Chaque groupe est
équivalent a une machine monophaseée trés largement découplée, sur le plan électrique, des autres groupes.
Toutes les techniques de bobinage dentaire (toutes les dents bobinées, une dent sur deux ...) peuvent étre

utilisées comme illustré sur la Figure 2-19 b.
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Figure 2-18 : Illustration d’un bobinage distribué massif dlspose en quartiers (double triphasé) a
un seul conducteur par encoche (p =20, Q =36, m =3 et n = 6).

Ce type de bobinage, malgré sa simplicité évidente, est assez innovant (connu depuis longtemps mais peu
utilisé), il s’agit d’une des solutions les plus efficaces pour adresser le domaine de la haute fréquence, ce
qui permettra d’accroitre la puissance massique de notre moteur en réduisant le volume de cuivre et de fer
nécessaire. Trés peu d’études scientifiques existent pour cette configuration, nous citons par exemple
[Boubaker-16] — [ABB]. Dans la littérature on se référe souvent a des configurations similaires avec le
terme « phase-group concentrated-coil (PGCC) windings » [Zhao-Lipo-Kwon-1] - [Zhao-Lipo-Kwon-2],
néanmoins dans ces cas, le bobinage est a double couche.

L)L a3H

(b)

Figure 2-19 : (a) Bobinage par poles ot une bobine constitue un péle, (b) bobinage a poles conséquents ot
I’association de deux bobines consécutives de la méme phase générent deux péles magnétiques.

En particulier les travaux de [Boubaker-16] ont permis d’apporter une vision nouvelle concernant cette
topologie de bobinage en montrant son potentiel dans I'amélioration des performances des machines

électrigues.

a. Origine physique de I’effort électromécanique :

La machine telle que représentée en Figure 2-20, dotée d’un bobinage par quartiers peut étre considérée
comme un assemblage de machines monophasées distribuées sur la circonférence du stator selon les
relations électriques déterminant le déphasage ¢€lectrique d’un systéme a m phases. Chaque groupe géneére
un couple pulsant, la sommation des différents couples permettant, comme dans toute machine polyphasée,
d’¢éliminer I’essentiel des harmoniques, ne subsistent que des ondulations liées aux ouvertures d’encoche
ou aux formes d’onde d’alimentation. Un équilibrage radial des efforts de décentrage est possible des lors

que la machine est symétrique (n = kxm avec k nombre pair et m > 3).

Avantages et inconvénients d’une telle configuration :

L’association de ce bobinage avec la haute fréquence représente une réponse a un verrou technologique
en permettant de repousser les limites en compacité des machines électriques & entrainement direct.
Effectivement, cela permet de réduire le nombre d’encoche par pble et par phase et de maximiser le
coefficient de bobinage. Dans un bobinage par quartier, le pas polaire est égal au pas du bobinage (t, = 1=
s). Dans ce cas, le facteur de raccourcirent k,; est unitaire de méme pour le facteur de vrillage &, car il
n’est pas nécessaire de vriller le stator (faible couple de détente). La figure ci-apres illustre ce type de

bobinage :
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Figure 2-20 : Bobinage par quartiers.
Dans ce cas, la notion de nombre d’encoche par pole et par phase q, perd son utilité. En effet, comme
indiqué par I’auteur [Boubaker-16] le nombre d’encoches doit respecter un certain nombre de conditions a

commencer par :

1) 7 20
phy| _ Yp 14
[Sph — CInt( 6, )] = ou (50)
Avec Cint une fonction qui arrondit la valeur a I'entier supérieur. Cette relation est valide pour un systeme

triphasé ou &pn est définit par le nombre d’encoche et le nombre de groupes (ou nombre de quartiers —n) :
21 — 0,(Q —n)
= —-T

51
ph n (51)
Avec la suivante relation analytique a respecter
Saec . y Ddec . N 6400 = 0, + si(odd(ky) = 1,6,,0
Hpe oumzepe , Sgec = pn —mB, +si(odd(ky) = 1,6,,0) (52)

Ou odd est une fonction égale a 1 si ko= Q/n est impair et 0 dans le cas contraire. Si I’on trace alors 1’étoile
des encoches, les tensions appartenant a la méme phase se somment arithmétiquement, étant donné que

chaque faisceau est décalé du méme angle par rapport au p6le rotorique correspondant.
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Figure 2-21 : Etoile des encoches pour une configuration triphasée avec n =6 et p =44 (Q =14 x 6).
Autrement dit, chacune des bobines dentaires appartenant a la méme phase est traversée, a tout instant, par

la méme quantité de flux. Cela se traduit en un k47 unitaire comme on peut le déduire de la Figure 2-21.

30 © f=1340 Hz, N'= 4020 tr/min :
20¢

Mesure expérimentale

—— Calcul par élements finis

10
0

FEM simple [V]

0 2 4 6 8
Temps [s] < 1 0-4
Figure 2-22 : Allure de la FEM a vide pour une configuration avec p =40, n = 6 et Q =36 [Boubaker-16].
Cela se fait toutefois au détriment du taux de distorsion harmonique TDH de la f.m.m. statorique (Fs). On
se propose dans la suite d’étudier son contenu harmonique spatial. On peut effectivement tracer la Fs partant
de la matrice de bobinage (Figure 2-23) suivant la procédure indiquée dans [Cassoret] - [Le Besnerais-08]

et [Despret-18].
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ROQO® = NoN=NoN=X<N
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Figure 2-23 : Schéma et matrice de bobinage

La force magnétomotrice statorique (Fs) tenant compte des ouvertures d’encoches, pour un entrefer lisse et

un circuit magnétique en matériau ferromagnétique idéal, est donc donnée par la méthode suivante :

VARV VSRt
25
n

Fonctions de distribution du bobinage

L B e e
v | 3600
mn n

Allure de la force magnétomotrice statorique totale (Ipn,a= - Iph, Ipn = Ipn/2, Ipn,c = - Ipn/2)
Figure 2-24 : Fonctions de bobinage et f.m.m. résultante.

On voit donc que cette configuration nous permet de maximiser le coefficient de bobinage mais avec un

riche contenu harmonique spatial de la Fs qui se traduit, entre autres, par un bruit conséquent. En effet, si

on trace la FFT dans le cas d’un stator avec des encoches complétement ouvertes, un entrefer lisse et un

circuit magnétique en matériau ferromagnétique ideéal, on obtient les résultats suivants :
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Figure 2-25 : FFT de I’induction magnétique (a) tangentielle et (b) radiale normalisées générées a I’entrefer
pour une configuration triphasée avecn=6 et p=44 (Q=14 x 6, PGCD =2) oun=24,p =40 (Q =3 x 24,
PGCD = 8) lorsque Ipn,a= - Ipn, Ipns = Ipn/2, Ipn,c = - Ipn/2 (en rouge et en vert I’harmonique de travail).

Ainsi, on constate a partir de ces résultats, Figure 2-25, que les sous harmoniques radiales néfastes, car
produisant du bruit consequent, sont réduites a I’augmenter du nombre de groupes. On se propose donc ici

d’évaluer la distribution de la pression magnétique radiale.

La pression magnétique agissant a ’entrefer en direction radiale, ne considérant que 1’action statorique, est

donnée par [Fakam] - [Despret-18] (pour un stator non vrillé) :

Br,st(t' 9)2 - Bt,st(tv 9)2
2 pio

A la surface statorique cette pression est quasiment toute due a I’induction radiale et peut étre donc

o.(t,0) = [N mm™2] (53)

simplifiée par la [Le Besnerais-10-A] — [Hanselman] :

B...(t,0)>
@Gﬂ)z—%%rl{Nmm*] 54)
0

On peut remarquer que, sous 1’echelle globale, pour cette configuration on retrouve les harmoniques de
rang (mxk +1) xtaveck € N (k=0, 1, 2,.,00) et t la périodicité. En particulier, on retrouve les harmoniques
multiples de 2, étant 2 la périodicité de la machine & 6 groupes, car la Fs n’a pas de symétrie de glissement :

T
5)# —E® (55)

e+
Toutefois, comme le systéme est équilibré & m phases, les multiples de m n’apparaissent pas. Sur cette
machine, le couplage magnétique se fait sur I’harmonique de rang 44 (fondamental se délimitant a un motif

élémentaire) de I’induction magnétique tangentielle statorique. On voit que I’harmonique de rang 2 de
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CHAPITRE 2 : Etat de I’art technologies et refroidissement

I’induction radiale statorique qui est néfaste pour ce qui concerne le niveau de bruit généré est bien présent.
L’augmentation du nombre de groupes permettrait (en nombre pair multiple du nombre de phases)
I’élimination de cet harmonique. Effectivement, plus le rang est élevé, plus le déplacement mécanique

équivalant sera petit [Le Besnerais-10-J] — [Despret-18] — [Seun]-[Jordan-50].
Le lien entre ordre spatial et ordre fréquentiel peut étre exprimé par (54) sous la forme :

o.(t,0) = Z Afrei(erthet+<pfr—reG) (56)

Ou A est ’amplitude de I’harmonique étudiée, r I’ordre fréquentiel de la force d’excitation (Fs), ¢ la

phase et ry 1’ordre spatiale ou en autres termes le nombre de cycle de la forme d’onde de la Fs dans I’espace.

(@A)rs=mg=0 (b)rs=mg=2 (c)rs=my =4
Figure 2-26 : Décomposition de la Fs en contribution sinusoidales d’ordre spatiales rs = 0, 2 et 4, etc [Le
Besnerais — 10] et mg ordre spatial de la déformée modale d’un tube.

Pour que le mode mgdu stator soit excité il suffit que le rang rgde la Fs soit égal a I’ordre spatiale de la
déformée modale, cela rentre en résonnance lorsque les deux fréquences coincident [Despret-18] (rs = ms,
frr.9 = fmg). Pour une alimentation sinusoidale issue d’une MLI et un rotor lisse r; = 1, le courant est riche en

harmoniques de découpage, qui peuvent certainement exciter la structure.

currentspectrum spatial harmonics spectrum
fundamental oscillation fundamental wave 1,-5,+7,-11...

spatial harmenics

fundamentals with velocity 1, -5,47 ...
and additional spectrum for all
fundamental waves

currentspectrum
fundamental oscillation
+ harmonics

Hme

time

(a) (b)

Figure 2-27 : Contenu harmonique de la f.m.m. (a) alimentation sinusoidale pure, (b) alimentation MLI
|Henke].

Il est donc important de faire en sorte que ces modes ne soient pas excités et qu’il n’y ait surtout pas de
résonance. Afin, de réduire le bruit généré et reéquilibrer les efforts radiaux, des configurations symétriques
(avec n nombre pair équivalent au nombre de groupes, multiple entier du nombre des phases m) sont a

preférer.
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Figure 2-28 : Répartition des forces radiales dans le cas d'un bobinage symétrique et asymétrique [Libert]

L’inconvénient d’augmenter le nombre de groupe est que cela augmente le nombre de dents de déphasage

qui réduit le facteur d’utilisation de la machine, ce qui fait chuter le couple moyen développé pour un méme

courant de phase.
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Figure 2-29 : Bobinage par quartiers pour n égale a 3, 6 et 24 groupes.

Le meilleur compromis entre degré de complexité, niveau de pertes Joule, tolérance aux défauts et niveau

de bruit généré semble étre représenté par une configuration 6 groupes, double triphasé illustrée en Figure

2-29 . Il est néanmoins indiqué dans [Le Besnerais-08] qu’une augmentation du rapport (Rs,/hsy) entre rayon

statorique et épaisseur de culasse d’un facteur 2 augmenterait le niveau sonore a la résonance d’environs

12dB avec le mode 2 (ou mode élliptique) de vibration principale cause de cette augmentation Figure 2-30 .

Par ailleurs, comme énoncé dans
[Boubaker-16] pour une densité de courant
donnée, il est évident qu’adopter un
nombre d’encoches maximal au stator
maximise le couple utile. Par exemple une
machine & bobinage par quartier pourvue
de 40 poles, 6 quartiers de six encoches
chacun (36 encoches) aura un couple
supérieur & une configuration 38 pdles 6
quartiers de 5 encoches chacun (30

encoches) pour un méme courant de phase.

90

s

80

m 0

60

50

20

m-th to 0-th mode static displacement ratio Y®

40

301

©

>

~—%— order 2
order 3
order 4
order 6

= - =

3 4 5 ] 7 8
Stator yoke mean radius on yoke height ratio Hsylhsy

Figure 2-30 : Amplitude relative des déplacements en
fonction du rapport de forme.
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CHAPITRE 2 : Etat de ’art technologies et refroidissement

Nous pouvons, en effet, généraliser I’utilisation du bobinage par quartiers pour différents nombres
d’encoches et paires de poles, afin de trouver la meilleure combinaison, en fonction des critéres fixés par

le cahier des charges. Le nombre d’encoches, pour un systéme triphasé est égal a :

Q = kgn avec kg = Clnt(Z p/n -3+ 1/3 + 2), + si p impair oun pair — si p pair ou n impair (57)

Cela n’aura pas d’impact sur le contenu harmonique du flux vu par I’aimants. En effet sous 1’échelle locale
(pour chaque groupe isolé) les harmoniques induisant des pertes rotoriques sont plutét liées a (k ”/TS + 1)

aveCkeN (k=0,2,4, ..., »).

FFT B (entrefer)

-Bg an.rad TOH= 0.6% Rotor et Stator idéaux a vide) 3
e 2 TDH= 36.6% Rotor (lisse) et Stator idéaux) Z
0.8 {80 @
°
3
E £
— o
@ 0.6 £
o
3 <
So4.
£ 0.4 [ [ , .
< 0 0.2 0.4 06 0.8 1
0.2 Position [p.u.]
_B”n‘r TDH= 1% Bg.l.anf 0.55T (SmCo & Rotor&Stator idéaux)
0 ” " s ; ? . ? . .?. 0 _Bun.ﬂ TDH=37% Bu‘m"f 0.221 ‘Iph= Ioh'm & Rotor&Stator idéaux)

Figure 2-31 : Contenu harmonique du champ magnétique a ’entrefer (sous une paire de poles) issues du
modele analytique pour une configuration par quartiers : (a) a la surface des aimants a vide, (b) en absence
d’aimants en charge (matériaux idéaux et rotor lisse).

En augmentant le PGCD(Q + n, p), ’ordre des forces magnéto-radiales augmente, ainsi les performances
vibratoires et acoustiques du moteur sont améliorées [Le Besnerais-08] - [Devillers-17]-[Seun]-[ Boubaker-
16] et cela ne se fait qu’au détriment du couple moyen. Effectivement on peut obtenir un affaiblissement
des forces radiales en choisissant un nombre d'encoches Q et un nombre de groupes n de telle sorte que le
plus petit commun diviseur soit élevé, a I’inverse cela provoquera une augmentation de la taille de dents de

déphasage réduisant le couple moyen.
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Figure 2-32 : Distribution de ’induction magnétique radiale normalisées a ’entrefer pour une
configuration triphasée avecn=06 et p =44 (Q =14 x 6) ou n =24, p =40 (Q =3 x 24) avec des encoches
complétement ouvertes, un entrefer lisse et un circuit magnétique en matériau ferromagnétique idéal
lorsque Ipn,a= - Iph, Ipns = Ipn/2, Iph,c = Ipn/2

La Figure 2-32 illustre la répartition de 1’induction magnétique radiale dans I’entrefer.

Dans une machine conventionnelle, I’ordre fréquentiel du fondamental du couple de détente sur un tour
mécanique est liée a la combinaison (Q, p) et en particulier au PPCM entre Q et p [Seun], dans une
configuration par quartiers celle-ci est fixe et toujours définie par :

Kaseente = (k P/z, £1), aveck € N (k = 0,2,4,...,%) (58)

Pour résumer, le choix d’une configuration de bobinage se fait généralement de maniére a ce qu’il ait :
+ Soit un facteur de bobinage élevé (pour I’harmonique de travail) ce qui maximise le couple
massique ;

4+ Soit un PGCD (Q, p) élevé minimisant les forces magnétiques radiales et réduisant le bruit ;

A la différence d’une machine classique a couplage harmonique les efforts radiaux peuvent étre minimisés,
en modifiant le nombre de groupe et le nombre de poles, sans que cela impacte les ondulations de couple,
car il n’y a pas de relation directe entre ces deux, on parle ainsi d’échelles de denture et d’échelle globale
de groupe. Ces parametres sont, traditionnellement, en contradiction les uns avec les autres. En effet, il a
été démontré précédemment qu’il est impossible de maximiser le facteur de bobinage et de minimiser le
contenu harmonique en méme temps. Un choix doit donc étre effectué par le concepteur dans I’un de ces
axes au détriment de I’autre. Au contraire pour une configuration par quartiers telle que définie dans ce
paragraphe et dans [Boubaker-16] une augmentation du PGCD (Q + n, p) par augmentation du nombre de
groupes « n» n’incrémente que les pertes Joule DC (car le nombre de dents de déphasage augmente,
réduisant le couple pour un méme courant i.e. le courant de phase doit augmenter) sans impacter ni le couple

de détente ni le facteur de bobinage car liés & des concepts locaux.
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Une configuration par quartiers double triphasée, malgré le haut niveau d’harmoniques, nous permet a la
fois de maximiser le coefficient de bobinage, d’accroitre la tolérance aux défauts (les quartiers sont
magnétiquement et électriqguement isolés les uns des autres), de minimiser le volume de cuivre et les
ondulations de couple. Effectivement, cela nous permet d’augmenter d’avantage le nombre de paires de
poles en réduisant le nombre d’encoche requise, sachant que le nombre d’encoches est approximativement
égal au nombre de pdles. Le seul inconvénient de cette configuration est le haut contenu harmonique de la
pression magnétique radiale, sous I’échelle globale, provoquant un niveau de bruit important. En revanche,

nous pouvons tirer bénéfice d’une hausse conséquente du nombre de poles.

2.3.2.Technologies de refroidissement

Au chapitre cf. 81.4.1, nous avons vu que le principal facteur limitant le dimensionnement d’une
machine électrique compacte réside dans la dissipation de la chaleur générée au sein du bobinage. Pour cela
des valeurs critiques du produit AjeasJmax (produit de la charge linéique et de la densité de courant cf. §1.4.1)
sont fixés par simulation thermique ou par simple retour d’expérience (voir [Pyrhonen-2nd] et Tableau
2-3). Ces valeurs dépendent de la technologie du refroidissement adoptée, mais aussi de la facilité

d’extraction des calories a dissiper.

Différentes techniques de refroidissement existent, nous en résumons les plus récurrentes dans la littérature
en Figure 2-33. Ces techniques sont dites de type actif, si elles nécessitent un apport de puissance extérieure
et de type passif dans le cas contraire. Bien évidemment, un refroidissement actif permet de réduire la taille
de la machine, mais cela nécessite un systéme plus complexe, colteux et volumineux, sans compter la

masse additionnelle du refroidisseur.
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(a) TENV (Totally Enclosed Non Ventilated), (b) TEFC (Totally Enclosed Fan Cooling) a ventilateur externe
et interne, (¢) OFC (Open Fan Cooling) qui permet 1’échange vers I’extérieur, (d) Trois techniques de
refroidissement directe combinées et une indirecte : WJC (Water Jacket Cooling), SWJC (Slot Water Jacket
Cooling) ou DRC et IRC (pour Direct ou Indirect Rotor Cooling), (¢) WSC (Wet Stator Cooling) et enfin (f)
Oil spray [Ludois-17].
Figure 2-33: Configurations des techniques de refroidissement les plus répandues [MotorCAD].

De méme, on peut observer qu’il existe des machines complétement étanches ou aucun échange n’est
permis vers ’extérieure. Ces machines de classe IC41-43 sont généralement caractérisées, par une difficulté
accrue dans la dissipation de la chaleur et donc par des puissances massiques inférieures (considérant la
masse du refroidisseur). Une configuration avec un boitier complétément étanche (TEFC) en Figure 2-33
(b) sera moins performante qu’une configuration Figure 2-33 (c). Dans des configurations de type Figure
2-33 (d) ou (e) le fluide de refroidissement, qu’il soit sous forme de gaz ou de liquide, circule dans un
circuit fermé, a I’abri de la poussicére et de ’humidité. Cela permet d’étre indépendant des conditions

externes.
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a J A

Fluide Mode de refroidissement (WK m?] [A/mm?] [kA/m]

Convection naturelle
(TENV)

Convection forcée a
I’extérieur (TEFC)
Air Convection forcée a 20 - 3001 4-814
I’intérieur (TEAAC et
OFC)

Convection forcée dans
I’encoche

Convection naturelle 500 — 600!
Convection forcée

6 - 3011 2-41

6108-0¢

30010 20-3011

. . 50000
(immersion)

Eau/Glycol (ex, | Chemise autour dela 300011 — 10001 6-1411

EGW 50/50) virole (WJC)
Chemise a contact des tétes

de bobine
Conduites d’eau dans
I’encoche (SWJ)
Chemise autour de la
, virole (0I€) 200 - 250008
Huile Chemise a I’intérieur de 8-28!4
I’encoche (WSC)
Spray
[1] = [Incropera 7th] [2] = [Semidey-Mayor-14]*(avec des [ ailettes), [3] = [Lienhard IV,V], [4] = [Ponomarev-15],
[5] = [Davin-15], [6] = [Pechanek-Bouzek-12], [7] = [Alexandrova-14], [8] = [Madonna-18], [9] = [Pyrhonen-2nd],
[10] = [Reinap 15].

Tableau 2-3: Intervalles de variation du coefficient d'échange convectif.

16100C-0S1

100-2500'! 108

500 — 8500 - 300001 10M41-2612)"

Moins traditionnel est le refroidissement par spray d’huile (ATF). Dans ce cas [Ludois-17]-[Davin-15] de
I’huile (ATF) est pulvérisé sur les tétes de bobine a travers un systéme a buses, afin d’extraire les calories
générées. Ce liquide gazéifié partiellement peut apres é&tre récupéré, par gravité, afin d’étre complétement
condensé, filtré et ensuite refroidi. Une pompe fournie la puissance nécessaire a maintenir le débit
nécessaire. Ce systeme est trés complexe et trés volumineux mais semblerait trés performant. En effet,
I’auteur [Ludois-17] déclare atteindre des densités de courant de I’ordre de 18 A/mm?, néanmoins, aucune
information n’est donnée par 1’auteur sur la densité de pertes. Celle-ci, avec la puissance de pompage,
représentent effectivement les données nécessaires pouvant nous permettre de comparer un systeme de

refroidissement par rapport a un autre.

D’autres concepts de refroidissement moins traditionnels existent. Dans [Semidey-Mayor-14] une chemise
a eau en matériau non conducteur, avec des micro ailettes (500umx500umx=500um), illustrée en Figure
2-34, est positionnée dans chaque encoche afin d’évacuer les calories développées. Cela réduit fortement

la résistance thermique entre la source primaire de pertes et le fluide de refroidissement, et en deuxieme
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lieux maximise la surface d’échange, permettant d’accroitre la densité de courant (40 A/mm?en transitoire

pour t =5 mn et 26.3 A/mm? en régime permanent).

Non- DWHXs

Conductive
Bulkhead _

Micro
Features

Flow Channel

Copper Windings

Stator DWHX  Flow Channel

Permanent
Magnets

Rotor

(b)

©

(a) Vue en section de la machine assemblée et du systéme de refroidissement (b) vue en section axiale de la
machine, (¢) vue de prés d’une section de la chemise [Semidey-Mayor-14].
Figure 2-34 : Refroidissement directe de I’encoche.

Cependant, une isolation électrique correcte de la conduite est a prévoir si le matériau constituant la chemise

est conducteur. Ceci, afin d’éliminer le risque de court-circuit en affectant le moins possible le coefficient

de remplissage déja fortement contraint par la réduction de section utile (~40%) due a I’insertion de la

chemise.

Upper end
windings

Cooling pipe

Lower end
windings

Stator core

Figure 2-35:

Illustration d’un
innovant de refroidissement des tétes de bobines
[Madonna-18].

concept

Dans [Madonna-18] un

refroidisseur est proposé. La chemise a eau est

nouveau concept de
directement placée entre les tétes de bobine. Cela permet
de mieux évacuer la chaleur sans impact direct sur le
coefficient de remplissage. Cette technique permet,
avantageusement, d’exploiter la trés haute conductibilité
thermique du cuivre dans la direction axiale.
Effectivement, la valeur de la conductivité axiale peut
atteindre une valeur largement supérieure a celle

équivalente dans les deux autres directions ; un ordre de

400 W.K1.m peut étre trouvé dans certains cas [Assaad-15] - [Polikarpova-15-A].

Une autre technique de refroidissement directe est décrite dans [Reinap 15]. Pour ce faire, un compresseur

illustré Figure 2-36, fourni le débit suffisant a refroidir par convection forcée chaque spire du bobinage. Un

espacement entre chaque spire est défini lors du dimensionnement afin d’extraire les pertes Joule générées

et limiter ainsi la température atteinte. De méme, le fluide pourrait bien étre de 1’huile comme proposé dans
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CHAPITRE 2 : Etat de ’art technologies et refroidissement

[Tighe-16]. Un modeéle CFD est développé pour valider le concept, avec un débit d’air de 300 I/min
[Reinap-14] (o =100-200 W k1 m2 [Reinap 15]). Cela permet d'atteindre une température maximale de
138°C avec une puissance de pompage de 480W. En extrapolant ces données, une densité de courant de 30
A/mm? est réalisable dans les limites de température [Reinap-14]. Toutefois, pour ce point de
fonctionnement les pertes de charge nécessaire sont prohibitives (de 1’ordre de 2.5-5 kPa) ce qui remet en
question I’efficacité de cette technique. Une étude plus approfondie aux volumes finis (CFD) serait

nécessaire afin de conclure sur ce sujet.

Figure 2-36: Vue en section du systéme de refroidissement du prototype développé par [Reinap 15], avec vue
détaillée les canaux de refroidissement entre spires du bobinage.

Afin d’accroitre les performances d’une machine électriques quel que soit le mode de refroidissement, il
est nécessaire de minimiser la résistance thermique entre le fluide de refroidissement et la source de chaleur.
[Tighe-16] nous montre qu’il est possible d’obtenir une réduction de cette résistance thermique de 36% a
78% en n’agissant que sur la résistance thermique de I’encoche. Classiquement, un bobinage est constitué
de fils de cuivre (émaillé) (ou autre type d’isolant) bobiné autour d’un péle magnétique ou d’une dent etc.
englobant une importante quantité d’air (Aair = 24€* Wm™K™?), Cet air agit comme isolant additionnel au
détriment de la conductivité thermique équivalente. Des procédés d’infiltration sous vide, d’imprégnation
par vernissage ou résine époxy sont généralement prévus afin d’augmenter la conductivité thermique, en
éliminant complétement, dans le cas idéal, 1’air entre les brins. La conductivité équivalente dans la direction
radiale, en ne considérant que le vernis isolant, peut alors étre calculée par méthode analytique de la maniére
suivante [Hashin 62] :
Tooan = gy At KV + (1 = Ke e
(1 —kewcu + (1 + kew)dres

Dans cette relation (59), les conductivités thermiques (respectivement du cuivre et du vernis) sont indiquées

(59)

par le symbole A. Dans [Siesing et All] on montre I’impact d’une augmentation du facteur de remplissage
sur la conductivité thermique radiale, évaluée par éléments finis, en fonction du matériau isolant utilisé
(dont la conductibilité thermique varie de 0.02 & 1 W/mK).
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Figure 2-37 : Résultats FEA de la conductivité thermique équivalente en fonction du facteur de remplissage
pour un bobinage composé de fil conducteur rond en cuivre de 1 mm de diamétre enrobé de résine époxy en
fonction de la conductivité thermique de la résine [Siesing et All].

On peut observer que I’impact du facteur de remplissage est plus important lorsque le matériau isolant

utilisé est caractérisé par une mauvaise conductivité thermique. Par exemple si on considére du kapton

(0.12 W/mK), une augmentation du coefficient de remplissage de 50% engendre une augmentation de la

conductivité thermique équivalente de 1’encoche d’environ 100%. Le tableau ci-dessous résume les

principaux matériaux isolant d’encoche utilisés :

. ; Rigidité . .
Matériau dielectrique ' op-max Producteur
WmK]  [Qem] S /mli] @1[kHz] [°C]

Kapton!!! 0.12 el7 87-165 3.4-3.5 240 DuPont
Nomex 410! 0.12-0.15 ell-el6 39-49 2.3-3.1 250 DuPont
Mylar 92 cti 0.140 el2-¢el8 7-11 3.25 150 DuPont

ECCTreme - 1¢ 02 18 2 @IMH 300 DuPont
ECEA400010 7 © z uro
0.2211-0.2 DuPont
Teflon PTFE 180161 18t 2 (@1 MHZz!® 220-2601°] ’
eflon 5161 el8 8 @ z 0-260 Chemours
PEEK 450G!" 0.29-0.32 el6 23 3.1 Victrex
901
2902] 12121 1 [2] R
(ALOy) 2! 0.29 € 7.8 650 esbond
Vétronite!*! 0.5 el3 10 4.5 @IMHz 180 Von Roll
3.5-4.5
[8] - - -
MC4260 0.6-0.7 eld -el5 19-21 @IMHz Elantas
HP
203 5.7612 elo 9,75 17901 Resbond

(ALO3) 2151

[1]= [DuPont], [2] = [Resbond], [3] = [losif-16], [4] = [Von Roll] , [5] = [Popescu], [6] = [Chemours], [7] =

[Victrex] et [8] = [Elantas]

Tableau 2-4: Propriété matériaux isolant les plus répandus.

Il est évident que plus la résistance thermique équivalente est basse, plus la température atteinte au sein de

I’encoche a égale densité de courant sera basse. L’augmentation du coefficient de remplissage représente

évidement un des principaux axes d’optimisation des machines électriques. Cette augmentation (comme
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CHAPITRE 2 : Etat de I’art technologies et refroidissement

déja vu par [Boubaker-16]), s’adapte parfaitement avec notre configuration par quartiers. D’ailleurs,
comme on peut le voir sur le Tableau 2-4, la céramique a base d’alumine (903HP), étudiée dans [losif-16],
permettrait d’accroitre la conductivité thermique équivalente (Ae) de I’encoche de fagon trés significative.
Son utilisation semblerait étre tres pertinente pour des applications a haute densité de couple/basse tension
(e.g. applications a entrainement directe), malgré sa faible rigidité diélectrique. Effectivement, dans [losif-
16], ’auteur assure ne pas noter de DP (décharges partielles) entre spire jusqu’a 3.8kV, pour des faibles
épaisseurs de couche, en effectuant des essais en tension impulsionnelle sous fort dv/dt avec la bobine dans

Iair.
2.3.2.1. Bobinage a barres massives

Une des solutions utilisées par le laboratoire de recherche IES groupe GEM, réside dans I’utilisation
d’un bobinage a barres massives avec un seul conducteur par encoche, atteignant un taux de remplissage
proche de 90% (sur encoche isolée) et d’autre part en une répartition des encoches et des phases par
quartiers monophasés [Boubaker-16].

_ Air

>
Copper

Stator
] SN Insulation
Slot wedge Insulation

(a) (b)

Figure 2-38 : Bobinage (a) filaire classique (b) barre massive [Boubaker-16].
Ceci se traduit donc, pour une densité de courant donnée et un volume d’encoche donné, par une
augmentation du courant dans les encoches et donc du couple [Boubaker-16]. Ou bien, a couple donné, a
la réduction du volume des conducteurs. Dans les deux cas, 1’augmentation du couple massique est
substantielle. Les pertes Joule générées par les conducteurs dans les encoches peuvent étre minimisées, tout
comme celles générées au niveau des tétes de bobine, car le volume de ces derniéres est extrémement réduit.
Effectivement, par rapport a une configuration classique, il y a beaucoup moins de chevauchements entre
les phases au niveau des chignons, ce qui implique :
- La diminution de la masse du cuivre et des pertes Joule dans les tétes de bobines ;

- La limitation des problémes de court-circuit, ce qui augmente la fiabilit¢ du moteur ;
- La diminution de la masse d’isolant.

De plus, la découpe par usinage des barres, a la place d’un conducteur a fils, permet de s’affranchir de la
contrainte sur le rayon de courbure minimale. Cela permet d’atteindre des pas d’encoche plus réduits et de
réduire le pourcentage en longueur des tétes de bobine par rapport a la longueur des conducteurs actifs.
Cela limitait, classiquement, la valeur du facteur de forme A.p entrainant une augmentation de la longueur

de la machine [Cavagnino-01].
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En conclusion, pour notre application, la solution du bobinage a barres par quartier est plus intéressante que
la solution classique [Boubaker-16]. Toutefois, pour que ce type de bobinage soit faisable, il faut que la

tension d’alimentation soit relativement basse, mais cela dépend de la taille et de la puissance de la machine.

Effectivement, en raison d’une plus grande surface au niveau des chignons et d’un coefficient de
remplissage élevé, les bobinages a barres massives sont beaucoup plus faciles a refroidir. Les tétes de
bobines deviennent alors une sorte de caloduc au travers duquel il est possible d’extraire la chaleur. Par
conséquence, les performances de la machine peuvent ainsi étre améliorées en suivant des approches de
conceptions non conventionnelles. Par ailleurs, la minimisation des isolants d’encoche permet de mieux
dissiper la chaleur produite par effet Joule. Néanmoins, des précautions particuliéres doivent toutefois étre
prises dans le cas d’utilisation d’un bobinage a barres, afin de réduire les pertes supplémentaires dues au
phénomeéne de peau, de refoulement du courant dans I’encoche et de proximité. En fait, comme expliqué
dans [Boubaker-16], ces phénoménes ont pour effet de dé-homogénéiser la distribution du courant dans le
conducteur (elle sera plus élevée en fond d’encoche), augmentant la résistance équivalente de la barre.
D’autres solutions sont étudiées par les auteurs [Boubaker-16] - [Zhang-Jahns-14], comme par exemple la
mise en paralléle ou la transposition des conducteurs dans 1’encoche, dans le but de minimiser ces pertes.
Ces solutions réduisent, cependant, le coefficient de remplissage et rendent trop complexe, voir, infaisable
la réalisation des chignons pour le bobinage a barres retenu.

Pour résumer, dans le cas d’une machine fonctionnant a « basse vitesse » et a tres haute fréquence
électrique, les encoches devenant trés petites, cette solution de bobinage a barres massives est souvent bien
adaptée, a condition de disposer de degrés de libertés permettant de limiter les pertes supplémentaires ou

de les dissiper de maniére adéquate.

2.3.2.2. Amélioration des prestations et réflexions sur les tétes de bobines

Le bobinage a barres étudi¢ permet [’'usage de barres de section importante montées aux extrémités de
la machine afin de relier les conducteurs positionnés dans les encoches statoriques et générer le motif par
quartier souhaité. Les tétes de bobines ainsi formées constituent, en vertu d’une plus faible résistance
électrique, une trés faible source de chaleurs comparées aux configurations conventionnelles. Celles-ci
peuvent étre exploitées afin d’évacuer les pertes aux travers de la virole statorique. Les tétes de bobine
employées dans notre prototype viendront donc en contact avec la virole et les flasques, avec une résine

époxy (en surmoulage), enveloppant la machine comme illustré en Figure 2-39 et Figure 2-40.
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CHAPITRE 2 : Etat de ’art technologies et refroidissement

Tetes de
bobine

Flasque

Isolant Virole
Figure 2-39: Surmoulage permettant d’améliorer I’échange thermique via la virole [MotorCad].
L’idée réside dans la multiplication des surfaces d’échanges, augmentant ainsi le flux de chaleur évacué
Figure 2-40-a. De la méme maniére, dans le cas d’un carter non étanche, il est possible de rajouter des
ailettes de refroidissement directement obtenues sur les tétes de bobines Figure 2-40-b. Plus
particuliérement, les ailettes peuvent étre situées sur une ou toutes surfaces périphériques des tétes de
bobines, comme illustrée en Figure 2-35. Lorsque cet air est amené par convection forcée, les ailettes
peuvent étre situées également a la périphérie intérieure, extérieure et axiale des tétes de bobines en fonction

de la direction de I’écoulement du ventilateur. L’illustration ci-aprés schématise le principe :

a) Par conduction b) Par convection et conduction

Tétes de bobines : Flasque

L p

joule,encoche

P. i :
]mtle,enmche Tétes de bobines
I

LB
Figure 2-40: Vue de principe du haut.
Sur cette Figure 2-40, en rouge la source de chaleur développée par effet Joule par les conducteurs contenus

dans les encoches, en bleu ciel, les calories évacuées par conduction et/ou convection. La figure suivante

montre une vue d’un quartier sans les ailettes et avec ailettes intégrées.

- Avantages et inconvénient de la solution proposée (a) :
+ Augmentation de la section de contact ;
+ Compacité ;
- Difficulté dans I’isolation électrique ;
- Avantage et inconvénient des solutions proposées (b) :
+ Augmentation de la section d’échange par convection ;

- Le carter doit permettre les échanges avec 1’extérieur (si refroidi par air) ;

On voit donc que ces solutions permettent d’accroitre la surface d’échange ce qui augmente les calories
évacuées via la virole. Cela nécessite par contre un procédé de fabrication permettant de respecter la chaine
de cOte, en prenant en compte les contraintes thermiques par dilatation pouvant endommager la bobine.
Ceci est particulierement vrai si I’isolation est en céramique. Par procédé de coulage sous pression ou par
fabrication additive il serait possible obtenir des sections de conducteur variable plus épaisse aux extrémités

(chignons). Ci-apres Iillustration du concept proposé :
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Figure 2-41: Schéma illustrant la géométrie des bobines sans ailettes (a gauche) et avec ailettes (droite).

Nous avons présenté dans ce chapitre 1’intérét du bobinage par quartier a barres massives pour une solution
« basse vitesse » et haute fréquence électrique en identifiant les axes de travail qui seront adressés dans les
chapitres suivants. La solution a aimants permanents surfaciques nous semble la solution la plus pertinente
pour ce type d’application a forte compacité. L association haute fréquence électrique et bobinage massif

constitue un challenge que nous tentons de relever par un travail sur la conception proposée.
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CHAPITRE 3 : Réflexions sur la structure optimale pour I’application haute fréquence

3.Réflexions sur la structure optimale pour
I’'application haute fréquence

Nous présentons dans ce chapitre le choix des structures statoriques et rotoriques nous permettant
d’accroitre les prestations du moteur. Des éléments préliminaires sur le motif statorique permettant
d’accroitre la tolérance aux défauts, sans impact considérable sur le rendement et la compacité globale du
convertisseur sont présentés. Par la suite, des motifs d’aimantation rotoriques plus au moins originaux sont

introduits afin d’accroitre la densité de flux a 1’entrefer.

3.1.Comparatif et choix de la structure statorique

Comme expliqué au chapitre précédent, les configurations par quartiers sont caractérisées par un contenu
harmonique élevé source de bruit et de pertes rotoriques conséquentes. Dans le cas d’une configuration
classique, une meilleure répartition du bobinage dans I’entrefer ou une augmentation du nombre de phases
permet classiquement d’éliminer ces problémes. Une version poussée a 1’extréme de ce concept est
proposée dans [Dajaku-Gerling], elle est illustrée en Figure 1-14 cf. 81.2, elle se caractérise par une
construction et une fabrication simple, avec une longueur de bobinage extrémément courte. Toutefois, elle
n’est pas adaptée a une augmentation du nombre de paires de pdles. En effet, une configuration a nombre
de paires de pdles élevé aurait un grand nombre de dents (132 contre 84 pour une configuration par quartiers

simple couche), sachant que pour ce type de machine :

m=Q/p (60)

Avec cette relation, pour un diamétre d’alésage donné et un fort nombre de paires de péles, on aurait des
dents et des barres extrémément étroites, ce qui engendrerait des pertes colossales au niveau des barres. Sur
des configurations par quartiers, il est possible d’augmenter la tolérance aux défauts et de réduire le contenu
harmonique de la f.m.m. en augmentant le nombre de groupes a m-phases. Un exemple est illustré en Figure
3-1dans le cas des configurations (a) et (b). Ci-aprés une comparaison qualitative est effectuée en

démontrant 1’intérét d’une configuration double étoile.
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Figure 3-1 : Comparaison des configuration (a) 12 groupes, (b) 6 groupes, (c) 5 groupes et (d) 3 groupes.

En se limitant a des configurations 3 et 5 phases, on peut résumer les avantages et les inconvénients dues a

I’augmentation du nombre de groupes :

Groupes Phases Coup le Rendement FOTCGS Toler,a nee
massigque radiales aux défauts
3 3 +++ +++ --- -
5 5 ++ ++ - -
6 3 + + + +
10 5 - - ++ ++
12 3 -- -- +++ +++

Tableau 3-1: Comparaison entre machines a flux radial.

Afin que la configuration trois phases, trois groupes tolére elle aussi un mode dégradé, il est nécessaire de

I’alimenter par deux onduleurs en association série [JAC-04].

. D_”;Ijlg D—Hﬁ’lg Moteur synchrone D—ME: °‘|EE§ ]
TGET11 IGBT13 IGBTLS o IGET21 TGETZ3 IGETZS
VDClt viz | W\{g@ w212 tvncz
e3
E A 3 49@
IGBT1Z2 IGET14 IGET16 IGETZZ2 IGETZ4 IGETZA
= ~
Onduleur 1 Onduleur 2

Figure 3-2 : Alimentation par deux onduleurs, structure série [JAC-07].
L’alimentation d’une configuration 6 groupes, 3 phases (deux quartiers par phase) se fera par deux
onduleurs en association parallele. En cas de déconnexion d’une phase, le dispositif peut continuer a
fonctionner en mode dégradé. Un fonctionnement correct en mode dégradé limitant les ondulations de
couple oblige & modifier le déphasage entre courant et FEM [JAC-04]-[JAC-07]-[JAC-08]-[Ziegler-08].
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Figure 3-3 : Alimentation par deux onduleurs, structure paralléle [JAC-07].
Une comparaison plus exhaustive sera présentée dans les chapitres suivants, confirmant 1’intérét d’une
configuration double triphasée a 6 groupes. Dans la suite, nous nous concentrons dans la définition du motif
d’aimantation nous permettant d’accroitre la densité de puissance. Le but de cette prochaine partie est donc
d’identifier le motif rotorique nous permettant d’accroitre a la fois la fréquence électrique et le fondamental

de I’induction dans ’entrefer.

3.2.Choix de la configuration rotorique

Le but de ce sous-chapitre est d’identifier le motif d’aimantation rotorique nous permettant d’accroitre
la puissance massique du moteur. En particulier, nous nous intéresserons a des configurations rotoriques
capables d’intégrer un plus grand nombre de paires de poles. En effet, comme cité au cf. § 1.4.4 un plus
grand nombre de paires de pdles, pour une puissance en sortie donnée, permet d’accroitre la puissance

massique en minimisant le volume du circuit magnétique.

3.2.1.Machine Synchrone a Aimants Permanents surfaciques

Les aimants permanents peuvent étre montés sur la surface du rotor (MSAPS), semi-enterrés ou noyés
dans la culasse rotorique (MSAPe). Dans ce dernier cas de figure, ils peuvent étre disposés de maniere a ce
que leur polarité soit disposee en direction radiale ou azimutale, la configuration intermédiaire est dite

« Vshape ».
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Figure 3-4 : Machines synchrones a aimants permanents.
L'un des avantages des configurations de machines a aimants enterrés par rapport aux MSAPs est la
possibilité de concentrer le flux généré par les aimants permanents dans le rotor et d'atteindre ainsi des
densités de flux d'entrefer plus élevées (v shape), ou de permettre un dé-fluxage plus important sans risque
de désaimantation. Néanmoins, une configuration a aimant surfacique s’adapte mieux a I’esprit
d’augmentation du nombre de paires de poles magnétiques, réduisant la section des culasses statoriques et
rotoriques. Quelle gue soit la machine choisie, elle doit permettre de répondre au cahier des charges d’une
application aéronautique de type propulsif, fonctionnant principalement a une vitesse de rotation donnée,
dans ce cas a la vitesse de base. On appelle "point de base" le point de dimensionnement a vitesse et couple
nominaux, limites du fonctionnement nominal avec la région en survitesse (délimitée par une courbe a

puissance constante, comme indiqué en Figure 3-5).
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Figure 3-5 : Caractéristique de fonctionnement du moteur de traction.
Nous nommons par "survitesse" les fonctionnements a des vitesses supérieures a la vitesse de base,
nécessitants un dé-fluxage. Un fonctionnement pendant les phases de vol de croisiére correspond au régime
nominal, nous n’avons besoin que dans de rares occasions d’un fonctionnement en survitesse, nous optons

donc pour une configuration a aimant surfacique.

3.2.2.Technologie rotor

Classiquement, il existe deux principales alternatives de magnétisation, la magnétisation paralléle et la
magnétisation radiale. D’autres motifs d’aimantation existent, les plus commun sont : le motif Halbach et
le motif a poles non conséquents. Comme détaillé dans [Dubas], les motifs d’aimantation radial et paralléle

présentent les mémes formes d’induction magnétique d'entrefer lorsque le nombre de paires de poles est
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CHAPITRE 3 : Réflexions sur la structure optimale pour I’application haute fréquence

élevé. Néanmoins, I'aimantation paralléle est plus facile a reproduire [Ferraris]. Effectivement, pour une
trés forte variété de terres rares, les aimants permanents sont généralement frittés, pré-magnétisés puis
collés a la surface du rotor. La structure Halbach, proposée la toute premiére fois en 1973 par J.C.
Mallinson, permet dans le cas idéal I’annulation des lignes de flux dans la culasse rotorique et la

concentration de la densité de flux magnétique dans I’entrefer comme illustré en Figure 3-6.

860

8

i 4 4 - 3 ) Y

Main magnel . Transit magnet
Figure 3-6 : Principe de la structure Semi- Figure 3-7 : Champs magnétique dans I'air d'un array
Halbach. d'aimants a structure Semi-Halbach.

Cela permet, pour un rotor amagnétique, d’augmenter le couple développé par la machine. Pour des raisons
de faisabilité, il est techniquement tres difficile de reproduire un motif Halbach a aimantation parfaitement
sinusoidale, surtout pour un grand nombre de paires de poles. La solution consiste alors en une discrétisation
du motif. Cela se fait généralement avec un minimum de deux segments par pdle entrainant une réduction
de I’amplitude de la composante principale et 1’apparition d’harmoniques. Ces harmoniques peuvent étre
réduits en jouant sur des paramétres tels que la forme et la section des segments [Toyota et All.]. La
discrétisation est dite de type Semi-Halbach, si les segments ont la méme taille et Quasi-Halbach dans le

cas contraire.

L’assemblage de ces motifs est plus compliqué a mettre en ceuvre de par leur tendance naturelle a se
repousser les uns des autres. Ainsi, afin de pouvoir mieux maitriser I’assemblage des aimants a la culasse
rotorique, des protubérances (appelées ici picots) entre chaque segment d’aimant sont reproduites lors de
la découpe des tdles rotoriques. De cette maniére, le respect des tolérances de positionnement par rapport
a un repére absolu est simplifié, réduisant les risques de générer des imprécisions de positionnement. Ce
méme procédé sera utilisé pour des configurations conventionnelles. En effet, la chaine de cote dans le sens
du déplacement est plus longue lorsque le nombre d’éléments augmente [Ziegler-08]. On verra que cet

aspect conditionne fortement les performances de la machine dotée d’un motif Halbach.

En effet, pour un diamétre donné, I’inconvénient de cette structure est que pour un nombre élevé de pdles,
I’aimant, de trés petite taille, devient trés difficile a fabriquer et, par ailleurs, les flux de fuite inter-aimants
augmentent sensiblement. Afin d’éliminer ce probléme [Stephens & All] proposent une méthode pour

magnétiser « In situ » un rotor a aimants permanents surfaciques de type Halbach. Dans ce cas, les bobines

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 78



(une pour chaque pdle rotorique) d’excitation sont agencées de fagon a ce que le flux magnétique

corresponde une magnétisation sinusoidale des aimants.

Figure 3-8 : Méthode « In situ » pour magnétiser les aimants d’un motif Halbach proposée par
[GENERAL ELECTRIC].

Cependant, la taille réduite des segments des aimants permanents rend l'aimantation utilisant cette
technique plus difficile a effectuer pour un grand nombre de paires de poles, car des erreurs sur 1’angle de
la magnétisation, le positionnement et la valeur effective de la densité de flux rémanente (B;) affecteraient
les performances. Nous nous focaliserons donc sur un procédé d’assemblage classique. Dans ce cas, la plus
petite piéce d’aimant considérée ici comme assemblable est caractérisée par un arc d’aimant de minimum
3 mm. Il est déconseillé de descendre en dessous car la répulsion magnétique rendrait I’assemblage trop
difficile. Des appareils spéciaux de fixation sont proposés dans [Kim]. Le support illustré en Figure 3-9,
présente des cavités pour loger les aimants. Il peut étre fabriqué en matériau plastique, tel que le nylon et
renforcé par des fibres thermoplastiques (par exemple, fibre de carbone ou verre), ou encore en résine

époxy.

COMPOSITE ROTOR WITH
POLYGONAL INNER BORE

MAGNET HOLDER
Figure 3-9 : Motif Halbach avec porte-aimant intégré [Kim].

Ce dispositif permet de réduire les espaces inter-aimants en remplacant les picots et faciliterait I'assemblage.

Néanmoins, il semble étre trop complexe a fabriquer avec une précision suffisante.
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3.2.3.Motif d’aimantation

L’objet cette analyse est de rechercher quelle est la configuration d’aimantation la plus performante
lorsque le nombre de pbles augmente. Dans [Mellor-07], les auteurs indiquent que quel que soit 1’épaisseur
de I’entrefer, un motif Semi-Halbach, génére une augmentation significative (par rapport & une aimantation
classique paralléle) de I’induction magnétique dans ’entrefer. Toutefois, 1’étude n’adressait que des
configurations a faible nombre de paire de poles (p < 6). L’intérét de la présente étude est de s’adresser

plutét a des machines a haut nombre de paire de pbles. Cette augmentation a pour conséquence :

+ La réduction du volume des culasses statorique et rotorique (cf. §1.4.4, Figure 1-28) pour un
diameétre et un état de saturation fixés ;

+ La réduction des parcours vu par le flux magnétique, qui permettrait de s’affranchir de 1’utilisation
de matériaux ferromagnétiques au rotor, remplacés par des matériaux plus légers, sans que la chute
en couple soit perceptible, le couple massique augmenterait alors ;

+ La réduction des tétes de bobines, encore plus marquée pour un bobinage diamétral que pour un
bobinage dentaire ;

Mais aussi :

+ [’augmentation des pertes fer par unités de volume des parties ferromagnétiques ;

Classiquement, le nombre minimal de segments par pole requis pour générer un motif d’aimantation
Halbach discrétisé est de deux. Dans ce cas, le nombre de segments est donc le double de ce qu’on utilise
pour une structure classique a aimantation radiale. Clairement, une discrétisation plus élevée augmenterait
le fondamental du champ magnétique généré au niveau de 1’entrefer. Dans [Duncan], la solution proposée
traite de la conception d'un aimant anisotrope afin de générer un motif d’aimantation de type Halbach en

n'utilisant qu’un segment par pole.
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Figure 3-10 : Le brevet proposé pour un motif Halbach
a un segment par pole [Duncan].

Comme illustré, I'orientation de l'aimantation varie de maniere continue d'un élément a l'autre, du radial au
tangentiel. Pour ce faire, deux magnétiseurs non conventionnels sont présentés afin de créer le motif
magnétique illustré en Figure 3-10. Un premier constitué d’une presse combinée & une bobine
électromagnétique (aimant en ferrite ou NdFeB), et un deuxiéme exploitant un outil de moulage par

injection avec pré-orientation magnétique (aimant en SmCo). Méme s’il s’agit de procédés usuels, ils n’ont

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 80



jamais été appliqués pour générer des motifs de type Halbach ce qui semble étre trés compliqué a mettre en

auvre.

Il est donc clair que le pas polaire pouvant étre obtenu en utilisant des motifs magnétiques a champs radiaux

ou encore paralléles est inférieur a celui atteignable avec un motif Semi-Halbach a deux segments par pole.

Pour cette raison, nous introduisons par la suite deux configurations rotoriques, ne nécessitant qu’un
segment par pble. La Figure 3-11 (a) montre une configuration a "pdles conséquents™ dans lequel le p6le
magnétique opposé est généré, par induction, par le premier. Le motif d’aimantation résultant pourrait
permettre d’atteindre des pas polaires réduits, car la magnétisation sur site est plus facile dans ce cas de
figure. De plus, ce type de configuration augmente le couple de réluctance, nul ou presque nul dans une

configuration classique a aimants surfaciques.

Divers brevets ont été proposés par [Toyota et All.- [lwami] en analysant différents motifs et formes
d’aimants (de forme parallélépipédique, octaédrique, pyramidale, tétraédrique ou ovoide). Bien que ces
solutions revendiquent une augmentation remarquable en puissance massique, elles ne s’adressent pas aux
machines a grand nombre de poles dans lesquelles les segments d’aimants sont trop petits pour tre obtenus

avec des telles formes.

Pour cette raison, la démarche adoptée consiste a comparer les structures, illustrées ci-dessous

b cs
g
Lom
rm [I cr
2 7,
a)

Figure 3-11 : Les quatre motifs d’aimantation ici analysés : (a) Pdles conséquent, (b) Aimantation paralléle
classique, (c) Semi-Halbach, (d) Pbles contraposés.

En termes de fondamental et de taux de distorsion de 1’induction dans I’entrefer. L’effet d’encoche n’est
pas pris en compte, le circuit magnétique au-dessus des aimants est supposé parfaitement lisse. Les effets
liés a la saturation des culasses statorique et rotorique sont aussi éliminés en considérant des dimensions de

culasses n’engendrant aucune saturation.

A P’exception de la structure Halbach, les culasses rotoriques et statoriques sont dans un premier temps
ferromagnétiques, afin de ne pas pénaliser les autres structures par rapport a celle de type Halbach qui,
comme cité auparavant, est moins impactée par un circuit rotorique non magnétique. On trace alors le
fondamental de I’induction magnétique a I’entrefer et le taux de distorsion harmonique relativement a ceux
que I’on obtiendrait avec une aimantation radiale, en fonction de I’entrefer relatif (€ = g/lym) et de I’ouverture
polaire relative (y = tp/lpm). On fait varier la dimension relative des picots de positionnement (§ = tr /g).
Etant donné que le motif Halbach discrétisé est fortement sensible aux erreurs de désalignement, une

attention particuliere est accordée au parametre §. Enfin, dans le cas d’un motif Halbach, le paramétre Rup
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CHAPITRE 3 : Réflexions sur la structure optimale pour I’application haute fréquence

définissant en quelque sorte le rapport entre la taille des segments a magnétisation radiale (tm) par rapport

a ceux a magnétisation tangentielle (tn) est investigué (Rmp = 2tm/tp).

Figure 3-12 : Fondamental de I’induction (relatif)
dans Pentrefer en fonction du paramétre & pour y =
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Figure 3-13: Fondamental de I’induction (relatif)
dans I’entrefer en fonction du parameétre y pour € =
0.125.
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Figure 3-14: Fondamental de I’induction (relatif)
dans ’entrefer en fonction du parametre Rmp pour

différents y et ¢ avec § = 0.

Et le taux de distorsion ainsi défini :

TDH =

’Zz=1 Bk2

o1t ¢ A" ¢ = 0.042:0.167
:/ ) 7= 0.4 mm
0.6l ! ! L |
04 02 03 04 05 06 07 08 08
u R = s [ ] ]

JZLZ By*
——x 100

Figure 3-15: Fondamental de I’induction (relatif)
dans I’entrefer en fonction du paramétre Rmp pour
différents y et e avec § = 0.4.

(61)

ou By est la valeur de I'hnarmonique de rang k et B, le fondamental. Alors on peut tracer le graphique suivant :

25 T —
€ =0.042:0.167
romm
L 2r 1
Eo
B
I
E 15
Eg
£~ ———— - R R R S -
Q
E 1k Radial
0.5E L L L L . 4
0.1 0.2 0.3 0.4 0.6 0.7 0.8 0.9

Figure 3-16 : Taux de distorsion harmonique de
Pinduction (relatif) dans I’entrefer en fonction du
paramétre y pour tr= 0 mm (ou § = 0).
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Figure 3-17: Taux de distorsion harmonique de
Pinduction dans I’entrefer en fonction du paramétre y

avec ¢ = 0.125 pour différentes valeurs de §.

En observant les courbes de la Figure 3-12 & la Figure 3-17, on peut faire les remarques suivantes :

#+ Comme nous pouvions nous y attendre, plus I’entrefer est petit, plus 1’induction est élevée dans

I’entrefer ;

#+ [’augmentation de la valeur de & pour un pas polaire fixé a comme conséquence 1’affaiblissement

de I’épanouissement des aimants (Om = Tm/Tp) ;
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+ L’effet de I’épanouissement sur le fondamental de I’induction est trés marqué pour les
configurations « Semi-Halbach » ;

+ La structure Halbach idéale, c.-a-d. celle avec une distance inter-polaire nulle (6= 0) permet
I’augmentation du fondamental de I’induction dans I’entrefer. Toutefois en augmentant la valeur de
4 le gain par rapport aux autres structures se réduit jusqu’a devenir négatif ;

+ Le taux de distorsion harmonique de I’induction a I’entrefer d’une structure Semi-Halbach est
toujours meilleur de celui offert par d’autres structures tant que la distance inter-polaire y/6 > 1;

#+ Un grand nombre de pdles (équivalent a des petites valeurs de y) conduit & un faible (om
petits) épanouissement des aimants qui affaiblit le champ dans 1’entrefer ;

+ La structure a poles conséquents n’est jamais meilleure que les autres, que ce soit en termes de
fondamental de l’induction ou en termes de contenu harmonique, tandis que celle a pdles
contraposés devient intéressante dans le cas ou on considére un trés grand nombre de paires de
pbles. On rejoint alors la structure a aimantation paralléle ;

+ Comme démontré dans [Mellor-05], et illustré en Figure 3-14, un optimum existe en fonction du
paramétre Ry, variant en fonction de la valeur de y pour une configuration Halbach a rotor
magnétique. Dans le cas du rotor amagnétique, I’induction a I’entrefer est maximisée pour Ry =
0.5, quelle que soit la valeur de .

+ Cela implique qu’avec une culasse ferromagnétique, plus les aimants sont épais plus I’arc des
segments radiaux, par rapport a ceux a aimantation tangentielle, sera grand, afin de maximiser

I’induction magnétique a 1’entrefer [Mellor-05].

On peut observer que lorsqu’il n’y a pas de limite sur la dimension des picots, voir en leur absence, la
configuration Quasi-Halbach maximise le fondamental de I’induction magnétique. L’ introduction de picots
de petites dimensions, réduit fortement le gain obtenu. Cela, en considérant les couts associés, impacte

fortement 1’intérét d’une configuration Halbach.

Ne comportant aucun intérét dans 1’augmentation du couple massique et la réduction des pertes, les

structures nommeées a pbles conséquents et a pdles contraposés ont été abandonnées dans la suite.

Pour donner un ordre de grandeur dans un cas réel de machine électrique un exemple numérique est donné

ci-apres :
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i
o\ L L
Py
€ = g/lpm = 0,1667 o“‘ y,

y=1p/lpm = 1,57 7 ; “

Re =60 mm " ‘
Ipm =6 mm .. ‘I
g=1mm ] [ | 1
2p=40 A N
™ =9,42 mm “‘ 4 n

7 ]

., &
P/m= 6 kW/kg ¥, @

n = 94% ~.Il‘_’a e
f, = 1666 Hz - -

Figure 3-18 : MSAPs a aimantation radiale a rotor amagnétique étudiée dans [Boubaker-16].

.....

[Boubaker-16] pour une application aéronautique. Le cahier des charges fixé était le suivant :

Puissance nominale 26 kW
Fréquence électrique > 1500 Hz
Rendement >92 %
Densité de puissance >4 kW/kg

Tableau 3-2: Cahier de charge consideré dans [Boubaker-16].

La vitesse de rotation avait été fixée a 5000 tr/min.

Pour cette machine, ne considérant que les limitations techologiques liées au pas polaire, un y égal a 1,26
correspond a la limite de faisabilité d’assemblage avec un nombre de paires de pdles d’environs 30, ce qui
définit une fréquence électrique limite de 2500 Hz, alors que pour un diamétre double cette limite aurait eu
lieu @ 5000 Hz. On voit donc que les observations apportées ne sont que relatives, et qu’il n’est pas possible
de définir une gamme de fréquences ou une configuration classique a aimantation radiale est préférable a
une Halbach. Néanmoins, en termes des paramétres adimendionnées y-g-6, il est possible conclure que si
I’objectif est d’augmenter autant que possible le nombre de paires de pdles, une structure classique a
aimantation radiale pour un rotor ferromagnétique est a préférer. Cela reste vrai dans ou le cas 1’on utilise
une culasse amagnétique si y-¢ sont suffisament reduits pour que la chute en couple soit faible. A majeur
raison lorsque 1’on considére les contraintes de faisabilités telles qu’un & > 0 est pris en compte (Figure
3-14 et Figure 3-15). C’est ce qu’on présentera par la suite, mais tout d’abord, des analyses supplémentaires

sont necessaires pour valider nos résultats.

Afin d’expliquer les courbes de tendance illustrées de la Figure 3-12 a la Figure 3-17 et mettre en place un
modele de pré dimensionnement, nous présentons par la suite un modéle basé sur un réseau de réluctance

présenté Figure 3-19 pour une configuration Halbach.
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Figure 3-19 : Représentation par lfzs)eaux de réluctances de la machine a vide, négligeant lt(els))fuites aux dents ;
Différentes techniques analytiques sont utilisées pour la modélisation d’un motif Halbach, [K.Halbach 1]-
[K.Halbach 2]-[Atallah et Howe]-[Xia-04] et [Jin 13] développant des modéles basés sur la méthode du
potentiel vecteur (Magnetic Vector Potential MVP) et sur la méthode du potentiel scalaire (Magnetic Scalar
Potential MSP) de I’induction magnétique. D’autres, [Shao]-[Liu 14] utilisent une méthode a paramétres
concentrés. Un des problémes majeurs d’une telle modélisation est la modélisation des réluctances de fuite
entre les dents. En effet, le schéma de réluctances varie en fonction de la position du rotor [Liu 15]. Dans
ce cas, en ne s’intéressant qu’aux flux de fuite au niveau des aimants, on modélise le stator comme un corps
lisse. On suppose aussi que les matériaux ferromagnétiques constituant les circuits magnétiques sont

idéaux, avec U, >> 1 on peut négliger leur réluctance magnétique devant celles des réluctances de fuite.

Culasse Statorique

Culasse Statorique
- - A - -
, cnlmfer‘. // + \\\\ B | // ;:\\\‘.‘ entrefer

/ x \\
----- L ) - .
Lom N S Lpm N g5
Y

.'_ iy — ¢ ~’l/2 e "r/z—d

Culasse Rotorique
Culasse R(\l(ll"qll@

@) (b)

Figure 3-20 : Parcours des flux des fuites principaux ici considérés [Tsai]-[Qu-Lipo]-[Gong-Xu-Xin].
Les relations analytiques [Tsai]-[Qu-Lipo]-[Gong-Xu-Xin] ci-aprés reportées, donnant les expressions des
perméance magnetiques, montrent que plus la distance inter-polaire 1t est petite par rapport & une épaisseur
d’entrefer g fixée (& petit), plus les fuites entre aimants sont importantes, ce qui est logique car les lignes

de flux auront tendance a parcourir le plus court et le moins réluctant des chemins disponibles.

Les différentes relations analytiques présentées par la suite sont exprimées ici afin de présenter le modele
utilisé dont les résultats seront comparés aux résultats obtenus par éléments finis a la fin de ce chapitre. Les

relations analytiques définissant les perméabilités magnétiques nous sont données par [Hanselman] :

ds dx
l:)ml = JHTZ f”LsT (62)
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CHAPITRE 3 : Réflexions sur la structure optimale pour I’application haute fréquence

« | » étant le parcours réalisé par les lignes de flux de fuite, dans un premier temps, Figure 3-20 (a), égal a
71+ mx et égal a l,m + rx dans le cas en Figure 3-20 (b), alors la perméance de fuite entre aimants est donnée
par [Tsai] :

9 U L 124 L A T
ols ols f
P, = dx = In{1+=) , §=—
ml,m-m J;) Tr + X Il( ) avec (63)

Et celles entre rotor et aimant par :

9 L
Poim—r = f lﬂoﬁdx, vraie pour § > 2 (64)
0 ‘pm
o uoLs
Poim—r = f —dx, vraie pour § < 2 65
MU L + X (65)

Alors :

L T L
{ Prim—r = (%) In (1 + _g) = (H:T S)ln(l + me) , vraie pour § > 2

l
pm
P = (M"LS) In{1+ nT— = (H—LS) In (1 + n§> vraie pour § < 2 ©
ml,m-r p lpm p < ’ p

Les flux de fuite existants entre aimants et entre aimant et rotor (flux d’un pdle se rebouclant sur lui-méme)
ont un impact sur la densité de 1I’induction magnétique dans 1’entrefer plus au moins importante en fonction
des parametres adimensionnels précédemment introduits. De la méme maniére, plus I’entrefer est
important, plus les lignes de flux, partant d’un pole, tendrons a se reboucler sur elles méme. La réluctance

magnétique des autres corps constituant la machine peut étre évaluée par la relation suivante :

ar=2 67)
=S [H™]
La réluctance magnétique équivalente d’un aimant plat (valide aussi pour un élément radial lorsque 1pm <<
Rer avec Rer le rayon a la base du rotor [Hanselman]), est donnée par la relation suivante :
_ lym _ 1
Py Mo Ty L Urtto(y — € 6)Lg

m [H™'] (68)

om, €tant le facteur de concentration ou d’épanouissement, fonction de 1’écartement entre deux aimants
conséquents

_Saimant_Tp_Tf V_55

a,, = = 69
" Spéle Tp Y ( )

De la méme manicre la réluctance magnétique de 1’entrefer est fonction de la longueur d’entrefer g
effective, en prenant en compte le coefficient de Carter dans les cas de stator encoché afin de prendre en

compte la variation de la perméance due a la présence des ouvertures d’encoche.

kegc
R, = H™! 70
9 potylLs L (70)

Le coefficient de Carter est donné par [Pyrhonen-2nd] et est généralement fonction de la position pour un

stator doté de dents :
WS

k,l=14—moa—— 71
‘ Tsi(s gc/Ws + 1) ( )
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9:(0) = g(©) + "/, (72)
et ws est I’ouverture d’encoche. Dans notre approche, nous considérons un stator lisse (pas d’encoche)
donc k. = 1.
1 ¢

“wky M 7

‘Rg
On constate que pour garder le méme niveau d’induction a I’entrefer en négligeant fuites et effet
d’encochage, on doit réduire la longueur d’entrefer (g), en lien avec I’augmentation du nombre de paire de
pbles (p). Ceci équivaut a maintenir le rapport entre € et y constant. Cela peut s’associer avec des
applications a entrainement direct ou les vitesses tangentielles peuvent étre faibles permettant de réduire la

taille du manchon de maintien rotorique communément appelé frette.

En considérant donc un stator lisse et un matériau ferromagnétique idéal, le circuit électromagnétique
équivalent a vide peut étre schématisé et simplifié de la maniére suivante :

4R,

{1 tpy/z
Rolmem ‘plmk/z
I' ______________________ 'i - (P’/Z
' @}] | 2R, Wr/z 4Ry, [2Rpyms|Rentnem]  4Rg
iwr/z 2R, iRm"m'r Rl mer ¥l EB g oo
— I ]
‘» Moitié d’un aimant
(@) (b)
<Py/2
‘Py/z ‘szk/z i
‘Pm/ 4 >
2
r AR, tot W o e
@07 e ) R 2/ @ Il
(d (c)

Figure 3-21 : Circuit électromagnétique équivalent a vide [ Tsai]-[Qu-Lipo]-[Gong-Xu-Xin]-[Strous] et ses
respective simplifications de (a) a (c).

Les expressions analytiques des réluctances équivalente (1/P [H]) du modele a paramétres concentrés

simplifié en Figure 3-21 peuvent étre exprimées de la sorte :

Zle,m—mle,m—r

Ry = 74
m 2:le,m—m + :le,m—r ( )
R, R
R =__—9m 75
T T AR, + Ry (75)
R — Rngeml,m—mfkml,m—r (76)
ot Zle,m—m:le,m—r + 4:Rm:le,m—r + 8‘{RmZle,m—m
et +2-Rm 4 Rm 14+2n+41  ky 77)
le,m—m le,m—r

Le coefficient qui prend en compte les fuites peut donc étre exprimé de la maniére suivante :
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CHAPITRE 3 : Réflexions sur la structure optimale pour I’application haute fréquence

kml = Rm/Rm,tot (78)
Avec [Hanselman] :

1 T 1)

On montre ainsi la relation entre les paramétres adimensionnels introduits précédemment et le coefficient

de fuite. On obtient le flux a ’entrefer comme étant :

:Rm,tot (pr 1

Pg = Pr = = ¢r  [Wb]
Rontor + R R uk (80)
mtot T g 1+ ﬁkmz 1+ ( 2 C) Kot
De méme, le flux quittant I’aimant est estimé par la relation suivante :
R
? 1oLl -1 1+beqe, —1)
mlLg R b

Pm = R +R Pr = R Pr = 1k @r [Wh] (81)

e ) 1+ e (k)

m c

Ou le flux rémanent est équivalant a :
Pr = BeramLs [A/Wb] (82)
P. est le coefficient de perméance :

p - bm _ tr(epr + Dy — € 8)
¢ geam Y

(83)

L’induction dans I’entrefer, pour une distribution carrée comme celle illustrée en Figure 3-22, est donné

alors par :
By(8) = - Bil'(e)) (1]
=———— B, —sin (v
o 1Tl+(7“rkckml) vi12s i 9
P, =123,
Et
8 A = sin(va) + sin[v(r — a)]
By(6,) = 5 ———— sin(v6,)  [T] (85
g\-“e 2 r 2 e
T 1+(%) v=1,2,3. v

c

Pour une induction de type trapézoidale, ou a est un coefficient évalué selon [MAT-12] - [Boubaker-16]

tenant compte de I’épanuisement. De méme pour Bn,

k o
41+MrTCC(kml—1) 1
=z B, Z —sin (v0,)  [T] (86)

k
T o1+ ”fo € (k) v=123.
c

B,

Des expressions similaires peuvent étre retrouvées dans [Hanselman]-[Azzouzi], néanmoins dans ce cas

’auteur ne tenait pas compte des fuites entre rotor et aimants.
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Figure 3-22 : Comparaison en distribution de la densité de flux a la surface de ’aimant avec celle issue du
modéle éléménts finis pour ws = Imm et 7r=1 mm.

Le facteur de fuite est alors pour § < 2 exprimé par

==t s () 2 ()
%= o = I 1n(1+5)+21n 1+ (87)

Le flux de fuite est ainsi donné par :

ke 2n+ 44\ y—€6
Preak = Pm — Pyg =(pg(0-l_1) =(pg(klm_1)Fc.ur=§0g( P )( y ) (88)

Hormis, le cas des AlniCo (ur = 2,5 a 5), les perméabilités relatives des aimants sont comprises entre 1,05
et 1,4. Les fuites entre rotor et aimant deviennent prépondérantes dés lors que & > ¢ avec € < 1. En effet
pour 6§ < 2, comme on peut I’extraire des relations suivantes, le rapport entre fuites et flux d’entrefer peut

étre exprimé par la relation suivante :

Pieak 1 [ T < 5) ]
x 2 In(1+-—= +2Inll1+m— 89
0s  CmE+ Dy (143, & mer (89)

On remarque donc que ces fuites ne peuvent pas étre négligées. Méme si ces relations ne sont vraies que si

I’on considére la réluctance magnétique associée au stator et au rotor comme nulle, elles montrent le lien
direct entre les parametres adimensionnels introduits dans I’étude paramétrique et les fuites a I’entrefer. On
voit particulierement que les fuites augmentent avec le nombre de pdles, pour un diamétre, un entrefer et
un espacement entre aimants donné.

Pledk o p (90)

Pg
Ceci provient du fait que la section d’aimant utile sous un pdle se réduit. La modélisation d’un motif
Halbach discrétisé par 2 segments par pole peut étre vu comme la superposition d’un motif radial plus une
source additionnelle de flux placée entre les deux déja présentes. Le schéma en Figure 3-23 illustre ce

concept :
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Figure 3-23 : Circuit électromagnétique équivalent a vide d’une configuration Halbach exploitant le
principe de superposition.

Apreés quelques simplifications

'sz/z“

4R,
> Tt
‘sz/z
Pmzz @1
R

R

ml,m-r[

En exploitant les mémes relations précédemment introduites, cette fois ci appliquées au circuit équivalent

(nE

lP;z:/Z

¢

—T]

Figure 3-24 : Simplification du modéle.

illustré en Figure 3-24 on obtient :

R tot

(b)

Por = 2 = 20, [Wb]
gZ ~ 3 1 A Th — rh
:Rh,tot + 4Rg 1 + 4 (.Lgcljlc) kml,z
Oou
@rn = BytpLs [A/Wb]
Et
R — :Rm,h — Rm,h — :Rm,h — :Rm,h
M e B By oy 14 faaany e
2Rmim 4R, 4
Avec
2R 2R
Roim = = =

14 2R/ Ry 1+ 24

oD

(92)

(93)

(94)

Le fondamental de I’induction dans ’entrefer, dans le cas d’un motif Halbach pour une distribution

rectangulaire telle que celle illustrée en Figure 3-22, est donné alors par superposition par :

5 - 4 Rinps_, — O€/Y N (2 = Ryps_, — 46¢/Y) 95)
91 18 1+ (ﬂrkckml,l) 1 +4<ﬂrkckml,2>
Pc Pc,h

On voit qu’une configuration Halbach est trés impactée par la valeur de & et que cet impact devient de plus

en plus important avec I’augmentation du nombre de paires de poles. Pc, pour un entrefer lisse, est donné

par :
p = Hr
© " Gty + DRy, — /1) (96)
Et PC,h
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bom 21,

Pop=———= 97
Ry G (ety + D2 — R, — 40/ ©7)
Avec les coefficients de fuite évalués de la fagcon suivante pour § < 2 :
ki =1+6 ! 1 (1 + 6) 98
ml,1 — TT[.lT(]/ —c 6) n T[E ( )
Et
. A 1 Runps_y — 82/7) In(1+ ng)
ko= 1+ —=1+—1+21) =1+~ — 1 , 99
Y R Py 49
MPs=0 7y
En effet :
1, = -Rmh _ Tm _ Rmp
W= =
Rm ™ 2Ry, —%5
Avec :
T Rip o 2¢
Soq TR0 5 (100)
Tp 2 Y
En se souvenant que :
T
== Rp,_, — 8e/y (101)

L’ensemble de ces relations nous seront utiles lors du prédimensionnement. Les résultats comparatifs radial
vs Halbach obtenus par la méthode analytique vs la méthode éléments finis sont présentés Figure 3-22. Les
hypothéses sont acceptables si les matériaux composants le rotor et le stator sont de type ferromagnétique
et loin de la saturation. Si par contre on considere un rotor amagnétique, exploitant la méthode aux éléments
finis, comme on pouvait I’attendre, la diminution du fondamental est trés marquée surtout pour des pas
polaires importants. D’ailleurs, si on compare le motif Halbach avec le motif radial, en considérant la
présence des picots de positionnement, on voit que, comme pour le cas a rotor ferromagnétique, le gain
obtenu par une structure Semi-Halbach se réduit avec la diminution du pas polaire pour le méme volume
d’aimants. La solution radiale peut méme présenter des performances supérieures en termes de fondamental

de I’induction et de contenu harmonique. Par ailleurs, on peut remarquer, a partir de la Figure 3-26, que :

+ En raison d’une discrétisation du motif Halbach non suffisante, on a une perte de 1’ordre de 5 a 10
% de I’induction magnétique en passant a un rotor amagnétique. Cette diminution est plus au moins

importante en fonction du parametre vy.
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Figure 3-26 : Fondamental de I’induction dans
P’entrefer en fonction du parameétre y pour € = 0.125
pour une culasse non magnétique par rapport a une

magnétique.

Figure 3-25 : Fondamental de I’induction (relatif)
dans I’entrefer en fonction du paramétre y pour ¢
=0.125 dans le cas d’un rotor amagnétique.

La conclusion que I’on peut tirer de cette étude est que lorsque 1’on cherche a optimiser une MSAPs en
termes de densité de couple massique pour des applications a entrainement direct a basse vitesse de rotation,
c.-a-d. lorsque I’on peut se permettre des petits entrefers car la dimension des frettes n’est pas un facteur
limitant, une structure a aimantation radiale est a préférer a une de type Halbach. En fait, pour des petits
pas polaires et des entrefers restreints, le niveau de fuite obtenu dans une configuration d’aimantation

radiale classique se réduit et on peut s’affranchir de 1’utilisation d’un rotor ferromagnétique.

3.2.4.Halbach Vs Radiale

L’objectif de la comparaison qui suit est d’évaluer la structure Halbach par rapport a une structure
classigue a aimantation radiale en terme cette fois-ci de puissance massique développée. La procédure de
comparaison est basée sur des considérations de faisabilité. Les parameétres considérés sont les méme
parameétres v, €, & et Rmp adimensionnels définis précédemment. L’objectif est de mettre en évidence
I’influence du nombre de paires de poles sur le choix du type de structure en fonction du type d’application
souhaitée et de mettre en évidence les difficultés de faisabilité liées a un nombre élevé de paires de poles

en lien avec I’augmentation de fréquence.

Le Tableau 3-3 résume la comparaison en termes de couple électromagnétique développé par une machine
a structure Halbach avec celui d’une structure conventionnelle a aimantation radiale. La comparaison a été
menée, a I’aide d’un modéele de MSAPs a bobinage a barres disposées en quartiers, ici présentée, et réalisée
avec le logiciel ANSYS Maxwell en fixant les parametres tels que le nombre de paires de péles, le diamétre

d’alésage, I’épaisseur d’aimant et la longueur d’entrefer, etc., en supposant :
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(1) Le méme courant d’alimentation (en considérant une alimentation parfaitement sinusoidale) ;

(2) Le méme stator (méme nombre d’encoches, le méme diamétre statorique interne et externe et
la méme longueur) ;

(3) Le méme diameétre d’alésage et la méme hauteur d’aimant ;

(4) Le méme bobinage ;

(5) Laméme température de fonctionnement ;

(6) Le méme nombre de paires de poles.

Les données sont mises sous forme de pourcentage de chute en couple par rapport a la configuration
respectant un cahier des charges défini, les pertes en couple en pourcentage dans le cas dun rotor

ferromagnétique (et d’un rotor amagnétique) sont résumeées ci-dessous :

Halbach idéale | Halbach | Radial | Unité
Courant de phase 364 A
Arc polaire relatif 1.93
. +13 +18 0 0
Chute ou gain en couple (+10)° (+14)? (-19)° %
93.5% 94.5 93.7 0
Rendement (94) ©45° @262 %
) . 5.07
Arc d’aimant radial (3.87)° 7.74 mm
- . 2.7
Arc d’aimant azimuthal (3.87)° mm
0.65
Rmp (O.S)a

Tableau 3-3 : Comparaison en performance sans aucune contrainte de faisabilité d’assemblage § = 0 (a) entre
parenthéses les cas avec un rotor amagnétique.

Contrairement a ce que I’on prévoyait, un motif Halbach idéal fournit un couple spécifique plus faible, pour
le méme courant que celui fourni par un motif discrétise. En effet, bien que le modele Halbach discrétisé
génére un harmonique fondamental de densité de flux plus faible (Bhg1= 1,30 T < Bhidearg1 = 1,48T), il a
été constaté que les harmoniques spatiaux de la f.m.m. statorique produisent un couple de sortie supérieur

en raison d'un faible effet de couplage Vernier.

Cet exemple ne prend pas en compte les considérations de faisabilité ni de col(t. En considérant des
contraintes de faisabilité (tm> 3mm) et d’assemblage, en prenant en compte par exemple les picots du rotor,

dont les dimensions peuvent varier de 0,5 mm a 1 mm, les résultats sont synthétisés ci-apres :

12 Malgré un plus faible taux de distorsion harmonique du flux magnétique au niveau de I'entrefer, la configuration
Halbach idéale montre un niveau de pertes plus important, une segmentation opportune des aimants permettrai

d’accroitre le rendement.
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Semi-Halbach| Radial | Unité
Courant de phase 370 A
Arc polaire rélatif 1.93
. +5.3 0 0
Chute ou gain en couple (+4.8)° (-19) %
93.8 93.7 0
Rendement (93.9) (92.44)° %
- . 3.37 6.75
Arc d’aimant radiale 337 | (6.75) mm
- . 3.37
Arc d’aimant azimuthale (3.37) mm
0.5
Rimp (0.5)

Tableau 3-4: Comparaison en performance considérant les contraintes de faisabilité et d’assemblage § = 1 (a)
entre parenthéses les cas avec un rotor amagnétique.

Comme on peut le constater, pour de petits entrefers, correspondant par ex. a des applications a
entrainement direct a faible vitesse (Vwng < 50 m/s), et pour un grand nombre de paires de poles (petit arc
polaire), le gain en densité de puissance obtenu avec un motif Halbach rotorique, par rapport a une
configuration a aimant radiale conventionnelle, est réduit jusqu'a devenir négligeable dans le cas d'un rotor
ferromagnétique. Ce gain devient négatif si I’on considére le fait que la configuration radiale n’est pas a sa

limite en nb de paires de pdles pour ce diamétre d’alésage.

Pour un rotor amagnétique, pour un méme couple développé, une configuration a aimantation radiale
classique nécessite d’un courant de phase de 23% plus important. Par conséquent, un motif Semi-Halbach
permet une réduction de 40% des pertes Joule apportant une augmentation de 3% du rendement (94% contre
91%). Néanmoins, aucune augmentation remarquable des performances en termes de moment d'inertie et
d'ondulation de couple (5% contre 5,4%) n'a été enregistrée (encoche semi fermées). De plus, un codt et
une complexité de fabrication plus élevéq doivent étre pris en compte pour un motif Halbach, rendant ces
améliorations moins intéressantes. Des évaluations supplémentaires sont cependant nécessaires afin
d’évaluer les aspects thermiques. Effectivement pour la méme surface d’échange, une configuration
Halbach atteindrait des niveaux de température plus faibles, néanmoins le colt associé est a considérer et

dans une optique d’augmentation du nombre de paire de pdles, le gain obtenu diminue de plus en plus.

Par la suite, on a donc décidé d’opter pour une configuration radiale conventionnelle, nous permettant
d’accroitre la fréquence ¢électrique de fonctionnement, en concentrant nos efforts dans 1’étude des pertes
additionnelles dans les barres. Cela nous oblige donc a développer une modélisation plus fine et détaillée

afin de représenter le plus finement possible les phénomeénes ayant lieu au sein de I’encoche.
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4.Mise en place de modeles de dimensionnement

Dans le chapitre précedent, nous avons développé des modeles de prédimensionnement ce qui nhous a
permis d’obtenir une premicre estimation du flux dans I’entrefer. Cette étape permet ainsi de réaliser un
premier prédimensionnement de la machine. Par la suite, on se penchera donc sur la construction d’un
mod¢le éléments finis paramétrable afin d’évaluer différentes architectures de machine pour trouver la

solution optimale répondant a un cahier de charge donne.

4.1.Modélisation paramétrique

Il existe différentes manieres de modéliser un systéme physique, si une solution analytique existe, il est
clair que la maniére la plus simple et la plus rapide consiste a exploiter ce type de modélisation. Cette
modélisation se base sur une résolution formelle des équations mathématiques régissant le systéme étudié.
Dans notre cas, les équations de Maxwell nous fournissent 1’expression du potentiel vecteur (ou scalaire
[Jin 13]) de I’induction magnétique dans le domaine étudié. Néanmoins, un domaine restreint de validité
des hypothéses prises rend souvent trop simpliste la modélisation la rendant ainsi moins adaptable a des
nouvelles configurations du systeme. De la méme maniére, il existe d’autres types de modélisations comme
celle par parameétres concentrés ou plus communément appelée dans la littérature anglo-saxonne « Lumped
Parameter Modellling» (LPM) en partie traitées au chapitre §3.2.3. Comme pour les méthodes basées sur
le potentiel magnétique, celles-ci peuvent prendre en compte les phénomenes de saturation. Dans ce cas,
on dit qu’il s’agit d’une méthode de calcul semi-analytique, c.-a-d. que chaque coefficient de la matrice des
réluctances est mis a jour dans une boucle de convergence [Liu 15], permettant de tenir en compte des non
linéarités liées a la saturation des matériaux. Bien que ces modéles soient simplistes, ils permettent d’avoir
une premicre estimation viable des paramétres clés du dimensionnement d’une machine électrique. Les
versions semi-numériques sont souvent préférées aux méthodes éléments finis lors d’un processus
d’optimisation par algorithme d’optimisation. En effet, le temps de calcul des modéeles éléments finis (EF)
peut atteindre une durée d’une journée voire plusieurs jours dans les cas des simulations 3D contre quelques

minutes ou seconde pour une simulation semi numérique.

Dans la suite de nos travaux, nous intégrerons un modéle, représentant la machine a vide, a paramétres
concentrés de pré dimensionnement cf. §3.2.3, qui nous permettra de trouver une géométrie initiale. Par la
suite, on fera appel a un modele éléments finis pour « optimiser » la géométrie et aboutir a une configuration
optimale de la machine. En fait, I’objectif étant d’augmenter le couple massique, tout en minimisant les
pertes, une modé¢lisation fine est fondamentale. Cela nous permettra d’évaluer des nouvelles architectures
sans que cela remette en question la validité de la modélisation. La modélisation par éléments finis répond
a nos contraintes d’adaptabilité par le degré de finesse et de résolution. Les outils numériques de type
éléments finis permettent de décrire pratiquement toutes les formes de circuits magnétiques, de

conducteurs, etc. lls offrent aussi un acces facile a des bases de données « matériaux » (conducteurs,
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magnétiques, diélectriques), fournissent souvent des outils de génération de maillage adaptatif (en

magnétostatique), comme dans le cas de Maxwell*, et gérent les non linéarités de maniére automaticue.

Néanmoins, il convient de faire attention a la qualité du maillage, aux hypothéses de modélisation et aux
erreurs liées au post-traitement. La possibilité d’oubli de facteurs influents est toujours présente dans une
modélisation par éléments finis mais moins fréquente qu’en mod¢lisation par parameétres concentrés, étant

donné que la modélisation se fait par construction géométrique CAO.

Compte tenu des limites des méthodes & paramétres concentrés, nous poursuivrons avec 1’approche par
¢élément finis. Pour se faire une routine d’échange des données est mise en place afin que Matlab et Maxwell

puissent communiquer entre eux.

#+ Matlab : via un fichier .m, appelle le script .vbs dans lequel des instructions sont données a
Maxwell.
+ Maxwell : est paramétré afin que la génération, I’analyse du modéle électromagnétique et I’extrait

des résultats se fasse de maniére automatique a partir d’un vecteur de paramétres d’entrée.

Les informations de définition sont entrées a travers 1’écriture de fichiers textes input.txt et output

respectivement pour appeler les entrées et les sorties du bloc.

e =
| > RE
| b =
Parameters 5| X3 g =
. x
W Analytic i =
— 3
Data > Model is = —
6

Assumption

== —. | X7 ‘\E
; | Matlab I ' v
. : w——
=== m ! w
: vbs : \{
e s, iR, A58

Torque Vs Position
1,2 —Torque Torque avarage

RN NN LN | Machine
’ \j W V \ \} Performance
1] 20 40 60

theta [deg]

Figure 4-1 : Modélisation paramétrique a partir de Matlab.

Torq_l_le [k
5
-

-

0,95

Les fichiers CAO et les résultats de sorties sont ensuite générés et transférés a la demande depuis Matlab

pendant la phase de mise & jour des graphes de sortie.

13 Software développé par Ansoft appartenant a la suite Ansys
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4.2.Modélisations électromagnétique et prédimensionnement :

Dans cette section, nous présentons les étapes de prédimensionnement analytique du modele
électromagnétique pour une MSAPs!*. Des modéles analytiques, comme ceux auparavant introduits cf.
83.2.3, modélisant la machine « a vide », peuvent étre exploités afin d’évaluer en premiére approximation
les grandeurs utiles au prédimensionnement (induction, hauteur culasse, Lsr...). Le dimensionnement d’une
machine électrique est un processus itératif complexe, ou des hypothéses de base sont prises afin de fixer
de maniére préliminaire certains parametres. Ensuite, la machine est étudiée de maniére plus fine, une
modélisation électromagnétique est menée et enfin le systeme de refroidissement est dimensionné a la suite
d’une modélisation thermique. Si les performances atteintes ne respectent pas le cahier de charge, le cycle
de dimensionnement recommencera en modifiant de maniere cohérente les dimensions de la machine,
comme le diameétre d’alésage a I’entrefer et la densité de courant dans I’encoche ou encore en utilisant des

matériaux constituant la machine plus performante.

L’approche de dimensionnement normalement utilisée par les concepteurs de machines électriques se base
sur un certain nombre d’hypothéses et valeurs fixées de maniére empirique comme par exemple la charge
linéique de courant, la densité de courant dans I’encoche... Des tables provenant de la littérature comme
par exemple dans [Pyrhonen-2nd] sont mises a disposition du concepteur Tableau 2-1 au chapitre §2.3.2.
Toutefois, comme indiqué précédemment, ce genre d’approche est limité, d’une part puisqu’elle considére
que les pertes Joule sont la principale source de chaleur, et deuxiémement puisqu’elle se base sur des
données empiriques (donc pour des cas bien définis). C’est pour cela qu’il est préférable de fixer les pertes
totales par unité de surface d’échange, plutot que de fixer le produit de la densité de courant par la charge

linéique. Les pertes surfaciques sont donc ici définies comme étant :

PS,.ates = Pertestotalel; (102)
T Deg * (LS +%)
Et les pertes massiques comme étant :
PMoorates = —oroototales (103)

active + Mp

Le schéma synoptique suivant résume 1’approche logique et les calculs analytiques de prédimensionnement

14 MSAPs : Machine Synchrone a Aimants Permanents Surfaciques
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Figure 4-2: Schéma synoptique de dimensionnement.
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4.2.1.Pertes HF dans les aimants

En raison des pertes rotoriques élevées dans des machines haute fréquence, on s’intéresse ici au calcul
des pertes générées au rotor et en particulier dans les aimants. De nombreuses études abordent I'évaluation
analytique de ces pertes [Aslan-13] — [Bianchi-07] — [Huang-10] — [Bettayeb-10]. Toutefois, il est difficile
de déduire un modele général et suffisamment précis de ces pertes. Pour cela, dans ces travaux, les pertes
par courants de Foucault dans les aimants permanents sont calculées numériquement par Maxwell, ceci
permet de s’affranchir des hypothéses communément prises lors d’un calcul analytique ou un chemin

rectangulaire comme 1’indique la Figure 4-3 est souvent suppose.

(07

4 A
ULV

9.,%6*8(# 24’1’/3N3P

Figure 4-3 : Courant de Foucault dans les aimants [Huang-10].
Cette hypothése n’est pas toujours suffisamment précise, car 1’épaisseur de pénétration des courant induits
peut étre inférieure a la taille d’aimant. Ces phénomenes donnent naissance a des boucles de courant plus
complexes a modéliser de maniére analytique. Dans le cas générale les pertes par courant de Foucault dans

les aimants permanents sont données par I’équation suivante :

Paim=ﬂf§-idv= ff f(i:;%z)-f(x,y,z)dV (104)

Afin de réduire les pertes engendrées par la haute fréquence au rotor, une solution est investiguée par
[Sawada]. Cette solution consiste a court-circuiter les résistances électriques équivalentes du rotor et des
aimants au travers d’une plaque fine a trés haute conductivité. Cet effet est appelé par 1’auteur
« damping effect ». Un effet tout a fait similaire appelé « effet écran » dans [Boubaker-16] a été analysé
afin de quantifier la diminution de pertes dans les aimants dans le cas ou I’on utilise une frette conductrice
a la surface des aimants. Toutefois, les pertes dans cette derniere augmentent de maniére substantielle. De
maniére classique, les aimants sont souvent segmentés dans la direction longitudinale et circonférentielle.
Pour des pas polaires réduits, il est compliqué sinon impossible de segmenter dans la direction
circonférentielle. Une autre solution consiste a reproduire des rainures de la profondeur de peau sur la
surface externe des aimants, limitrophe aux dents statoriques, cela dans le but d’augmenter le parcours vu

par les courants de Foucault, afin de réduire 1’effet de peau.
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4.2.2.Structure a barres massive HF

Dans [Boubaker-16], I'auteur développe un prototype fonctionnant a tres haute fréquence électrique,
environ 1.6 kHz, en augmentant le nombre de paires de p6les, ce qui lui a permis de réduire le volume des
circuits magnétiques et donc la masse (cf. §1.4.4). Des pertes Joule par courant alternatif (AC)
additionnelles représentent le principal inconvénient du fonctionnement a ces plages de fréquences. En
particulier, les pertes par courants de Foucault, y compris les pertes par effet de peau et les pertes par effet
de proximité, augmentent sensiblement avec la fréquence, spécialement dans des conducteurs massifs®®.
Dans [Boubaker-16] et [Zhang-Jahns-14] des conducteurs massifs de forme rectangulaire, sont analysés
dans le but d’augmenter la puissance massique des machines électriques. Comme précédemment énoncé
(cf. §2.3.2.1) I'utilisation d’un bobinage a barres massives au lieu d’un bobinage classique filaire permet
d’augmenter la section de cuivre par rapport a celle de I’isolant, réduisant les pertes par courant continu
(DC) et améliorant 1’échange thermique cf. §2.3.2. Toutefois des pertes additionnelles apparaissent.
L’association d’un bobinage massif avec une distribution par quartiers nécessitant un nombre inférieur
d’encoches permet, a nombre égal de paires de pdles, I’utilisation de barres plus larges, réduisant ainsi les
pertes additionnelles dues aux phénomenes de refoulement car la reluctance de fuite d’enchoche est accrue.

C’est ce que ’on traitera par la suite.

4.2.2.1. Phénomenes AC dans les conducteurs

Classiquement, la principale source de pertes dans une machine électrique ce sont les pertes Joule. Dans
Ansys Maxwell, conducteur « stranded » signifie que seules les pertes DC sont évaluées. Il s'agit d'une
modélisation cohérente avec la physique lorsque le nombre de conducteurs est élevé et que la fréquence
électrique est relativement faible. Cela n’est plus valide avec I’augmentation de la fréquence. En effet, les
pertes additionnelles ne sont plus négligeables en fonctionnement AC. Ces pertes sont notamment

provoquées par des effets de :

4+ Peau;
4+ Proximité ;

4+ Inductance ;
Effet pelliculaire et effets de proximité :

L’effet de peau ou effet pelliculaire, comme le nom I’indique, est un phénoméne qui engendre une

répartition hétérogéne du courant dans le conducteur.

15 Un bobinage est dit massif lorsqu’aucune transposition est effectuée, chaque brin composant les faisceaux du

bobinage conserve la position le long du stator et dans I’encoche qui suit.
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Figure 4-4 : Effet de peau classique dans un conducteur rond dans ’air [Wikipedia-3].
Ce phénomeéne réduit la section effective du conducteur, augmentant la résistance électrique a la circulation
du courant. Dans ce cas, les pertes dues a ce phénomene sont minimisées en choisissant un diamétre de
conducteur approprié, inférieur a la profondeur de peau (&peas) définie par [Pyrhonen-2nd] :
2

S = |— 105
pear = |G (105)

Ce cas ne considére que les effets générés par le champ propre au conducteur, entouré d’air. Dans un cas a
plusieurs conducteurs proches, par la loi de Lenz un courant est produit par induction dans le deuxieme
conducteur. De la méme maniére cet effet modifie la distribution du courant par interaction avec le champ

magnétique induit par une source externe telle que des conducteurs limitrophes, ou par les aimants.

Pour ce dernier, plus I’ouverture d’encoche est importante, plus ce phénomeéne est conséquent. Il est
néanmoins possible de minimiser ce phénomene en choisissant correctement sa valeur. En effet, les barres
sont insérées axialement a I'intérieur de I’encoche du stator. L'ouverture de I’encoche peut donc étre définie
afin de minimiser les pertes dues a la proximité de I'aimant en s’assurant que I’isthme ne sature pas
localement [Boubaker-16]. A contrario, les phénomenes de refoulement dus aux effets de frange se
réduisent en augmentant 1’ouverture d’encoche. Un optimum est alors a trouver [Boubaker-16] en prenant

également en compte le couple cible et les ondulations de couple
Effet de peau simple face :

Lorsque le conducteur est entouré d’un circuit magnétique, les flux de fuites transverses a 1’encoche
interagissent avec ceux provoqués par les effets décrits ci-dessus, en complexifiant ainsi la distribution du
courant Figure 4-5. Le champ magnétique de fuite H induit, dans les conducteurs massifs, des courants de
Foucault longitudinaux variables dans le temps. Ainsi, un courant variant dans le temps se distribue de
maniere inégale ce qui fait que la densité de courant dans la section inférieure du conducteur (plus proche

de l'entrefer) est supérieure a la densité de courant au fond de 1’encoche.
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Figure 4-5 : Simulation éléments finis simplifiée pour la prévision de perte Joule AC

Remarque

Ce phénomene est plus marqué ou le chemin est le moins impédant (ou la valeur de l'inductance est la
plus basse), c’est pour cette raison qu'il est appelé effet d’inductance dans [Boubaker -16]-[Delphin-
14].

Par conséquent, comme pour I’effet de peau classique, cet effet réduit la zone active du conducteur,
effectivement traversée par le courant. Ainsi, ce phénoméne augmente la résistance de la barre et réduit
l'inductance du conducteur [Pyrhonen-2nd]. Selon les normes IEC (International Electrotechnical
Commission), cet effet peut étre appelé « effet de peau a champ externe » (également appelé : effet de

concentration de courant dans [Boubaker-16], ou effet de peau simple face dans [Pyrhonen-2nd]).
Motivation de I’étude .

Les solutions communément employées pour la minimisation des pertes Joule en AC des machines
électriques sont essentiellement de deux types : la multiplication des conducteurs formant la bobine avec
réduction de la taille de chaque brin (inférieure a 1’épaisseur d’effet de peau) et la transposition des brins
(de nb > 3) au sein de I’encoche (chaque brin ne conserve pas sa position dans 1I’encoche mais elle évolue
dans la longueur axiale pour que chaque brin embrase le méme flux, Figure 4-6 (a) et (b), dans le cas des
machines rotatives radiales). On peut aussi réaliser la transposition des brins au niveau des tétes de bobines

(moins efficace), figure 1 (c) et (d).
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Figure 4-6: Transposition des conducteurs : (a) Fils transposés de type Litz'® (plusieurs brins assemblés en
torons) (b) Barres transposées de type Roebel (¢) Barres transposées au niveau des tétes de bobine (d) Barres
transposées par cavaliers.

Ces solutions permettent, dans la plupart des cas, d’obtenir une réduction des pertes additionnelles, mais le
facteur de remplissage en est affecté (augmentation de la surface isolante face a celles des conducteurs), ce
qui augmente la résistance thermique équivalente. La géométrie des tétes de bobine est notablement
complexifiée. Une solution pour augmenter la compacité de la machine consiste donc d’une part dans la

minimisation des isolants et d’autre part dans la simplification des géométries des tétes de bobine.

Le calcul correct des pertes a haute fréquence est crucial. En raison de la complexité des géométries des
enroulements et des interactions entre conducteurs, il est difficile de trouver une solution analytique
générale pour le calcul des pertes Joule générées dans des conducteurs solides a haute fréquence. Toutefois,
plusieurs méthodes existent [Reatti-02]-[Ferreira-94]. La méthode par éléments finis a été utilisée dans ce
travail pour évaluer avec précision les pertes dans les barres conductrices pour différentes formes et
plusieurs conducteurs permettant ainsi d’¢élargir notre étude a des cas plus complexes et de généraliser ainsi
a des machines de plus haute tension. Aujourd’hui, en dehors des approches de Dowell, de Ferreira [Dowell-
66]-[Ferreira-94] et de celle de LEEC « Lumped Element Equivalent Circuit », il n’existe aucun moyen
analytique de prévoir ces pertes AC. Leur prise en compte par une simulation éléments finis requiert, en
haute fréquence, un maillage trés fin qui devient souvent prohibitif [Besri-11]. Nous allons donc adapter le
modele analytique présenté ci-apres afin d’en étudier le domaine de validité et si nécessaire le corriger afin
de minimiser I’erreur entre modele analytique et modéle fin aux éléments finis. Le modele éléments finis
analysé, illustré en Figure 4-5, est un modeéle simplifié ne tenant compte que des conducteurs et de leurs
circuit statorique. Comme démontré dans [Boubaker-16] cette approche semble suffisamment précise, car

I’effet de proximité des aimants sera minimisé par le choix optimal de la taille d’ouverture d’encoche.

a. Forme des conducteurs et nombre

Dans [Carsten-86], [Pyrhonen-2nd] et [Hanselman], des relations analytiques permettant d’évaluer les

pertes AC sont recensées dans le cas de conducteurs de section rectangulaire. Ces relations sont basées sur

16 Ce nom provient d'une erreur de traduction du terme allemand Litzendraht qui signifie fils multibrins, qui vient de

Litzen = tresses [wikiversité].

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 103



CHAPITRE 4 : Mise en place de modeles de dimensionnement

les travaux de Dowell en 1966. Par la suite, ces travaux de [Dowell-66] ont été repris et complétés par
[Perry-79] et [Spreen-90]. On peut également citer a ce sujet les travaux de [Nan-03] -[Nan-04] pour des
alimentations sinusoidales et [Venkatraman-84] pour d’autres types d’alimentations. On définira ici les

pertes totales dans le bobinage comme étant :

Pyc = Ppc + Pyaa (106)
Ces pertes AC peuvent étre exprimées de la sorte :
Ppc = kacPpc (107)

Selon la représentation de Dowell, on introduit une résistance en série avec celle équivalente en continu
(DC) du conducteur et on ajuste son expression pour qu’elle traduise 1’augmentation des pertes totales. Le
modele de Dowell'” donne une bonne approximation sous une gamme de fréquence limitée, considérant les

hypotheses suivantes [Dowell-66]-[Ouyang-11]-[Delphin-14] :

I.  Le bobinage est constitué¢ de barres conductrices occupant toute la largeur de I’encoche ;
Il.  L’épaisseur des barres est beaucoup plus petite que le rayon de courbure (la courbure est
négligée) [Ferrieux-Forest-99] ;
I1l.  Le noyau idéalement laminé est non perforé a une perméabilité trés élevée ;
IV.  Le bobinage est constitué¢ d’une ou de plusieurs couches de barres ayant la méme
épaisseur et situé entre un zéro et un maximum de la force magnétomotrice ;
V.  Les distances entre les spires consécutives, entre les couches adjacentes et entre le bord

du conducteur et le noyau magnétique sont faibles ;

VI. Les barres ont la méme hauteur ;
VII. Le courant d’alimentation est sinusoidal ;
VIIl.  Pas de présence d’autres sources externes de flux.

Les hypothéses 1, Il et 11l garantissent que le probléme est réduit a une seule dimension, ce qui implique
gue les lignes de champ magnétique suivent parfaitement le circuit magnétigue et que le champ H ne varie
qu’en fonction de y. Nous admettons ainsi que le champ H, dans I’encoche, est paralléle a I’axe des
abscisses et qu’il ne dépend que de la seule variable y (cf. Figure 4-7). La condition IV permet 1’estimation
de I’expression des constantes d’intégration [Ouyang-11] - [Ferrieux-Forest-99] et la condition VI et VII
sont ici imposées pour simplifier 1’écriture de la relation (122). Il est bien sur possible d’étendre la validité
de cette expression en éliminant ces conditions. La condition VIII exclus la présence d’un flux principale
provenant d’aimants en proximité. Ces effets peuvent étre traités séparément, si I’on admet qu’il n’y ait pas
saturation du circuit magnétique [Grellet-89]. Le modele simplifié considéré est représenté en Figure 4-7

[Dowell-66]. Ha et Hy representent les champs magnétiques générés par des sources internes (provenant du

17 Ce modele n’est valide que dans le cas de conducteurs traversés par un courant propre au conducteur méme [ Carsten-
86].
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conducteur et externes (par d’autres conducteurs a proximité). Il est a noter qu’aucun effet de frange est
considéré par cette approche. Il en est de méme pour les flux de fuite (Hypothése I11) et pour le champ des
aimants. Le flux total traversant le conducteur peut étre décomposé, selon I’approche [Spreen-90] - [Nan-
04] en deux contributions, générées par un champ magnétique externe uniforme H plus un Ho équivalent

au cas ou le courant aurait une distribution uniforme dans le conducteur.

Axe de symétrie Axe de symétrie pair  Axe de symétrie impair

o

“/“ et Y
) :::C : :A '

B

Pertes totales Effets de peau Effets de proximité

Figure 4-7 : Décomposition des pertes totales en pertes par effet de peau et par proximité a d’autres
conducteurs [Nan-04] -[Ferreira-94|.

Si on néglige les effets de peau (condition acceptable lorsque hpar < peau), ON peut diviser le conducteur en
deux parties symétriques avec une égale distribution de courant, cela augmente les pertes par rapport a un
fonctionnement en DC (Figure 4-7 A), mais aucun courant résultant est induit dans le conducteur [Nan-04].
Dans ce cas, faisant référence a la Figure 4-7, le champ Ho est donné par les champs Ha et Hy évalués dans
la configuration Figure 4-7 C aux cotés du conducteur. La configuration Figure 4-7 B est utilisée pour
évaluer les effets de proximité.

H,+H H,—H
_la b et Hy = a b (108)
2 2
Une approche de linéarisation consiste a exploiter le théoréme d’ampére comme suit :
§ Hal = HEbE) (109)
e pourhy<y<h;:
H(y) = 1 (y_hl)NI (110)
Y b(y) \h; — h;
e poury>hy:
HO) = (111)
ey
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Figure 4-8 : - Variation du champ magnétique le long de I’encoche lorsqu’un seul conducteur rectangulaire
occupe ’encoche [Foggia-99] (H(y = h1) = 0 A/m supposé la pemeabilité du fer infinie).

En considérant un conducteur de section rectangulaire soumit a un champ H (comme représenté en Figure
4-7), on peut démontrer que les pertes totales générées, considérant aussi la contribution des courants de

Foucault, dans le conducteur peuvent étre estimés de la sorte [Perry-79] - [Nan-04]-[Pyrhonen-2nd] :

T
1 b.L
Pac. = 7 J Of JRatds = 25 [(Hy = Hy)*0(E) + Hollyy (6] (112)

Ou ¢ et y sont des fonctions de 1’épaisseur de peau normalisé & dont 1’expression est exposée ci-apres.
Pour un courant sinusoidal la solution générale au probleme de Dowell est :

]" = e*tNay 4 c,e~(+Nay
(113)

bl 1 . .
H=——(Ce thay _ . e(1+Nay
Tt a2 et )

Pour un seul conducteur par encoche, en extrayant la partie réelle, on obtient la relation suivante [Carsten-
86] - [Nan-04] :

] = J.e™% cos(wt + ay) (114)
Comme illustré en Figure 4-9.

~ Y
Jszse5cos(wt+%) M (Real)

1/¢e
ENVELOPE —,

PHASOR

y
S :
(Imaginary)
| | Current Vector along
the y axis at the Peak
T Y
38 28 58 8 0 of the Surface Current

Figure 4-9 : Section transversale (plan y-z) d’un conducteur plan illustran la distribution du courant
electrique sous les hypothéses de Dowell [Carsten-86].

Dans [Delphin-14] nous trouvons I’expression du coefficient de perte associé au p-ieme conducteur en

commengant par le fond de I’encoche :
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ka, =0ap + ). Ve (115)

i=p+1, p#n

Pour le conducteur le plus prées de I’ouverture d’encoche [Delphin-14] de forme rectangulaire on a :

kACUP = PEup) (116)
ou le coefficient & est donnée par :
(117)
§ = ahyqy
Et
£ =V, dyg, (118)

Si les conducteurs, de méme hauteur, connectés en paralléle sont idéalement transposés ou s’ils ont tous

connectés en série Figure 4-10, & est équivalent a la "hauteur réduite du conducteurs” hreg.

}‘J'C,_]%:

b,
b

-

Figure 4-10 : Bobinage dentaire simple- Figure 4-11 : Bobinage simple-couche a conducteur méplat avec
couche en connexion série a barre pour z=2 fils en série composés respectivement de z,=6 conducteurs
7+=7s=2 |Boubaker-16]. en paralléle (z=12) [Pyrhonen-2nd].

Dans le cas contraire, [Pyrhonen-2nd] Figure 4-11 :
§ = Zpahbar (119)
Avec z, le nombre de conducteurs en paralléle comme illustré Figure 4-11. Les fonctions ¢ et y sont données

par [Carsten-86] :

3 e28 —e™28 425in(28) . sinh(2§) +sin(2%) 120
p(E)=¢ e28 +e=28 —2c0s(28) ~ cosh(2E) — cos(2E) (120
V(E) = 2 et —e % —2sin(§) . sinh(§) —sin(§) (121)

eé +e7% +2cos(]) cosh() + cos(E)

Lorsque les conducteurs, connectés en série, ont la méme hauteur, la résultante est donnée par [Dowell-66]

— [Hanselman] -[Grellet-89] et [Carsten-86] :

z

-1
kAC,enc = QD(E) + < 3 )V(E) (122)

Avec zs le nombre de conducteurs en série dans I’encoche. La présence de conducteurs en paralléle génére
des courants de circulation modifiant la distribution du courant dans les encoches [Haméldinen]. Des
coefficients correctifs sont intégrés par [Hamaldinen] dans la (122) afin de corriger le modele

monodimensionnel développé par Dowell [Dowell-66].
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Figure 4-12 : Comparaison entre le modéle FEM et le modéle de Dowell en fonction de la
pérméabilité du matériau du circuit magnétique.
De méme que proposé dans [Hamaldinen] nous pouvons extraire un coefficient correctif (ric) afin de

corroborer les résultats du modéle de Dowell avec les résultats issus des simulations éléments finis :

7zt —1
kacenc = @) + rac 3 )Y® (123)

En effet, on s’apercoit de la Figure 4-12, comme confirmé par différents articles traitant le sujet, que plus
le matériau est perméable plus I’écart entre modéle de Dowell et les résultats FEM se réduit, avec des pertes
au sein du conducteur qui augmentent Figure 4-12. Cela est tout a fait explicable par le fait que le modéle
de Dowell considére un matériau idéal. 1l faut néanmoins noter que, dans le cas pratique, un matériau plus

perméable nécessiterait, a égale valeur de couple, un courant plus faible et donc des pertes réduites.

Bien que les expressions analytiques ne soient qu’approximatives, elles conduisent a des expressions ou les
caractéristiques géométriques de la machine apparaissent de maniere explicite. Cela permet au concepteur
de mettre en évidence les paramétres sensibles qu’il convient de maitriser. Ces résultats sont néanmoins
limités par des restrictions [Dowell-66] qui ne permettent pas d’étudier des formes de conducteurs plus
complexes. Par exemple, cette méthode est limitée a des couches de conducteurs ayant la méme largeur.
De plus, elle ne considére pas la contribution des aimants et celles dues aux effets de frange. L’estimation
du coefficient de pertes généralisé a toutes formes de conducteurs et a toutes fréquences nécessite donc une
implémentation par ¢léments finis. Une telle modélisation permettra d’ailleurs d’éliminer les conditions I,
Il et 11l monodimensionnelles du probléme et ainsi de se rapprocher du cas réel d’un conducteur isolé espacé

des bords de I’encoche d’une épaisseur d’isolant donnée.

En Figure 4-13, les résultats d’une étude paramétrique sont illustrés dans le but de comparer une
configuration simple conducteur (z: = zs = 1) a barre rectangulaire, avec une configuration a barre ronde
comme illustré en Figure 4-18 (a). La hauteur de I’encoche est fixée a 12 mm et 1'épaisseur de la barre a 4
mm, pour un isolant de 0.125 mm, avec une fréquence électrique fe variable dans une gamme allant de 50
Hz a 2000 Hz. Le courant d’alimentation est purement sinusoidal et la température du bobinage est

considérée comme étant homogeéne de 20 °C dans tout le volume.
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Figure 4-14 : Correction du modele de Dowell
pour z: =2 avec rac = 0.7 (123) et n = 0.95 pour
un matériau ferromagnétique linéaire idéal et
ws/wsp = 0.23.

Figure 4-13 : Comparaison entre résultats FEM et
modéle analytique pour une barre rectangulaire et une
barre ronde.

La Figure 4-13 illustre I’allure du coefficient de pertes en fonction de la fréquence, pour une épaisseur
d’isolant de dis = 0.125 mm et un rapport ouverture d’encoche normalisé de (ws/ws, = 0.23), mettant en
évidence une surestimation des pertes du modeéle analytique, Figure 4-14. On peut remarquer, Figure 4-13,
gue pour une configuration simple couche, un conducteur rectangulaire minimise les pertes AC par rapport
a un conducteur rond, lorsque & > 1.5, a section constante. Le Tableau 4-1, résume les résultats pour une
fréquence électrique (f. ) fixée a 1833 Hz avec I, courant efficace d’encoche égale a 400A.

Forme conducteur Ronde Rectangulaire
Dimensions (7.82 mm) (12x4 mm)
Matériau Cuivre
hy = (hbar or dbar)/sskin 5 7.8
Poc 56.7 w
Pac EF-2D 471 400 W
Kac EF-2D ~8.3 ~7

Tableau 4-1 : Résultats de I’étude de comparaison pour : (a) barre ronde (Kac = 8.3), (b) barre rectangulaire
(Kac = 7) dis = 0.125 mm et ws/wsp = 0.04 pour fe= 1833Hz.

L’écart entre modé¢le analytique et EF (Figure 4-5), pour une barre rectangulaire, est di a la bi-
dimensionnalité du probleme traité. En effet, les hypothéses de perméabilité infinie des circuits
magnétiques et d’épaisseur d’isolant nul ne sont plus respectées. La méthode analytique du LEEC,
développée dans [Besri-11], permettrait de prendre en compte un champ 2D. Effectivement,
I’approximation du champ magnétique tangentiel aux barres n’est valable que dans des configurations ayant
une encoche bien remplie, quantité d’isolant moindre [Reatti-02] et en 1’absence d’entrefer. Néanmoins, la
méthode du LEEC est elle aussi limitée a des matériaux linéaires. Différents auteurs proposent donc de
corriger la méthode de Dowell en introduisant un facteur de « porosité » ou de « fenétrage » des
conducteurs n = toa/Wsp (Figure 4-14) dans la relation (105). Cette modélisation est adaptée par [Ferreira-

94] dans le cas de conducteurs ronds et carrés multiples comme illustré en Figure 4-15.
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Figure 4-15 : Equivalence entre une plaque compléte et une couche de conducteurs distincts (cylindriques
et rectangulaire) [Belkaid-16].

Dans ce cas

Bpeau () 2L (124)
= |/ = — m avec O,,; = O,
peau 7 WellolUyO¢ 2 feac,eq e f

Ferreira, dans [Ferreira-94], a conclu que la méthode de Dowell n’est valable que pour n > 0,7. Il propose

donc de multiplier le terme associé aux effets de proximité par le facteur de fenétrage ou porosité 1. Nous

tenons compte de ces modifications par la relation suivante :

zt —1
kacenc = @) + [I‘Ac( 3 >TIZ] YE) (125)
La méthode de Dowell peut effectivement étre affectée par des erreurs de I’ordre de -20% a 60% en fonction
de la fréquence [Nan-03]. Dans notre cas, cette erreur devient non négligeable a partir des valeurs de & > 1
(pour z; > 2). Effectivement, elle surestime 1’interaction entre conducteurs. Cela confirme le besoin d’un
outil aux éléments finis méme pour des formes de conducteurs plus simples. Nous pouvons corriger cette
surestimation, des effets de proximité, par (123) ou le coefficient de correction est obtenu afin de minimiser
I’écart entre le modeéle de Dowell et celui aux éléments finis, Figure 4-14. De cette maniére, ’erreur est

inférieure a 5% pour n > 0,7 et z;= 2. Néanmoins, le mod¢le n’est pas sensible a la variation de la distance

entre épingles « dis2 » Figure 4-18 (c).

Le modele de Dowell ainsi développé, est valable pour différents matériaux conducteurs, du Cuivre a
I’aluminium a condition que la distance entre conducteurs soit égale a 1’épaisseur de 1’isolant de fond
d’encoche « dis; = 2dis1 ». Les auteurs [Boubaker-16] et [Piscini-19] comme beaucoup d’autres montrent
gue des matériaux plus résistifs sont moins soumis aux phénomenes ci-dessus énoncés. On abordera plus

en détail ce sujet par la suite.
Minimisation des pertes AC

Les pertes AC dans les conducteurs peuvent étre minimisées en choisissant correctement la hauteur de
la barre (hyar) comme expliqué par exemple dans [Perry-79], [Pyrhonen-2nd] - [Boubaker-16] - [Zhang-
Jahns-14] et [Belkaid-16]. Une relation minimisant les pertes AC nous est fournie par [Boubaker-16] —
[Liwschitz-67] pour zs = 1 et [Belkaid-16]. Résultats illustrés Figure 4-16 pour un nombre de conducteurs

supérieure a 1.
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hba\r,opt = Eopt6peau =———= pourzg =1
21T O'cf;a tbar (126)
107 Wsp

1 1

4

hbar,opt = Eoptapeau = pourzg > 1 (127)

zg(zg — 1) +% o TCT]}%
Cette deuxiéme expression est obtenue par minimisation de 1’expression (122) divisée par & Dans
[Boubaker-16], ’auteur démontre, pour une configuration mono barre (Figure 4-16, pour z; = 1), qu’au-
dela d’une valeur critique, il est inutile d’augmenter la hauteur de la barre. Dans ce cas, les pertes seraient
strictement les mémes. Pour optimiser sa forme, a section constante, il faut tendre vers une barre plus large
que haute. En fait, comme indiqué dans [Pyrhonen-2nd], la perméance d’encoche d’un conducteur

monocouche (z: = zs = 1) diminue lorsque la hauteur du conducteur diminue.

700 ‘ : 10
600
z = 2 8
500
= 400 w 8
= =] |
¥< \
= L -
2 300 300W 4
200 " 230W \
N 2
100 |
0 : : : : ' 0
0 1 2 3 4 5 6 7 0 0.5 1 1.5 2 2.5 3
hhar [mm] I3
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Figure 4-16: Hauteur critique minimisant les pertes AC en fonction du nombre de conducteurs connectés
en série pour une fréquence d’alimentation de 1 kHz et Isrms = 400A (issues du modéle de Dowell) [Piscini-
19] (a) -[Belkaid-16] (b).

Effectivement, le flux embrassé par la section de barre augmente avec la hauteur de la barre, tandis que la
résistance DC se réduit. Ce phénomene de compensation est encore plus évident lorsqu’on considére un

matériau ferromagnétique a moindre perméabilité Figure 4-17.
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Figure 4-17 : Remplacement des parties actives de la machine électrique par des réluctance magnétiques
équivalentes [Piscini-19].

Une autre approche consiste a faconner le profil des conducteurs afin de minimiser 1’interaction avec le
champ de réaction de I’induit tout en maximisant la section active du conducteur [Riba]. Pour ce faire, des
conducteurs a barres rondes ont été introduits. Cela nous permet aussi de simplifier la phase de fabrication
[Piscini-19]. L’élimination d’angles vifs permet, aussi, d’éliminer tout risque d’effet de pointe (par
accumulation de charges électriques, et création d'un fort champ électrique qui peut atteindre la tension de
claquage de I’isolant) cf. §1.3.1. Un moyen efficace de réduire I'effet de peau externe consiste a faire varier
linéairement la section de la dent de maniére a ce que tous les points le long des bords de la dent (ao-bo, as-
br) de la Figure 4-5 soient au méme potentiel magnétique [Pyrhonen-2nd] - [Simpson-18] - [Ponomarev-
15]. Une configuration a une seule barre trapézoidale, minimisant les flux de fuite le long de I’encoche, a
été proposée dans [Boubaker-16], dans ce cas 1’épaisseur de la barre de la section inférieure est définie,
minimisant ainsi les pertes Joule AC. Cependant, cela est possible lorsque la dent est suffisamment large

pour ne pas qu’elle sature, comme par exemple lorsqu’un faible nombre de pdles est défini [Boubaker-16].

Wey

Wi

i
— h
pos
/\I hy
4 - Y
Enamel Kapton Enamel Kapton Enamel Kapton Nomex Kapton Nomex Kapton
(a) Barre ronde {b) Barre rectangulaire (b,t) Barre trapézoidale (c) Barre rectangulaire (d) Barre rectangulaire
4=2 Z =2 et hys # hyor

Figure 4-18 : Illustration de différentes formes de conducteurs [Piscini-19].
Afin d’analyser les flux de fuites traversant les encoches on présente le modéle suivant [Foggia-99] ou le
flux embrassé est exprimé par :
NI
d® = uoH(y)NLsdy = g @NLsdy (128)

On en déduit :
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dy
P=Hp6y

N2ILg (129)

Dans la zone de ’isthme, les lignes de flux ne sont plus rectilignes, on peut néanmoins définir b(y) comme

étant la longueur équipotentielle, on peut alors écrire :

Wsp — Wg

b(y) = ws - (130)
2
Alors, le flux total traversant une encoche rectangulaire est donné par [Richter-67] - [Vogt-96] :
h hpos + i h w h
Do 2L PO T By 2 L g ibtc+d (131)
3st Wsh Wsp — Ws Wg Ws

Une premiére estimation, comparant une encoche trapézoidale a une équivalente rectangulaire de méme
section (et supposant hyos et his nuls et un isthme rectangulaire pour simplifier), peut se faire en exploitant
les mémes expressions, ci-dessus traitées. Pour cela, le conducteur trapézoidal sera assimilé a un rectangle
de hauteur hpareq €t de largeur (wsp + Wsp2) /2. Les autres dimensions demeurent inchangées. On a donc
(considérant les mémes nomenclatures pour définir les hauteurs des barres en trapéze de celles

rectangulaires en Figure 4-18) :

2 hbar,e (1 32)

3 (st,l + st,z)

b x

Si on fixe Wsp,1 = N Wy €1 Wsp2 = Wsp, considérant la méme section d’encoche (Acy) on a alors :

v (27) a=t
e =—az=
n+1) 2792

(133)

2 =2

> pourn =

Le flux de fuite traversant 1’encoche est ainsi réduit d’un facteur 2. Les graphes ci-dessous montrent, que
pour la méme hauteur de barre, les pertes totales sont réduites avec des pertes DC passant de 29W a 16.6W

et des pertes additionnelles de 81W a 61W.
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Figure 4-19 : Pertes Joule supplémentaires en fonction de la largeur inférieure de la barre trapézoidale
pour une hauteur de barre de 12 mm (Pcc =29W/m pour une barre 4x12) [Boubakher-16].

Cela permet ainsi de réduire les pertes additionnelles dans la barre comme illustré en Figure 4-19. La section

a la base Wsp2 (tharinf) sera, dans le cas ou 1’on considére un matériau ferromagnétique réel, limitée par la

saturation de la dent.

b. Résistivité électrique Vs Frégquence

Pour une configuration monocouche a barre rectangulaire, en supposant une excitation de courant
sinusoidale idéale, [Boubaker-16] indique que le coefficient de perte, issu de la relation (122) pour z;= 1
(défini comme le rapport entre les valeurs de résistance totale et continue) est inversement proportionnel a

la profondeur de pénétration aussi dit épaisseur de peau (& [m]) [Pyrhonen-2nd] comme suit :

Kyc = Pt:otalPDC_1 =& = hbaré‘_1 1=s§ =2) (134)
Alors les pertes totales sont :
Protat = Ppc + Paga = & Ppe & \/5 pour hpgr = hepge (135)
Kac.al _ _
—1|x100 = 24% et heripq = 1.24Rhcriecy (136)
KAC,Cu

Au vu de la relation précédente, il est clair que les matériaux a haute résistivité, comme 1’aluminium, ne
sont pas intéressants lorsque 1’objectif est de minimiser les pertes Joule. Néanmoins, comme la densité
massique du cuivre est plus que trois fois supérieure a celle de 1’aluminium, cette conclusion doit étre
relativisée dans le cas d’un cas probléme multi-objectif optimisant a la fois le rendement et la puissance
massique. Effectivement, une barre en cuivre pur 1,0 relatif (IEC) aura un courant refoulé dans une section
inférieure (la plus proche de I'entrefer), équivalente a 3/8 de la section totale a 60 Hz, tandis que la section
active d'une barre en aluminium pur (1,5 de résistivité relative) augmente a 1/2. Alors, pour un bobinage
massif, le choix du matériau dépend de la fréquence de fonctionnement, et en particulier pour la
configuration ici étudiée, la hauteur critique est une fonction du type :

hcrit x fo_l (137)

Pour du cuivre la hauteur critique est illustrée en Figure 4-20.
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Figure 4-20: Hauteur critique fonction de la fréquence électrique [Boubaker-16].
Le graphe ci-aprés illustre 1’allure du coefficient de pertes Joules additionnelles Kac en fonction de la

hauteur réduite h, directement liée a la fréquence électrique.
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Figure 4-21 : Abaque pour la détermination graphique du coefficient de pertes Krenc (Kac) dans le cas de
plusieurs conducteurs en série par encoche [Boubaker-16]- [Piscini-19] (a iso pertes Pac).

En particulier, pour des configurations multibrins, pour la méme section de conducteurs, les pertes Joule
additionnelles dues aux phénomeénes de proximité entre conducteurs peuvent étre minimisées en ne
modifiant que la résistivité du matériau des bobines. Les matériaux typiques des bobines sont a base de
cuivre, mais aussi les alliages d'aluminium, comme indiqué au Tableau 1-5. Ainsi, le choix du matériau
dépend de la fréquence de fonctionnement comme on peut aussi 1’observer de la suivante figure. En
particulier dans cet exemple le passage a de I’aluminium pour une configuration a deux barres par encoche
permettrait la réduction des pertes totales. Néanmoins, en tracant les pertes totales, évaluées
analytiqguement, par la relation (123), pour z; = 2 avec hyar = 6 mm et tpar = 4 mm, on peut constater que

cette réduction n’est vérifiée que dans une plage de fréquences donnée, mise en évidence par la Figure 4-22.
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Figure 4-22: (a) Pertes Ohmiques en fonction de la fréquence pour du cuivre et de ’aluminium (z: = 2)
obtenues par modéle semi-numérique (123) (pour priron = 6€%, 1 = 0.95 et wa/ws = 4.25) [Piscini-19] pour
hpar = 6 mm (b) Coefficient de pertes AC a égales pertes CC.

Dans cet exemple on peut aussi conclure que la segmentation du conducteur n’ameéne pas toujours une

réduction des pertes Joule Tableau 4-2. D’autant plus que cela augmentera la section nécessaire d’isolant.

Point 1: Copper | Point 2: Aluminium

hr 3.75 3

Poc 29 44.2 w
Pac4x12 EF-2D 109.8 134.8 w
Pac 4x12 Anal. 108.75 132.6 w
Kac FEM-2D 3.78 3.05

Kac 3.70 3

Pac 2x(4x6) FEM-2D 131.1 126.4 W
Pac 2X(4x6) Anal. 129.5 122 W
Kac FEM-2D 4.52 2.86

Kac 4.46 2.76

Tableau 4-2 : Effet de la segmentation d’une barre de section rectangulaire 4x12 en deux conducteurs en
séries de 4x6, dans le cas d’un conducteur en cuivre ou en aluminium pour Iphrms= 285/z¢ A fe = 410Hz et
circuit magnétique idéal [Boubaker-16].

Pour cette raison, une étude paramétrique, exploitant un modeéle électromagnétique élément finis, est menée
visant a la minimisation des pertes Joule générées. Effectivement, si nous définissons la fréquence
électrique fondamentale & 1833Hz, cette conclusion n'est plus vérifiée. On peut voir (Figure 4-23 et Figure
4-24), pour un courant sinusoidal Isms =400 A, que la distribution du courant est détériorée lorsque la barre
est divisée en deux conducteurs ayant les mémes dimensions (barres de 1 métre de longueur hs = 12mm et
dis =0.2mm).
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Figure 4-23 : Distribution du courant dans I’encoche pour les différentes configurations ici étudiées
(Iph,rms = 400/2 A fe= 1833Hz ) [Piscini-19].

Néanmoins, il est possible de diminuer les pertes en jouant indépendamment sur la hauteur des deux barres.
Dans ce cas, on montre en Figure 4-24, une réduction de 38% des pertes ohmiques, avec 293 W pour la
configuration (d1) contre 474 W pour la configuration (c).

Cuivre | Aluminium

Ppc 56.7 | 87.7(56.7) W

Pac 1x (4x12) EF-2D 400 468 (300) W
Kac FEM-2D 7 53
Kac Dowel NC!8 7.8 6.46

Ppc 56.7 87.7 W

Pac 2x (4x6) EF-2D 474 540 W
Kac FEM-2D 8.4 6.2
Kac Dowel NC 8.7 7.17

Ppc 102 158 W

Pac (4x2 +4x10) FEM-2D | 293 309 \%

Kac FEM-2D 2.9 2

Tableau 4-3 : Effet de la variation indépendante de la hauteur de la barre sur les pertes supplémentaires,
dans le cas du cuivre et de I’aluminium pour Iphrms = 400/z¢t A, ou & isopertes DC en parentheses, & une
fréquence électrique fe = 1833Hz [Piscini-19].

Le passage a I'aluminium engendrerait des pertes comparables par rapport & la configuration (d1) en cuivre,
illustrée en Figure 4-23 (d), soit respectivement 293 W, contre 309 W pour la configuration aluminium (ds),
Figure 4-24.

(2)
(b)

Figure 4-24: Pertes ohmiques pour (a) Barre ronde, (b) Barre rectangulaire, (c) Deux barres
rectangulaires, z: = 2 (d1) Deux barres rectangulaires de différente hauteur en cuivre et aluminium (d2).

Une configuration a deux barres en aluminium de différente hauteur (hparin =2 mm et hyaroue = 10 mm)

constituerait (en premiére estimation) la meilleure solution en termes de densité de puissance massique a

18 |ssu du modele de Dowell non corrigé.
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isocouple généré. Nous remarquons sur le graphique en Figure 4-25 que le concept de hauteur critique est
préservé pour la barre située au fond de I’encoche, ce qui n’est pas le cas pour celle située plus prés de

I’entrefer.

500

450

250

[ |Aluminium (1 m) "
-Cuivre (1 m)
Figure 4-25 : Hauteur de barre critique pour une configuration a deux barres par encoche connectées
en série z: = 2 at fe = 1833 Hz.

Ceci est particulierement mis en évidence en Figure 4-25 dans le cas des barres de cuivre. Cela s'explique
par le fait que la concentration du courant dans la couche pres de 'ouverture de 1’encoche (barre intérieure)
est due non seulement a son propre champ, mais également a celui généré par proximité de la barre plus
externe, par effet de peau double face (DSSE) [Pyrhonen-2nd]. Pour aller plus loin, la Figure 4-26 (a)
montre que les bobinages constitués par des matériaux de plus haute résistivité tels que les alliages
d'aluminium et des matériaux fictifs, ici considérés, en multipliant la résistivité de I’aluminium par un

facteur croissant, minimisent ce dernier phénomeéne (pour les mémes tailles de conducteur).
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Figure 4-26: Pertes Ohmiques en fonction de la fréquence pour du cuivre, de ’aluminium et d’autres
matériaux fictifs obtenues par le modele de Dowell et modéle aux éléments finis pour de circuits idéaux
linéaires prre = 6 (pour z¢ = 4, tbar = 4 mm, hpar = 2.75 mm et dis= 0.125 mm).

Les Figure 4-26 (a) et Figure 4-27 illustrent ’allure des pertes ohmiques pour du cuivre, de I’aluminium et
d’autres matériaux fictifs obtenues par le modele de Dowell (pour z; = 4, toar = 4 mm et dis= 0.125 mm). En
Figure 4-26 (a), on peut remarquer que la courbe en vert clair (correspondant a un matériau ayant une
résistivité deux fois supérieure a celle de I'aluminium) semble constituer un bon compromis en pourcentage
entre les pertes DC et les pertes additionnelles.

35
3
T 25
£
= 2
1.5
g0 @ 2000 Hz
1
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 0 pla PXE P X3 p x4 p XS p o x6

1, [Hz] Résistivité [£2/m]
Figure 4-28 : Hauteur critique au varier de la

résistivité.

Figure 4-27 : Pertes Ohmiques en fonction de la
fréquence.

Cela nous permet d’observer qu’en ne modifiant que la résistivité pour la méme taille, ou en d’autres termes
pour le méme volume de conducteurs on peut minimiser les pertes AC a haute fréquence. Dans ce cas, on
peut minimiser les pertes mais aussi la masse. Cela est di au fait que la hauteur critique évolue en fonction
de la fréquence, mais aussi de la résistivité du matériau conducteur, comme indiqué par la relation (137)
et illustré en Figure 4-28

Considérant ces conditions il est possible d’extraire une courbe, Figure 4-26 (b), déterminée par les points
d’intersection entre la courbe des pertes pour un conducteur en cuivre et celles a résistivité fictive, Figure
4-26 (a), pour une configuration avec z; = zs = 4. On peut aboutir a la méme courbe en faisant varier le
nombre de conducteurs tant que (z: = zs > 1) et que la dimension de la barre est supérieure a sa hauteur
critique.
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Cela est vrai pour des matériaux isotropes. Il est en fait intéressant de noter qu’il est possible d’obtenir par
différents moyens tels que le traitement thermique, mais aussi mécaniquement des matériaux anisotropes.
La référence [Todd] nous indique que cela est aussi faisable par fabrication additive le gradient réel
dépendra de multiples paramétres tels que : I'épaisseur de la couche de matériau déposée, de la profondeur

de la masse fondue etc...
Pertes AC au sein d’un matériau anisotrope :

Nous introduisons ici, un nouveau matériau idéal anisotrope ayant une résistivité variant linéairement

avec la coordonnée Y dont la résistivité est définie par la relation suivante :
Pxyz = (1 + mtangy/hbar) Pcu (138)

Avec Mang le taux de variation de la résistivité avec la hauteur. Fonction linéaire nulle pour Y = 0 et unitaire

lorsque Y = hyar.

st
‘ 1.l:u:u'
X
< £ y
= y
| Lx
N -
3 q ﬁ
- r—
wS
(a) (b)

Figure 4-29 : Systémes de coordonnées pour définir la résistivité électrique.
Nous avons, par la suite, mené une étude en fonction de mung dont les résultats sont illustrés en Figure 4-30
et Figure 4-31.
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Figure 4-31 : Pertes AC en fonction du
paramétre mung pour une fréquence
d’alimentation de 1833Hz (Figure 4-29-

a).

En comparant chaque cas, & propriétés équivalentes (résistivité moyenneée, iso pertes CC) nous pouvons

Figure 4-30: Densité de courant pour mung = 0 propriétés
isotropes (a), pour mung=3 (b) et pour mwng=20 (c) dans le cas
d’un matériau anisotrope (Figure 4-29-a).

tracer le graphe en Figure 4-31. On peut ainsi noter qu’il existe un Mwang Minimisant les pertes totales.

Inversement, si ’on définit la résistivité croissante du haut de 1’encoche vers le bas (vers 1’ouverture
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d’encoche), Figure 4-29 (b), nous obtenons un effet d’amplification. Malgré cela, ’effet de frange est
toujours visible, contribuant de maniére conséquente aux pertes AC. On se propose donc par la suite de

mieux étudier ce phénomene.

a. Les phénomenes de proximité

De manicre générale, les effets de frange sont dus a l'ouverture de 1’encoche entrainant des pertes
supplémentaires importantes, comme illustré a la Figure 4-32. Une premiére idée consiste donc a augmenter
le paramétre (dyos) afin de réduire I’effet de ce phénomene. Le positionnement du conducteur est ensuite
étudié dans [Zhang-Jahns-14] qui trace les pertes dans le conducteur en fonction de dyes exploitant un
modele analytique. Cela permet de réduire efficacement les pertes ohmiques pour un courant donné.
Toutefois, pour un diametre de stator externe définit, I'augmentation de la distance des conducteurs par
rapport a la base de la dent (dpes) entraine une augmentation du courant pour un méme couple genéré, avec
un diamétre de l'entrefer qui se réduit, ce qui réduit le bénéfice de cette solution (réduction des pertes
négligeable < 6%). Une autre solution consiste a opter pour un isthme a becs trapézoidaux illustrée en

Figure 4-29 et Figure 4-32.

Wep — = — A [Wh/m]
79
bar 1. 2PE-BO3
h . 1. BEE-BD3
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[ | 3, 39E-BEY4
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a ', - =t e —— Y. 79E-EEL
L _t4,
w U 3. BIE-BEY
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2. 3BE-BEY
l 1. 18E-BBY
-2, BEE-BDE

(@) (b)
Figure 4-32 : Effet de l1a forme de I’isthme sur la réaction d’induit, réhomogénéisant la densité de
courant au plus prés de I’ouverture d’encoche (Résultats FEM, sans aimants, pour un matériau
ferromagnétique idéale linéaire): (a) Isthme paralléle di=1 mm d>= 0 mm and (b) Isthme trapézoidale
di=0.5 mm d2= 0.5 mm.

Comparant les trajets des flux illustrés a la Figure 4-32 (b) et a la Figure 4-32 (a), on peut souligner que le
parcours vu par le flux dans la configuration a isthme trapézoidal est plus important, ce qui induit un niveau
de fuite, en partie basse du conducteur, beaucoup plus faible que dans le cas d’un isthme paralléle réduisant

les pertes additionnelles.

d w d
P o Ayz X ( 2 sb —1)
S

1 Wsp d1
= —tan(a) In (—) +— (139)
Wep — Wg  Wg 2

Ws Ws

La suppression des becs d’isthme permet d’augmenter le volume d’encoche allouable au cuivre, réduisant
ainsi la densité de courant [Benlamine]. Les figures ci-apres illustrent 1’évolution de I’induction et des

pertes AC en fonction de différents paramétres de 1’encoche (cf. relation 139)
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Figure 4-34 : Variation des pertes
Ohmiques en fonction de la
forme de I’isthme avec comme
paramétre ’ouverture d’encoche
normalisée (Résultats FEM pour
un matériau ferromagnétique
linéaire).

Figure 4-33 : Terme d’inductance d’encoche Figure 4-18 associé a
I’isthme en fonction de la largeur d’encoche normalisé par rapport a
P’ouverture d’encoche (a) hauteur d’isthme variable et (b) hauteur
d’isthme fixe.

La Figure 4-34 illustre I’allure des pertes, en absence de phénoménes de saturation, en fonction de
I’ouverture d’encoche spécifique. Cela est repeté en modifiant la forme de 1’isthme en fonction du
parameétre a.. Les courbes en trait continu et trait pointilllé correspondent respectivement aux cas ou 1’isthme
conserve la méme hauteur pour quelque soit la valeur de o, et pour le cas ou la partie du bec a parois
paralléles (d.) est fixe et la hauteur de I’isthme (d1+d>) varie avec le paramétre a. On peut noter qu’un profil
d’isthme trapézoidal nous permet de réduire les pertes réduisant ainsi la sensibilit¢ aux phénomenes de
franges. De ce fait, un isthme trapézoidal, de méme hauteur, peut inhiber efficacement la réaction d’induit

au plus pres de I’ouverture et réduire ainsi les pertes ohmiques (-15% pour z; =1 et a = 18°).

L’impact sur les pertes Joule dans le bobinage par proximité des aimants (APs) ainsi que les pertes dans les
APs a fréquences élevées a cause de I’effet de peau nécessite une étude plus approfondie. Pour ce qui
concerne les pertes au niveau des aimants, une étude sera présentée d’une manicre détaillée dans les

prochaines sections.

Une derniére approche consiste a creuser le cuivre de la partie inférieure du conducteur, au plus prés de

I’ouverture d’encoche, sans que cela impacte les pertes rotoriques (cf. Figure 4.39-b).
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Figure 4-35 : Evolution des pertes Ohmiques en fonction de ’ouverture d’encoche normalisée en fonction
de Rc (Résultats FEM pour un matériau ferromagnétique idéale linéaire) (a) isthme trapézoidale d’hauteur
fixe et (b) isthme rectangulaire.

Méme si cette solution réduit le facteur de remplissage et augmente les pertes de DC pour une section qui

se réduit, cela peut toujours étre avantageux pour la réduction des pertes additionnelles [Zhang-Jahns-14].

b. Inductances de fuite et pertes AC en régime non sinusoidale

Comme mentionné au chapitre d’introduction cf. §1.4.4 les formes d’ondes d’alimentations sont souvent

approximées par une alimentation purement sinusoidale.

Ces formes d’ondes sont en réalité aussi influencées par le découpage et par la caractéristique de la machine.
Une machine trés fortement inductive aura de plus faibles ondulations qu’une machine avec une inductance
moindre. La premiére aura néanmoins un plus faible coefficient de puissance et un convertisseur de
puissance nécessitant une tension de bus continu plus élevée. Pour une charge faiblement inductive on
tendra a accroitre la fréquence de découpage fy, afin de minimiser les pics de courant, augmentant
potentiellement les pertes par commutation et réduisant I'efficacité énergétique du convertisseur. Dans le
cas contraire, les pertes AC dans la machine seront affectées, car le TDH des courants d’alimentation est
accru. En conclusion, on peut dire qu’il s’agit d’un probléme bien plus complexe que ce qui a été traité aux
paragraphes précédents. En effet, le modéle de Dowell est défini pour une alimentation purement
sinusoidale. Dans [Venkatraman-84] I’auteur développe ce modéle quel que soit le type d’alimentation. Les
pertes supplémentaires dans le bobinage peuvent étre obtenues par sommation des pertes élémentaires

causées par les harmoniques de courant (termes de la série de Fourier) [Boubaker-16], comme indiqué dans

n n R
Py = E:Rili2 = RDCJ%ZR :
i=1 i=1 PG

Avec Ppc: pertes ohmiques dues au fondamental |1 du courant, kacn coefficient de pertes dd aux

I’équation :

I' 2
(i) = PDclKACh (140)

harmoniques. Un compromis semblerait étre a trouver et une analyse plus approfondie tenant compte de
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modéles de dimensionnement

I’¢électronique de puissance serait nécessaire. Pour ce faire, un modele de commande en tension en boucle

ouverte pour une machine synchrone simplifiée, de type E.-R-L, a été réalisé sur LTSpice, Figure 4-36.

teusrsignall FEELEOTY
= BSGOS1INDQZ BSCIS1INDQZ BSCISLINDO
12 e e 2 !
g 5 N e
B B : a2 - : a2
SINE(D 1 {fs} 0) PULSE(-110 S0} $n} 10n {17y $n}] — i ' RFN30TS6D
(jl REN30TS6D REN30TS6D
Steuersignal? 300 BSCISLINDQ2 BSCOS1INDQZ] BSGUSIINDQ2
o) [
“ 5 5 E 9
= z 2
SINED 1 300 -120) Z £ ] g !
1 1 | En_l'- REN30TS6D
i ¥T) Y s o
Steuersignal3 RENI0TSED RFN30TS6D
\

SINE(D 1 {£: 0 0 -240) ine D:\S: 07022020 \Next_C {RLfefs_InputVarishl

sine X
tran 0 70m 0 {LipwmFrequenz} startup
: equenz=3000 f:=1000 L=21.8u R=17.64m ke=0.483

four {fz} 80 -1 I(Rph_3)

SINE(D {ke*30/3.14/44*fs} {fs} 00 0)
SINE( {ke*30/3.14/44*5) {fs} 00-120)
SINE(D {ke*30/3.14/44*5} {fs) 00 -240)

Figure 4-36 : Modeéle simplifié comprenant la commande en tension en boucle ouverte.

On peut démontrer que I’inductance de fuite au niveau de 1’encoche (telle que représentée en Figure 4-18

(c) définie par [Pyrhonen-2nd] - [Richter-67] - [Vogt-96]) peut étre exprimée de la sorte :

g
h w hy; h h; w.
LU’,AC = —Zln sb +£+ZS£kL,AC + ZZSJ‘F—S‘Q I’J’OszS (14‘1)
Wsp — Wy Wy Wsp 3 Wsp Wsp 5+ 4W_

N

Avec L la longueur de la machine et Ky ac le rapport entre les perméabilités d’encoche :

Apar 1 2-1
Kiac = ﬁ =59 (8) tracL (ZZ—2> Y;8) (142)
Avec
3 sinh(2¢) — sin(2 1 sinh i
e IEENTEC T e

B 5 cosh(&) + cos(§)

Ainsi, afin d’accroitre la valeur des inductances il est possible :

+ Accroitre la longueur moyenne de la bobine ;
+ Réduire la largeur des barres ;
De la méme maniére que ce qui a été fait pour les coefficients de pertes en AC, on compare les résultats du

modele analytique (142) avec les résultats ¢léments finis :
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Figure 4-37 : Comparaison mode¢le analytique et modéle éléments finis pour un isthme rectangulaire.

w

On évalue I"impact de la fréquence de découpage en considérant le pire des cas, ou I’inductance de phase
n’est donnée que par les termes de fuite au niveau des encoches pour une configuration par quartiers a deux
barres massives par encoche (Q = 84, p = 44) a I’état de saturation magnétique. Alors, en variant la
fréquence électrique de découpage pour une stratégie de modulation de type sinus intersective on obtient le

contenu spectral suivant en faisant varier le rapport fo/fm,

300 : 19—

-fdec =10kHz (TDH=12.4%)
200 — T, (,m10KH) 0.8 -fdec =20kHz (TDH=9.6%) |]
1 (f =10kHz)

100 P _ f. =30kHz (TDH=9.2%
= eI 3 06 s ( !
=, == Ly o (£ =30KHD) &
_i == Lop (1,=30kH2) =

o T:}M (F,=30kH7) _’-0-4

- X 0.2

300 : 0

0 0.2 04 0.6 0.8 1 12 12345678 91011121314151617181920

Temps [ms] .. .
Ordre fréquentiel

Figure 4-38 : Courants d’alimentation et contenu harmonique en fonction du rapport fa/fm pour
Lpn=21.9pH, Rppr=17.64mQ et fu= 1kHz pour Km=1.

On montrera ainsi que I’impact sur les pertes Joule est négligeable tant que le rapport fréquentiel est élevé
(Kach = 1.1Kac,1), mais qu’il devient considérable des lors que la fréquence de découpage est inférieure a
10fy, pour Kn> 1 (rapport de surmodulation entre amplitude de la modulante et amplitude de la porteuse
triangulaire). L’injection d’un harmonique d’ordre trois a la modulante a pour effet bénéfique de réduire
d’avantage le TDH réduisant les pertes Joule additionnelles, cf. 81.4.5, Figure 1-33. Il faut noter par ailleurs
que I’accroissement du TDH des courants d’alimentation impacte aussi les pertes fer et les pertes par
courants de Foucault au niveau des aimants. D’un point de vue du contrdle commande, la variabilité de la
valeur des inductances et des résistances impose 1’adaptation des correcteurs PID des boucles de régulation

en fonction de la vitesse étant donné que la constante de temps (t = L/R) est variable ainsi.

c. Conclusion paragraphe pertes conducteurs dans les encoches

Dans ce paragraphe, nous avons abordé différents sujets portants sur la modélisation des pertes dans un
conducteur au sein d’un circuit magnétique et leur minimisation. Plus particuliérement, ces travaux nous
ont permis de mener une étude qualitative des pertes générées, en identifiant des solutions visant a la

minimisation des pertes additionnelles dues au fonctionnement haute fréquence. 1l est néanmoins nécessaire
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modéles de dimensionnement

d’évaluer les pertes au niveau des tétes de bobine. Ces derniéres, comme expliqué dans [Boubaker-16] ne

sont pas régies par les mémes relations étant donné que ces conducteurs sont entourés d’air.

d. Pertes dans les tétes de bobine

Le modele 2D ne permet pas une estimation précise des pertes Joule attribuées aux tétes de bobine. Dans
le cas d’un bobinage classique (non massif), des coefficients multiplicateurs empiriques sont intégrés dans
le post-traitement de maniére a tenir compte des pertes liées aux chignons, comme montre 1’équation ci-

dessus :

PDC,tot = PDC,be + PDC,tb = ,DVtot]rms2 = p(Vbe + th)]rmsz
1 i (144)
= (1_—) PVielrms™ = KenPpc pe
Ttb

Avec Vit le volume total du bobinage qui se décompose en deux parties : la partie logée dans les encoches
(Ve) et les tétes de bobines (Vuw), alors le facteur de tétes de bobine est donné par la relation suivante :

Vip

= — 145
Ve + Vip (14%)

Ttp

Pour un bobinage traditionnel pourvu de chevauchements au niveau des tétes de bobine, le calcul des
volumes de ces derniéres est approximé. Au contraire, pour un bobinage a barres massives I’évaluation des
volumes des tétes de bobine, due a leur simple géométrie, est exacte. L’auteur [Boubaker-16] nous donne

I’expression des volumes des tétes de bobine pour un bobinage massif distribué a un conducteur par

encoche.
~ AN
4, 4 Z \
/ 4;’) N 3}
/ Y N 4
{ 4 Y & 4
/] AN i 4
(a) (b)
Figure 4-39 : Géométries du stator a bobinage par quartiers (a) a un seul conducteur (b) a deux

conducteurs.
En haute fréquence comme déja mentionné pour les conducteurs massifs (non torsadés et de taille
supérieure a 1’épaisseur de peau) entourés d’un circuit magnétique les pertes AC deviennent prépondérantes
par rapport aux pertes DC [Mlot-15] -[Wrobel-10] -[Wrobel-12]. Cette augmentation de pertes est
néanmoins contrecarrée par une compacité accrue des tétes de bobine par rapport & une configuration

classique cf. 82.2 et §2.3.2.1.

Les travaux de [Boubaker-16] a ce sujet nous montrent, néanmoins, qu’a la différence de ce qui a été vu

précédemment, ces conducteurs ne sont affectés principalement que par des effets de peau classiques
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(absence de phénomene de refoulement). Cela est vrai dans une configuration a un seul conducteur (z; = 1)
et si les chignons sont suffisamment loin du stator. Autrement, au phénoméne de peau classique vient se
rajouter un terme li¢ a la proximité d’autres conducteurs (si z; > 1) et un deuxiéme effet dii a la proximité
des aimants, si le rotor n’est pas complétement englobé dans le stator (L, > Ls). Dans ce cas, des phénomenes
de bords sont aussi a considérer, provoquant des refoulements de courant. Pour cela nous ferons appel a
des modélisations aux éléments finis sur Maxwell® 3D de la suite Ansys®. Ces pertes sont généralement
minimes dans une configuration a conducteurs torsadés et de taille inférieure a 1’épaisseur de peau
[Paradkar]. De ce fait, si le bobinage est un bobinage classique, les pertes Joule totales sont évaluées

analytiquement par la relation suivante :

Pyctot = Pace + Pocen = (Kacpe + ken)Ppepe (146)

Comme indiqué dans [Boubaker-16] dans le cas d’un bobinage a barres massives distribué lorsque z: = 1,

ona:

Pactor = Pacen + Pacwe = (Kacpe + kevkac,en)Ppcpe (147)

Dans ce manuscrit nous adaptons une telle démarche pour un bobinage massif regroupé en quartiers,
concentré, a 1 et 2 conducteurs par encoche. D’abord nous traitons le cas a un seul conducteur illustré en
Figure 4-40. Dans ce cas, le volume des tétes de bobine se compose de deux parties : les connexions de

retour (Vconnretour) €t la partie des barres d’encoches qui dépassent du circuit magnétique statorique (Vext).

(a) Vue de face
L

S

Stator

Barre h}

d-\d thzlr

(b) Vue en coupe longitudinale
Figure 4-40 : Bobinage a barre par quartiers a un conducteur par encoche.

Dar

Vcom,retour €St dONNE par la relation suivante:

Vconn,retour = N¢onn lconn Aconn =n (kQ - 1) (Rmf ay + tbar) (hbartbar) (148)
Et Vext
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modeéles de dimensionnement

Vext = 2Q lext Acu = 2Q dsq (hpartpar) (149)
Le coefficient de pertes en AC pour les tétes de bobine, exploitant le modele de pertes développé par
[Levasseur], est ainsi évalué [Boubaker-16] :

(3 o hbartbar o 1 150
oo = |(2) + [yt g+ (150

2 (hbar + tbar)

Ce coefficient ne tient compte que des phénomenes de peau classiques, tout effet de proximité est négligé.

11 est donc approximatif lorsque 1’on augmente le nombre de conducteurs.

Pour un bobinage a deux conducteurs, on fait référence a la Figure 4-41, dans ce cas, le volume des tétes
de bobine se compose de quatre parties : les connexions de retour (Vconn,retour), 1€S CONNEXiONS Supérieures
(Vcomsup), les connexions inférieures (Vconninf) et la partie des barres d’encoches qui dépassent du circuit

magnétique statorique (Vex).

(a) Vue de face
tbar,d,2 Ls dsd,g,Z . tbar,a,Z
jthbar,Z
j hbar
tbar,d ‘ H dsd,d d'sd a ‘ ‘ l tbar,a

(b) Vue en coupe longitudinale
Figure 4-41 : Bobinage a barre par quartiers a deux conducteurs par encoche.

Vcom,retour €St dONNE par la relation suivante :

Vconn,retour =n 1retour Aretour = n[( Rm,inf + Rm,sup)a’u + tbar] (hbartbar) (151)

Vconn,inf .
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Veonn,inf = Ninf linf Ainf = 1 (Kq/2 — 1) (Rminf @u + tpar) (hpartpar) (152)
Veonn,sup -
Veonnsup = Nsup lsup Asup =1 (ko/2 = 1) (Rm,sup @ + thar) (hbarathar) (153)
Et Vext:

Vext = 2Q loxt Acu = 2Q dgq (hbartbar) (154)

Le volume total des tétes de bobine est alors donné par :

th = Vext + Vconn,sup + Vconn,inf + Vconn,retour (155)

Ainsi, le pourcentage de tétes de bobines (tw [%]), égal au rapport du volume des tétes de bobines sur le

volume total du bobinage, peut étre déterminé via la suivante relation :

Top = Vo (156)
Vpe + Vip
Les pertes Joule en AC générées au niveau des tétes de bobine sont évaluées comme suit :
Pycp = kAC,tb Ppcep = kac.tn RDC,tblgh,rms (157)
ou la résistance des tétes de bobine est donnée par :
. __ Pcu
RDC,tb - RDC,tb,retour + RDC,tb,ext - A_ ( lconn + lext) (158)
cu
pour une configuration par quartiers avec z; = 1, et :
RDC,tb = RDC,ext + RDC,sup + RDC,inf + RDC,retour
(159)

p
= Aﬂ (lext + lsup + linf + lretour)

cu

pour une configuration par quartiers avec z; = 2.

Afin de quantifier ces phénomeénes tridimensionnels, nous avons mis en place, sous ANSYS Maxwell, un
modeéle par éléments finis 3D, ne comprenant que les bobines et le circuit magnétique, Figure 4-39, ainsi
qu’un modele général pour un moteur complet a aimants permanents déposés en surface (rotor, stator,

aimants, bobinage a barres).
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modeles de dimensionnement

Slave

Slave

N Symétrie

Symétrie

(a) (b)
Figure 4-42 : Bobinage a barre par quartiers (a) a un conducteur par encoche (b) a deux conducteurs en
série par encoche.

La Figure 4-42 présente le modele. En raison de la symétrie, le modéle 3D ne comprend que la moitié d’un
secteur de bobine, composeé de deux dents successives, voir le plan de symétrie XY sur les Fig. Figure 4-42
(a) -Figure 4-42 (b).

Figure 4-43 : Pré-découpage du domaine afin d’atteindre un maillage structuré dans Ansys Maxwell.

Ainsi, les pertes en AC générées au niveau des tétes de bobine sont évaluées exploitant le modele 2D et 3D

aux eléments finis et comparées avec les résultats issus de la relation (147).

1/7de [p.u.] 3/3dc [p.u.]

1.45 z.8
.le .1‘9
1.36 1.7

1.31 1.6
1.26 1.5
1.22 1.3

1.17 1.2

1.1z 1.1 =

9

[ .. )
1.83 =0} v Y

@, 96 a7
@, 94 a.5

a,89 a4
a. 84 a3
a. 88 @1
8.75 (a) B0 (b)

Figure 4-44 : Distribution du courant dans I’encoche et au niveau des chignons pour fe = 1833 Hz et Iims,pn
=200A z: = 1 (1a densité atteint 6xJac au raccordement au plus proche du stator pour dsd = 0.5 mm).

Les résultats sont resumés dans le Tableau 4-4 suivant dans le cas d’une configuration a un seul conducteur.

Modéle analytique | Calcul par EF-2D | Calcul par EF-3D | Unité e
Poc encoches 6.45 *6.45 *6.45
Pac encoches 7.41 **7.39 **7.39 0.3%
Poc chignons 1.41 *1.41 *1.41 W
Pac chignons 2.02 *2.02 (9.29-739=)19 6.3%
Poc bobinage entier 7.86 *7.86 *7.86
Pac bobinage entier 9.43 *9.43 9.29 1.5%
Temps de calcul Instantané gg minute 6 heures

Tableau 4-4 : Calcul analytique des pertes Joule du bobinage VS simulation par éléments 2D et 3D (Sans
champ rotorique, matériau ferromagnétique idéale)
*évalué analytiquement ** évalué par EF-2D pour dsd = 0.50mm.

On remarque un niveau de pertes « moins » important au niveau des chignons que ce qui est estimé par le

modele analytique. Cet écart en pertes, est probablement lié aux effets de bord, ces effets sont mis en
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évidence sur la Figure 4-45, Figure 4-46 (c) et (d). L’erreur estimée croit avec le paramétre dsd, distance

entre les tétes de bobine et surface statorique latérale, jusqu’a atteindre les 21.7% pour dsd = 20mm.

Pour vérifier cela, mais aussi pour évaluer a quelle distance du stator les pertes dans les chignons sont

susceptibles de devenir conséquentes, nous avons paramétré le modele par éléments finis 3D en fonction

du parametre dsd distance entre la face interne des tétes de bobine et le stator, comme illustré Figure 4-40.

La distribution des vecteurs de densité de flux au niveau des tétes de bobine et dans le noyau de fer dans

les deux cas est illustré en Figure 4-46 (b) et (c), respectivement.

Pertes téte de bobine A

8.75

7.50

2.50 4

Ptb,an

Ptb,num

T T . T T —
5.00 7.50 10.00 12.50 15.00 17.50 20.00
dsd [mm]

Figure 4-45 : Evolution des pertes avec la distance des chignons du stator (avec une erreur relative allant

de 6 2 22%).

L’erreur estimé croit avec le paramétre dsd, distance entre les tétes de bobine et surface statorique latérale,

jusqu’a atteindre les 21.7% pour dsd = 20mm (cf. Figure 4-49).
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modéles de dimensionnement

(c) dsd=0.5 mm (d) dsd =20 mm
Figure 4-46 : Maillage, distribution du flux magnétique et du courant au niveau chignons pour fe = 1833
HZ, Irms,ph =250A.

On distinguer en Figure 4-46 (b) un flux de fuite d’encoche et flux de fuite d'extrémité. En Figure 4-46 (c),
on peut voir la distribution non uniforme de la densité de courant. Le plus grand effet de proximité est
enregistré dans la configuration de la Figure 4-48 (b) dans le cas ou les conducteurs sont placés pres du
noyau statorique (ou dsd; et dsd, sont le plus petits) [Paradkar]. Plus les chignons sont loin du stator plus
la densité de courant au niveau des chignons est homogeéne, réduisant les pertes ohmiques et les pertes fer

par CI réduisant les fuites d'extrémiteé.

e. Conclusion paragraphe pertes AC dans les barres massives

En conclusion, nous démontrons que les pertes Joule en AC dans les conducteurs massifs augmentent
bien sir avec la fréquence ¢électrique, mais qu’il est possible de trouver un compromis entre augmentation
des pertes en CC, pertes AC et résistance thermique équivalente de 1’encoche. Travailler sur la forme, le
nombre de conducteurs et sur 1’utilisation de matériaux de plus haute résistivité peut notamment aider a
maintenir ces pertes & un niveau raisonnable. Nous montrons que, pour une application et un point de
fonctionnement donnée, une configuration avec 2 conducteurs en aluminium par emplacement de différente
hauteur offre un bon compromis entre pertes et gain en masse et donc en puissance massique (Tableau 4-3)
par minimisation des phénomenes de peau simple face. Si nous pouvons augmenter le nombre de
conducteurs a quatre (z: = 4), I'aluminium semble étre plus intéressant que la solution en cuivre (Figure

4-26) car elle minimise les phénomenes de proximité entre conducteurs de la méme phase.

Comme énoncé précedemment (cf. §2.3.2.1) I'utilisation d’un bobinage a barres massives au lieu d’un
bobinage classique filaire permet d’augmenter la section de cuivre par rapport a celle de 1’isolant, réduisant

les pertes DC et améliorant 1’échange thermique cf. §2.3.2. Cette amélioration est aussi permise par des
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tétes de bobine extrémement compactes qui minimise les pertes CC. Enfin, on a observé que les chignons

dans cette configuration contribuent de maniére non significative aux pertes ohmiques additionnelles.

Des modeéles 1D analytiques ont été comparés a des modéles éléments finis montrant une bonne corrélation
sous certaines conditions de validité. Les pertes Joule en AC ainsi évaluées sont successivement
additionnées aux pertes en AC attribuées aux seuls conducteurs dans les encoches évaluées par Maxwell-
2D dans le cas d’un bobinage a barres massives, ou par le moyen de la formule (123) pour un bobinage

classique.

Dans ces paragraphes, nous avons montré que la prédiction des pertes en AC nécessite une modélisation
fine précise aux éléments finis avec néanmoins un temps de calcul conséquent, ce qui souligne la nécessité
d’un couplage semi-numérique avec un modele analytique en prédimensionnement et un aux EF comme

complément de validation.

4.2.2.2. Thermique

Il convient de noter que les résultats ci-dessus ont été obtenus en supposant une température de référence
de bobinage constante et homogéne, définie arbitrairement & 25 ° C. Or, la température a un impact sur la

résistivité et donc sur le coefficient de pertes en AC, comme déja vu au paragraphe précédent.

Effectivement, comme indiqué par [Paradkar]-[Wrobel-10]-[Wrobel-12] le coefficient de pertes en AC doit

étre corrigé pour tenir compte de I’évolution de la température, ainsi :

kAC|20°C -1

[1 + acu(TO - 20)]%

kacir, = +1 (4-160)

Ou, Ty est la température au point de fonctionnement et a le coefficient de température de la résistivité

(3.93-10-3K-1pour le cuivre et 4.03-:10-3K-1 pour I’aluminium). Alors les pertes en AC seront données par

kAC|20°C -1
J1+ aq (T — 20)

La Figure 4-47 illustre I’allure du coefficient des pertes AC en fonction de la température, supposée

Pacir, = Ppcl2o°c + Ppcjzoocll + @y (To — 20)] (4-161)

homogeéne dans tout le volume et invariable avec le niveau de pertes associées.
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Figure 4-47 : Effet de la température sur le coefficient de pertes AC.
Ce qui équivaut a un essai en enceinte climatique. Or, on sait que le niveau de pertes évolue avec la
fréquence et surtout que la distribution du courant et donc des pertes n’est pas homogéne au sein du
conducteur. Un modéle thermique de la machine est donc nécessaire afin d’étudier I’impact sur les

performances. C’est ce qui sera développé dans les paragraphes suivants.

4.3.Modélisation thermique semi-analytique et numérique

La figure suivante montre en négligeant le rayonnement les différentes parties de la machine nécessitant

une modélisation adaptée.

"4

 E—
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flasques

fc v
Culasse stator —

I y

c C | Tétesde

[ Dent stator }ﬁ[ Encoche | ¢md 0 i

v
v
(o

Culasse rotor
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Figure 4-48 : Modes de transfert de chaleur dans la machine. C : pour conduction et V : pour
convection.
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L’évaluation des différentes grandeurs thermiques se fait analytiquement et se base sur les principes de
transferts de chaleur et de la mécanique des fluides, a I’exception des pertes électromagnétiques, évaluées
par éléments finis et moyennées dans le temps (thermique stationnaire). La résolution d’un probléme

thermique d’échange convectif requiert la résolution des équations du mouvement (équation de continuité
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et conservation de la quantité de mouvement) et des équations de conservation de 1’énergie. Notamment, la
modélisation CFD (Computational Fluid Dynamics) permet une résolution numérique des équations de la
mécanique des fluides, précitées, exploitant la technique des volumes finis. Ce type de modélisation permet
une meilleure résolution du probléme et d’extraire la valeur, ou I’expression, des coefficients d’échange
thermique par convection sur toutes surfaces solides du domaine étudié. Cependant, le codt en termes de

temps de modélisation, de calcul et de post-traitement des résultats ainsi obtenus est tres lourd.

Comme alternative, il est possible d’introduire des corrélations empiriques (obtenues expérimentalement).
Ces relations analytiques se basent sur des nombres adimensionnels tels que les nombres : de Reynolds, de
Nusselt, Prandtl, etc. qui sont ici introduits afin de modéliser les échanges par convection thermique. La
valeur des coefficients d’échange convectifs, en particulier dans I’entrefer et au niveau des chignons est

ainsi évaluée. Les coefficients ainsi obtenus peuvent étre exploités de deux manieres :

+ Modélisation par éléments finis du domaine solide (FEM) ;

+ Modélisation par paramétres concentrés (LPM) ;

Lorsque le domaine d’intérét, ou d’étude est restreint aux objets solides, il est usuel de ne mailler que les
éléments de ces derniers, modélisant la présence des fluides par I’application de conditions aux contours,
définies par 1’application des coefficients d’échanges que nous venons d’évoquer. Pour des raisons de
simplifications, ceci réduit fortement le colt en termes de temps de calcul et de modélisation. L’avantage
d’une modélisation FEM, par rapport a une modélisation par paramétres concentrés (LPM), consiste
d’abord dans la réduction des erreurs de modélisation que I’utilisateur pourrait commettre dans I’évaluation
des résistances thermiques équivalentes a chaque région solide constituant le domaine d’étude. Ceci permet
de s’affranchir de I’hypothése simplificatrice de corps homogene, permettant d’analyser des objets
hétérogénes de forme complexe. Le seul avantage de la méthode FEM est donc qu'elle permet de modéliser

plus précisément que le LPM la conduction dans les solides.

4.3.1.Modélisation par parametres concentrés (LPM) ;

Dans notre cas, dans 1’optique, d’intégrer notre modele thermique dans un processus d’optimisation puis
de calcul en temps réel pour le contrdle commande, une modélisation simple mais adaptée est représentée
par une modélisation a parametres concentrés (LPM) ou réseaux de résistances thermiques équivalentes.
Dans cette approche, la modélisation se fait par blocs a propriétés homogénes représentés par des
résistances thermiques équivalentes. Ces blocs peuvent selon les cas prendre en compte des phénomenes
de conduction, de radiation et de convection entrant en jeu dans la diffusion de la chaleur. Des
condensateurs électriques équivalents modélisent la capacité des blocs a emmagasiner la chaleur et

reproduise les effets thermiques transitoires de la matiére.

Les nceuds (placés au milieu de chaque bloc) sont ceux modélisant : les aimants, les encoches avec ses tétes
de bobines, le stator et le rotor. Les pertes associées a chaque bloc sont concentrées au noeud correspondant

et la température évaluée au nceud représente la température moyenne du bloc considéré. Ci-aprés un
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exemple de modélisation par parametres concentrés pour une machine asynchrone avec surface extérieure

a ailettes longitudinales.

<—— Ecoullradial de la chaleur —> <+ Ecoul'axial de la chaleur —*

Figure 4-49: Machine asynchrone IP55 TEFC (Totally Enclosed, Fan-Cooled) [Biedinger-10].

On voit que le flux de chaleur s’écoule radialement et axialement. De la méme maniére, plusieurs

phénoménes de diffusion thermique peuvent se présenter au méme nceud. Les résistances thermiques

équivalentes peuvent donc inclure des effets multiples. Comme dans chaque modélisation, des hypotheses

doivent étre prises afin de réduire la complexité sans pour cela impacter fortement la précision du modéle.

Par exemple, les hypothéses simplificatrices suivantes sont souvent considérées :

+

Les flux thermiques dans les directions radiale et axiale sont complétement indépendants les
uns des autres ;

Le flux de chaleur est distribué de maniére uniforme ;

Les capacités thermiques et les sources de chaleur sont considérées étre uniformément
distribuées [Mellor-91] ;

Les contacts entre les différents blocs sont modélisés au travers d’une résistance thermique
équivalente ;

Les pertes fer sont réparties de maniére homogeéne entre culasse et dents en fonction de leur
volume respectif

De méme pour le bobinage entre parties externe au stator (tétes de bobine) et interne, les

pertes sont attribuées en fonction de leur volume respectif ;

En particulier dans les culasses rotorique, statorique et dans 1’arbre (donc dans toutes les parties

cylindriques) :

#+ Le flux thermique dans la direction circonférentielle est nul ;
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Enfin, le flux de chaleur dans la direction axiale, lorsque le bloc considéré est composé d’un empilage de
tole, de vernis et d’air, est également négligé en raison de la valeur élevée de la résistance de contact

thermique entre les téles.

Dans ces travaux de recherche, on s’intéresse a des moteurs refroidis par de 1’air forcé, protégé contre les

infiltrations d’eau et d’humidité (indice IP 55, cf. annexes).

Le schéma thermique équivalent, en régime transitoire, peut étre modélisé de la maniere suivante :

| _Alilettes
T : Culasse
amb \
Carcasse | Dents \
il \ Tétes de bobines
Fasque | | | [ et
&
Aimant
1 Roulement

|
! -

Arbre . @ —

\ i

i
i
|

Culasse
Figure 4-50 : Réseau thermique nodale

Les principaux échanges thermiques survenant dans ces machines peuvent étre classés comme suit :
4+ FEchanges thermiques par conduction : encoche-stator ; aimants-rotor ; roulements-arbre-flasques-
virole ; rotor-arbre ; stator-virole ;
4+ FEchanges thermiques par convection forcés : flasques-air ; tétes de bobines-air interne ; rotor-air
interne ; rotor- entrefer et stator- entrefer ; virole-air interne ; ailettes-air ambiante
#+ Les échanges thermiques par convection naturelle : flasque latéral en couplage avec I’air ambiant,
il est ici négligé.
L’hypothése prise est, qu’en condition stationnaire, toute la chaleur s’évacue a travers la virole puis par
convection avec 1’air au niveau de la surface des ailettes. La simplification du schéma équivalent, déja
étudié dans [Kylander-95], [Fernandez-11], [Marquez-14] et en particulier par [Lindstrém-99], est ci-aprés

illustrée :
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Figure 4-51 : Schéma thermique dans ’environnement de simulation de LTSpice : a-) pas de surmoulage et
b-) avec surmoulage.

Les résistances thermiques équivalentes sont évaluées analytiguement en exploitant les données

géométriques et les propriétés thermiques du matériau constituant le bloc considéré.

La conduction thermique

La résistance thermique suivant la direction radiale entre le milieu d’un secteur cylindrique (9) creux et sa

surface externe est exprimée de la maniére suivante [Incropera 7th] :

Rext  qr In (Rext/R;
Renr _f _ In (Rext/Rine) (162)

Rint AradSn oL Arad
OU Rext et Rint sont les rayons externe et interne du cylindre considéré et A la conductivité thermique
exprimée en W m™! K™!, tandis que L est la longueur axiale de la machine (S, = 9 r L étant la surface

normale au flux de chaleur).
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R.2

Figure 4-52 : Modélisation par réseau nodale d’un élément d’un secteur d’un cylindre creux en
coordonnées cylindriques.

Les résistances thermiques suivant les coordonnées azimutale et axiale sont données par les expressions
suivantes :

L 0
0 (Rext2 - Rintz)lz ( ) e Aaz LIn (Rext/Rint) ( )

R th,z

(163)

Alors que pour un rectangle de propriétés thermiques quelconques, les résistances thermiques équivalentes
suivant les directions X, y et z sont exprimées par :

= = R =
Rth,x ly lZAx (1) Rth,y lx lz/’{y (2) thz lx lylz (3) (164)

Cette modélisation par nceud central n’est valide que lorsqu’aucune source de chaleur n’est présente dans
le bloc considéré. Dans le cas contraire, afin d’obtenir la température moyenne, une résistance est placée
entre la source de pertes et le nceud considéré [Mellor-91]-[ Kuehbacher-13]-[Kylander-95] comme illustré
en Figure 4-53. Cette approche est utilisée dans [Lindstrém-99], reportée par la suite, afin d’évaluer la

résistance thermique des conducteurs dans 1’encoche.

T.C b
Ta O { %Ry, } T [ %R, +—0T Ta : %Ry | j Y Ry WJ Ty
=N g
Po g
L |

Po

(@) (b)

Figure 4-53 : Approche (a) classique (b) « T-equivalent network » [Kuehbacher-13].

Entre deux ou plusieurs objets en contact, I’interface d’échange par conduction n’est pas parfaitement lisse,
la finition des surfaces en contact et la pression exercée a la surface jouent un réle fondamental dans la
valeur de la résistance de contact. Cette résistance est souvent évaluée de maniére empirique en attribuant
une épaisseur de couche d’air équivalent a I’interface [Pyrhonen-2nd]. Les résistances thermiques les plus
importantes a cet égard sont celles entre I’isolant des conducteurs et la dent statorique, le rotor et ’arbre et

enfin entre le stator et la virole du refroidisseur.

Yeq _ Scont

Rth,e -

= 165
Scont/lair Gth,eq ( )

Le Tableau 4-5 résume les valeurs équivalentes pour différents cas :
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Conductance équivalente Entrefer équivalent

Matériau [kWm2 C-1] [um]
Céramique- Céramique 0.5-3 8.7-5.2
Céramique-M¢étal 1.5-8.5 3.1-17.3
Acier-Acier 1.7-3.7 7.0-15.3
Aluminium- Aluminium 2.2-12 2.2-1.2
Acier- Aluminium 3-4.5 5.8-8.7
Cuivre-Cuivre 10-25 1.0-2.6

Tableau 4-5 : Coefficients de transfert typiques entre différentes surfaces [Staton-05].

Le tableau suivant donne des valeurs dans le cas des machines électriques :

Conductance équivalente Entrefer équivalent
Interfaces

[kWm™ C''] [um]

Bobinage et stator 0.08-0.25 100-300
Virole (aluminium) et culasse statorique 0.65-0.87 30-40
Virole (acier) et culasse statorique 0.35-0.55 50-80

Tableau 4-6 : Coefficients de transfert typiques entre différentes interfaces [Pyrhonen-2nd].
A Tl’issue de I’assemblage, Figure 4-54, il est fondamental, de calibrer les résistances thermiques de contact.
La valeur des résistances thermiques de contact sont en effet fortement dépendantes du processus
d’assemblage du moteur : état de surface (rugosité) et de la pression de contact excercée (comme illustrée

ci-déssous).

frame-core contact COE‘”!CIE‘H!,WImZ °C

\‘\’\4

5 10 75 a0t
contact pressure, N/m?
Figure 4-54: Conductance thermique équivalente entre deux blocs en acier en fonction de la pression de

contact (x) [Brunot-50] — (*) [Shlykov-64] et (| |) [Mellor-91].

50r

Les résistances thermiques de I’enveloppe constituant la partie sans ailettes sont donc données par

In(Res + Hy) — In (Res)

Rth,m’role = L l (166)
sta

Alors que la capacité thermique Cqc de la virole est donnée par :

COC = (mflasque + mm’role)CAL (167)

Avec ca la chaleur spécifique de I’aluminium. De la méme maniére pour la culasse statorique et rotorique
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_In(Reg) = In (Rys + dy)

th,cs — ansthAys (168)
ln(Rer/Rarbre)
th,cr — ZT[ksthAyr (169)

Pour I’aimant, il est nécessaire de considérer qu’il s’agit d’un secteur de tube et que les pertes totales se

répartissent de maniere équivalente (résistance en paralléle) dans tous les poles :

B ln(Rer + lpm) —In (R,;)

i o 170
thaim 2P0, LA simant o

En considérant le schéma en Figure 4-51, les résistances Ri1 €t Rz sont données par les expressions

suivantes :
_ Rth,radiateur 171
Ry, = —hredioteur (171)
Rinradiat Rep,
Rth,Z — ,razla eur + 2,CS + Rth'e (172)
Pour la dent, le calcul est plus complexe et doit passer par une sous- x,,
division de la géométrie de la dent en trois blocs simplifiés. Comme
expliqué dans [Lindstrom-99] et [Anderson-13], de cette maniére
on peut calculer la résistance totale thermique comme : A Yo
r +r +r
Rindent =~ gt (173) S
QKkstLsAcs A” Yoz
De la méme maniére, les pertes totales attribuées aux dents | o | Yar

circulent dans Q dents en parallele. Les résistances équivalentes  pigyre 4-55: Sous-division de Ia dent

aux trois blocs constituant la dent sont données par les expressions en trois régions [Anderson-13].

suivantes :
Ydi1 dq
Ttha = = (174)
Xda1 Ts — Wsg
Tipo = Yaz In |xd1 = dz In Is —Ws (175)
the = - IN|—|=
Xd1 — Xd2 Xdz (ts —ws) —wy; Wti
= Vd3 1 Xaz| d3 In Wio (176)
th3 — - Mf—|=——In{—
Xa3z — Xdqz2 1Xa2 Wio — Wei Wti

Alors la résistance thermique R s entre le milieu de la culasse statorique et le milieu de la dent, en supposant

une géométrie équivalente symétrique d’égale résistance thermique, est donnée par :

R R
Rth,3= tfzz,cs+ th;lent (177)
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Encoches

Un point crucial dans la modélisation thermique, ¢’est la modélisation des encoches. En effet, cette zone,
avec les tétes des bobines, est la zone ol la température atteint sa valeur maximale. Les conducteurs de
cuivre sont revétus de vernis et entre chaque brin se trouve de ’air et de la résine ou autres matériaux
isolants. Tandis que la conductance thermique des enroulements bobinés dans 1’encoche suivant la direction
axiale est laméme que celle du cuivre nu, dans le plan radiale et azimutale elle est dominée par de nombreux
matériaux de conductivité inférieure et non comparable a celle du cuivre. Dans le cas d’un bobinage
conventionnel, & grand nombre de fils aléatoirement distribués en parallele et/ou en série, la modélisation

se fait par bloc homogene de propriétés thermiques équivalentes.

Resine
Resine + Cuivre

I

Cuivre

—)

Ay

Figure 4-56: Illustration de I’homogénéisation [Khanchoul].
La conductivité équivalente, utilisée dans [Assaad-15] et proposée par Hashin et Shtrikman [Hashin 62],
en ne considérant que le vernis isolant, est donc calculée de la maniere suivante :

A =2 1+ kcu)ACu +(1— kcu)/lres
be,eq res (1 — kcu)/lCu + (1 + kcu)/lres

(178)

Une deuxieme méthode est proposée par Milton [Milton 81]. Cette derniére prend en compte la forme

géométrique du conducteur. Avec ¢ qui représente un parametre micro-structurel.

1 =1 [kcuACu + (1 - kcu)ﬂres + Ares] (Acu + Ares) - kcug (Acu + Ares)z
g o [(1 - kcu)ACu + kcu/lres + Acu](/lcu + Ares) - kcug (Acu + Ares)z

(179)

Effectivement, pour des bobinages filaires a enroulement aléatoire, de nombreuses inclusions existent entre
les spires adjacentes, cela aggrave encore plus la dissipation thermique car l'air a une trés faible conductivité
thermique (0,026 [W / mK]). Ces méthodes ont été évaluées et validées par éléments finis dans [Idoughi
09] - [Idoughi 11]. La méthode de Milton semble étre la plus précise des deux. Néanmoins, elle nécessite
la connaissance de la valeur de ¢ qui dépend de la forme géométrique des inclusions a priori inconnue (voire
[Torquato] - [Idoughi 11b], valeurs dans Tableau 4-7). Dans le cas d’un bobinage massif, ces inclusions

seront traitées différemment et seront a considérer dans la premiere expression.
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1-key 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.65
G 0.032 0.063 0.92 0.121 0.165 0.251 0.372

Tableau 4-7 : Valeurs de ¢ pour des inclusions circulaires [Torquato] - [Idoughi 11b].

Soderberg dans [Soderberg-31] a dérivé des expressions pour les températures moyennes et maximales d'un
élément rectangulaire, tel que celui illustré en Figure 4-56, en supposant une température a la frontiere entre
dent et encoche constante. Dans cette approche, la température des bobinages est considérée constante dans
la direction axiale du conducteur. Les pertes Joule traversent I’isolant vers la dent ou elles continuent
radialement et axialement vers I’extérieur. Il s’agit donc d’une modélisation bi-dimensionnelle. Il faut
souligner que cette conception de I'écoulement bidimensionnel est une approximation importante des
circonstances réelles (distribution des pertes et propriétés non homogeéne), cependant, elle donne des
résultats quantitatifs suffisamment précis [Soderberg-31]. En se basant sur ces travaux, la résistance
équivalente, Figure 4-51, comprise entre les nceuds représentant les milieux de la dent et de I’encoche est
donnée par la relation suivante exprimée par [Kylander-95] :
1 R.R,

" QkyL R, +R,

_ Rx,beR
720(R, + R,)

y,be

(180)

RthA-

La résistance équivalente totale est donnée en considérant que les résistances de chaque bobine sont en
paralléle [Kylander-95]-[Lindstrém-99].

R R
&:05@m+'?ﬂ (1) 1g=05@w+;%% ) (181)

« i » indique ’isolant et « be » indique la résistance équivalente a I’ensemble constitué par le vernis et le

cuivre du bobinage contenu dans 1’encoche.
NB : Pour simplifier ’écriture, les relations suivantes sont exprimées par unité de longueur (ou L = 1m).

d; dgi w; dgi
ins air (1) Riy — ins + air (2) (182)

st,cu/lis,enc st,culair

Rix =
= d3,cu/1is,enc d3,cu/1air
OU dair représente 1’épaisseur du film d’air équivalent, comprise classiquement entre 300 et 100 um,
[Pyrhonen-2nd], 1’épaisseur dins dépend de la tension maximale appliquée aux bornes des bobines. La
Figure 4-57 illustre la variation de la température des bobines en fonction de la résistance thermique de

contact équivalente.
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Figure 4-57: Effet de la variation de la résistance de contact équivalente dans I’encoche pour la
configuration étudiée.

Les résistances thermiques, par unité de longueur, dans les deux directions préférentielles relatives aux

blocs vernis plus conducteurs homogénéisés sont données par les relations suivantes :

st,cu _ Asp d3,cu 1

) Rype = = (2) (183)

st,cu)'be,eq asblbe,eq

R

xbe = -
d3,cu/1be,eq Abe,eq

Ces relations sont valides si on considére une température homogene appliquée le long de ’interface entre
dent et bobine égale a la température moyenne de la dent. Ceci est vrai si la dent est suffisamment courte

en hauteur [Lindstrém-99].

Figure 4-58: Discrétisation de I’encoche [Idoughi 11].
Dans cette approche, toutes les pertes sont concentrées dans un nceud du réseau, mais dans la réalité, la
génération de chaleur est répartie dans le volume. Ainsi, une formule appropriée doit étre utilisée pour
déduire la température max de I’encoche a partir de la température évaluée par notre modéle [Kylander-

95] :

(Rix + 0.25R, e ) (Riy + 0.25R,, 1) RypeRy pe
Tmax,en - Ta + (Tavg,en - Ta) 4Rny 1- 384-(Rx n Ry) (184)

La majeure partie de la chaleur s'écoule vers les dents du stator, seule une partie mineure s'écoule vers la
culasse du stator De ce fait, Ta correspond a la température moyenne des dents du stator. Cela est d’autant
plus vrai lorsque les dents sont courtes (asp > 1) comme illustré en Figure 4-59. Dans le cas contraire, pour

obtenir un modéele plus réaliste, il est nécessaire d’étendre le modéle en tenant compte d’une non isothermie
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sur le bord de I’encoche [Idoughi 11]. Alors, de la relation (180) dérivée des travaux de Soderberg comme

démontré par [Kylander-95] est issue la suivante relation (exprimées en unité de longueur) :

R.R Ry peRyp
Tavgen — Ta = Tavgen — Tavg,dent = Pjoulevoldsiot R Jil_ ; - 720x(Re :_ ; )
X y X y

(185)

Les résultats des analyses aux éléments finis sont souvent utilisés pour définir le niveau de discrétisation
du réseau thermique afin d’appliquer aux nceuds du réseau les pertes de fagon la plus réaliste possible
[Kuehbacher-13]. Dans notre cas, nous avons voulu évaluer le modéle pour un bobinage massif. Le modele
thermique simplifié est équivalent au cas illustré en Figure 4-58 déja étudié par [Idoughi 11]. La Figure
4-59 compare les résultats dérivant respectivement de la modélisation nodale par rapport a ceux issus de la
modélisation éléments finis pour un bobinage massif a un seul conducteur par encoche. Dans le cas de dents
allongées, as, = 0.5, le gradient de température entre base et isthme est 5 fois plus important que dans le cas
ou ogp est égale a 2. Cela explique I’erreur induite par le modele nodal ou I’on suppose que la température

de la dent est égale a sa valeur moyenne.

0.8} 0.8
506 506
P I Y -3
0.4 =04/
0.2 0.2
] - 0 o=
100 150 200 250 0 50 100 150 200
Temps [s] Temps [s]
—max TBOh=0.99 p.u. —max TBOb=0.53 p.u.
—=-max TBoh!n“d=l p.u. —-max TBoh,nod=1 p.u.
——max TStat=0'71 p.u. —max TSm=0.45 p.u.
— = max TSm’““d=0.066 p.u. — - max TStat,n0d=0'051 p.u.
—= max T[)em,nod=0'53 p.u. —=-max TDem’nod=0.48 p.u.
(a) (b)

Figure 4-59 : Comparaison modéele nodale avec le modéle éléments finis pour un facteur de forme
d’encoche asb (= wsp/h3) = 2 (a) et pour un facteur as, (= wsv/hz) = 0.5 (b) avec dis = 0.254mm.

De méme, I’hypothése des pertes distribuées homogénement dans la section du bobinage n’est pas toujours
suffisamment correcte (comme illustré en Figure 4-60), celle-ci semble étre d’autant plus vraie avec
I’augmentation du facteur de forme d’encoche. En effet, dans le cas ici étudié¢, notamment pour des

bobinages massifs, cela semble suffisamment correct (Figure 4-58 Vs Figure 4-60).
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Figure 4-60 : Comparaison carte température pour une distribution des pertes réelle (a) et pour une
distribution homogéne pour un facteur de forme os» (= wsv/hz) = 0.5 (b).

La résistance thermique en direction axiale, de la partie de bobine dans I’encoche jusqu’aux tétes de bobines

doit tenir compte de la longueur réelle d’une spire.

Figure 4-61 : Lien série, modéle thermique Figure 4-62 : Lien paralléle, modéle thermique du
d’une bobine [Lindstréom-99]. bobinage [Lindstrom-99].

La résistance en série entre le point le plus chaud des tétes de bobines, et le centre de I’encoche (suivant un
conducteur) est donnée par [Mellor-91], [Lindstrém-99] et [Kotrba-93] pour un bobinage massif comme
indiqué ci-apres :

_ _ Lpet Lyp
Renep = Repax + Repp = EX (186)
u’lth,eq

Ou Lue et Ly sont respectivement la longueur des parties actives des bobines et des tétes de bobine. La
conduction axiale équivalente vers les tétes de bobine, devrait, dans le cas classique de bobinage filaire
tenir compte de transposition des Fils (type Litz) en torons (Figure 4-6). Dans notre cas de barres massives

la conductivité thermique axiale vers les tétes de bobine est équivalente a :

Atb,eq = lcu (187)

Alors la résistance équivalente & considérer pour les schémas de la Figure 4-51 peut etre exprimée de la

maniére suivante [Mellor-91] :

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 146



1/R h,th
Rens = 5( tQt ) (188)

La capacité thermique Cpon bobinage est donnée par :

Cth,s = Cpe + Cis,tb = MypCey + Mg tbCis (189)

La résistance équivalente, entre les tétes de bobines et la virole dans la direction axiale, Figure 4-63, peut

étre exprimée de la maniére suivante:

_ Rtb,ax
Rth,tb1 - 2 + Rth,e,cu/is + Rtb,is + Rth,e,is/al
Lep § Listh § (190)
=——+7 isSep + =+ Teneis/aiSi
ZStMtb,eq th,e,cu/is®tb Stblis the,is/Al°is
Ou, Sy, est la section transversale qui peut étre approximée comme sulit :
2 2
m(R — R§,
_ ( tb,ext tb,mt) (19 1)

Sy =
tb 0/2
Sis est la section transversale, divisée par le nombre d’encoches (Q), elle peut étre approximée comme suit :
S — n(R%s - Rizs)
*T T
La résistance équivalente, entre les tétes de bobines et la virole dans la direction radiale, Figure 4-63, peut

(192)

étre exprimée de la maniére suivante :

R th,tb,r

Rth,tbz = 2 + Rth,e,cu/is + Rtb,is + Rth,e,is/al (193)
1In(R%, ext/REpint) 2T In(R%, exc/R3)  2m
Rth,tb2 = o + (_ Resttb)rth,e,cu/is + e e + (_ Rtb,extttb)rth,e,is/Al
2 2m Q 2n Q
? ttblltb,eq F ttb)‘isolant

Les deux résistances peuvent étre considérées en parallele si le flasque est supposé n’échanger
thermiquement qu’avec la virole. Alors, la résistance équivalente entre le point le plus chaud des tétes de

bobine et la virole est donnée par :

1 Renen,Rentn,
QRentn, + Rentn,

De la méme maniére qu’illustré précédemment en Figure 4-59, on compare les résultats dérivant

(194)

Rth,ext =

respectivement de la modélisation nodale par rapport a ceux issus de la modélisation éléments finis, cette

fois-ci en 3D, pour un bobinage massif a un seul conducteur par encoche.
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Figure 4-63: Modéle aux éléments finis 3D thermique et modéle nodale simplifié.

La Figure 4-63 illustre le modéle nodal réduit, et celui éléments finis 3D simplifié.

Type: Temperature
Unit: *C

Time: 200
22/01/2020 16:20

19.321 Max
18.947
18.573
18.198
17.824

17.45

17.078
16702
10,327
15.953 Min

Figure 4-64: Modéle thermique simplifié aux éléments finis 3D d’une bobine massive.
En analysant le graphe en Figure 4-65, nous constatons que le modéle analytique par rapport au modele
éléments finis semble sous-estimer les températures du noyau magnétique (Ts.: : température issue du
modele éléments finis pour le bloc équivalent au stator+dents). En revanche les températures des bobinages
(Toob, 1w - température issue du modele éléments finis pour le bloc équivalent au bobinage comprenant les
chignons) semblent étre mieux estimées (erreur relative de +18%). L erreur commise sur les températures

du noyau est moins contraignante car la température du point chaud se situe dans les bobinages.
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Figure 4-65 : Comparaison mode¢le nodale avec le modéle éléments finis pour un facteur de forme
d’encoche asy (= wsp/h3) =2 avec dis = 0.254mm.

Ce modeéle EF permettra d’évaluer a la fois la pertinence du modéle nodale et en méme temps de quantifier
I’impact du pont thermique effectué par I’anneau de résine obtenu par surmoulage, englobant les tétes de
bobine cf. §2.3.2.2. Différents travaux de recherches [Polikarpova-14]-[Polikarpova-15-B] ont analysé
I’impact bénéfique, d’un point de vue thermique, d’un matériau d'imprégnation appliqué sur les
enroulements cf. §2.3.2.2 Bien que le vernis et la résine époxy aient une mauvaise conduction thermique
(~0,25 [W Km™] et ~ 0,85 [W K™m] respectivement), ils sont encore largement utilisés dans la plupart
des machines a faible densité de puissance en raison d’un plus simple processus de fabrication et d’un faible
colt. Récemment, de nouveaux matériaux a base d’alumine ou silice sont de plus en plus utilisé pour des

machines a trés haute densité de puissance.

Figure 4-66: Exemple d’un surmoulage a base de SbTCM (en rose) entre la virole (non illustrée) et les tétes
de bobines (. = 3.2 W K'm™!) [Huang-13].

Dans [Nategh-12] et [losif-16] des matériaux thermoconducteurs céramiques a base de silicium (SbTCM)
et a base d’alumine (903HP-Al,Os) avec respectivement une conductivité thermique de 3,2 [W Km™] et

5.76 sont présentés cf. §2.3.2.

Matériaux [\N/ﬁLK] [kg7m3] [me] Ka [kV/mm] T[‘L”é“]a * Producteur
Ceramacast 675NM-21-[3] 100 3260 el2 120 1200 Aremco
Epoxy 2315[4 58 1800 el5 190 185 Aremco
Epoxy (+ Al) 20-25 - el6 113M -
AIN Filled Epoxy 860 1.22 2470 el7 - 204 Aremco

[1]=[Aremco], [2] = [Polikarpova-14], [3] = [Polikarpova-15-B], [4] = [ Yahyaoui-16]

Tableau 4-8: Propriétés des matériaux isolants (surmoulage) les plus répandus.

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 149



CHAPITRE 4 : Mise en place de modéles de dimensionnement

Malheureusement, comme indiqué aux Tableau 2-4 et Tableau 4-8, cf. §2.3.2, les propriétés diélectriques
se dégradent lorsque les propriétés thermiques s’améliorent. Le cas extréme est proposé par le Ceramacast
675-N (AIN- Nitrure d'aluminium) [Aremco]-[Polikarpova-14] d’une conductivité thermique de 100 [W.K
L m?] mais d’une résistivité électrique plus faible. La Figure 4-67 met en évidence le bénéfice de

I’utilisation d’un tel matériau d’encapsulation.

1

0.8 - ] —max Tboh th=1 p.u. (Adiabatique)

—_ —max Tb b h=0.46 p-u. (Ceramacast 675N)
- “ 6 0b,t N A
;!_ - —max T _=0.92 p.u. (Adiabatique)
;“_4 1 —Imnax Tsm=0.25 p-u. (Ceramacast 675N)
—max Tvir=0'0095 p-u. (Adiabatique)
0.2 f 1 —max T =0.018 p.u. (Ceramacast 675N)
0
0 50 100 150 200
Temps [s]

Figure 4-67 : Apport thermique pour un anneau 2 trés haute conductivité (voir Tableau A =100 W m™' K')
et pour un anneau adiabatique.

Une réduction conséquente de la température des bobines est observée par simulation éléments finis par
rapport au cas idéal d’absence de transfert thermique via les flasques par les tétes de bobine (cas
adiabatique). Afin de mieux analyser I’effet de la variation des conductivités des isolants d’encoche et
d’encapsulation, cf. §2.3.2, on trace ci-dessous les courbes de niveau de la température de 1’encoche en

fonction de ces deux parametres :

Trob [P.U.]1 VS A pour ko, =0.5 Thob [P.U.] VS A pour ke, =0.9 1.6
2
0.9
2.4
51 0.8
3 o “ 0.7
E 1.8 > £
E 1.5 g 0.6
® 1.2 . 0.5
~ ~
= 0.4
0.6
e 0.3
03B h % 2,
06 12 18 24 30 36 42 48 54 06 1.2 1.8 24 3.0 3.6 4.2 48 54 0.2
Arés,encaps [W/(m K)] Arés, encaps [W/(m K)]

Figure 4-68 : Etude paramétrique de sensibilité du transfert thermique au niveau des encoche d’une
configuration a barre.

La Figure 4-68 illustre I’allure de la température des conducteurs dans 1’encoche en fonction des
conductivités thermiques des isolants de fond d’encoche et de la résine d’encapsulation, dans le cas d’un
faible coefficient de remplissage a gauche (50%) et élevé a droite (90%). On peut remarquer que

I’augmentation du coefficient de remplissage a pour effet de réduire I’impact de la résistance thermique de
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I’encapsulation sur I’écoulement du flux de chaleur évacué via les chignons. Cela est surtout vrai lorsque

la distance entre tétes de bobine et la virole (tisw) est minimisée comme illustré dans la figure ci-dessous.

0.9 Tto [P-U.1VS key pour is, = 10.0mm Ttr [p.U.] VS key pour tis tp= 2.0mm 56

0.8 \\\
o € 0.8

>
j \ 5 »
0.4
0.4 0.2
0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0 45 5.0 55 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0 3.5 4.0 45 50 55
/\rés,enraps [W/(m K)] /\re's, encaps [W/(m K)]

Figure 4-69 : Etude paramétrique de sensibilité du transfert thermique au niveau des chignons d’une
configuration a barre pour A, = 0.3 W/ (K m?).

Dans notre cas, on privilégiera donc le matériau d’encapsulation qui a des propriétés diélectriques

supérieures.
Du rotor a arbre

En pousuivant de I’entrefer vers le rotor, on trouve la frette. Puisque dans la plupart des cas 1’épaisseur
de la frette est beaucoup plus petite que le diamétre du rotor, la résistance thermique équivalente en direction

radiale, au travers de la frette de retention des aimants est donnée par :

ln(Rer + lpm + efrette) —In(Rer + lpm)
2pgml's/lfrette

Rth,frette =
(195)
efrette

- (Rer + lpm)ngml's/lfrette

Comme indiqué dans [Lindstrom-99] la colle utilisée pour permettre I’assemblage des aimants joue un rdle

dans la valeur de la résistance thermique équivalente (Ri 10) du schéma en Figure 4-51.

€colle
Rencotie = 196
Hucotle RerngmLs/lcolle ( )
Donc

_ Rth,aimants Rth,dent 197
Rth,9 - 2 + Rth,e + Rth,frette + Rth,entrefer + T ( )

Rth,cr Rth,aimants
Rep1o = — t Rene + Rencotte + — (198)

La résistance thermique équivalente a I’arbre (si on considére une section constante) en direction axiale et

direction radiale est donnée par :
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Larbre
Rth,arbre,ax = 2/1 (199)
nRarbre arbre

Il existe par contre différents modéles aptes a déterminer la résistance thermique équivalente aux
roulements, la complexité de ce composant nous oblige par contre a prendre des précautions sur la valeur

des paramétres a utiliser.

inner part to end shield
of end shield
outer race and the inner

part of the end shield

outer race
balls rubber

inner race sealing Rﬂl:

shaft grease-filled gap

to rotor to coupling

inner race and a
part of the shaft

Figure 4-70 : Modéle nodale des roulements [Kylander-95]
Les paramétres jouant un réle fondamental dans le transfert de chaleur sont énumérables, en particulier, il
est clair que la surface d’échange est un paramétre clé. Cependant, le fait qu’elle varie en fonction de la
pression exercée entre les billes et les pistes, rend son évaluation complexe (théorie de la pression de Hertz).
D’autre formulations existent aptes a tenir compte des différents modes d’échange de chaleur au travers des
roulements. En fait, le régime des fluides internes aux roulements, entre les billes et les pistes, est
fondamental dans 1’évacuation de la chaleur. A basse vitesse de rotation, ces modéles se basent sur les
théories de Couette, Taylor et Dean [Insert-11] de la mécanique des fluides. Néanmoins, 1’hétérogénéité du

mélange des fluides composés par I’air et I’huile rend trés complexe 1’évaluation des propriétés du fluide.

Shaft
Celnler

. Race
R: D Ring Gap

D Raceway Gap

Taylor-Couette Flow

Dean Flow

Taylor-Couette Flow

Figure 4-71 : Description des différents régimes fluides impliqués [Insert-11]-[Lindstrém-99].
Le modele empirique utilisé dans ces travaux, est celui proposé dans [Fernandez-11]. Il se base sur les trois

facteurs suivants :

Rth,roul = k1(0.12 - kZDroul,ext)(33 - k3meroul,ext) (200)

ki = 0.45[K/W] ky, =1[1/m] ks =1[s/m]

En se projetant dans la condition la plus contraignante dans laquelle la résistance thermique des roulements
atteint la valeur max pour k et ks nuls et en prenant en compte un contact non idéal entre rotor et arbre au

travers d’un interstice équivalent de Rue, On a la résistance équivalente, R 11. Cette résistance thermique

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 152



correspond a celle entre le nceud au milieu du rotor et les sphéres d’un des roulements (Figure 4-51 et Figure
4-70):

R th,cr

Rth,arbre,rad Rth,arbre,ax Rth,roul (201)
2 2 4

Dans la simulation éléments finis, cette expression est exploitée afin de modéliser le roulement au travers

+ Ripe +

Rth,ll =

d’un cylindre de propriétés thermiques équivalentes. Alors, la conductivité en direction radiale de 1’objet

modélisant le roulement est donnée par la relation suivante :

1 _ In (Droul,ext/Droul,int)
, L=
earon 2m Lb Rth,roul

(202)

Puis, I’hypothése est que toute la chaleur s’évacue au travers de la virole. Avec cette hypothése, la résistance

équivalent Ry, 12 est donnée par

R
Rip12 = thioul (203)

Ou

R _ 1n(Rcarcasse/Rarbre,ext)
th,flasque —

(204)
27TtflasqueAradiateur

A ces résistances on additionne souvent celles liées aux effets de rayonnement. La description de la
modélisation de la convection est reportée en Annexe Il1. Les pertes au niveau des palier ont été négligées

ici.
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4.3.2.Simulation numérique d'écoulements

Comme développé aux paragraphes précédents, les relations analytiques nécessitent la définition de
grandeurs empiriques, et se basent sur des hypothéses assez fortes et difficiles a respecter.
L’expérimentation, et la validation de tels modeles, reste couteuse et peu aisée. Afin de s’affranchir de
telles hypothéses il est nécessaire d’étendre le domaine d’étude aux fluides interagissant avec la machine.
La technique des volumes finis permet 1’évaluation locale des propriétés du fluide, et la mécanique des
fluides afin d’obtenir une plus fine évaluation des coefficients d’échange. Cette modélisation permettra, un
premier calibrage des outils dit « légers », précédemment introduits, tels que le réseau de résistances
thermiques équivalents. Enfin, ce recalage au travers d’un modeéle plus fin et précis, permettra la réduction
du nombre de mesures expérimentales a effectuer sur le prototype. Les outils développés permettront

I’optimisation de la machine de maniére appropriée.
Modélisation

Afin de réduire le temps de calcul, et de modélisation, le domaine d’étude est divisé en deux parties

distinctes :

+ Ecoulement externe : La région fluide engobant la virole ;

+ Ecoulement interne : Les régions de fluide piégées par la virole de la machine et qui entourent les
tétes de bobines, I’entrefer et les parties actives restantes de la machine ;

+ Une étude plus fine sera effectuée afin d’optimiser la forme et la disposition des ailettes :

+ Ecoulement externe : Par symétrie la région fluide englobant la virole est réduite a une période

d’ailettes consécutives ;

En traitant d’abord par ordre de complexité le premier cas, on peut faire les hypothéses simplificatrices
suivantes. Chacune d’elle permettra de réduire de maniére conséquente le nombre de cellules nécessaires

et donc le temps de calcul :

+ Les pertes développées par la machine sont considérées homogénes sur toute la surface constituée
par la virole, et elles sont modélisées par I’application de pertes spécifiques par unité de surface ;

+ L’influence du champ gravitationnel sur le champ des vitesses d'écoulement du fluide est
négligeable sachant que le fluide entrainé par une hélice est a relativement haute vitesse ;

+ On suppose que le flux d’air en entrée est complétement stabilisé ;

+ La section de sortie est positionnée a plus que 3 fois la dimension Dy (diamétre hydraulique)
caractérisant le régime fluidique ;

# Seul le domaine fluidique est modélisé ;
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Figure 4-72 : Domaines d’étude.
I et Il : Régions d’entrée et sortie, II : Région d’intérét
1, 2 : Entrée et sortie
3 : Parois externes adiabatiques
5 : Parois abre adiabatiques
4 : Application des pertes (Ppertes = 2 kW) a la surface de la virole.

Des simplifications ultérieures, appliquées a la région illustrée en Figure 4-72, sont issues des symétries
géomeétriques. Cette derniére simplification permet de réduire considérablement le temps de calcul. Dans
cette étude on ne s’intéresse qu’a I’évaluation des coefficients d’échanges d’une part et a 1’évaluation des

vitesses atteintes par 1’air a I’intérieure de la virole d’autre part.

Par la suite, a 1’aide d’un banc d’essais et d’un prototype existant, nous vérifierons la validité de ces
hypothéses. Néanmoins, plus le modéle est simple et plus il se préte a I'étude paramétrique en raison d’un
temps de résolution relativement petit. Une condition a I’entrée (1) de type Inlet Mass Flow, supposant un
débit a 25°C de 200 I/s, équivalent a 0,22 m¥/s. A la sortie, il est impossible, sans mal poser le systéme
d’équation résolvant le probléme, d’imposer une température. Il est pourtant cohérent d’appliquer en sortie
(2) une condition de type outflow, ot I’hypothése est que le flux convectif par apport de masse est largement
supérieur au flux thermique par conduction. Ce type de condition est ici applicable compte tenu de la valeur
de Ma << 1 on peut traiter 1’air comme étant un fluide incompressible. Pour un fluide incompressible, la
valeur de pression imposée ne fait pas varier la solution trouvée, car I’équation de la conservation de
mouvement est uniquement fonction d’un gradient de pression [Verda-15]. Cette modélisation nous
donnera une premiére indication sur la déflexion du flux d’air autour de la virole, réduisant le débit
réellement a disposition. Cela afin de refroidir au mieux la virole en maximisant les coefficients d’échange
par convection et en réduisant les pertes de charge. Une étude plus approfondie sera présentée dans les
chapitres suivants.
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CHAPITRE 4 : Mise en place de modeles de dimensionnement

Modele Application Temps_de
résolution
Standard [Deeb-13] étudie les pertes de charge et les coefficients d’échange d’une machine TEFC et OFC, optimisant Bas
k—¢ le ventilateur. De méme [Bersch-17] méne une optimisation paramétrique d’une machine ventilée.
Realizable  [Hosain-17] étudie le coefficient d’échange a la surface du rotor au niveau de I’entrefer.
k—g* [Micallef-06] au contraire utilise ce modele pour optimiser le refroidissement des tétes de bobine.
Standard
k-w
[Fawzal-17] compare les performances de trois différents ventilateurs d’une machine axiale alors que
SSTk-w*  [Basso-17]  étudie les  coefficients d’échange au niveau des tétes de  bobine.
[Nachouane-17] étudie les coefficients d’échange au niveau des tétes de bobine.
RST [Wang-10] Etudie le transfert de chaleur vers I'extérieur via un radiateur tubulaire a surfaces ondulées. Tres élevé

Tableau 4-9 : Modéles de turbulence communément utilisés et récences en se basant sur des travaaux
antérieurs.

Etant donné qu'un flux de convection forcée autour d'un cylindre est dominé par des forces de cisaillement
visqueuses dans la couche limite et que le gradient de vitesse entre les parois est trés important, le modéle
mathématique k-epsilon a deux équations a été adopté, voir tableau ci-dessus (voir aussi [Gai et al]-

[Fluent]).

contour-3
Velocity Magnitude
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Figure 4-73: Dégradé du coefficient
d’échange thermique par convection le long Figure 4-74: Dégradé de la vitesse de I’air le long de la
de la virole issues de ’analyse CFD virole (coupe transversale) issues de ’analyse CFD.
(Omoy = 120 W m2K").

Afin de bien capturer et reproduire de la maniére la plus précise possible le comportement du flux d’air au

plus prés des parois, il est fondamental de vérifier un certain nombre de conditions :

% Avoir un nombre suffisant de cellules traversant les écarts critiques ;
#+ La qualité du maillage doit étre suffisamment élevée surtout au plus prés des parois ;
% Le nombre Y™ soit dans une gamme de valeurs appropriés < 5 au plus prés des parois de la région
visqueuse.
Cette derniére condition est nécessaire lorsqu’on s’intéresse a ce qu’il se passe au niveau des parois, activées
via I'utilisation de I’option enhanced wall treatment dans Ansys Fluent. Un maillage plus fin au niveau des

parois est nécessaire et obtenu via les opérations appelées « inflation » dans I’outil de maillage.
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Figure 4-75: Maillage couche limite grossier

(a) fin avec P’option inflation appliquée aux
parois [Fluent].

Figure 4-76: (a) Fonction de parois logarithmiques et (b)
résolution de la région visqueuse [Fluent].

Dans le cas contraire, des fonctions d’approximation définies comme fonctions de parois (wall function)
sont utilisées pour résoudre la région visqueuse, comme illustré en Figure 4-77. A gauche, la région
visqueuse permet de faire le lien entre conditions aux limites aux parois et régions turbulentes a plus haut
nombre de Reynolds. A contrario, des modéles turbulents (e.g. k—¢, k—m, ect) adaptés sont utilisés dans le

cas illustré a droite.

Région de turbulence

transition
(buffer)

Figure 4-77: Approches utilisées par Fluent pour la modélisation au plus prés des parois [Fluent].
Dans notre cas, afin d’étre sir que Fluent résout correctement le domaine fluidique dans la région visqueuse,
sans passer par des fonctions de parois classiques, un nombre et une épaisseur approprié des couches de
maillage doivent étre imposées afin que la valeur de y* soit inférieur a 5 dans la région d’étude au plus prés
des parois. Pour des cas classiques, il est possible (a priori) d’évaluer la valeur de la taille des premiéres
cellules (2y*), en I’évaluant empiriquement. Néanmoins, pour des cas plus complexes telles que ceux
étudiés ici, il est nécessaire d’effectuer une premiére analyse et tracer sa valeur, aux parois, dans le module
CFD postprocessing de Ansys Fluent. Il faut par la suite raffiner le maillage afin de corriger la valeur de
y*. Enfin, il est important, une fois la convergence terminée, de mener une étude de sensibilité autour de la

solution trouvée, en fonction de la finesse du maillage, afin que la variation ne soit pas supérieure a 5%.
L’étude du domaine fluidique interne a la virole demande un niveau de détail et d’attention important. Il

est cependant possible et nécessaire d’effectuer les hypothéses simplificatrices suivantes :

+ [’ouverture d’encoche est négligée, considérant ces espaces complétement remplies par de

I’isolant ;
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+ Les tétes de bobines sont simplifiées, en supposant que les espaces entre les enroulements sont
remplis d'un revétement isolant en exces. Ceci est proche de la réalité¢ pour un bobinage distribué

ou dans le cas ou I’on prévoit un surmoulage ;

Figure 4-78: Simplification de tétes de bobines.

La technique « MRF », Multiple Reference Frame, implémentée dans Fluent, de méme que [Basso-17] est
utilisée afin de simuler le mouvement relatif du rotor par rapport au stator. Cette méthode semble donner
un bon compromis entre temps de calcul et précision (erreur de I’ordre de 5-12 % [Basso-17] par rapport a
d’autres méthodes numériques plus dispendicuses en temps de calcul et formulation). La région du fluide
est divisée en deux cylindres concentriques par une surface intérieure Figure 4-79. La région de fluide
interne est alors supposée tourner autour de I’axe de méme que le rotor a la vitesse synchrone. Or, la région
fluide externe est supposée stationnaire. Le mélange se produit au travers de la surface intérieure moyenne.
Cette technique permet de réduire drastiquement le temps de calcul, et de maniére efficace fournir une
solution suffisamment précise, a condition que l'interaction des pdles rotoriques et des ouvertures d’encoche
ne soit pas trop importante [Connor]. En fait, cela produirait en réalité des effets de pompage qui ne seraient
pas modélisés. Dans notre cas, cette hypothese est en principe satisfaite car la surface rotorique couverte
par le manchon de rétention (frette) et les ouvertures d’encoche sont relativement réduites et en partie

remplies par de I’isolant. On suppose donc :

% Qu'un domaine rotatif de fluide préfixé tourne a la méme vitesse que le rotor ;
+ Que les parois en contact avec les zones de fluide en rotation sont fixes par rapport a la zone de
fluide adjacente (en rotation par rapport au repere global) ;

+ Que I’interaction rotor-stator est relativement faible ;

L’objectif de cette analyse est d’évaluer les échanges convectifs dans I’entrefer autour des tétes de bobines.
Il est donc fondamental de mailler avec attention dans ces zones. Le domaine étudié nous pose un gros
challenge, avec des régions ou I’épaisseur de la géométrie a mailler est < 1 mm, comme par exemple dans
et autour de l'entrefer, et d’autres ou 1’échelle est > 100 mm. Comme indiqué dans [Connor] un maillage
hybride est utilisé afin de mailler ces régions, et un nombre minimal de 10 cellules est garanti le long de

I’entrefer. Les conditions de base sur lesquelles notre étude est fondée sont :
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Dénomination Symbole Valeur Unité

Puissance ¢électromagnétique  Pem 26 kW
Vitesse de rotation mécanique N 5000  tr/mn
Diamétre rotor D. 118 mm
Diameétre externe stator Des 136 mm
Epaisseur d’entrefer g 1 mm
Epaisseur aimants lpm 6 mm

Tableau 4-10: Paramétres fixés.
Le but de cette analyse consiste a évaluer les coefficients d’échange convectif au niveau de I’entrefer, des
tétes de bobines et au tour de la virole (voire Annexe : Ecoulement autour des tétes de bobines ). Mais aussi

la vitesse atteinte par I’air autour des tétes de bobine.

3 2 &

0.000 0.035 0.070 (m)
]

0.018 0.053

Figure 4-79: Domaine fluide simplifi¢ a Figure 4-80: Vecteurs de vitesse (@ 5000 tr/mn)
Pintérieur de la virole.
I et III : Régions fixes, II : Région en rotation
1, I’ : Conditions de périodicité
2-5 : Parois adiabatiques

fluidique a ’intérieure de la virole, obtenu par axis-
symétrie de la résolution du domaine fluidique en
Figure 4-79.
La théorie adimensionnée de Taylor-Couette, traitée en annexe I11, nous fournit des informations utiles pour
définir le régime fluidodynamique de 1’air dans I’entrefer. Si le nombre de Taylor est supérieur a une valeur,
dite, critique, des tourbillons sont générés a I’intérieur de I’entrefer. En dessous de ce régime, le coefficient
d’échange entre les deux cylindres peut étre considéré constant et 1I’échange est dominé par la conduction
[Becker et Kaye-2-62]. Au-dessus de la valeur critique, des tourbillons annulaires contrarotatifs se forment.
Si la vitesse augmente, une deuxiéme instabilité s’instaure, les tourbillons, avant quasi parfaitement

annulaires, se déforme dans la direction axiale [Hosain-17].

alatalalatalatalolelallybalalalatatalalalalt

a) 1700 <Ta b) 1700 < Ta <105 ¢) Ta> 105
Figure 4-81: Régime d'écoulement a I’entrefer en fonction du nombre de Taylor
[Hosain-17]- [Hosain-17-B].

En général, avec ’augmentation de la vitesse de rotation, on peut distinguer quatre différents régimes

fluidodynamiques [Howey-12] :
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+ Régime laminaire ;
+ Régime laminaire avec tourbillons de Taylor ;
+ Régime turbulent avec tourbillons de Taylor ;

# Régime complétement turbulent.

Le fluide étudié est de I’air, a une température moyenne de 100°C, avec une Vviscosité dynamique de 2,173

10° Pa s et une densité de 0.946 kg/m3. La vitesse de rotation du rotor est de 5000 tr/mn (Tam > 4.8 10%).

2 3
_ Wiy Tmd
am —

T (F, = 0.92) (205)

vairz Fg
En accord avec la théorie, on devrait étre en présence de tourbillons. La valeur moyenne du Nusselt tout le
long du rotor, évalué au travers de la suivante expression, est égale a 5.5

Nu = 0.409 T, **** 10* < T, <107 (206)

L’air a T = 100°C a une conductibilité thermique de 0.032 [W m* C?]

a _ Aair_gNug—rotor _ Aair_gNug—rotor —g75 [ w ]
convg-r Dy, 2e "~ Im2K

(207)

Méme s’il s’agit de modéles basés sur des relations empiriques, ils sont réputés pour donner une bonne
approximation des échanges convectifs, spécialement lorsque les hypotheses de définition sont respectées
comme dans notre cas (ouvertures d’encoche minime et présence d’une frette de rétention au rotor) ou

I’entrefer peut étre considéré lisse.

4.4.Multi-physique et routine de calcul thermique

Afin de rendre plus aisée la manipulation et la vérification des résultats obtenus par le modéle nodal,
précédemment introduit, nous avons congu une interface python, capable d’interagir avec les différents
modules d’Ansys. A priori, la résolution du réseau de résistances est vérifiée a 1’aide de logiciel comme
LTSpice. Ceci a permis de rendre plus simple sa manipulation. Chaque modification du schéma de

résistances a été retranscrite en un systéme d’équations exploitant le théoréme de Milmann.
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Figure 4-82 : Vue de ’interface graphique du programme de calcul.
La Figure 4-82 illustre I’interface graphique développée, ayant pour but de résumer les dimensions de la
machine, les propriétés thermiques des matériaux et la valeur des coefficients d’échange thermique évalué

analytiquement.
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Figure 4-83: 2°™™¢ yue de I’interface graphique du programme de calcul.
La 2°™ vue de I’interface graphique du programme de calcul résume la valeur des résistances d’échange
thermique considérées dans le modéle analytique précédemment développé. Enfin, on compare les
températures évaluées par le modele analytique illustré dans la Figure 4-51 et celles issues de 1’analyse

éléments finis a ’aide du logiciel Ansys Mechanical.
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AT LTspice XV - [LP_SPMS_AirCooled_Transient] - o X
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Figure 4-84: Solution transitoire pour des pertes appliquées sous forme d’échelon aux nceuds
correspondants.

A T’aide du logiciel LTSpice, il est possible d’extraire I’allure des températures des nceuds du schéma
illustré en Figure 4-51. Le systéme d’équations, pour I’ensemble des nceuds du modéle représenté en Figure

4-51, peut se décrire par les équations matricielles suivantes :

. dT  _,
[Gu]T +[C]— =P (208)
Ou sous la forme
at .
(€] =P~ [Gu] (209)

Résolu a I’aide de la fonction odeint (librairie scipy) en code python. Avec la matrice des conductances

donnée par :

Geno + Geno —=Gen10 —Geno 0 0 0 0 0
0 0 ~Guna 0 GunatGuns ~Guns 0 0
~Gns 0 Gons +Gons+Gins —Gans  —Gens 0 0 0
| oo 0 ~Guns Gna+Gns 0 0 0 Gz
Gl = 0 —Gene 0 —Genz 0 —Geng —Genaz (Genor + Genz + Gene + Geng + Gena2) (210)
0 ~Guny 0 0 ~Gins  Guns + Gony + Gong) 0 ~Guns
—Gen10 (Geng + Geny + Gengo + Genar) 0 0 0 —Geny —Gena1 —Gene
0 —Gena1 0 0 0 0 Genar + Genaz —Geniz
Avec
—t
T = [Taim Trot Tdent Tstat Tbe Ttb TTOU—I TV"] (211)
Et le vecteur des pertes générées au sein de la machine :
—t
P = [Paim Pive Paent Pstar  TampGrno1 Py b Prot 0] (212)

Le systéme d’équations de ce modéle thermique est non linéaire, car les résistances thermiques équivalentes
(Rin,0) et les sources de pertes dépendent de la température. La résolution a nécessité le développement et
la mise en ceuvre d’un algorithme de résolution itérative dont le principe est introduit ci-apres et illustré en

Figure 4-85.
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4.4.1.Implémentation dans le Workbench d’Ansys

Les données sélectionnées sont traitées par des scripts vers un format XML simple, et ce afin de pouvoir
définir une connexion externe entre nos scripts (ou pour une quelconque application pour laquelle il n’existe
pas un bloc prédéfini et dédi¢ a telle application) et I’environnement Ansys constitué par le workbench.
Les informations de définition sont entrées a travers 1’écriture de fichier texte input.in et output.out
respectivement pour appeler les entrées et les sorties du bloc. Les fichiers CAO et les sorties sont générés
et transférés a requéte dans la phase de mise a jour des paramétres définissant la géométrie ou la physique
du probleme.

Couplage thermique

Dans ce sous-chapitre, nous proposons de réaliser un couplage faible entre modéle thermique et modéle
électromagnétique, de facon a corriger la solution électromagnétique, pertes et couple électromagnétique,
en fonction de la température de fonctionnement. Un algorithme de convergence sur les valeurs de
températures des aimants et du bobinage, tout comme pour les pertes générées est fait comme illustré en
Figure 4-85.

/- L N
e 4 Initialisation N
Initialisation ! 1, = \
P —m ph = fphy,
Tootr = Thoby,
Toim = T:!imm
Evaluation du couple et
Résolution du modéle électromagnétique des pertes

‘ et calcul des pertes

-

. . Torqu Tor
Modification des sources de chaleur dans kL s S R

le modéle thermique

Torque, )
avece = 5e”?

Thov = Thovp

Taim = T.'u'm"
. _/
-
Résolution du modéles thermique nodale
Than,, T aim,,

\

Non Tian,, — Ti Tatm, — T, .

boby  “haby-l o p gt -EUn WMol ey oayece = le?

Thaby 1 Taimy, 1

Oui
Fin
Figure 4-85: Organigramme convergence modéles couplés
La solution du modele nodal est comparée a celles issues des mesures effectuées en laboratoire sur banc
d’essais Figure 4-86 dont les données sont résumées au Tableau 4-14. C’est ce qui est mis en avant dans le

paragraphe suivant.

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 163



CHAPITRE 4 : Mise en place de modéles de dimensionnement

4.5.Expérimentation et validation du modele thermique

Dans les précédents chapitres nous avons développé une modélisation thermique a différents niveaux
de finesse. Cependant ceci nécessite encore beaucoup d’améliorations. Aussi bien I’analyse analytique que
I’analyse numérique se basent sur des hypothéses (en particulier, on peut citer les valeurs des résistances

de contact). Comme développé au chapitre 4.3, nous prenons en considération des contacts non idéaux dont

les conductances thermiques équivalentes peuvent ci-apres étre résumeées [Pyrhonen-2nd] :

Interface Valeur Unité

Rotor/Arbre 1060 W/ (m?K)
Aimants/Rotor 1060 W/ (m?K)
Stator/Virole 1060 W/ (m?K)
Bobinage/Encoche 635 W/ (m? K)
Vernissage/Virole 635 W/ (m? K)

Tableau 4-11: Resistances de contact considerées.

Dans ce cas les roulements sont modélisés par moyen d’un corps homogeéne de propriétés équivalentes cf.

84.3. Ainsi, nous pouvons résumer les propriétés thermiques des matériaux utilisés de la suivante maniére :

. . R - Conductivité thermique | Capacité thermique
Région considérée Matériau [W/(mK)] [J/(kg K)|
Viroles, y compri les flasques Aluminium 237 897
Arbre Acier 51 897
Bobinage Cuivre 400 385
Isolant autour des encoches PVDF 0.1 -
Toles dans la direction axiale FeSi 0.37031 460
Toles dans la direction radiale FeSi 28031
Toles dans la direction axiale FeCo 448
Toles dans la direction radiale FeCo 300!
Aimants NdFeBI! 7.6 460
Frette Fibre synthétique 0.3

[1]= [Hangzhou], [2] = [VAC] (Vacodur49-0.20mm), [3] = [Cogent]
Tableau 4-12 : Propriétés des matériaux analysés.

Ci-apres la valeur des résistances thermique équivalentes du modéle nodal pour le cas analysé :
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Neeuds Sigle Expression Détails [K/'W]

R Convection naturelle a la surface de la

Reno th,conv virole 1.3
R th,vir , . .
0-1 R — Résistance thermique de la virole 0.000268
Rinvir  Rines Résistance thermi i
y ; que entre la virole et la
1-2 Rinz + + Rine culasse statorique 0.00902
2 2 4
2.3 R Ripcs N Rindent Résistance thermique entre la culasse 0.01122
th3 statorique et la dent '
2 2
3.4 R Rindent YR, + Rihencoche Résistance thermique entre la dent et les 0.107
th4 the 2 conducteurs électriques encochés ’
1 Rth th Rési i ’
, ésistance thermique de I’encoche a
4-5 Rys  Rens = —( ) o au X 0.0843
2\ Q chignons
RiRy; + RyRy + RyR, 225 Résistance
1-6 Rine Ry K/'W Résistance thermique
thermique entre les
5.6 R RiRy + RyRy + RyR, 136 de chignons et R NE
th)7 R, K/W convection | la virole Lexs
interne ala | (En cas
RR; + R;Ry; + Ry R n
125 R Pty 1 i = Aty 155 virole d’encapsula
th8 R K/w tion)
i
Rih qimants Rip dent Résistance thermique
3-6 Rth,9 2 + Rth,e + Rth,frette + Rth,entrefer + 2 entre 1’aimant et la dent 0.639
Rh aimants Riper Résistance thermi ’ai
; ; que entre 1’aimant et le
6-7 Rth,lO 2 + Rth,colle + 2 rotor 0.009
R Riper Rinarbreax . Renroul Résistance thermique entre 1’aimant et le 4
7-8 thit 5 T Rge + rotor 0.349
2 2 4
1-8 R Rinroul Résistance thermique entre le roulement 0.260
th,12 4 (SKF-6002) et la virole ’

Tableau 4-13: Tableau résumant I’expression des résistances et la valeur d’échange thermique (@ 2000 tr/mn)
illustrée dans la Figure 4-51 (NE = Non évaluée dans ce cas).

Il est indispensable, néanmoins, de vérifier la validité de ces modéles. Le but de ce chapitre consiste donc
a I’évaluation des écarts existant entre nos modéles et nos mesures effectuées sur bancs d’essais. Pour ce
faire, nous nous appuyons sur les travaux menés par [Boubaker-16] au sein de notre laboratoire, et sur les
prototypes, réalisés par la société Erneo, dérivés de la collaboration entre SAFRAN Group et le laboratoire
IES. Le premier prototype est un moteur de 26 kW a un régime de 5000 t/mn, cf. §3.2.2, Figure 3-18. Nous
introduisons ci-aprés notre banc de test, puis comparerons les approches introduites aux résultats
expérimentaux. Nous viendrons ensuite calibrer, selon le cas, le modele analytique et numérique, afin de

pouvoir exploiter les résultats dans une approche de dimensionnement multi-physique couplé.

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 165
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Figure 4-86: Schéma du banc de mesure [Boubaker-16] exploité pour le test.
Les mesures de températures sont effectuées a 1’aide de thermistances (sondes de température — CTP
KTY81) installées sur les tétes de bobine et sur la virole enveloppant le moteur électrique haute fréquence
(M-HF, Figure 4-86). Comme le refroidissement n’est pas représentatif de 1’application visée (convection
naturelle d’une virole privée d’ailette aconv = 6 W.K™2.m?), par précaution, un premier test en charge est

effectué a puissance réduite 2.1kW @ 2000rpm. Le Tableau 4-14 résume les données.

Nm [tr/mn]  fe[Hz] Cwm[Nm]  lac [A] Udc [V] Pac [KW] Pm[kW] n[%] Pertes [W]

2000 667 10 57.5 41 2.36 2.1 89 263
Tableau 4-14 : Données issues des mesures effectuées en charge.
La Figure 4-87 illustre I’évolution des températures de la virole et des tétes des bobines. La constante de
temps thermique étant treés grande, le régime permanent thermique n’est pas atteint. Effectivement, lors de
I’évolution temporelle, les pertes évoluent avec la température (ce qui augmente la constante de temps
apparente). Cela nécessiterait des itérations entre modéle électromagnétique et modéle thermique pour
chaque instant considéré. On compare alors, un nombre limité de résultats obtenus lors de I'expérimentation
a ceux donnés par le modeéle analytique et les simulations par éléments finis 3D. Les écarts absolus les plus
importants sont de I'ordre de 11°C (-12% écart relatif), pour des élévations de température de 107°C, ce qui

est un bilan tout a fait satisfaisant et permet de valider ce modéle pour I'outil de conception envisagé.
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Figure 4-87: Evolution de la température au point de fonctionnement nominale.
On peut formuler I'hypothése que la principale source d'erreur réside dans I’estimation des coefficients
thermiques. Par exemple, les résistances de contact ainsi que le coefficient d’échange convectif a la surface
de la virole sont tres difficiles a estimer. Effectivement, les coefficients d’échange par convection sont
calculés a partir de formules empiriques, avec les inévitables incertitudes qui résultent de corrélations

souvent approximatives.

Conclusion

Dans ce chapitre nous avons mené une étude sur la modélisation des transferts de chaleur dans les
composants magnétiques. En premier lieu, nous avons présenté les trois phénomenes de base, en rappelant
les difficultés de détermination des différents coefficients thermiques. Un modéle thermique constitué de
réseaux de résistances thermiques équivalentes a ensuite été élaboré pour représenter le comportement
thermique de ces composants magnétiques. Afin de valider ce modéle, une étude expérimentale a été mise
en place sur une machine développée précédemment [Boubaker-16]. Les résultats obtenus sont tres
satisfaisants méme avec 1’existence d'écarts entre modele et expérience. Ce modele est introduit dans 1I’outil
final de dimensionnement pour tenir compte des contraintes thermiques permettant de concevoir une

deuxiéme machine plus performante.

5.Spécifications et dimensionnement

Nous présentons dans cette partie le prototypage d'une MSAP a haute densité de puissance et a haut
rendement pour une application aéronautique de type VTOL cf. §1.2. L’un des objectifs est de dépasser les
os = 30 KN/m2 de pression tangentielle. Il s’agit 1a d’un vrai challenge, pour une machine refroidie a I’air.
En plus d’une contrainte forte sur I’encombrement, cette machine doit étre complétement enfermée. Le
Tableau 5-1 résume le cahier de charge transmis par SAFRAN. La machine doit étre alimentée par deux

onduleurs, avec une tension de conception compatible avec un réseau d'alimentation de 200-300 Vi,
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Définition Valeur  Unité
Puissance nominale @ 2500 rpm 42 kW
Puissance transitoire @ 2500 rpm (Durée = qq s) 60 kW
Diamétre externe virole (avec ailettes) <290 mm
Inertie rotorique maximale 0,03 kgm?
Longueur maximale (chignon a chignon) <75 mm
Refroidissement : air forcé ou naturel (boitier étanche) 200 1/s
Tension d’alimentation CC 200-300 V
Rendement >92 %

Tableau 5-1: Cahier des charges.
5.1.Prédimensionnement :

La surface totale d’échange avec ’air, en considérant 110 ailettes d’hauteur 23.5mm (diamétre d’ailette
de 290 mm), est alors égale a environ 0,45m2 (sans flasques). Par conséquent, pour une élévation de
température de la virole de 25 °C et un coefficient d’échange par convection forcée (asink) de 200 W/m2K,
les pertes admissibles sont de I’ordre de 2.3 kW.

Protal 2.3 KW, n =~ 94 %

La température a l'intérieur de la virole est certainement supérieure a la température de surface extérieure
de la virole Ty (ici prévue dans un premier temps & 50°C). En effet, la chaleur générée a l'intérieur de la
virole doit étre transférée de l'intérieur de la virole a sa surface, et de la surface a l'air et aux environs.
L’enveloppe de la machine est un cylindre de diamétre 243 mm (diametre & la base des ailettes) et de

longueur 80 mm environ (cf. illustration ci-apreés) :

80 mm

Ailettes

Virole

Arbre

Figure 5-1 : Dimensions virole.

En premiére approximation, on peut estimer, le rayon d’entrefer a 110 mm, la longueur du paquet de toles

a60 mm:

Re =110 mm, Ls = 60 mm

La surface d’entrefer, Se, est alors égale & 41,5e-3 m2. Le couple se calcule a I’aide de la relation suivante :
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T= Gs.Se.Re (213)

De cette relation, on en déduit la valeur de la pression tangentielle : os = 35 000 N/m2, qui est une valeur
trés ¢élevée si ’on se réfere a ce qui est obtenu dans une machine plus conventionnelle refroidie par

convection forcée (10 & 20 000 N/m?).

Caractéristiques électriques :

Pour une tension d’alimentation de 300 Vpc, la tension efficace simple, V, aux bornes d’une phase doit
avoir pour valeur maximale 105 V (300/2v2), en adoptant une marge en fonction de la stratégie de
modulation au niveau de 1’onduleur. En tenant compte du niveau de tension précédent et de la possibilité
de survitesse (3000 t/mn), la FEM, Epn, de la machine doit étre de 1’ordre de 68 V efficace a 2500 t/mn :

Eph =68V
axe—d
/ Vo
o~ o
Iy, a
Eph

axe —q

Figure 5-2 : Schéma vectoriel des tensions ou schéma de Behn-Eschenbourg en mode moteur.

D’ou I’on déduit le courant de phase, Iph (Epn €t Ipn €n phase) :
P~ 3.Eph.lph = lpn = 206 A

Le nombre de pdles, 2p, se déduit de 1’objectif voulu pour la fréquence, pour f= 1791 Hz a 2500 t/mn, p =
43, avec 86 aimants on obtient donc un pas d’encoche de 21tR:/86 = 8 mm. Il sera certainement difficile de

descendre en dessous.

Caractéristiques électromagnétiques :

En premiere approximation, le couple peut s’exprimer de la maniére suivante (effort de Laplace en régime

sinusoidal) :
V2o
Tem = —~-Iph-Bg- Q Zt. Ls.Re (214)
Alors pour des conducteurs en série (z.=1) ona z; = zs:
V2T,
Zg = om (215)

Ipn-Bg,in-Q-Ls-Rel, _,
ou zs représente le nombre de spire par encoche connectées en série (zs.lph = courant total dans I’encoche)

et Eg,in I’amplitude de I’induction dans 1’entrefer (en supposant une valeur de 1 T).
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Avec lpn = 206A, on obtient zs = 2, soit deux spires par encoche et un courant total dans 1I’encoche de 412
A efficaces. Compte tenu du nombre réduit de spire par encoche il est judicieux de se poser la question de
I’intérét d’un bobinage multi spires a fil (za > 1) ... On peut envisager un bobinage & deux barres par encoche
présentant de nombreux avantages comme précédemment discuté cf. 82.4. Les premiers calculs seront
meneés sur une machine synchrone a aimants permanents (MSAP) surfaciques. Le stator est compose de 84
encoches et 43 paires de pdles. La machine est alimentée par un courant sinusoidal. La distribution du
bobinage statorique est faite par trois quartiers dans un premier temps. Les effets d’encochage sont
négligeables, ceci est di a une faible ouverture d’encoche. L’aimant couvrant la moitié d’un pdle a les

dimensions suivantes 8mmx60mm.

Une étude est, dans un premier temps, mené afin d’optimiser la structure mécanique et la faisabilité

industrielle, notamment au niveau des connexions entre les barres Figure 5-3.

pmm mn,  EsE"EEa sSEISON
a-0-m. "pg-0-g. .@-0-0.
(a) (b) (c)

Figure 5-3 : Solutions technologiques proposées, faisant I’objet d’une demande de brevet de la part
de la societé Safran Electrical and Power UK. Par ordre de proposition : (a) solution a un seul
conducteur par encoche proposée par [Boubaker-16], (b) Ancienne solution a deux conducteurs par
encoche, (¢) Solution finale a deux conducteurs par encoche.

La solution (c) illustrée en Figure 5-3 a été adoptée afin de maximiser le couple développé.

Pas dentaire

Couple relatif au .. Décalage entre Décalage
I Q Kacnte - Kiad couple max % fnme phases (8ph) [°] mécanique (8ph) [°]
(1s) [mm]
3 a3 9 84 (a) 1 1 -2.28 (156 Nm) 8.03 300 6.97
84+3 (¢) 1 1 0 (160 Nm) 5.35 120 2.79
6 44 2 84 (a) 1 2 -4.3 (153 Nm) 8.10 300 6.82
84+6 (c) 1 2 -1.1 (158 Nm) 4.05 120 2.72

Tableau 5-2 : Effet du rajout d’une encoche de retour Figure 5-3 (a et c¢) sur le couple (* p= 44 impossible
pour ce diametre).
On peut noter qu’une configuration de type (c), a trois quartiers, permet de maximiser le couple (cf. Tableau
5-2). Le taux d’utilisation, ou charge électrique linéique Ajoad [KA/mm], est maximisé. D’ailleurs, avec
I’ajout d’une encoche de retour pour les configurations avec zs > 1 la chute en couple diminue lorsque le
nombre de groupes augmente. L’induction atteinte au niveau du stator en particulier aux points 3 et 4 est

accrue Figure 5-4, participant dans ce cas a la génération du couple.
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m1 18 17 1.8 18
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md 0.9 2 0.9 19
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Figure 5-4 : Comparaison en termes de taux d’utilisation par visualisation de I’état de saturation en charge
(Ipn,a= 0A, Ipns= Ipn et Ipn,c=-Ipn) pour une configuration 6 groupes avec p= 44 (tvar= 4.5mm) : (a) solution
sans conducteur de retour positionné dans la dent de déphasage, (c) Solution finale a deux conducteurs par
encoche avec conducteur de retour.

Une topologie a aimantation paralléle avec bobinage a barres composée de 6 groupes disposés par quartier,
est identifiée comme étant la solution candidate préférée en raison d’une meilleure répartition des efforts
magnétiques, cf. §2.2 Figure 2-25, et d’une tolérance aux pannes améliorée cf. §3.1. Il est a noter que la

nouvelle configuration étudiée Tableau 5-2 (c) 6 groupes permet de minimiser 1’écart en couple moyen
délivré par rapport a une configuration 3 groupes.

5.2.Etude paramétrique

Afin d’analyser I’effet de chaque parametre sur les pertes Joule et sur la puissance massique de notre

moteur, nous avons effectué une analyse en fonction des paramétres suivants :

X = (lpm hparz tpar di d dpos W) (216)
Nous définissons ci-dessous la géométrie de I’encoche et de ’aimant :
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Figure 5-5 : Parametres géométriques définissant ’encoche.

Chaque paramétre varie de la maniére suivante :
lom = 4:2:10

hbaT,Z = (1 2 3 4 5 6 10)
tpar = 4:0.25:5

{d; = (04 05 08 09 1 1.5) (217)
d,= (04 05 08 09 1 1.5)

dpos = 0:1:4
\ ws = 0.25:0.25:4

En respectant toujours les conditions suivantes :

= = 20,
{Cem 160 (1Diei Iz\lré,mm avec € = 2% (218)
Le rayon d’entrefer (Re) et le courant de phase varient, afin de toujours respecter la relation (218). La
hauteur de la barre du bas (hpar) est fixée a 2 mm, 1’épaisseur des isolants est-elle fixée a 0.25 mm (matériau
Kapton en deux couches de 0.125 mm, chacune, pour les isolants d’encoche et inter épingle). Nous

considérons les matériaux suivants :

Matériaux

Stator et rotor  Vacoflux50,,
Aimants N45UH
Bobines Cuivre

Tableau 5-3 : Matériaux utilisés pour I'étude paramétrique (proprietés a 20°C).
Cela nous permet de mener une optimisation paramétrique en gardant le nombre d’expériences (nbex= 57)

dans une limite acceptable :

Nnbyqr

nbexp = Z Xi nbniv,i (219)

i=0
Avec cette approche, aucun effet combiné n’est analysé. Dans notre cas, on recherchera 1’optimum par

étape, en identifiant la valeur du paramétre x; maximisant le rendement (minimisant les pertes Joule). Une
autre technique consiste a utiliser une approche par plans d’expériences. Cela nous permettrait d’ailleurs
d’apprécier les effets combinés entre deux, trois, voire plus de parametres en identifiant la combinaison
optimale. Néanmoins le temps de calcul, dans notre cas (symétries géométriques et électromagnétiques

réduites), deviendrait imposant (4’= 16384 itérations).
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nbplan,exp = nbnivnbmr (220)

Bien sir, des méthodes de réduction du nombre d’expériences nécessaires existent (plan fractionnaire, plans
de Planckett-Burmann et certains plans de Taguchi, ...) [Vivier-02]-[Gillon-09]. Néanmoins, des
« effets d’aliasing » viendraient modifier les interactions entre différents facteurs sur la réponse ou encore
ne pas les prendre en compte. Ainsi, nous optons pour une étude paramétrique simple. Les parametres sont

initialisés comme résumé ci-apres :

Paramétl'es lpm hbar’Z tbar d] d2 dpos Wy Unité
Valeur initiale 4 2 4 0 0 0 1
Valeur finale 4 2 45 1 1 025 1 fm

Tableau 5-4: Point de départ et d’arrivée de I’étude permettant la réduction des pertes
Joule (-311W).

Les principaux résultats sont résumés ci-apres :

= 1200 = 1200 1 T v
E Y1247 +Dc
5 1000 5 1000 —=AC
ﬁ.s' 800 ﬂ-Igl 800 ﬂ.“...___T
0% 04 o8 12 0% 04 08 12
d [mm] d, [mm]
a) hpar2=2mm, di= 0 mm, b) d:=1 mm, dpos= 0.25 ¢) hpar2=2mm, di= 1 mm,
d>= 0 mm; mm, hpar=2mm; dpos= 0.25 mm ;
2000 3000
— -8=DC
3 1500 2 2000 \ - |~#-AC|
iy 1 o0
&
500 % 10 20
012345678910
h,_ [mm] Yoo/ ¥,
d) di=1mm,d=1 mm, e) hpar=2mm, di=d>=1 f)  hpar=2mm, d;= d2= 1 mm,
dpos= 0.25 mm ; mm, dpes= 0.25 mm ; dpos= 0.25 mm, lpm= 4 mm;

B X45 /9

||m_ [mm]
g) di=d=1 mim, dpos= 0.25
mm, lpm=4 mm, ws= 1

mm;
Figure 5-6 : Pertes Joule en fonction de la position des conducteurs dans ’encoche (a), de la hauteur de
Pisthme hi (b), de 1a hauteur de ’isthme d2 (c), de la hauteur de la barre externe (d), de I’epaisseur
d’aimant (e), de ’ouverture d’encoche (f) et de I’epaisseur des barres (g).

En particulier, on peut noter a partir de la Figure 5-6 (d) que les hauteurs des barres (hpa=1mm, hya 2=10mm)
minimisant les pertes Joule lorsque le diamétre externe n’est pas limité Figure 4-25 ne représente pas un
optimum dans notre cas ou a une variation de la hauteur des barres correspond une réduction du rayon
d’alésage équivalente. Ceci a pour conséquence d’augmenter le courant de phase pour un méme couple

développé. De méme en Figure 5-6 (c), on peut voir qu’une variation de la forme de I’isthme (becs
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trapézoidaux), Figure 4-32, apporte une réduction de 220 W sur les pertes Joule contre seulement 100 W
pour une incrémentation du parametre dpos (2). Une incrémentation des pertes par courants induits, de 14
W, dans les aimants est néanmoins observée ce qui apparait négligeable par rapport au gain sur les pertes
Joule. On fixe donc dpos = dis profitant d’un effet plus important sur les pertes offert par la variation du
parameétre d,. Il est a noter qu’une valeur de dpos non nulle nécessiterait le rajout d’un isolant avec fonction

de fixation augmentant la résistance thermique équivalente de 1’encoche.

En fin, une ouverture d’encoche de 1 mm et une barre plus large (4.5 mm pour une configuration 6 groupes)
nous permettent d’avoir un bon compromis entre augmentation des pertes dans les aimants, pertes fer et

réduction des pertes Joule. Ci-apres les résultats en puissance massique :

8 : 7.8
o — ¥ 4
Ny % V7o 3 6 :
5 7.6 E\ %1 E, i H
Y. 745 H B H
&,l, 7.4 N n_.! : :
[ 2 4 72— o1 o8 12 2 04 08 12
dw‘ [mm] d, [mm] d, [mm]
a) hpar2=2mm, di= 0 mm, b) d2=1 mm, dpoes= 0.25 C) hpar2=2mm, di= 1 mm,
d>= 0 mm; mm, hyar=2mm; dpos= 0.25 mm ;
p— 7.§ L ®1 p— * lx 4 ] 8 i
g 7.6 5?72Eﬁv7555 g 7l v g
= 74 ?_: 6.5 xe =75 \i’;ﬁn ------- b
¥: 6151 o - :
L]
=.,= 7.2 n-l 6 : a..= —.H\o
7
o 2 4 55 6 8 10 0 10 20
dlnﬁ [IIIIII] Ip- [IIIIII] ws ws
d) di=1 mm, d>=1 mm, e) hpar=2mm, di=d2=1 f)  hpar=2mm, di= d2= 1 mm,
dpos= 0.25 mm ; mm, dpes= 0.25 mm ; dpos= 0.25 mm, lpm= 4 mm;
7.6
; - i/.——‘
=.‘.’ 7.4
qalital
4 4.5 5
‘w [mm]

g) di= d2= 1 mm, dpos=
0.25 mm, lpm=4 mm,
ws= 1 mm;
Figure 5-7 : Puissance massique (masse active + masse tétes de bobine) en fonction de la position des
conducteurs dans I’encoche (a), de lahauteur de I’isthme hi(b) , de la hauteur de I’isthme hz (c), de la hauteur
de la barre externe (d), de I’epaisseur d’aimant (e) , de ’ouverture d’encoche (f) et de I’epaisseur des barres

(@

La hauteur des aimants a été définie afin de maximiser la puissance massique (et minimiser I’inertie
rotorique).

5.3.Choix des matériaux

En principe, la conception d'une machine est un processus itératif, dans lequel il est possible d’améliorer

les performances de la machine en choisissant une méthode de refroidissement plus efficace, des isolants

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 174



de plus haute classe thermique ou en utilisant des « meilleurs » matériaux. En effet, le choix du matériau a
une influence significative sur les pertes et les résistances thermiques cf. §1.4.1 et §4.2.2.2. Une étude
comparative est ainsi effectuée afin de choisir la nuance et la composition des aimants ainsi que les

matériaux constituants le rotor et le stator.

a. Culasse statorique

Dans [Boubaker-16] il a été constaté que I’emploi de matériaux a haut niveau de saturation, comme des
alliages Fer-Cobalt (FeCo), relativement colteux par rapport a des alliages Fer-Silicium (FeSi), pour des
configurations a haut nombre de paires de poles n’apporte pas d’avantages significatifs. En effet, pour des
petits pas polaires, les culasses magnétiques ne sont plus dimensionnées par critere magnétique, comme
développé au chapitre §1.4.4, mais par critere mécanique. Effectivement, les culasses magnétiques du
design précédemment introduit atteignent des valeurs tres faibles (= 2 mm pour le stator et le rotor). Une
valeur minimale de 3 mm avait été fixée afin de garantir une robustesse mécanique suffisante lors du
procédeé d’assemblage et de traitement thermique des paquets de toles. Cependant, un alliage FeCo permet,
a priori, de réduire le niveau de pertes générées. Cette diminution est assimilable a des pertes réduites par
courants de Foucault dans les culasses, mais aussi dans les barres. En effet, des barres de section importante
peuvent étre employées afin de réduire les flux de fuites au niveau de la dent, Figure 5-6-g. Pour cette

raison, un alliage FeCo de trés haut niveau de saturation a été choisi dans cette étude Tableau 5-5.

L’épaisseur de la tole magnétique est fixée de sorte a étre trés inférieure a 1’épaisseur de peau o :

1
6peau =
VOolrtomf

o étant la conductivité électrique du matériau, tandis que ur et uo sont respectivement la perméabilité relative

(221)

du matériau magnétique et celle du vide.

Pour des toles FeCo de conductivité électrique d’environ 2.4 MS/m, une perméabilité relative a 1.5 T égale
a 15000 (valeur typique) et une fréguence électrique de fonctionnement de notre moteur de 1833 Hz,
I’épaisseur de tole requise pour un fonctionnement optimal (pertes fer minimales) devrait étre tres inférieure
a d1833= 0.06 mm et 0.28 mm pour du FeSi. Cependant, 1’épaisseur minimale disponible dans le commerce

pour des tbles FeCo (Vacoflux50) est égale a 0.20 mm.

B
sat
iy e @ 13000 K K K G Hr 3
Mat k h c e
ateriau [mm] Alm add [Ws/kgTz] [Wsz/kgTz] [Ws”/kng‘S] [MS/m] 1(5@_'_) [g/cm3]
(7] '

NO20 0.20 1.7 2.08 253 0.185 0 1.92 930 7.65
Vacoflux50 0.35 2.35 1.27 251 0.29 0 24 18000 8.12
Vacoflux50 0.20 2.35 1.27 119 0.123 0 24 18000 8.12
Vacodur49  0.20 2.29 1.27 87.36 0.190 0 24 17400 8.12

Tableau 5-5 : Propriétés des matériaux de circuits magnétiques @ 20°C.
Dans un premier temps, nous avons donc opté pour une nuance de type FeCo, minimisant les pertes fer et

permettant d’atteindre un niveau de saturation plus élevé cf. §1.4.1.1.
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T=25°C

B=20T

025 ——VACOFLUX 50 épaisseur téle 0.35 mm
- - - - VACOFLUX 50 épaisseur téle 0.2 mm

B=15T
B=2.0T

Pertes spécifiques Py/f, [W/kg]

1] 500 1000 1500 2000 2500

Fréquence [Hz]

Figure 5-8 : Pertes spécifiques en fonction de la fréquence pour des toles FeCo d’épaisseur respectif de
0.2mm et 0.35mm.

Le passage vers une épaisseur de tdle de Vacoflux50 0.20 mm, au lieu que 0.35mm, a permis une réduction
significative des pertes fer, Figure 5-8, réduisant les pertes générées pour une induction de 1T et une
fréquence de 1500 Hz.

b. Aimants

Dans un premier temps des aimants NdFeB (N45UH, dont les propriétés sont résumées au Tableau 1-4)
sont préférés pour leur densité d’énergie élevée. Des aimants SmCo32L ayant 1’avantage d’€tre moins
sensibles a la température, sont regardés dans un deuxieme temps. Leur induction rémanente est cependant
inférieure de 18% par rapport aux aimants N45UH (1,1 T & 20°C pour la nuance SmCo32L contre 1,35 T
pour celle de type N45UH), Tableau 1-4. Les aimants SmCo généralement préférés pour un risque mineur
de démagnétisation offrent une marge supérieure de fonctionnement a hautes températures. De plus, leurs
surfaces peuvent étre rectifiées sans probléme liés a la corrosion. Néanmoins, pour une configuration a
rotor en aluminium, lors des itérations de convergence entre le modele thermique et le modéle
électromagnétique, nous constatons une température trop élevée au niveau des aimants SmCo (Tam =
Taimmax), rendant impossible la convergence thermique telle que définie par le graphe en Figure 4-85. Ce

constat nous oblige a opter en faveur d’aimants NdFeB (N45UH) combiné & un rotor ferromagnétique.

c. Dimensions et matériau des barres

Nous avons vu au chapitre 4.2.2.1 qu’il est nécessaire voir fondamental de minimiser les pertes Joule
additionnelles dues a la haute fréquence. On peut vérifier via les équations (126) et (127) qu’il est possible
de minimiser les pertes additionnelles, mais les pertes DC augmentent considérablement. A contrario, la
relation (126), donnant une plus grande hauteur de barre réduit les pertes Joule totales, c’est donc celle-Ci

que nous avons choisie pour dimensionner notre machine. Ceci est résumé par le tableau suivant :
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Matériaux

Stator et rotor Vacoflux50,. .
Aimants N45UH
Bobines Cuivre
Dimensions
Configuration (Ia) (Ib)
Barres (hoarre X toar) 1 x4 2 x4 mm
Aimants (Tmmin X lpm) X p (6.75%x4) x 44 (6.56 x 4) x 44 mm
Stator (hes — Wep— ds —d2 — di) 2-4.5-4.8-1-1 mm
Rotor (Rer -her - ) 108 -2 -1 106-2-1 mm
Isolants
Fond d’encoche 0.125 x2 mm
Inter-épingle 0.125 x 2 mm
Pertes @ 1833 Hz (TDH =0 %)
Courant de phase 180 185 Arms
Additionnelles (encoches) 74 440
Joule CC (encoches) 1433 716 w
Totales (encoches) 1507 1156
Kac 1.05 1.6 adm
Joule totales (+tétes) 1696 1255 \%
Aimant 100 88 \
Stator 230 332 W
Rotor 20 22 \\
Totales 2046 1697 \%
Performances (42kW@2500 tr/mn) a 20°C
Rendement 95 96 %
Puissance massique 9 7.5 kW/kg

Tableau 5-6: Comparatif des performances moteur avec un bobinage (par quartiers 6 groupes) en cuivre,
stator en FeCo et aimants en NdFeB non segmentés a 20°C.

On voit que malgré cette augmentation en pertes Joule, la premiére itération, réduisant le rendement,
augmente considérablement la puissance massique, car le poids du stator et celui du bobinage a été réduit.
La surface d’échange au niveau des bobines est également réduite. La résistance thermique de 1’encoche a
aussi augmenté (180)-(182). Cela fait que la température atteinte au niveau du bobinage pour la
configuration (la) (4x1) est accrue, Figure 5-11 (a), réduisant ainsi la puissance délivrable par cette

configuration a égal rendement.
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Figure 5-9 : Comparatif en température atteintes au niveau du bobinage dans le cas ou on modifie : (a) la
hauteur des barres ou (b) la conductivité thermique des barres.

A contrario, pour la méme hauteur de barre, donc méme section d’échange, 1’utilisation d’un bobinage en
Aluminium permet d’accroitre la puissance massique sans sensiblement impacter le rendement de la
machine. En effet, la réduction des pertes Joule additionnelles contre carre 1’accroissement des pertes Joule
DC cf. 84.2.2.1. Ceci améne a une augmentation des pertes Joule (en ne tenant compte que des conducteurs
dans les encoches) de seulement 17% avec un bénéfice en puissance massique de 26%. Le tableau suivant

résume 1’étude comparative :
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Matériaux

Stator et rotor Vacoflux50,). .
Aimants N45UH
Bobines Cuivre Al
Dimensions

Configuration (Ia) (Ic)

. (127) 1.1 1.3 mm
Hauteur barre optimale (126) 17 %) om
Barres (hparre X toar) 2 x4 2 x4 mm
Aimants (Tm X lpm) X p (6.56 x 4) x 44 mm
Stator (hes — Wop—ds —da—di)  2-4.5-4.8-1-1 mm
Rotor (Rer -her - ) 106 -2-1 mm

Isolants
Fond d’encoche 0.125 x 2 mm
Inter-épingle 0.125 x 2 mm
Pertes @ 1833 Hz (TDH =0 %)
Courant de phase 185 Arms
Joule bobinage (encoche) 1156 1355 W
Aimants 88 W
Stator 332 312 Y
Rotor 22
Totales 1.6 1.78 kW
Performances (42kW@2500 tr/mn) a 20°C

Rendement 96 95.6 %
Puissance massique 7.5 9.5 kW/kg

Tableau 5-7: Comparatif des performances moteur avec un bobinage (par quartiers 6 groupes) en aluminium
(aimants non segmentés et propriétés a 20°C).

Il faudra par la suite vérifier la faisabilité industrielle. En effet, les procédés de soudure conventionnels,
traitées dans [Boubaker-16], font que les températures atteintes localement détériorent les isolants. Pour
cela, nous avons dans un premier temps préféré opter pour un bobinage en cuivre afin de réduire tout risque
additionnel. Des techniques de soudure en environnement contrdlé comme par exemple celles par
immersion liquide pourraient permettre d’atténuer les pics de températures et/ou confiner le plus possible

ces zones, réduisant le risque d’endommager les isolants.

d. Isolants d’encoche

Les barres étant obtenues a partir d’une découpe de plaque nue, sans isolation électrique, il est important

de choisir avec attention les matériaux isolants.
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/

!

|Iso|ant fond encoche

| Epingle | | Isolant inter-épingle|

Figure 5-10 : Illustration de la configuration étudiée : bobinage massif par épingles découpées par jet
d’eau.

Le choix de I’isolant est fait en tenant compte principalement des températures atteintes lors du
fonctionnement (températures a régime thermique stabilisé), lors du brasage (températures locales) et enfin

de la fragilit¢ mécanique, afin de permettre 1’insertion dans I’encoche sans abimer 1’isolant.

Isolant : Fond d’encoche ©  Inter-épingle - Faces stator (dsa)

Matériau : Kapton Vétronite Nomex Vétronite

Thnax : 240 180 250 180 °C
An: 0.12 05 0.12 ° 0.5 W/m/K
Dimensions: | 0.125x2 7 0.4 03 0.5 mm

Tableau 5-8: Comparatif des performances moteur avec un bobinage (par quartiers 6 groupes) en aluminium
(aimants non segmentés et propriétés a 20°C) cf. Annexe , Tableau I-1.

Si la température maximale de la classe d’isolation est dépassée lors de 1’utilisation du moteur, cela réduira
sensiblement la durée de vie. Inversement, une utilisation a une température inférieure a celle stipulée

permettra d’augmenter la durée de vie de I’isolant de notre moteur, Figure 5-11.

1,000,000

CLASSF
100,000} —

CLASS A
10,000 ——

CLASS B
1,000} —

AVERAGE EXPECTED LIFE-HOURS

100} -rrrtrrrt
60 BO 100 120 140 160 180 200 220 240

TOTAL WINDING TEMPERATURE - Degrees C
10° C HALF LIFE RULE
Figure 5-11 : Evolution du cycle de vie d’une machine électrique en fonction de la température d’exercice.
Il faut donc veiller a rester en dessous des températures maximales que supportent les isolants (selon la
classe de I’isolant le plus vulnérable) du bobinage. On notera néanmoins que le processus de pertes de
fonctionnalité de 1’isolant d’un bobinage électrique peut tre progressif et surtout réversible (pouvoir auto-
cicatrisant en dessous de la température de transition vitreuse pour les polymeres tels que le Kapton et la

vétronite. Ces derniers sont préférés au Nomex pour leur rigidité mécanique supérieure lorsque la

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 180



température retrouve des niveaux plus habituels pour la machine. Par la suite, la distance entre les deux
conducteurs d’une méme encoche a été fixée a 0.4mm au lieu que 0.25mm (deux couches de Kapton)
augmentant les pertes Joule globales de maniére négligeable. Le Kapton posséde une rigidité diélectrique
tres élevée voir Tableau 2-4. Afin de se « rassurer » sur 1’isolant de fond d’encoche choisi, nous avons fait
un test diélectrique en courant alternatif (AC) entre la barre et une plaque métallique séparée par 1’isolant
épaisseur 0.127 mm. A 4 kV nous n’avons pas constaté de défaut d’isolation. La résistance de 1’isolant aux
effets de pointes doit également étre constatée. Ces effets, observés lors des tests diélectriques, sont généres
par accumulation de charges électriques (décharges couronne cf § 1.3.1) au niveau des angles vifs des

conducteurs a épingles a la sortie des encoches du stator.

Il a donc été nécessaire d’augmenter la distance (dsqe, Figure 4-42, de 0.5 mm a 1 mm) entre les raccords en

sortie des encoches et le paquet de tbles statorique.

Enfin, les faces latérales du stator sont isolées par des joues en Vétronite.

Dimensions parties actives

Barres (hparre X toar) 2x4.5 mm
Aimants (Tmmin X lpm) X p (6.56 x 4) x 44 mm
Stator (hcs —wsp—d3 —dr — d]) 2-5-4.9-1-1 mm
Rotor (Rer-her - ) 106-2-1 mm
Dimensions isolants
Fond d’encoche (disc) 0.125 x2 mm
Inter-épingle (dis;) 0.4 mm
Faces stator (dsq) 2x0.4 mm

Tableau 5-9 : Dimensions définitives configuration la.
Des tests ultérieurs seront effectués une fois que la machine sera assemblée afin de vérifier I’isolation
(Norme IEC 60034) suite a 1’assemblage.

e. Utilisation de I’aluminium au rotor

Afin de réduire au maximum I’inertie rotorique et ainsi respecter le cahier des charges, mais également
d’améliorer la puissance massique du moteur, nous avons testé I’utilisation d’un rotor amagnétique, en
aluminium. Cela, comme démontré au chapitre dédié au motif Halbach (cf. §3.2.4) semblerait &tre
envisageable au vu des courts chemins des flux rotoriques qui caractériseront ce prototype (y = 2). L’étude
montre que méme si avec un rotor en aluminium nous ne perdons qu’environ 18 % sur le couple (de 160
Nm a 130 Nm), nous gagnons en contrepartie nettement sur la masse du rotor (passant d’une inertie de
0.047 kg m? & 0.027 kg m?), ce qui semblerait se traduire par une augmentation de la densité de puissance
massique d’environ 16 % (de 7.5 kW/kg a 8.7 kW/kg a 20°C). Le tableau suivant résume 1’étude

comparative :
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Matériaux
Bobines Cuivre
Rotor Vacoflux50g,c. 5 Al Al
Aimants N45UH N45UH | SmCo32L
Caractéristiques électriques
Courant de phase : Iphrms 185 225 288 A
Constante de f.e.m. : K. (20°C) 0.483 0.409 0.34 V/(rad/s)
Facteur de puissance : cos(¢) 0.731 0.737 0.752 adm
Pertes
Joule totales bobinage : Pjoule, 1355 2071 3081 \W%
Aimants : Paim 71.4 73.7 365 W
Stator : Pt 540.5 461.5 516 w
Rotor : Prot 30 95.5 143.4
Totales : Piot 1.99 2.46 4.12 kW
Caractéristiques globales
Rendement : 1 95.5 94.1 91 %
Puissance massique : Pam 7.5 8.7 8.6 kW/kg
Inertie rotorique : I 0.046 0.025 0.027 kg.m?
Configuration : @D (1) (I1D)

Tableau 5-10: Comparatif des performances du moteur avec un rotor en FeCo et en aluminium au point de
fonctionnement nominale 42kW@2500 t/mn a 20°C (aimants non segmenteés).

Néanmoins, aprés une étude thermique, nous rencontrons plusieurs difficultés. Ces difficultés sont liées
principalement aux pertes rotoriques importantes, qui font que, a égal rendement, pour les mémes
conditions de refroidissement (a parité de flux thermique évacué), le couple de la machine est affecté,
réduisant le gain en puissance massique. Effectivement, méme si 1'utilisation de 1’aluminium au rotor
permet la diminution des pertes par courants induits dans les aimants de 10 % (79 W au lieu de 88 W pour
des aimants NdFeB) et de 34% des pertes fer au stator (218 W au lieu de 332 W), nous créons une
composante additionnelle des pertes par courants induits dans le rotor en aluminium d’a peu pres 68.6W
(90.6 W au total), qui additionnées aux pertes Joule, accrues elles aussi, élévent les pertes totales a 2.46 kW
contre 1.6 KW évaluées pour une configuration a rotor ferromagnétique. Ainsi une configuration de type

(1) est dans notre cas conservée et soumise a une étude paramétrique afin d’en accroitre les performances.

5.4.Etude des designs proposés

Ainsi, comme développé précédemment cf. 84.3, une étude thermique est effectuée. Nous prenons en

considération des contacts non idéaux dont les conductances thermiques équivalentes sont ainsi résumées :
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Interface Valeur Unité

Rotor/Arbre 1060 W/ (m? K)
Aimants/Rotor 1060 W/ (m? K)
Stator/Virole 1060 W/ (m? K)
Bobinage/Encoche 635 W/ (m? K)
Vernissage/Virole 635 W/ (m? K)

Tableau 5-11: Comparatif des performances du moteur
avec un rotor en FeCo et en aluminium a 20°C (aimants
non segmenteés).

Un modéle éléments finis complémentaire, dont les résultats sont illustrés en Figure 5-13, est développé.

Ainsi, nous pouvons résumer les propriétés thermiques des matériaux utilisés dans le tableau suivant :

, . s . . A Cp
Région considérée Matériau (W/ImK)] | (kg K)|
Virole y compris les flasques Aluminium 237 897
Arbre Acier 51 897
Bobinage Cuivre 400 385
Isolant entre les conducteurs €lectriques Nomex 0.15 Négligée
Isolant autour des encoches Kapton 0.3 Négligée
Isolant d’encapsulation Résine 0.3 Négligée
Stator dans la direction axiale FeCo 0.3 448
Stator dans la direction radiale FeCo 16
Propriétés rotorique Aluminium 237 897
Aimants NdFeB 7.7 460
Frette Fibre de carbone 1 Négligée
Roulement Equivalent 11e-4 897

Tableau 5-12 : Propriétés des matériaux analysés.

Ci-apres la représentation schématique des échanges thermiques (Figure 4-48, cf. 84.3.2), ne tenant compte
gue des phénoménes jugés comme étant prépondérants. Négligeant, dans un premier temps, a la fois les
échanges par convection a I’intérieur de la virole : a ’entrefer et entre la machine et la virole. En effet,
compte tenu des basses vitesses de rotation (Figure 111-4 et Figure 4-79) les calories seront principalement

évacuées par conduction et par convection a travers la surface des ailettes.
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Figure 5-12 : Simplification des chemins de transfert de chaleur dans la machine (C : est pour conduction
et V : pour convection).

L’évacuation de la chaleur n’est effectuée qu’au travers de la surface externe de la virole (pourvue
d’ailettes) a ’exception des flasques (hypothése conservatrice). Dans un premier temps, nous supposons
pouvoir atteindre une valeur d’échange par convection de 200 W m2 K1, ce qui est dans ce cas une valeur
plutét conservative cf. 82.3.2, Tableau 2-3. On verra par la suite qu’un compromis est a trouver entre la
minimisation de la puissance nécessaire du ventilateur et la maximisation du coefficient d’échange (Orad).

Enfin, une valeur plus élevée que celle ici supposée est atteignable modifiant la géométrie du radiateur.

Précédemment, la configuration (I11) présentée au Tableau 5-10 s’est avérées étre infaisable. En effet, la
température atteinte par les aimants est proche de la température maximale d’opérabilité permise par le
constructeur 260°C (contre 300°C [eclipsemagnetics]) de la méme maniére que pour le bobinage (204°C >
180°C température max admissible par l’isolant inter épingle en vétronite) la température de
fonctionnement est trop élevée et doit étre réduite. Une étude de sensibilité paramétrique est alors effectuée
afin d’analyser I’impact qu’apporterait des modifications sur les températures atteintes a convergence. Une
réduction de 40% des pertes rotoriques : au niveau du rotor et des aimants, de 500W pour la configuration
(1) & 300W, baisserait la température des aimants a 124°C. On verra par la suite qu’une segmentation du
rotor et des aimants par 8 segments axiaux permet d’atteindre une réduction du 22.8% (Prot + Paim = 386
W). Le tableau ci-aprés résume les températures a régime (a convergence), supposant une réduction du 40%

des pertes rotoriques totales (Prot + Paim), pour les trois configurations :
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Aimants N45UH  N45UH SmCo32L

Rotor  Vacoflux50 Aluminium
T imant 76 88 124 °C
T popinage 100 122 [ -c
T otor 76 88 124 °C
LI 98 120 (G -c
1)) (I (111)

Tableau 5-13 : Températures atteintes avec segmentation des aimants et du rotor a régime permanent.
Une fois la convergence atteinte (erreur < 2 % du couple), on observe une chute considérable du couple de
plus de 21% (143 Nm au lieu que 160 Nm) et faisant passer le rendement (déja inférieur a celui requis par
le cahier de charge Tableau 5-1) de a 91% a 87.8%.

n 123.77 Max
12327
122.77
12228
121.78
121.28
120.78
120.29
119.79
119.29 Min

0.050 S
Figure 5-13 : Résultats modéle thermique aux éléments finis configuration (III) au point nominale.

De méme, comme résumé au Tableau 5-14, une chute conséquente en couple est observée comme ci-apres

résume :

Matériau aimants  N45UH  N45UH SmCo32L

Matériau rotor Vacoflux50 Aluminium

Courant de phase 185 225 288 A

Pertes totales 2.2 2.75 4.56 kW

Rendement 94 91.8 %

Couple 143 Nm
() an (I1I)

Tableau 5-14 : Comparaison des prestations a convergence atteinte pour les températures au Tableau 5-13
pour asink = 200 W / (K m?).

La configuration (I) au contraire offre une certaine marge utile, en température Tableau 5-13 et en

rendement Tableau 5-14, afin d’atteindre le couple nominale (de 160 Nm) :
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Performances ( Températures
Courant de phase 253 A Taimant 108 °C
Constante de fe.m.: Ke  0.35  V/(rad/s) Toobinage 152  °C
Pertes totales 4.2 KW Trotor 112 °C
Rendement 90 <92 % T ator 148 °C

SN NN NN

Couple 160 Nm
Tableau 5-15 : Prestations et températures au point nominal a régime
permanent pour dsink = 200 W / (K m?) pour la configuration (I).

Une résistivité accrue dans le cas d’aimants NdFeB (180 uQcm contre 60 uQcm pour des SmCo, Tableau
1-4) permet de minimiser les pertes dans les aimants et ainsi réduire la température rotorique. Une étude
complémentaire est menée ci-dessous pour analyser 1’origine de ces pertes et éliminer tout risque de

démagnétisation.
Caractérisation des pertes rotoriques :

Les pertes rotoriques (dans les aimants et dans la culasse au rotor) sont principalement dues aux effets

de frange au niveau de I’ouverture d’encoche cf. §2.3, Figure 2-25.
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Figure 5-14 : Evolution des pertes aimants en fonction de I’ouverture d’encoche
adimensionnées par rapport a la largeur d’encoche pour la confuguration (I).

Pour un bobinage a barres distribuées en quartiers, le phénomeéne est peu marqué a vide, grace a des
ouvertures d’encoches réduites, mais trés marqué au régime nominal (1.9W @ OA et 92.4W @ 225A pour
une configuration NdFeB avec rotor en Aluminium). Afin de caractériser les pertes dans les aimants de

notre configuration par quartiers, nous avons effectué trois simulations :

e Calcul des pertes dues a la denture. Nous effectuons une simulation dans laquelle les aimants sont
activés et les courants sont nuls. La variation de 1’induction dans les aimants due a la denture est la
seule source de pertes dans les aimants.

e (Calcul des pertes dues a I’interaction des harmoniques d’espace avec le fondamental de temps. Ces
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pertes sont évaluées en effectuant une simulation (avec aimants inactifs) dans laquelle la machine
tourne a la vitesse nominale alimentée en régime sinusoidal (et ensuite par des courants caractérisés
par un TDH = 12.4%) ;

Le tableau ci-apres résume 1’étude :

Matériau aimants SmCo32L
Matériau rotor Aluminium
Courant de phase 0 288 A
TDH 0 0 12.4
Pertes aimants 1.9 477 526 W
Pertes rotor 0.4 1434 221 W

Tableau 5-16 : Pertes rotoriques dues aux harmoniques d’espace et aux harmoniques temporels pour ws=1
mm pour un pas de calcul égal a d0. = 1° sous une période électrique.

Les résultats mettent en évidence les points suivants :

* Les pertes issues des harmoniques d’espaces sont prépondérantes devant les pertes dues aux principaux
harmoniques de temps (477.5-1.9 =) 475 W pour une alimentation sinusoidale et (526-1.9 =) 524.1 W pour
une alimentation issue d’une MLI équivalente a une fréquence de découpage de 10 kHz avec m = 1 (facteur

de surmodulation), Figure 4-38) ;

* Les pertes dues a la variation de I’induction de I’aimant par la denture sont estimées a environ 2% des

pertes totales par courant de Foucault ;

En régime sinus la totalité des pertes au rotor, sans segmentation axiale des aimants, est de 620W (pour un
pas de calcul de d6. = 6°), pour la configuration (111), soit 12% des pertes totales. Il s’avere nécessaire de
segmenter les aimants et d’améliorer 1’échange thermique optimisant la virole. Nous présentons ci-apres
I’étude de minimisation des pertes par courant induit (CI) dans les aimants et en particulier un modéle

analytique nous permettant d’évaluer ces pertes en fonction du nombre de segments.

Minimisation des pertes par CI dans les aimants :

Une modélisation électromagnétique 3D de la machine au point nominal est effectuée ainsi de suite afin
de prendre en compte les effets de bords, Figure 5-15, et surtout d’évaluer les pertes dans les aimants en
fonction du nombre de segments axiaux. Une segmentation circonférentielle des aimants apporterait une

réduction ultérieure, mais pas de maniére a justifier le surcolt (avec tm =~ L;).
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Z Courants
induits

Effets de
bords (3D)

X .
2D

Effets de
bords (3D)
o

Figure 5-15: Chemin des courants de Foucault en 3D.
Les segments d’aimants étant déja trés limités en largeur (6.5-6.8 mm), on ne peut que segmenter les

aimants dans la direction axiale.

Axial segmentation Circumferential segmentation

Figure 5-16 : Segmentation des aimants.
Comme on peut I’observer en Figure 5-17, la segmentation des aimants permet I’atténuation des courants
induits. Néanmoins, comme démontré par [Sergeant-08] cela augmente les pertes rotoriques. A cet égard,

une segmentation du rotor massif (en Aluminium) est aussi nécessaire.
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Figure 5-17 : Densité des courants induits dans les aimants avec segmentation
axiale et sans pour un cas simplifié (stator et rotor non representés).

Figure 5-18 : Modéle

Dans la littérature, on retrouve des relations analytiques permettant d’évaluer (sous certaines conditions)
les pertes au niveau des aimants [KI6tzl] - [Madina-11] - [Polinder-99] — [Bettayeb-10] — [Aslan-13] —
[Bianchi-07] — [Huang-10]. De maniére générale, nous exprimons les pertes dans un corps de matériau

homogéne par la relation suivante :

Paim = paimLain - [ V(0,01 dsat (222)

Ou Jn représente la densité de courant induite dans les aimants dont I’expression peut étre obtenue par la

relation suivante :
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Paim j;jm(r, 0,0)-dl = fﬁ(r, 0,0)-dl = —%ﬂ By(r,0,t)-ds (223)
Ce qui nous permet d’écrire, a la surface de 1’aimant [Madina-11] :

]m(r,H,t)=—;fw redf+C (224)

OU paim est la résistivité de I’aimant, 6 est I’arc de I’aimant, r le rayon et C une constante d’intégration

évaluée afin de respecter a tout instant la condition limite suivante :
§Im@.0y7-db= 0 (225)

Dans notre cas, comme suggéré par [Polinder-99], la taille des aimants étant extrémement réduite, on peut
supposer que la densité du flux magnétique est constante sous 1’arc entier d’aimant (tm/2< Speay avec Tm =
OmRe) et en particulier, on peut vérifier dans ce cas que : Jmx(-X,to) = -Imx(X,to). Alors, en considérant le flux
magnétique perpendiculaire a [’aimant et les effets de bords négligeables (densité de flux homogene dans

’axe z pour Tm > L./5 [Bettayeb-10]), la densité de courant est donnée par :

X dBpy(t)
Paim dt

Jmz ) = (226)

A partir de la relation (222), on peut écrire la densité volumique des pertes produites par Cl par le
fondamental de I’induction magnétique [Bettayeb-10] - [Pyrhonen-2nd] :

Tin

p aim Pai /2 2 2
tot aim
. = =k = 2 B —
Paim o TmlpmLr M 2T f_rm/zlljmm'l(r’ ol dx 24,0aim( feBmrs) (227)
(feTm) 2 3
= khkf £ (Bm,r,l) ’ avec kf = _Lz",seg/(frzn + L?‘,seg)
6paim 4

Ou le coefficient ks est un facteur de forme [Bettayeb-10] qui permet de prendre en compte la longueur
axiale réduite de notre machine. kn est un coefficient tenant compte de la contribution de chaque
harmonique. En négligeant la composante tangentielle, cela se traduit par [Pyrhonen-2nd] :
Zh=a h*Brr

BZ

m,r,1

kp=1+ (228)

Ce coefficient est égal & environ 1.6 dans notre cas (TDH = 25%) et a 3 pour une induction a I’entrefer de
forme rectangulaire (TDHh-135 = 39%) cf.8§3.2.3, (86). Comme on peut le constater sur la figure suivante,
cette relation donne une trés bonne approximation des pertes par CI dans les aimants tant que 1’effet de

peau reste négligeable :
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Figure 5-19 : Comparaison modele 2D aux éléments finis avec le modéle analytique en fonction de la
fréquence (vitesse de rotation mécanique allant de 200 tr/m a 3000tr/mn) : (a) configuration (III) et (b)
configuration (II) avec dO. = 6°.

On peut observer qu’un matériau de plus haute résistivité sujet a la méme variation de flux magnétique sera
traversé par un plus faible courant induit.
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Figure 5-20 : Comparaison : (a) pertes aimants et (b) largeur réduite pour NdFeB Vs SmCo (FEM) en
fonction de la fréquence (vitesse de rotation mécanique allant de 200 tr/m a 3000tr/mn), et (c) modéle
representatif issu de [Bettayeb-10].

En particulier, la condition tm/2 > 8peauh n’est pas respectée (ni par les harmoniques ni par le fondamental
de I’induction a la surface de I’aimant) pour la configuration (II). Cela implique, dans certains cas, d’opter
pour un calcul plus fin aux éléments finis (-31% d’erreur évalué par calcul analytique par rapport au modéle
2D éléments finis & 1833 Hz). Une seule évaluation de ces pertes en 2D suffit dans notre cas a donner avec

une bonne approximation les pertes. Il est cependant nécessaire de vérifier ce calcul par éléments finis 3D.
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v

Modéle Sémi-Analytique FE 2D . FE 3D
Longueur rotor Lr>Ls Lr=Ls . Lr>Ls Lr=Ls o Lr>Ls Lr=Ls

Pertes dans le rotor ><:I 145 136 L 11s 119 W

Pertes dans les aimants 253 237 365 342 342 328 W
(Non segmentées)

Erreur* -26 -28 +6.7 +4.3 0 0 %
Tableau 5-17 : Comparaison pertes rotoriques modéle 2D Vs modéele 3D (* par rapport au cas 3D, df. = 6°).

On peut observer a partir du Tableau 5-17 que le modéle bi-dimensions prédit, a priori, des pertes par
courants de Foucault au niveau du rotor supérieures a celles d’un modéle éléments finis 3D. Ceci n’est vrai
que lorsque Ra et R, ont des valeurs comparables (Figure 5-18) c.a.d. lorsque tm est comparable a L. On
peut constater cela des valeurs des pertes générées au niveau des aimants et du rotor en simulation 3D et
2D. Effectivement, la longueur des trajets 3D parcourus par les courants est bien plus importante dans le
cas 3D. Pour ce qui concerne les pertes au niveau des aimants exploitant la relation (227) nous pouvons
tracer les graphiques suivants :
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Figure 5-21 : (a) Pertes par CI dans les aimants évaluées FEM 3D Vs analytique en fontion du nombre de
segments pour les configurations (II) et (IIT) (b) Ecarts entre modéle analytique et simulation EF.

Par simulation 3D, on a pu constater une déviation importante >20% pour la configuration (I111) et
acceptable pour la configuration (1)< 20% entre la relation analytique (227) et I’analyse aux éléments finis
(3D) lorsqu’une segmentation est effectuée. Ceci, est certainement d0 au contenu harmonique élevé des
courants induits dans I’aimant. Pour un aimant de moindre résistivité¢ (SmCo), I’hypothése de validité de la

relation (227) n’est plus respectée pour la gamme des fréquences analysées (fe > 1800 Hz), Figure 5-20. Le
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champ magnétique n’est plus dans ce cas homogéne. Une modélisation plus fine est dans ce cas nécessaire.
Celaest traité dans [Gieras-08]. D’ailleurs, plus on segmente, plus les effets de bord dans I’axe z deviennent

considérables.
Ce modele analytique, donne donc une bonne approximation lorsque :

e Les effets de peau sont négligeables (au moins pour le fondamental de 1’induction, faible TDH de
I’induction a I’entrefer) ;

e Lataille des segments dans ’axe z est supérieure a au-moins 31n ;

La déviation entre modele analytique (227) et modele aux éléments finis, lorsque cette derniére condition
n'est pas satisfaite, peut étre ultérieurement réduite (<5% pour la configuration (I1)) en tenant compte de

ces effets via un coefficient multiplicateur [Gieras-08] :

Ts

1
k,=1+-—
? T Ly [Zseg

(229)

Ci-apres la comparaison du modéle avec prise en compte des effets de bords :
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Figure 5-22 : Pertes par CI dans les aimants évaluées FEM 3D Vs analytique (corrigé) en fontion du
nombre de segments pour la configuration (II).

Dans ce cas le modéle analytique viendra compléter, avec la relation de Dowell corrigée (147) et la relation
de Bertotti (19), cf. §1.4.1.1, Tableau 5-5, I’outil de prédimensionnement précédemment développé Figure
4-2:

2 3/2
Pfer,an = kadd [therer 2 + Kc(ferer) + Ke(ferer) ] (19) cf. §1-4-1-1
(4-n)
k7 (Rer + Lym) L B
Paero = Pair = gpmn : wm(3 ™ (21) cf. §1.4.2
(Vair)
Pacrotan = (kacpkacpe + kenkac,en)Pocpe (147) cf. §4.2.2.1
(1feTm)? 2
Paimegran = 2PTmlpmL)knksk, 6{*;’—? (Birn) (222) cf. §5.4
am
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Il est & noter que ces relations, ci-dessus résumées, n’étaient pas entiérement disponibles lors du
dimensionnement, détaillé dans ce chapitre. Cela nécessitait du temps pour en évaluer I’erreur commis au
niveau global et relatif. De plus, elles ne permettent pas d’évaluer les pertes totales dans le cas ou des
culasses ferrognétiques sont employées. De méme, pour les relations développées au chapitre cf.§3.2.3

évaluant I’induction a ’entrefer (85) pour des culasses idéales.

Conclusion sur la minimisation des pertes rotoriques

La réduction apportée par la seule segmentation axiale dans le cas de la configuration (I111) ne semble
pas suffisante (réduction inférieure au 40% supposé auparavant). Il s’avére donc nécessaire d’identifier une
autre piste utile @ minimiser les pertes par courants de Foucault. Au chapitre 84.2.1, un effet écran, décrit
dans [Boubaker-16] a été mentionné afin de réduire le niveau des courants induit dans les aimants, utilisant
une frette conductrice telle que I’Inconel 718. Cependant, ceci introduirait une nouvelle composante de
perte, perte par CI dans la frette (qui s’éléverait a 90 W) avec un effet négatif sur le bilan global. En effet,
les pertes par CI augmenteraient dans 1’ensemble aimants et frette de 84.5 W. Une frette en fibre de carbone
sera pour des raisons mécaniques et électromagnétiques a préférer a une frette Inconel (333pu€Q.cm contre

125 puQ.cm pour une frette Inconel). Les pertes dans cette derniere sont négligeables.

Enfin, la prise en compte d’un échange thermique au niveau de I’entrefer par 1’application d’un coefficient
d’échange calculé comme décrit au chapitre §4.3.2 (125 W/ (K m?) @ 2500rpm) ne modifie pas de maniere
sensible les résultats avec une variation inférieure a 3% (car les flux de chaleur sont faibles dans cette zone).
Ces flux s’élevent a 13.7 W et 3.9 W respectivement au niveau des surfaces de la frette et des dents par
rapport a ceux 2420 W et 100 W évacués a travers les ailettes et a travers les flasques de la virole dans le

cas d’aimants NdFeB avec une culasse rotor en Aluminium.

Il a été donc nécessaire d’abandonner I’utilisation d’un rotor amagnétique, se révélant infaisable sous
I’aspect mécanique et électromagnétique. En effet, I’aluminium étant un matériau fortement déformable
par rapport a de I’acier, il tend a fléchir de maniére excessive sous la charge thermomécanique engendrée
par les forces centrifuges, magnétiques (moindres dans le cas de rotor ferromagnétique) et surtout de
dilation thermique. Une solution hybride composée d’une culasse rotorique ferromagnétique reliée a I’abre
via des nervures (ou « jantes ») en Aluminium sera proposée par la suite du calcul mécanique présenté ci-

apres.

Calcul mécanique (assemblage fretté)

Les forces radiales dans les machines électriques (& flux radial) ne participent pas a la création du couple.
En revanche, elles génerent des efforts sur les aimants. La densité des forces est liée au champ magnétique
statorique et rotorique et a leur distribution dans 1’entrefer. L’utilisation d’une culasse amagnétique au rotor
annule la composante d’attraction des aimants dans le sens du rotor. Une attention particuliére doit étre
apporté au frettage, qui apparait nécessaire afin de garantir une pression de contact suffisante entre aimants

et rotor. Cette frette sera dimensionnée par I’approche indiqué précédemment cf. §1.4.2. Un calcul tenant
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compte des dilations thermique est néanmoins nécessaire. Dans notre cas, il est effectué par éléments finis
a I’aide de Ansys Mechanical couplé selon le cas & Ansys Maxwell.

Comme déja traité au chapitre 3.1 I’arrangement des bobines peut indiquer rapidement la répartition des
efforts dans la machine. Une configuration six groupes sera davantage équilibrée, car géométriqguement
symétrique. Cependant les courants instantanés des phases peuvent ne pas complétement étre égaux comme
par exemple lors d’une défaillance. De méme, lors d’un déséquilibrage du rotor Figure 5-23. Un simple
désaxage statique (cylindrique) du rotor est ici pris en compte, modélisé en considérant le rotor décentré

par rapport a I’axe géométrique du stator.

I
(a) (b) (©

Figure 5-23 : Type d’exentricité possibles statique (a), conique (b) et enfin dynamique (c).

Cela modifie la répartition des efforts magnétiques générant une composante radiale non nulle, agissant sur
le rotor. Alors, la force par unité de longueur (nommée edf pour edge force density dans Ansys Maxwell)
intégrée autour des contours des aimants et du rotor est évaluée pour une configuration a rotor
ferromagnétique (I) et pour un rotor amagnétique (I11). Le graphe en Figure 5-24 montre 1’évolution de
I’effort radial maximal au cours du temps (pour une rotation mécanique compléte) appliqué a un aimant en

fonction de la variation de I’excentricité statique en direction radiale pour les deux configurations.
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Figure 5-24 : Evolution des forces magnétiques en fonction de I’excentricité statique (a) amplitude max et
(b-¢) distribution temporelle, pour la configuration a rotor ferromagnétique (I) et pour une amagnétique
(IT) Tableau 5-10.

De méme, la composante de la force magnétique appliquée au rotor est évaluée pour les deux
configurations. Celle-ci donnent une résultante nulle, car distribuée homogenement sur la surface pour une
excentricité nulle. Elle devient conséquente avec 1’augmentation de 1’excentricité. Les figures ci-aprés

illustrent ce principe :
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Figure 5-25 : Evolution des composantes moyennées cartésiennes appliquées a I’arbre pour une
configuration de type : (I) a rotor ferromagnétique et (IIT) a rotor en aluminium.

On voit en particulier que ces efforts peuvent étre de traction ou de compression pour le rotor amagnétique
et d’expansion pour la configuration ferromagnétique, On note également que des forces d’attractions
existent au niveau des aimants en présence d’une culasse magnétique. Par la suite, les efforts magnétiques
additionnés (vectoriellement) aux efforts centrifuges seront appliqués a I’ensemble rotor aimants+frette
sous Ansys Mechanical, afin de vérifier I’état de contrainte de la frette. Cela nous permettra ainsi de prendre
en compte des dilations thermiques différentiées contribuant (avec un ajustage mécanique définit au
préalable) a I’état de contrainte (de la frette, mais aussi des aimants) et a la déformation radiale (en

particulier du rotor).
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Figure 5-26 : Transfert des forces magnétiques évaluées dans Ansys Maxwell vers Ansys Mechanical via
P’interface Ansys Workbench.
Comme illustré dans la Figure 5-26, les forces électromagnétiques, évaluées sous Ansys Maxwell, sont

transférées au modéle mécanique aux éléments finis via 1’outil multiphysique Workbench de Ansys.

En particulier, on a pu noter a partir de la nature des efforts magnétiques qu’il est possible de simplifier le
modele méme si la composante des efforts magnétiques est non axisymétrique en effet la déformation totale

induite lorsque 1’on considére aussi la dilation thermique est axisymétrique.
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On décide donc d’approximer la force magnétique appliquée avec une charge homogeénement distribuée
d’amplitude égale a son pic (ou I’entrefer magnétique est minime, condition conservative), cela est
équivalent a multiplier la vitesse de rotation mécanique a un facteur 1.25 (pour Ny, = 3500 tr/mn) dans le
cas d’un rotor amagnétique et 1 dans le cas d’un rotor ferromagnétique. Cette approche n’est valide que
pour ce point de fonctionnement car les déformations dues aux sollecitations magnétiques sont de moindre
importance comparée aux déformations provoquées par les sollecitations centrifuges et surtout thermiques.
Il est aussi possible d’approximer les aimants comme étant un anneau de masse équivalente, cela rend la
structure plus rigide mais cela reste négligeable vis-a-vis de la précision attendue. Ce probléeme est dans ce
cas 2D axisymétrique (Figure 5-27) lorsque 1’on traite des matériaux homogeénes tels que les aciers. A
contrario, il est nécessaire de passer a une modélisation 3D axi-simmétrique pour des matériaux composites
tels que la fibre de carbone ou les fibres textiles telles que T019, T016 produites par TERYL® cf.§ 1.4.2,
Tableau 1-9. Le modéle 3D axi-simmétrique illustré en Figure 5-27 (b)-(c) nous a permis de prendre en
compte le contact (sans frottement).

I B-Contact
e / Aimants/Rotor
S 5
‘r‘l\/(\? 9/ T S
A Y
Ro=0 A-Contact
(,-L Frette/Aimgants ) N \L'
(a) (b) (©

Figure 5-27 : Modéle mécanique simplifié 2D-axisymmeétrique (a), 3D-axisymmétrique (b) (1 mm
d’épaisseur) et 3D-axisymmétrique réduit (c) (2 cylindres : aimants et frette) avec rotor rigide.

Ce type de modélisation permet de modéliser correctement I’opération de frettage, mais aussi 1’effet
centrifuge. En effet, dans ces deux cas, un contact par défaut de type « Bounded », entre aimant et rotor et
aimant et frette, ne permettrait pas 1’éloignement des deux pieces en contact, pour ce qui concerne la force
centrifuge, ce qui rendrait la structure plus rigide que ce qu’elle est en réalité. Cela peut étre pris en compte
par des contacts de type: «frictionless» (sans friction), «rough» (sans glissement), et ou
« frictional » avec coefficient de friction a définir [Ansys-2].

Dans ce cas, le probléme est non linéaire, car la surface d’application de la charge évolue au cours des
itérations d’application de celle-ci. La convergence du contact est obtenue par la minimisation de la
pénétration entre les deux pieces, condition non réelle a éliminer. La référence [Ansys-2] nous indique les
algorithmes utilisés et les conditions de convergence.

Alors, pour une frette en Inconel 718 dimensionnée selon I’approche illustrée au paragraphe 1.4.2
I’épaisseur de la frette définie par la (39) est égale a 400um (CS = 1.8) pour un ajustage mécanique de -
0.35 mm. Cela permet d’avoir une pression suffisante garantissant le contact entre les aimants et le rotor

(amagnétique dans ce cas) une fois qu’il sera en rotation pour T = 20°C (Figure 5-28).
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Figure 5-28 : Résultats analytiques pour AD =-0.35 mm et -0.40 mm (a) Contrainte mécanique a T =
120°C, 3500 tr/mn (b) pression de contact a la frette pour une frette Inconel 718 d’épaisseur égal a 400 pm
pour une configuration (II) a T = 20°C et 3500 tr/mn.

En effet, une dilatation thermique nuira au maintien du contact qui doit étre néanmoins garantit quel que
soit la température du rotor. A 1’inverse, les forces centrifuges, et magnétiques pour un rotor amagnétique,
tendent a réduire cette pression de contact. La valeur de 1’ajustage a été fixé de sorte & ce que la pression
résiduelle soit positive (—é&) et supérieure a une pression exercée par une force d’arrachement de 150 N sur
chaque aimant. On peut observer de la Figure 5-24 que cette condition est nettement plus sévere pour une
configuration (I11) & rotor amagnétique que pour une & rotor ferromagnétique (I). Pour vérifier cela, une
analyse pour chaque cas de sollicitation a été effectuée avec une attention particuliere a la modélisation du
contact (de type sans friction) entre ’aimant et la frette. Cela nous a permis de confirmer la validité du
modele analytique de dimensionnement de la frette. Il est d’ailleurs nécessaire, d’évaluer la validité de
I’hypothése pour un cylindre a parois minces, qui prévoyait la contrainte radiale comme étant négligeable.
Comme on peut I’observer Tableau 5-18, le modele analytique, par rapport au modéle éléments finis
équivalent a deux cylindres, tend a surestimer la contrainte équivalente de Von Mises lorsque I’on augmente
la valeur de I’ajustement. Il est a noter que la contrainte de VVon Mises contient a la fois une information
sur la contrainte de traction et sur la contrainte de compression, qui sont causées respectivement (dans
I’aimant) par la force centrifuge (mais aussi par les dilatations thermiques), et la pression générée par
I’ajustement radial. Le modéle nous donne avec une bonne approximation (conservatrice), par rapport aux
simulations par éléments finis, la contrainte au niveau de la frette. On peut néanmoins, observer que la
contrainte induite au niveau des aimants est supérieure a la contrainte maximale définie, cf. 8§1.4.2. La
valeur de I’ajustement doit étre modifiée afin de réduire la contrainte et si possible induire un état de
contrainte équivalente de compression dans 1’aimant. Néanmoins, une augmentation de AD de 400 um a
800 um produit un état de contrainte maximale dans la frette supérieure a sa limite élastique : oym frete= 514

MPa - 874 MPa (CS = 1.18) et 61.im= 109 MPa = 59 MPa pour I’aimant.
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Modele Analy. FEM FEM FEM
(2 cylindres) - (2 cylindres) (3 cylindres) (Rotor-Réel)
Ajustement AD 035  -040 ° -035 -040°> -035 -040°> -035 -040 mm
Prin Aim/Rot  0.171  0.341 ~ : ; MPa
Frette 560 607 . 565 565 . 553 600 _ 469 514 MPa
OvMmax | Aimants  ——0 105! > 100 102" > 1100 1091  MPa
Rotor P © 380 -380 - -119.9 -121.5 MPa
Erreur (ovM, Frette) -0.88 +74 . +2.17 -583 . ; o
Erreur (ova rrne)! 194 +18.09 © +2046  +9.92 © +17.9 -16.7 - ’
Entrefer +0.133  +0.132 ~ - ~-0.071 -0.083 mm

Tableau 5-18 : Comparaison modéles mécaniques pour T = 120°C @ 3500 rpm
(I : Principale, II : par rapport au modeéle réel, III : T =20°C).

L’allure de I’entrefer mécanique minimale entre la surface de la frette et le stator pour une configuration
rotorique telle que celle représentée en Figure 5-27 nous montre une collision lors de I’augmentation de la

température (= 150°C) :

0.15 i
0.1 ]
B I
,E, 0.05
8
E 0 7 T | I i
o 0 20 40 80 120 15 220
-0.05
-0.1

Température [°C]
Figure 5-29 : Evolution de I’entrefer mécanique en fonction de la température pour une frette Inconel 718
de I’épaisseur de 0.4 mm (exentricité du 75%).

Il est néanmoins possible de réduire la déformation en augmentant le nombre de jantes, de 6 a 9, au rotor,
cela réduit la déformation radiale d’un facteur 7. Cela permet d’éliminer le risque d’un contact entre le rotor
en rotation et le stator, mais la contrainte induite au niveau des aimants reste trop élevée, Tableau 5-18. On
voit aussi qu’il est nécessaire d’abandonner I’utilisation d’une culasse amagnétique pour cause d’une
incrémentation excessive des pertes et en particulier des pertes rotoriques. Ceci cause une réduction
conséquente du rendement (Tableau 5-14) et notamment des problémes de tenue au niveau de la frette
Figure 5-29. Une frette d’épaisseur 300um en Inconel 718 (CS= 2.1, par calcul FEM) pour une
configuration (I) permettrait d’éliminer le risque de contact entre le rotor et la frette, tout en garantissant
une pression de contact de 300N (analytiquement évaluée) pour AD = 450um, au point de fonctionnement
nominal pour une excentricité statique de 75%. Des calculs ultérieurs seront fournis lors de la phase

d’évaluation des risques associés dans le chapitre suivant.

Démagnétisation

De I’étude thermique nous observons des températures critiques au niveau du rotor. Cela nécessite une
étude des risques de démagnétisation. En effet, une température au-dela d’un seuil limite générerait une

perte compléte et irréversible des propriétés magnétiques des aimants (Figure 1-17) cf. § 1.4.1.1. L'analyse
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montre que les lignes de champs de potentiel magnétique minimum atteintes (-444 kA /m a 108 ° C, Ipn =
253A) sont proches de la valeur critique pour les aimants N45UH & 108 ° C (-795 kA / m). Il y a donc un

risque de démagnétisation locale de I'aimant.

—

Ve = -402 kA/m voam | H=-444 KA/m

852. 4 612.9
.;.'95,5 .582.3

738.8 552, 4
| ‘682.8 |522.2

625.1 49z.8

568, 3 461.8

511.5 431. 6

454, 7 AL, 4
539?.3 53?1.2

41,8 1.9

284. 2 310.8

227. 4 80,6

i78.6 258. 4

113.7 228.2

6.9 i198.8

0.1 159, 8

(a) (b)

Figure 5-30 : Analyse du risque de démagnétisation pour la configuration retenue (I) pour (a) Iph =
185A:ms et Taim=76°C et (b) Iph = 253 Arms et Taim=108°C.

On peut également voir que, logiquement, c'est le c6té de I'aimant face aux dents du stator qui est le plus
exposé aux champs magnétiques intenses, et principalement aux coins des aimants. Pour Ipn = 185Ams, la
valeur minimale atteinte est de -402 kA /ma 76 ° C. Le risque est réduit car la limite de démagnétisation
est repoussée au-dela de -955 kA / m.

Matériaux
Bobinage Cu
Stator et rotor FeCo
Aimants N45UH (180°C max)
Températures
Aimants 20 76 108 °C
Risque de démagnétisation
CS 2.37 1.79
Préstations
Courant de phase 185 185 253 A
Pertes totales 1.6 2.2 4.2 kwW
Rendement 96 94 90 %
Couple 160 133 160 Nm

Tableau 5-19 : Données de I’étude.
Compte tenu de I’écart entre les performances requises par le cahier de charge et celles atteintes par notre
solution, il est nécessaire d’identifier des voies d’amélioration afin de réduire les pertes générées. Nous

procédons pour cela a 1’optimisation de 1’échange thermique via la virole.

Optimisation du radiateur

Les ailettes continues (planes) sont bien adaptées a cette application comme illustré en Figure 5-31.
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Figure 5-31 : Avion a décollage vertical multi-rotor électrique (eVTOL) destiné au transport de personnes
(janvier 2019 a Manassas, en Virginie aux Etats-Unis) [helicomicro].

Néanmoins, compte tenu des extrémes températures au niveau des conducteurs, il est nécessaire d’optimiser
le refroidissement, cela, sans négliger les pertes aérauliques ou pertes de charge nécessitant une majoration
de la puissance a délivrer par la machine. Les ailettes a pas décalé (figure ci-aprés) permettent d’intensifier
I’échange thermique (en cassant la couche limite thermique lors de passage d’une ailette a une autre dans
le sens de 1’écoulement d’air). D’un autre c6té, ces ailettes augmentent la perte de charge (car elles ont un
impact sur la couche limite dynamique). Toutefois, pour les plages de vitesse envisagées, les ailettes a pas
décalé, devrait étre plus performantes que les ailettes continues, en effet a iso puissance thermique évacuées,

elles permettraient de réduire la perte de charge.

» iy lp
I NWAAAA
I» (o 'p 1p"p'ls

Ailettes a pas décalé | Ailettes persiennes | Ailettes en épingles
"OSF"

Ailettes droites Ailettes ondulées
perforées

Figure 5-32 : Configurations d’ailettes les plus récurrentes [Bulliard-Sauret-16].
D’autres types de configurations d’ailettes existent. On peut citer par exemple les ailettes : ondulées,
persiennes, a épingle et enfin perforées. Ces dernicres sont moins intéressantes d’un point de vue des pertes
de charge et coltent cher a la fabrication. Afin de comparer différentes configurations ou technologies
d’ailettes, il est nécessaire de comparer leurs performances aérothermiques, ¢’est-a-dire comparer la perte
de charge (c6té air) a iso puissance thermique échangée, ou comparer la puissance thermique échangée a

iso perte de charge :

» Débit d’air : 200 I/s

> Perte de charge a minimiser ;

» Coefficient d’échange par convection a maximiser ;
>

Volume globale limité.
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Il est proposé ici d’effectuer une étude paramétrique (minimisant la perte de charge a iso puissance
thermique échangée). En considérant le diamétre a I’extrémité des ailettes de 290 mm et le diamétre
statorique fixé a 240 mm, la hauteur des ailettes Hsin est définie une fois fixée 1’épaisseur de la virole Hh.
Par exemple, nous fixons : Hy = 1.5 mm - Hs, = 23.5 mm ce qui parait excessif. On effectuera une
recherche d’optimum entre coefficient de convection a maximiser et les pertes de charge a minimiser avec

une limitation sur I’encombrement global de la machine.

81 mm

<+——— 290mm

-
0 100 200 (mm)

Figure 5-33 : Enveloppe de la machine.

Le tableau ci-apres résume les données d’entrée :

Parameétres Valeur Unité
Epaisseur ailette Ly 15 mm
Distance rangées L (Ailettés décalées) 4.2  mm
Hauteur virole Hy 15 mm
Longueur virole Lhous 81 mm
Diamétre interne (Stator) Des 240 mm
Pertes a évacuer 2.9 kW
Débit d’air a disposition 200 I/s
Limitation Intervalle Unité
Diamétre externe ailette-ailette <290 mm
Variables Intervalle ou expression  Unité
Nombre d’ailettes [44-180] adm
Hauteur d’ailette [10Lw-23.5] mm
Espace inter-ailette Lg 7Dhoo/Nt -Lw mm
Objectif Ap a minimiser et oiag @ Maximiser

Tableau 5-20 : Variables et paramétres du probleme traité.
L’optimisation des paramétres géométriques de 1’ailette (hauteur, épaisseur, espacement inter ailette,
longueur axiale, angles de biseautage amont et aval) permettrait de réduire les pertes de charge pour une

puissance échangée donnée. Le probléme thermique équivalent est ainsi simplifié :
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Applied losses n —— - i o

Figure 5-34 : Modéle simplifié sur Ansys mechanical.
La condition de convection reportées en annexe Il par la relation (256) a été appliquée aux surfaces
latérales de ’ailette. Cette modélisation permet de vérifier I’évaluation de la résistance équivalente du
radiateur tel que défini par I’équation (258). En principe, le point opérationnel du ventilateur est strictement
lié a ses dimensions et sa forme, ses courbes caractéristiques sont alors données par le constructeur. Bien
sOr, pour déterminer comment un dissipateur thermique fonctionne réellement dans une application
spécifique, il est nécessaire de déterminer la vitesse de l'air ou le débit volumétrique qui peut étre delivré
par ce dernier. Pour ce faire, il faut estimer les caractéristiques de chute de pression du dissipateur thermique
et les faire correspondre au ventilateur, ou a I’inverse rechercher le ventilateur a utiliser. Ici le point de
fonctionnement est défini par le débit donné par le cahier des charges et la perte de charge au long du

radiateur. Cette derniére est liée a la forme et a la finition des surfaces du radiateur :
vZ;
Ap = ;lr Pair(Kc + K + fapp) (230)
La vitesse de I’air est définie par la relation (252). Les propriétés du fluide de refroidissement, en
I’occurrence ici de I’air sont évaluées en considérant une température moyenne entre celle a ’entrée de
25°C et celle a la sortie d’environ 40°C. Ces termes sont liés aux pertes de charge a I’entrée (coefficient de

contraction de la veine fluidique), a la sortie (coefficient d’expansion de la veine fluidique) et a la friction

apparente le long du radiateur.

N\’
K,=1—-(1- wa s (231)
hop
K. = 0.42K, (232)
L. . 47.33LngeDh
Froy = vir + (2)2 (233)
wp ReDthg LSVir

Ou Repn est le nombre de Reynolds défini par la (254) et f est une fonction donnée par [Shah-London 78]

et amplement utilisée dans la littérature [Arie-14] — [Castelan-15] :

f = 24(1-135531y + 1.9467 Y2 — 1.7012 93 + 0.9564 y* — 0.2537 1°) (234)

Ou vy est le ratio défini de la maniére suivante :
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min(Hg, L
_ min(Hy, Lyy) (235)
max(Hy, Lyg)
Un autre terme de friction devrait étre rajouté afin de tenir compte de la friction liée a la rugosité des
surfaces. Si un conduit de refroidissement entre deux ailettes est analogue a une résistance, le réseau

d'écoulement est analogue au réseau de résistances qui sont connectées en série ou en paralléle, comme

e :
e :
Q Q

illustré a la figure suivante :

Ry Ry
Ap Ap
B EEE— B —— e

Figure 5-35 : Circuit hydraulique équivalent pour I’évaluation des pertes de charge [Huang-13].

Alors la puissance de pompage est donnée par :

Pran = FamAp (236)

En exploitant le modéle analytique ici développé, en considérant des contacts idéaux entre virole et stator,

nous pouvons mener 1’étude suivante [Simons-97] - [Simons-03] - [Culham-01] et [Karlsson-14] :

— 0BS 96 4
L
T o6 94
*3 055 -E 7]
= 050 2 »
"E 0.45 ga
3 w0 —e— (tanh(w * Hg:))max= 0.7 e [nsmk}max= 96.8
. . . . ; B4 . v r ; . v b
0.4 0s o6 o7 o8 40 &0 80 100 120 140 160 180
W*Hrc Nr
7 — -
== (&fin)max= 7.4 = 0037 == (Rthsink)max= 57.3e-3 [K/W]
6 > 004
e X,
':f s £ oo
) 0.02
" 2
3 0.0
.»:r 60 ) 100 120 150 160 180 © 50 80 100 120 140 160 180
' Ne
2000 400
= —o— (APsink)max= 2158.5[Pal . —— (Pran)max= 431.7[W]
o 100 =
= 1000 : 2004
% 500 n- 100
o 0o hd
0 60 B0 100 120 140 160 180 © 50 80 100 120 140 160 180
' '

Figure 5-36 : Etude paramétrique en fonction du nombre d’ailettes N pour une hauteur d’ailettes Hr de
16.5 mm (Drop = 275 mm).

Le coefficient d’échange en fonction de la puissance de pompage (Pran,vent [W]) est alors illustré ci-apreés :
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450 4

350

300 +

250

arad[W“sz}]

00 4

150 1
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Figure 5-37 : Coefficient d’échange a évalué analytiquement a la surface de la virole en fonction du nombre
d’ailettes Nt pour une hauteur d’ailettes Hr de 16.5 mm (Dr,op =275 mm) pour la configuration (I).

De méme exploitant le modele nodal développé nous pouvons évaluer les températures des différentes

parties constituantes la machine, ainsi que la puissance de pompage requise, en fonction du nombre

d’ailettes :
Nt
50 60 70 80 9 100 110 120 130 140 150 160 170 180
140 1 =@= (Tmag)min=45.8°C  =@= (Tying)min = 70.5°C
120 e (Trot)min = 44.9°C w@= (Tew)min=80.9°C
] w=@= (Tiooth)min = 42.7°C == (Thear)min = 37.3°C
— =@= (Tstat)min = 31.5°C == (Tsink)min = 30.0°C
(@)
[+]
Rl
—
0 T T T T T T T T T T T T T T 4 T T T
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450

Pfan [W]

Figure 5-38 : Etude paramétrique en fonction du nombre d’ailettes Nt pour une hauteur d’ailettes Hr de
16.5 mm (Drop = 275 mm) pour la configuration (I).

La hauteur des ailettes a un effet important sur le coefficient d'échange thermique de convection. Plus le
nombre d'ailettes est éleve, plus cet effet est marqué comme illustré en Figure 5-39.
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Température chignons Ty, [°C] Puissance de pompage requise Pyen: [W]

S 722.5
200+ 200 - 619.3
e = 516.1

180 - 18 o 412.9

15 16 17 18 19

Hr [mm]

v
230.40 o a3 826 1032

165.96 178.85 19174 204.62 217.51

Figure 5-39 : Etude paramétrique en fonction du nombre d’ailettes Nret de la hauteur d’ailettes Hr (Dr,op =
270-290 mm) pour la configuration (I).

On peut voir gu'il y a des limites a la réduction de la résistance thermique du dissipateur thermique en

augmentant la longueur des ailettes ou en ajoutant plus d'ailettes.

Par la suite, afin de comparer le modéle analytique développé, une analyse numérigue (CFD) sous Ansys
Fluent est développée. Cela nous permettra de comparer une solution traditionnelle a ailettes paralléle avec
une solution a ailettes décalées. Comme mentionné auparavant, cf. 4.3, afin de résoudre correctement les
équations de la mécanique des fluides a I’intérieur de la couche visqueuse, la valeur de Y*~1 est recherchée.

La couche limite est maillée afin de respecter cette contrainte.

L’analyse CFD nous permet d’avoir une plus grande précision et d’extraire une cartographie des
coefficients d’échanges par convection évalués sur la surface du radiateur ainsi qu’une cartographie de

température, Figure 5-40 et Figure 5-41.

Coefficient de convection le long de la virole

Surface HTC M o i 2
HTC contour 1 [W m"-2 K*-1] 660 e Allette oy g, = 2TEWIMTK)) |
::3 mo=Base @, = 216W/(m>K)) |

20 40 60 80 101
Z [mm]

(b)
Figure 5-40 : Cartographie des coefficients de convections (a) et évolution du coefficient d’échange par
convection le long de la virole (b) pour Pertes.tot = 2.9kW, qpertes = 47.4 KW/m? Vairentrée= 24 m/s.

Une comparaison du modele analytique avec une simulation CFD montre un écart du 5.4%. Cet écart est
observé avec la moyenne surfacique évaluée sous Ansys Fluent. Cet écart est tout a fait acceptable en

considérant le temps de calcul quasi instantané du modéle analytique.
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o WmK) o WmK) o (WmK)
CED 70 261 820
Analytique 275
Tmin (C) Tmoy (C) Tmax (C)
CFD 44,78 52.28 59.85
FEM 45.66 51.48 51.48
Analytique 53 (Modele virole seulement)
Tableau 5-21 : Coefficients d’échanges convectifs par simulation numérique et par équations empiriques cf.
§Annexe I11.

Ci-apres, la comparaison entre la cartographie de température dans le cas d’un coefficient uniforme, évalué
empiriquement et celui évalué par CFD. La variabilité du coefficient d’échange le long de I’axe fait que la

température évolue comme illustré ci-apres :

Unité: *C

Temps: 1
Personnalisé
05/02/2020 16:44

Temperature

Temperature contour
{10) 60
(9) 58
{8) 57
(7) 55
{6) 53

515 Max
L0
50,2
49,5
45.9

(5) 52
43.2
a6 (4) 50
46,49 (3} 48
46.3 ) (2) 47
4. 7Min (1) 45

€] ——
(@) (b)

Figure 5-41 : Comparaison solution modéle FEM avec évaluation empirique du coefficient de convection
(a) et modéle CFD (b).

Une valeur accrue du coefficient de convection est liée a une erreur dans 1’évaluation de la vitesse de I’air
traversant les ailettes. L'avantage de I'utilisation du modéele CFD pour simuler le réseau d'écoulement est
gu'il peut prendre en compte les détails de I'écoulement du fluide, tels que I'expansion et la contraction de
I’air a ’entrée et a la sortie des ailettes. Ceci conduit donc a une plus grande précision. Cela nécessite
toutefois un temps de calcul non négligeable. Afin de valider de maniére ponctuelle la comparaison
précédemment effectuée en nombre et dimensions des ailettes, on évalue la perte de charge pour le modéle

CFD, en comparant les deux modeéles :

Ap,... (Pa) Puissance (W)
CFD 619 123.8
Analytique 647 130

Tableau 5-22 : Nait = 136 Lfw = 1.5 mm Lvir = 81 mm.
On peut observer que le modéle analytique donne des résultats tout a fait satisfaisants pour le cas analysé.
Toutefois, ce modele n’est valide que pour des solutions a ailettes paralleles classiques. On se propose par
la suite de comparer la solution a ailettes paralléles avec une solution & ailettes décalées. Pour ce faire, on

développe un modele CFD pour la deuxiéme configuration. Le tableau suivant résume 1’étude :
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Paralleles Décalées

o (Wm'K) 70 13
o (Wm'K) 820 1850
o, WM'K) 261 308
Tmin (C) 44;78 43.63
Tax (C) 59.85 56,18
T ooy (© 52.28 49.45
Ap e (P2) 619 1264
Puent (W) 1238 253

Tableau 5-23 : Coefficients d’échange convectifs par simulation numérique pour une configuration 2a ailettes
paralléles et a ailette décalées.

La solution a ailettes en trois rangées décalées a fourni des performances de transfert de chaleur d’environ
1.2 fois supérieures avec, en contrepartie, une chute de pression plus importante (facteur 2 dans ce cas)

comparé a une solution conventionnelle a ailettes paralléles.

Absolute Pressyre e

Pressure Contour [kPa] 102 Pression le long de la virole
- m . — T T 7117 e
woi7s) ree s |
ST DDk 101.5 . 1
101.25 1
—
101 | 1
& 100.75 | 1
= 1005 1
a
< 100.25 1
Absolute Pressure ANSYS 100 1
Conlour Pression [kPa]
- 99.75 1
0o D DD SABRRE 995} |
PPFEEEIF IS 99.25 - 1

Y S S S S S S S S —
0 5 10 1520 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 8185 90 95
Z [mm]

Figure 5-42 : Cartographie des pertes de charge dans le cas des ailettes paralléles (a) et des ailettes
décallées (b), pour Ptot = 2.9kW, (pertes = 47.4 KW/m? Vair,entrée= 24 m/s.

Cela permet de réduire la température des tétes de bobine d’un facteur 1.1 (de 172°C a 169°C dans le cas
idéal).
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CHAPITRE 5 : Spécifications et dimensionnement
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Figure 5-43 : Cartographie du coefficient d’échange et allure le long d’une ligne placée au milieu de
I’ailette dans le cas des ailettes paralléles (a) et des ailettes décalées (b), pour Pt = 2.9KW, qpertes = 47.4
kW/m? Vairentree= 24 m/s.

Néanmoins, en faisant la comparaison a égal flux évacué, la puissance demandée par le ventilateur est
accrue par rapport au cas a ailette paralleles. En effet, en extrapolant a partir du modéle analytique, la
configuration initiale a ailettes paralleles demanderait 210W, 20% de moins pour le méme coefficient de

convection. Toutefois, la nouvelle configuration & ailettes décalées permet une distribution de la

température plus homogéne le long de I’axe comme on peut I’observer sur la figure ci-dessous.

ANSYS
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I(
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(8) 57 9 M5
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7) 55
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(a) —— _—
(b)
Figure 5-44 : Comparaison cartographie des températures atteintes dans le cas d’ailettes : paralléles (a) et
décallées (b).

La figure ci-dessus montre qu’il y a un assez bon refroidissement des ailettes les premiers 10-20% en
longueur de la machine dans le cas d’ailettes paralléles, mais la majeure partie de la machine est beaucoup

plus chaude. Et donc que c’est la partie la plus chaude (pres de I’intérieur de la machine) qui définit la durée
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de vie et la puissance délivrable par la machine, il est important d’obtenir une répartition de la température
plus uniforme de la machine. Pour cela, une configuration a ailettes décalées a été préférée dans ces travaux.
Une étude supplémentaire pourrait permettre d’optimiser cette configuration en jouant sur les paramétres
définissant le nombre de rangées d’ailettes, leur longueur et distance. Dans le cas ici proposé, pour L¢g=
4.2 mm la réduction de la surface utile est de I’ordre de 10%. Effectivement les trois rangées sont décalées
le long de I’axe, 1’une par rapport a I’autre, cela pour permettre la fabrication par fraiseuse a partir d’une

piéce unique.
Conclusion chapitre de dimensionnement

Dans ce chapitre, on a pu développer et mener une analyse comparative entre différentes configurations
proposées. Cela dans le but de maximiser les performances du moteur tout en respectant le cahier des
charges. Une étude multiphysique a permis d’exclure certaines solutions (Ib)-(Ic)-(I1)-(11l) & priori
proposees en faveur de la configuration (I). Une étude d’optimisation de 1’échangeur de chaleur a été
proposée par la suite, dans le but d’accroitre les calories évacuées et améliorer le rendement de la solution
proposée. Celui-ci a été fabriqué par la societé Erneo, chargé de la production et de I’assemblage du
prototype. Cette phase, assez délicate, est décrite dans le chapitre suivant au bout duquel des tests sur banc

d’essais viendront valider et apporter des données expérimentales sur les choix effectueés.

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 209



CHAPITRE 6 : Réalisation du prototype

6.Réalisation du prototype

Afin de valider cette étude, la réalisation d’un prototype a été lancée. Pour développer ce démonstrateur,

c’est la société Erneo qui a été sollicitée avec les objectifs suivants :

#+ Vérifier la faisabilité industrielle et remonter les modifications de design nécessaires
#+ Identifier et réduire les risques associés au projet ;

% Assurer la gestion du planning et du sourcing des différents fournisseurs

Pour atteindre ces objectifs, des modifications ont donc été apportées au design initial. Les risques
associés sont multiples a commencer par ’utilisation d’un bobinage a barres massives (non vernies) associé
a des encoches semi-fermées ne permettant pas un préformage des bobines a I’extérieur de la machine, ce
qui en augmente la difficulté de fabrication. Le procédé envisagé prévoit que les barres soient insérées dans

le stator axialement, et seulement par la suite les connexions d’extrémités sont effectuées par soudure.

a. Evaluation des risques associés et montage du bobinage

Une réduction du nombre de soudures nécessaires a la constitution des connections des tétes de bobines
est atteinte en utilisant des barres prédécoupées par jet d’eau ou laser [2EWinding], selon 1’épaisseur, en

forme d’épingle.

(b)
Figure 6-1 : Procedé de fabrication des barres du bobinage massif par découpage laser (a) ou encore par jet
d’eau (b).

La forme des dents subit des modifications afin simplifier le montage des bobines, et reduire le nombre de
soudure a effectuer. Dans ce cas ’assemblage est effectué par insertion d’epingles a deux a deux et

successive realisation des chignons de connexions par soudure.

mmer BB

—_—

() (b)

Figure 6-2 : Modification de la forme des dents (a) forme originale, (b) forme actuelle [Erneo].
L’emploi d’outils de fixation et d’une pince de soudure limite la taille des ¢léments a souder et nécessite
un espace minimum, assez conséquent, pour étre positionnés correctement. Ce qui a engendré les

modifications, ci-aprés illustrées, nécessaires pour la fabrication du prototype :
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(2) (b)
Figure 6-3 : Modification des connexions (a) configuration initiale, (b) configuration non symmeétrique
intermédiare (avec barre neutre par déssous).

Ces modifications pour laméme longueur axiale, menent a une réduction de la section des barres de raccord,
augmentant les pertes Joule totales au niveau des chignons de 33% (apres modification des sections des
barres de connexion) Cette modification engendre un résultat négligeable (2%) sur la globalité des pertes
Joule. Cela a, néanmoins, pour effet d’accroitre la résistance thermique des chignons sur 1’écoulement du
flux de chaleur évacué via ces derniers, générant un point chaud au niveau des chignons, comme mis en

évidence ci-apres :

0.000 0.050 0,100 m)
N
0,025 0.075
(a)

Figure 6-4 : Résultats modéle thermique aux éléments finis configuration : (a) Initiale pour un bobinage 3
groupes (stator non illustré) (b) Configuration III-6 groupes au point nominal avec prise en compte des
modifications aux chignons Figure 6-3-(b).

Dans un deuxieme temps, afin de limiter les problémes issus de la projection de cordons & haute température
lors de la phase de soudure, contrairement a ce qui est illustré en Figure 6-5 (a, b), les raccords des épingles
inférieures, d’un des cotés sont effectués par dessous au lieu de dessus Figure 6-6 (a, b). Pour se faire, la
barre de « changement de plan » a été évidée afin de laisser passer la barre de neutre (connexion étoile trois
fils) Figure 6-6 (b). Enfin, pour des raisons d’adaptation au banc de test, deux connexions de neutre
distinctes ont été effectuées reliant chacun des deux groupes triphasés composant la configuration étudiée.
Cela apporte d’ailleurs une amélioration en termes de tolérance aux défauts par la ségrégation de chaque

quartier.
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CHAPITRE 6 : Réalisation du prototype

Connexion  Epingle « Supérieure » Connexion
= |
Flasque
Résine ) b
Epingle « inférieur » Barre de neutre
(b)

Figure 6-5 : Stator pourvu du bobinage avec connexion de neutre unique (a) et successive insertion dans la
virole et surmoulage (b) vues de section [Erneo].

Les barres prédécoupées par jet d’eau, sont glissées, non isolées, dans les encoches statoriques,

préliminairement isolées avec du Kapton (voir Figure 5-10).

Barre de « changement de plan »

Barre de

« changement de

plan »

Raccord

Barre de neutre

Barre de neutre

@ (b)

Figure 6-6 : Modification des raccords (a) solution intermédiaire, (b) solution finale [Erneo].

Une fois 1’épingle inférieure insérée (au niveau de 1’isthme), un isolant entre couche en Vétronite est glissé
sur sa surface libre. Ensuite, les épingles supérieures sont glissees dessus Figure 6-7-a. Enfin, les
connexions sont effectuées par soudure, via I’utilisation d’une pince a charbon, par brasage fort (via I’apport

d’un matériau a base d’Argent, Cuivre et Zinc) comme illustré ci-apres :
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(a) (b) (©)

Epingle «Inférieur» _
Connexion

Connexions

Epingle
«Supérieur» §

Stator

Pince de
soudure

Isolant  Charbon

Isolant entre
couches

Zone a
souder
Figure 6-7 : Phases d’assemblage du bobinage massif actuel (deux conducteurs par encoche) : (a) insertion

des épingles et positionnement des isolant (b) Positionnement des connexions et (¢) soudure [Erneo].
Dans ce dernier cas de figure, le contact thermique entre chignons et virole est effectué via la barre de
neutre et non plus via les raccords de chaque cdté. Cela aura bien probablement une influence ultérieure
sur la résistance thermique équivalente, nécessitant une analyse plus approfondie d’un éventuel point chaud

a cet endroit, comme précédemment identifié en Figure 6-4, le temps nous a mangué pour Vérifier ce point.

Des premiers essais de soudure des connexions des chignons ont été effectués afin d’avoir un premier retour

sur les différents points critiques associés a un tel process :

+ Température atteinte au plus prés des cordons de soudure ;
+ Jeux minimes de montage ;
+ Longueur axiale Ly ;

+ Tenue électrique et diélectrique.

Pour cela, un secteur de stator en acier plein « Dummy » dont les encoches sont a hauteurs variables, par
pas de 0.1 mm, est obtenu par usinage, Figure 6-8. Cela a permis d’identifier le jeu minime au montage
maximisant le coefficient de remplissage et en deuxieme lieu, d’évaluer les températures atteintes au plus

prés des points de soudure.

Des sondes de températures sont placées sur les épingles, isolant de fond d’encoche et entre le circuit
magnétique et les joues isolantes comme illustré en Figure 6-8-Figure 6-9. Ces sondes indiquent des
températures atteintes localement de I’ordre de 380°C au plus prés du point de soudure, mais qu’elles sont
nettement plus basses au sein de 1’isolant, inférieures a 300°C. Ceci représente un risque d’usure pour les
isolants classe C utilisés [Erneo]. De plus, un jeu minime (en considérant les tolérances de fabrication de
0.35-0.5 mm) en largeur et hauteur de 1’encoche est nécessaire afin de ne pas détériorer I’isolant lors de son
assemblage ce qui affecte le coefficient de remplissage évalué a priori (66.6-70.6 % au lieu de 81.5% prévu

initialement). L’épaisseur nominale de la culasse statorique est ainsi passée de 2 mm a 1.82 mm.
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CHAPITRE 6 : Réalisation du prototype

Circuit magnétique Isolant d’encoche

Epingle externe

Evidement pour la sonde température placé

entre la joue d'isolation et le circuit Evidement pour la sonde température placé en

magnétique contact avec l'isolant d"encoche

Figure 6-8 : Illustration Dummy pour les essais de brasure [Erneo].
Afin de réaliser I’isolation entre les conducteurs et les flasques (en aluminium), il a été prévu une résine

d’épaisseur 2 mm, dans I’axe, et 1 mm sur le diamétre.

Une analyse aux éléments finis 3D a été menée afin d’évaluer les pertes par courants de Foucault induites
au niveau de I’enceinte (virole+flasques) conduisant a des pertes d’environs 20 W pour une distance de 2
mm (30W pour une distance de 1 mm) entre enceinte et chignons. Ces pertes sont jugées tout a fait
négligeables dans I’ensemble. L’isolation des barres de neutre, initialement en gaine thermo rétractable,
dépassait le diameétre statorique (240 mm), le passage a une barre de dimensions modifiées de méme section

et 'utilisation d’un enrubannage Kapton (de 0.38 mm d’épaisseur) a permis le respect de cette contrainte.

Par ailleurs, pour des problémes d’isolation électrique, les faces latérales du stator sont elle aussi isolées
par des « joues » en vetronite. Cette distance initialement de 0.5 mm est portée & 2 mm. Dans ce cas, les
isolants d’encoche sont prolongés a la sortie du stator (3 mm une tenue diélectrique jusqu’a 1800 V est
observée lors des premiers tests). Les tests diélectriques ont en effet mis en évidence des effets de pointes
se produisant au niveau des sorties d’encoches entre le bobinage et le paquet de toles. La distance axiale
entre chignons, étant ainsi d’environ 77 mm sans la résine d’encapsulation, sera de 81 mm (longueur axiale
de la virole) une fois surmoulé. Ci-apres illustré les mesures effectuées lors des premiers essais de brasure

des connexions :
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Figure 6-9 : Premiers essais de brasure [Erneo].

Des tests électriques et diélectriques ultérieures ont été menées, nous permettant de conclure que :

#+ Toutes les résistances d’isolement sont supérieures a 10 GQ ;
#+ La mesure diélectrique montre des problémes de tenue de I’isolant d’encoche (< 700 V AC) au
niveau de la barre de changement de plan (design de ’isthme de cette derniére a revoir, Figure

6-6) ;

Des étapes successives, avec modification des outillages, ont permis d’aboutir au résultat de 1000 V AC,
respectant la contrainte en longueur axiale imposée. Des modifications ultérieures devront étre apportées
au design initial afin d’atteindre une tension AC de 1500 V lors des tests diélectriques [Erneo]. Cela

représente un point d’amélioration de nos travaux en partie apportées dans le chapitre suivant.

b. Assemblage du stator :

Au vu des épaisseurs en jeu, la réalisation des paquets de tbles (statoriques et rotoriques) est effectuée
par empilement, collage et découpe de 1’ensemble par électroérosion suivi d’un traitement thermique.
L’isolation des tdles est obtenue par oxydation (MgO [VAC]) a la suite du traitement thermique effectué
au paquet de tdles [VAC]. Pour ce qui concerne le stator sa fixation a la virole est effectuée par ajustement

serré (113um a 20°C) comme illustré ci-apres :
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Figure 6-10 : Etude mécanique de I’assemblage par ajustement serré [Erneo] : Domaine d’étude simplifié
par symétries de révolution (b) Localisation de la contrainte mécanique équivalente de Von Mises
maximale a 20°C pour AD = 113pm (Tableau 1-9).

De la Figure 6-10 on peut noter qu’a 20°C des coefficients de sécurité 2.45 et 1.28 sont respectivement
garantis dans la virole et dans le stator. Un clavetage intégré au paquet de téles permet de garantir la fixation

lors du fonctionnement (>229 Nm).
c. Assemblage du rotor / collage des aimants / frettage :

La culasse ainsi obtenue est fixée sur une jante en aluminium (7075 T6, Tableau 1-9) connectée au
moyeu en acier (17-4PH H1075) par « 14 rayons ». Une fois assemblés sur I’arbre mécanique du moteur

comme ci-apres illustré :
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Figure 6-11 : Phases d’assemblage du rotor [Erneo] : Fixation de la culasse rotorique a la jante, (b) collage
des aimants.

Les aimants, segmentés axialement en dix piéces de 10 mm chacune, sont ensuite collés (araldite 2014-2
[Huntsmann]) a la périphérie du rotor et frettés. Le bandage a été réalisé en fibre de carbone imprégné par
une résine époxy. Celui-ci est réalisé avec un moulage par enroulement filamentaire, qui permet d’atteindre
une précontrainte sur le fil lors de I’enroulement. Un équilibrage du rotor par ajout de matiére est enfin

effectué.

@ )

Figure 6-12 : Phases de frettage : (a) enroulement filamentaire des fibres de carbone [Artois] ; (b) le rotor
une fois terminée I’opération de frettage (avec polymérisation de la résine associée) [Erneo].

De méme que démontré au chapitre précedent (Tableau 5-18), une étude mécanique avait été menée par
[Erneo] afin d’évaluer la contrainte mécanique induite au rotor (aimants et frette en particulier) lors du

fonctionnement.
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Figure 6-13 : Etude mécanique menée par [Erneo] : (a) Simplification du domaine d’étude exploitant les
symétries périodiques et axiales du modéle, (b) contrainte mécanique au niveau de la frette, et de la jante
(¢) pour les cas de charge I et III respectivement.

L’étude est ci-apres résumée :

Cas I I I v Unité
Epaisseur frette" 024 0.56 - 0.56 2056 7 056 - mm
Ajustage AD 0.6 -077. -0.77 -077. -0.77 . mm
Température 20 20 > 120 > 120 > 80-120 > °C
Vitesse 0 0 2500 2500 2500 tr/mn
Couple 0 0 0 2269 0 0 < Nm
Frottement Contact avec frottement p= 0.1

Frette 4652 5634 886" - N ~ MPa
Aimants -17V-+64 Y MPa
OVMmax | Rotor Co1624 : © MPa
Jante N 12853 < MPa
Entrefer 0.2-0.14™  mm

Tableau 6-1 : Frettage garantissant une pression de contact supérieure a 0.69 MPa (CS =
1.45, 245 N/aimant) I : Tjante, I1 : CS = 1.13, III : issues de la chaine de cotes (avec Kail,eq =
9.72¢-6 K), IV : Contrainte principale (CS > 1.9).

En particulier pour ce qui concerne les aimants, supposant chaque rangée segmentée solidaires sur I’axe
(hypothese conservatrice), nous illustrons la contrainte atteinte lors d’un cas de charge de type II (Tableau
6-1) :
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Figure 6-14 : (a) Coefficient de sécurité suivant le critére de Mohr-Coulomb CS > 1.9, (b) Contrainte
principale (axe longitudinale - z) dans les aimants pour les cas de charge II [Erneo].

Cette étude confirme que la contrainte induite au rotor (frette, aimants et jante) ne le plastifie pas localement
et qu'une pression de contact minimale, de 1 MPa, entre aimants et rotor est garantie lors du
fonctionnement. Une étude similaire est menée de maniere a vérifier la contrainte induite au niveau des
clavettes entre rotor et jante et entre jante et arbre des coefficients de sécurité de 3.7 et 1.71 sont

respectivement garantis pour un couple transmit de 229 Nm (60 kW @ 2500 tr/mn) a 20°C.
d. Production de la virole et des flasques :

La figure ci-dessous illustre la virole en aluminium (7075 T6), analysée au précédent chapitre, congue
(cf. optimisation du radiateur) et produite.

Figure 6-15 : Virole réalisée [Erneo] masse totale 2.3kg (0.6 kg flasque avant et 0.4 kg pour celui de
derier).

Enfin, la figure suivante illustre le moteur aprés I’assemblage.

PISCINI Lorenzo (SAFRAN) 219



CHAPITRE 6 : Réalisation du prototype

Figure 6-16 : La machine conc¢ue une fois assemblée [Erneo] poids totale 9.7 kg (active 5.7 kg) pour une
puissance massique effective de 4.3 kW/kg (7.37 kW/kg).

Au moment de la rédaction de ce manuscrit, toutes les parties actives de la machine ont été réalisées. La
masse totale des parties actives (i.e. stator, rotor et bobinage) est de 5.7 kg, et la masse effective du prototype
est de 9.7 kg, pour un volume de 2.71 1. Ainsi, la machine posséde une densité de couple de 28 Nm/kg (soit
60 Nm/I), qui est largement supérieure aux densités de couple des machines radiales conventionnelles
Tableau 6-2 (le Yasa-400 est une machine discoide). Il en est de méme pour la puissance massique, égale
a7.37 kWI/kg, si I’on considére les mémes conditions de refroidissement (méme coefficient d’échange

convectif arg pour une technologie de refroidissement de type TEFC).

[Ré f ] P Nm Udc Iph Tech. J Aload VOI Myot n Pdm Cdm Cdv
: [kW] [t/mn] [V] [A]  Refr.  [A/mm?  [kA/m] m [kg] [%] [W/kg] [Nm/kg] [Nm/]
MHF 2
1833 Hz 42 2500 300 185 TEFC 46 50 2.71 5.7 92 7.36 (16.85") 60
Yasa-4008! 70 4500 800 450 oJc® =41 24 >95 6.9 10.4 ~54
Generator® 170 6250 580" 131 wijc# 11.18 24.4 >95 7 10.7 23
E-Motor?! 264 2500 580 218 wIJC 41.17 50" 95 >5 20" 24
(1]
ll\él;FHZ 26 5000 45 355 d?grrllit 24 36 1.42 45 94 4.46 10 33
MEMS!! 42 8000 90 285 TEFC 6 18 4.43 29.63 97 1.4 1.7 11

Tableau 6-2 : Résumé des prestations des machines hautes performances recensées
[1] = [Boubaker-16], [2] = [Siemens] et [3] = [Yasa Motors]
(I : Upn, Il : masse comprenant la virole et 111 : estimé).

Il est a noter qu’un couple de 228Nm (85.5 Nm/l) peut étre appliqué pendant 20-30s pendant les

fonctionnements transitoires du VTOL comme pendant la phase de démarrage.

19 Totally Encoled Fan Cooled (Machine) : Machine complétement étanche refroidi par un ventilateur externe.
20 Qil Jacket Cooled (Machine) : Machine refroidie par une chemise a huile autour de la virole.

21 Water Jacket Cooled (Machine) : Machine refroidie par une chemise a Eau/Glycole autour de la virole.

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 220



7.Conclusion générale et perspectives

Dans ces travaux, une étude multiphysique d’une machine tres compacte a été effectuée. Une attention
particuliére est apportée a la minimisation des pertes HF dans le bobinage et dans les aimants. Cela a
nécessité une étude de maximisation des échanges thermiques permettant d'évacuer des pertes spécifiques
inhabituelles en lien avec le fonctionnement haute fréquence électrique de cette machine. Pour ce faire, des

modeéles électromagnétiques et thermiques EF ont été développés.

L’analyse des résultats ainsi obtenus a permis de mieux comprendre les phénomeénes HF en identifiant les
paramétres sensibles, utiles a la minimisation des pertes ainsi générées. Cela a mis en évidence les atouts

d’une configuration combinant des barres massives avec la haute fréquence.

L’originalité de ces travaux est 1’étude approfondie d’une configuration a barres massives distribuées en
quartiers. Grace a une telle répartition, un élevé nombre de p6les peut étre placé au rotor et la taille des
chignons réduite. Ceci permet d’atteindre des fréquences de 1’ordre de 2 kHz et des couples massiques en
rupture. Ces modeles ont été intégrés pour le pré dimensionnement d’une machine répondant a un cahier

des charges défini par Safran.

Des études aux EF supplémentaires ont permis de répondre a des contraintes séveres pour une application
de propulsion aéronautique. Ainsi, en prenant en compte les différentes contraintes de fonctionnement et
de faisabilité, nous avons pu aboutir a une machine a forte compacité dont les performances ont été
analysées numériquement. Pour conclure, les différentes étapes de réalisation du prototype, les difficultés

rencontrées ainsi que les solutions proposées ont été décrites.

Le montage du prototype sur le banc d’essai n’étant pas encore finalisé, les résultats expérimentaux
n’ont pas pu étre obtenus. Cela représente la perspective principale afin de valider nos résultats. Ci-aprés

le schéma pour les essais en charge envisagés :
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CHAPITRE 7 : Conclusion générale et perspectives

Pack Batterie

(LiPo) 200 Ah Multiplicateur mécanique
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MHF (Machine Haute Fréquence) MEMS (Machine Entrainement Machines Safran)

Figure 7-1 : Schéma du banc d’essais en charge.
Le banc d’essais est équipé de moyens de mesure directe du couple et d’'une machine d’entrainement
(MEMS : 8 ktr/min ; 42 kW) tarée dans [Boubaker-16]. Le moteur de test est équipé de 11 capteurs de
température PT100 répartis sur les tétes des bobines (3 unités de chaque coté, espacées de 120 degrés), sur
la virole (3 unités) et sur les roulements (2 unités de chaque coté). Ceci permettra de monitorer la
température de fonctionnement lors d’un test pour un profil de couple donné. Un ventilateur externe
alimenté indépendamment fournira le flux d’air définit par le cahier des charges. Afin d’évaluer la vitesse
de I’air et sa distribution le long des ailettes, un anémométre (type Testo 405i) sera utilisé. Une visualisation
complémentaire de température pourra étre effectuée via 1’utilisation d’une caméra thermique utile a

identifier des éventuels points chauds.

A la suite de 1’étude de faisabilité et de la fabrication de ce prototype, différents points critiques ont été
identifiés dont certains d’entre eux ont été complétement résolus. Le montage d’aimants sur une culasse
magnétique ne pose pas de probléme lors de I’assemblage, des arcs d’aimants réduits seraient

envisageables, néanmoins la vraie limitation reste liée au pas d’encoche déja trés limité.

Enfin, des tests ultérieurs seraient nécessaires afin d’évaluer la faisabilité d’un bobinage en aluminium.
Toutefois, a la suite des essais de soudure les hautes températures atteintes localement dans le cas du cuivre
font douter de la possibilité d’un passage a un bobinage en aluminium suivant le procédé détaillé
auparavant. Une des pistes identifiées, permettant d’accroitre ultérieurement la puissance massique, de
notre configuration & barre massives par quartiers et de simplifier le process de fabrication, est offerte par

la fabrication additive.

Cela permettrait a la fois de simplifier le process de fabrication par suppression des soudures, améliorerait
I’échange thermique par I’accroissement du coefficient de remplissage et/ou par I’ajout d’un refroidisseur
intégré. D’autre part, I’isolation électrique serait plus simple a mettre en ceuvre et a garantir. Une isolation

a base de matériaux thermoconducteurs céramiques pourrait étre mise en place selon le procédé détaillé
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dans [losif-16] réduisant la résistance thermique équivalente. Ceci permettrait d’accroitre ultérieurement la

puissance massique. Nous introduisons donc briévement cette perspective.

Les connexions au niveau des tétes de bobine du bobinage a barres envisagé sont, malgré tout, trés
complexes a effectuer. La technique de fabrication additive (FA) pourrait étre une solution pour simplifier
ce procédé et augmenter le taux de fiabilité et de répétabilité. Les procédés de fabrication additive
permettraient, d’ailleurs, d’intégrer le refroidisseur a la piéce cf. §2.3.2.2. L’obtention de géométries
d’échange complexes optimisées est donc envisageable et encouragée, ouvrant les portes a des

configurations inimaginables avec des procédés conventionnels.

L’objectif est non seulement de rajouter le radiateur au bobinage mais aussi de simplifier le montage et
d’augmenter la qualité de connexions en éliminant des points de fragilisation (brasage). Le passage vers un

procédé FA permettrait donc :

+ Un gain trés important en masse = Aluminium Vs Cuivre ;

+ Une suppression des soudures par brasage assurant une bonne tenue mécanique ;

+ Une réduction du pas d'encoche (compacité) ;

+ Une augmentation de la surface d'échange en rajoutant des ailettes optimisant I'échange thermique

avec le carter ;

=

Une possibilité d'ajuster 1'épaisseur selon le besoin le long du profil ;

=

Une évolution possible de la forme du profil en fonction des études électromagnétiques et

thermiques - optimisation topologique.

Les fonctions objectives a minimiser sont la masse et les pertes Joule générées, tandis qu’un probléme a
résoudre est représenté par l'isolation entre bobine et la virole lorsque les surfaces en contact augmentent,

comme dans le cas illustré en Figure 2-40-a.

Les matériaux et les procédés utilisés en fabrication additive

Les procédés FA envisageables sont multiples a ce jour les procédés par fusion sur lit de poudre

semblent étre les plus avantageux. Nous rappelons qu’ils peuvent étre de type :

# Indirect : connue sous le sigle de SLS (« Selective Laser Sintering ») ou frittage indirect pour des
piceces métalliques ferreuses ;
+ Direct : connue sous le sigle de SLM (« Selective Laser Melting », pour frittage direct pour des

pieces métalliques non ferreuses (e.g. : Aluminium) ;

Il existe bien sur d’autres procédés, on peut citer la fabrication additive par fusion par faisceau d’électrons
(EBM pour Electron Beam Melting), mais aussi I’impression 3D par jet de liant ou « Binder Jetting » (ou
« Inkjet binder »). Cette derniére technique est un procédé d’impression 3D qui, contrairement aux autres,
ne nécessite pas d’énergie thermique lors du process. Cela élimine toutes sources de contrainte résiduelle.

Un agent liquide liant est déposé sur des fines couches de poudre (a base de céramiques, ou métalliques).
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Dans le cas du procédé EBM, la piéce est obtenue sous vide et la source de chaleur est constituée par un
faisceau d'électrons ayant une densité d’énergie beaucoup plus importante que celle employée dans le
procédé SLM. Dans ces deux derniers cas, une solution consiste a réduire le gradient de température entre
les couches déposees et la piéce en production en augmentant la température de cette derniére. L’EBM,
contrairement aux procédés sur lit de poudre permettrait d’atteindre des vitesses de fabrication beaucoup

plus élevées, mais avec des résolutions réduites [Vayre-14].

Quel que soit le procédé utilisé les paramétres tels que I'épaisseur de la couche, I'espacement des hachures,
la puissance utilisée pour fondre le matériau et la vitesse d’avancement doivent étre optimisés afin de

réduire les porosités augmentant la densité de piéce.

L’étude des propriétés mécaniques des matériaux métalliques et non métalliques obtenues par FA a fait
I’objet de différents articles et de journaux scientifiques. A contrario, les caractéristiques électriques
(résistivité électrique) et thermique (c, et A) ont été moins investiguées et analysées [Tran et al] -
[Silbernagel-18]. Ces études montrent la difficulté a ce jour d’obtenir des piéces en cuivre par FA.
Effectivement, comme expliqué dans [Tran et al.], en raison de la haute conductivité thermique du cuivre,
la zone en fusion subit une dissipation rapide de la chaleur qui cause des gradients thermiques locaux élevés,
entrainant un délaminage Figure 7-2. Dans le meilleur des cas, la densité relative maximale obtenue pour
des alliages a base de cuivre est de ’ordre de 95% [Gu] contre 99.5 % [Buchbinder-01] dans le cas
d’alliages a base d’aluminium. L’énergie élevée nécessaire a obtention de bonnes propriétés dans le cas du
cuivre endommage les buses des imprimantes 3D [Tran et al.]. Des problémes d’oxydation naissent a la

surface des cordons en cuivre.

Figure 7-2 : Dlamination e piéces obte;lues par FA [KKem;:: t al.].

Pour ce qui concerne les alliages a base d’aluminium, dans [Silbernagel-18], un traitement thermique est
utilisé pour améliorer les caractéristiques électriques des piéces obtenues en AlSi;oMg par FA. Les
caractéristiques sont alors comparées relativement a celles du Cuivre obtenu par procédé conventionnel.
On fait alors référence a 1’index IACS (International Annealed Copper Standard), unité de mesure
standardisée exprimant la conductivité de matériaux non magnétiques, par rapport a celle du cuivre (1.7241
pQ.cm a 20°C indiqué par la IACS) obtenu par procédé conventionnel, suivant des essais utilisant la

méthode des courants de Foucault.
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Figure 7-3: Pieces en cuivre obtenues par FA [Vialva-18].

Dans [Silbernagel-18] il a été constaté que les traitements thermiques ultérieurs entrainaient une résistivité
de 33% inférieure a celle des pieces non traitées, rendent la microstructure homogene. Ensuite, un
traitement de surface assure son isolation a la corrosion et sa finition. [Raab-16] montre pouvoir obtenir
des piéces en cuivre de trés haute densité (environ 99.95%), d’une résistivité de 1.791 uQ.cm (96.24%
IACS) a travers un procédé par fusion par faisceau d’électrons (EBM pour « Electron Beam Melting »).
Cependant, il est intéressant de noter que les cuivres purs commerciaux ont souvent des valeurs de
conductivité IACS supérieures a 100%, car les techniques de traitement se sont améliorées depuis

I’adoption de la norme en 1913 et que d’avantage d’impuretés peuvent maintenant étre éliminées du métal.

Nous avons vu au chapitre § 4.2.2.1 (Figure 4-22, Figure 4-30 et Figure 4-36) qu’il est possible de minimiser
les pertes AC en augmentant, de maniére appropriée, la résistivité des barres. Il est en effet possible par
fabrication additive de modifier la résistivité de la piéce en fabrication. Le gradient réel dépendra de
multiples paramétres tels que : I'épaisseur de la couche de matériau déposée, de la profondeur de la masse
fondue etc...[Todd]

Pour résumer, les fonctions a assurer sont les suivantes :

4+ Thermique : Evacuation des calories générées par effet Joule ;
+ Aéraulique : SiI’échange par convection est prédominant (virole non étanche) canalisation du flux
d’air (perte de charge, surface d’échange, rugosité...) ;
+ FElectrique : Résistivité telle & minimiser les pertes HF.
Mais aussi :
%+ Structurelle : Tenue mécanique, interface de contact optimale, tenue a fatigue des jonctions avec

les extrémités du bobinage (dilatation thermique différentielle) ;

La minimisation des pertes HF dans les conducteurs massifs nous a fait tendre vers des encoches semi
fermées, qui nous empéchent, néanmoins, un préformage des bobines a 1’extérieur de la machine, et
augmente la difficulté de fabrication d’un bobinage a barres. Afin d’insérer chaque quartier dans le stator,
il serait possible d’exploiter la technique plug-in, souvent utilisée dans les cas ou on utilise un bobinage

concentré sur dent. Dans notre cas, on propose la solution suivante :
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Plug-in
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Figure 7-4 : La technique « plug-in » a queue d’aronde envisagée (a) détails de la dent (b).
L’ensemble des dents est monté a leurs places respectives entre chaque cavité de la bobine, et est maintenu
en position par un masque préformé. Par la suite, la culasse magnétique, plus particulierement ses
extrémités a queue d’aronde, Figure 7-4 (a), est glissée a I’intérieur de chaque dent Figure 7-4-b. Le quartier

obtenu par coulage sous pression ou par fabrication additive en une seule piece est illustré en Figure 7-5.

Figure 7-5 : La bobine (a 4 conducteurs en série) obtenue par FA en une piéce unique avec une des
dents insérées.

La Figure 7-6 est une vue éclatée d’un stator d’une machine électrique synchrone ayant un bobinage
concentré par quartiers en barre massives et comportant un stator feuilleté obtenu en piéces détachées
comportant 90 dents, Figure 7-4 (b), et une culasse magnétique dans laquelle des clips a queue d’aronde
émergent, Figure 7-4 (a). Ces parties émergentes de la culasse sont utilisées pour fixer les dents et assembler

le bobinage au sein du stator.

Figure 7-6 : Insertion de la culasse magnétique par glissement.

Dans ce cas les points chauds identifiés précédemment (Figure 6-4) sont éliminés, minimisant la résistance

thermique a I’évacuation des calories générées, permettant d’augmenter les performances de la machine.

Institut d’Electronique et des Systémes UMR 5214 UM-CNRS 226



I. Annexe : Isolants

Ci-apres la table résumant la classe d’isolation des matériaux isolants les plus répandues dans la

construction des machines électriques :

» . .
Classe d’isolation Intervalle de température Matériaux d’isolement typiques

IEC 60085 permis (°C)
Papier, soie, coton, caoutchouc naturel vulcanisé, thermoplastiques
Y >90 - 105 - - o
qui ramollissent au-dessus de 90 ° C
A >105 - 120 I\_/Iaterlaux organiques tels que le coton, la soie, le papier, certaines
fibres synthétiques
Polyuréthane, résines époxy, polyéthyléne téréphtalate et autres
E >120 - 130 - ; AR ;
matériaux ayant une durée de vie utile a cette température
B >130 - 155 Matériaux inorganiques tels que le mica, les fibres de verre
F >155 - 180 Matériaux de classe IEC 130 avec des liants stables a la température
la plus élevée
H >180 - 200 Silicone a base d’élastoméres et matériaux inorganiques de classe
IEC 130 avec liants & haute température
N (Class NEMAUL)Z >200 - 220 Comme pour la classe B, y compris le téflon
R (Class NEMA/UL) >220 - 250 Comme pour la classe IEC 200 du téflon
S (Class NEMAIUL) 5250 Films en enamel polyimide (Pyre-ML), en polyimide (Kapton et

Alconex GOLD) ou matériaux céramiques

Tableau I-1 : Classes d'isolation.

2 International Electrotechnical Commission Standard 60085 Electrical Insulation- Thermal Evaluation and
Designation, 3 edition, 2004 ,page 11 table 1

2 NEMA National Electrical Manufacturer Association
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CHAPITRE 11 : Annexe : Indice de protection

II. Annexe : Indice de protection

Ci-apres la table illustrant I’indice de protection, issu des normes IEC/EN60034-5 et EN60529, pour des

systémes électriques :

1¢ chiffre 2¢me chiffre
Protection corps solides Protection liquides
In;i}l)ce Signification In;ilice Signification
. Protection contre la chute verticale de gouttes
0 Aucune protection 0
d’eau
| Protection solide de > 50 mm 1 Protection contre la chute des gouttes d’eau
de diameétre jusqu’a 15° de la verticale
) Protection solide de > 12 mm ) Protection contre la pluie jusqu’a 60° de la
de diameétre verticale
3 Protection solide de > 2.5 mm 3 Protection contre la projection d’eau provenant
de diametre de toutes directions
4 Protection solide de > 1 mm de 4 Protection contre le jet d’eau provenant de
diametre toutes directions
. . Protection contre les paquets d’eau/de jets d’eau
5 Protection contre la poussiére 5 .
puissants
L . . Protection contre I’immersion provisoire dans
6 Hermétique a la poussiere 6 . \
I’eau jusqu’a 1 m
7 Protection contre I’immersion prolongée dans
I’eau au-dela de 1 m
Protection contre I’immersion prolongée dans
8 I’eau au-dela de 1 m
Protection contre le nettoyage a grande pression
Protection contre I’immersion prolongée dans
9 I’eau au-dela de 1 m

Protection contre le nettoyage a grande pression

Norme alimentaire
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ITI. Annexe : Modélisation thermique

Ci-apres la modélisation des échanges par convection et rayonnement exploités pour le modele nodal

développe.
Le rayonnement thermique

Les phénoménes thermiques de radiation sont souvent négligés pour le dimensionnement de machines
de puissance élevée, généralement refroidies par convection forcée ou directe. Cette hypothése est encore
plus vraie dans notre cas ou un important flux d’air traverse le radiateur avec des différences de température

entre virole et environnement qui s’affaiblissent.
La convection naturelle et forcée

Le flux thermique par convection est exprimé par la loi de Newton, qui peut étre écrite de la maniere

suivante :
Pconv = Aconv (Tp - Tf) (237)

Ou T, représente la température de la paroi et T, la température moyenne du fluide. A la différence de ce
qui se passe dans le phénoméne de transmission de la chaleur par conduction, le coefficient a [W/m?K],
n’est pas une caractéristique propre du moyen de transmission, elle dépend des caractéristiques du fluide,
mais aussi de son champ de mouvement. C’est une fonction complexe des caractéristiques thermophysiques
du fluide, du régime du fluide, de la géométrie de la surface, de la rugosité de la surface et d'autres
caractéristiques connexes. Le nombre adimensionnel de Nusselt, mesure le gain en transfert thermique par

rapport au cas ou le fluide est a I’arrét et ou la conduction est le seul autre moyen d’échange thermique.

Peconv Aconv D h
Nu = =

238
Pcond Aair ( )

Il est donc défini comme le rapport entre le flux thermique en convection sur le flux de chaleur échangé par
conduction, comme indiqué dans la formule reportée ci-dessus [Incropera 7th]. Dans laquelle Dy, représente
le diametre hydraulique, qui dans le cas d’un cylindre creux est égal a deux fois a la distance entre les deux
parois cylindriques.
4 (Dex2 - Dinz)

4Sentrefer T 4 (239)
= = = Dex —Din = 29

Pentrefer n(Dex + Din)

La température T mérite un peu plus de réflexion. Dans le cas ou le fluide se déplace dans une section

Dy

délimitée par une surface fermée (écoulement interne) par température du fluide, on assume une
température moyenne appropri€e. Dans le cas, contraire, d’écoulement le long d'une surface ouverte, la
température de la zone de fluide non perturbée, c'est-a-dire la zone dans laquelle I'effet de la présence de la

paroi n’affecte pas le fluide, est assumée comme étant la température caractéristique Tr du fluide.
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Le cas de la couche limite est particulier, en fait, le gradient de température dans cette zone n’est pas
constant, comme il le serait dans le cas de la conduction, mais il est fonction de la distance y de la paroi et
évolue le long de la paroi. Le nombre de Prandtl fait le lien entre couche limite thermique et la couche
limite fluidodynamique, et dans le cas de 1’eau et de I’air il est presque égal a 1. Dans cette condition la

couche limite thermigue et la couche limite de vitesse ont une allure similaire [Verda-15].

cpu v diffusivité de la quatité de mouvement
Pr=—=—=

=—= 240
A a diffusivité de l'énergie thermique (240)

Dans les phénomenes de convection forcée, on a donc que le nombre de Nusselt dépend du régime de
mouvement du fluide (du nombre de Reynolds), et du nombre de Prandtl. Les propriétés du fluide sont

souvent moyennées le long de la surface d’intérét. Le nombre de Nusselt est donc fonction de :

Nu = f(R, P, L) (241)

L’expression du nombre adimensionnel de Nusselt est extraite de la théorie des couches limites et pour des

géométries, qu’on pourrait appeler canoniques, des expressions spécifiques existent.

I
T0) 7 T
T. L / Jg : 4 Z 7
~ v v i K Ry = 7

Ra— __u()) ) A _uy)
J u(y) Q By v | Um0 :41\(. /
QRIS s S | 7 ,
] [ : _2—“':\ L

Figure III-1 : Profils de vitesse et de température en convection forcé et naturelle pour un écoulement
externe et interne [Incropera 7th].

Le coefficient de transfert de chaleur par convection de I'air dans le cas d’un cylindre est alors égal a :

Aconv st/air = A‘”%:‘m (242)
Le phénomeéne de la convection naturelle est strictement lié a la force dite volumique et donc au champ
gravitationnel et aux variations de densité du gaz en question. Le mouvement des particules de gaz est
déterminé par des gradients locaux de densité volumique. En exploitant la théorie de Boussinesq, il est
possible évaluer le coefficient d’échange thermique pour un cylindre horizontal, donnée par Churchill et

Chu pour un cylindre horizontal [Churchil&Chu], de la suivante maniere :

2
0.387Rag;, "/ 1
Nucyinor = {0.60 + for Rag;, <10 (243)

8/27 ’
1Jr(0.599 o/161%
Prair

Ou le numéro de Rayleigh est évalué de la suivante maniére :
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_ gﬁairDcyl3(Tp - Tair)

Raair = Grairprair = VoA (24’4‘)
alr‘talr
¢ airp’ i
Proyr = 40— (245)
alr
Le numéro de Grashof est
D 3 (T, — Ty
Grair — gﬁatr cyl ( p atr) (24—6)

Vairz
Il représente le rapport entre les forces de flottabilité et les forces visqueuses. Dcy est le diametre du cylindre

considéré.

La convection naturelle est souvent négligée dans les cas ou le refroidissement est de type forcé. Cependant
il faut faire la distinction entre convection interne et convection externe, en fait si on considére le cas
auparavant considéré c.-a-d. d’un moteur électrique de classe IP55 (voire annexe I1) le refroidissement forcé
est extérieur et seulement a 1’extérieur la convection naturelle peut étre négligée. En fait, surtout a basse
vitesse avec un rotor lisse le mouvement de I’air autour des tétes de bobines est quasi exclusivement di a

des variations locales de la densité du gaz piégé par 1’enveloppe.

Dans le cas ot les échanges par convection se font au travers d’un gaz les coefficients de transfert de chaleur
sont souvent trop réduits par rapport au cas ou le fluide de refroidissement est un liquide. Afin d’augmenter
le transfert thermique, il est nécessaire augmenter la surface d’échange. Pour des questions
d’encombrement, la solution consiste a opter pour des surfaces avec des ailettes. Le principe exploité dans
le cas ou le refroidissement est de type non forcé est celui des cheminées. En amplifiant les gradients de
densité volumique on augmente la vitesse des particules de gaz en quittant les ailettes (ailettes
circonférentielles). Afin d’augmenter encore plus le flux de chaleur, le gaz, habituellement de 1’air, est
brassé par une hélice (ventilateur) qui peut étre directement montée sur 1’arbre mécanique ou entrainé par
un autre moteur électrique. Les ailettes sont alors longitudinales et parcourent la machine le long de la
direction axiale. Dans ce cas, I’avantage est clairement celui de pouvoir régler la vitesse des pales de
maniéere a garder constante la température de fonctionnement ce qui est particuliérement avantageux

pendant les transitoires pendant lesquels des appels en courant de fortes amplitudes ont lieu.

Le probléme de transfert de chaleur par des ailettes est assez complexe mais étudié de maniere approfondie
dans la littérature comme dans [Incropera 7"]. Pour ce faire, une simplification est effectuée en considérant

I’ailette complétement adiabatique a son extrémité comme illustré en Figure 111-4 [Karlsson-14].
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(a) -— Convection
-—] ——
Ac
p
(b) P-—Insulated
-—l_c—-—

Figure I1I-2: Longueur d'ailette corrigée avec extrémité d'ailette isolée sur la (b) équivalente au cas réel
d'ailette avec une extrémité soumise a convection (a) [Karlsson-14].

Avec S; la surface transversale d’une ailette a son extrémité, S sa surface latérale et pe le périmetre
S
Hf . =He+ p—c, avecS, =S5+ S; (247)
e

La hauteur de I’ailette est donc virtuellement allongée pour tenir compte de la simplification optée par le

modéle analytique.

— Y — ey

(NnhAY?
VWA
/-> Ng;
l l Tyo— ——oT,

k* dp
VWA
; [h(A, ~NA)T?

Al 40 40 4 /L —d

T}

T.

oo

(n,hA,)?

w
Figure I1I-3: Paramétres géométriques définissant la géométrie des ailettes [Incropera 7th].

En vertu du fait que la température varie le long de la dimension Hsc, un coefficient correcteur, efficacité

de ’ailette, déterminée de maniére analytique, est introduit :

_ Flux effectivement évacué par I'ailette B tanh(wH; ) (248)
~ Flux évacué par lailette si toute I'ailette était 31a Tpage wHp

775, f

Elle définit les performances d’une ailette en comparant le flux dissipé a celui qui serait dissipé dans une
ailette de mémes dimensions mais dont la température serait uniforme et égale a celle de la base
(conductivité thermique A — o, pas de résistance thermique de conduction donc pas de chute de
température dans D’ailette) [Jannot-2012]. Le coefficient ®, exprimé en pourcentage, ainsi introduit,
représente la solution de 1’équation caractéristique (homogene) telle que celle du probléme d’ailette traité

dans [Incropera 7.

AradaPe
Aairst

(249)

Le rendement total de la surface pourvue d’ailettes est égal a :

_ Ptotale _ Xrad (Nail Sailetr]s,f + Ssans ailet) AT =1 Notilsotilet(1 - ns,f)
0= = — —
Pmax Arad Stot AT Stot
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Ou P’ailette est considérée isolée a son extrémité et rectangulaire. Alors, 1’efficacité de la surface avec des

ailettes est définit de la maniére suivante :

Ptotale Nait Sailetrls,f + Ssans aitet

(250)

SO =
Psans ailet Ssans ailet

Une efficacité unitaire signifie que les ailettes n’ont aucun apport dans la transmission de la chaleur. Tandis
que des valeurs de g, < 1 signifient qu’au contraire elles ont une action isolante, augmentant la résistance
thermique au lieu que de la réduire. Lorsque g, > 1 le transfert de chaleur est accru, mais n, doit étre
suffisamment élevé pour en justifier les cofits et les masses additionnelles associées. L’augmentation de la
hauteur de I’ailette permet d’accroitre D’efficacité de [ailette, néanmoins, cela n’augmente pas
indéfiniment. Une régle générale dans le dimensionnement de refroidisseurs a ailettes paralléles est

représentée par la relation (248) comme détaillé dans le suivant tableau :

wa,c tanh(wa'C)

0.1 0.1

0.2 0.197
0.5 0.462
1.0 0.762
1.5 0.905
2.0 0.964
2.5 0.984
3.0 0.995
4.0 0.999
5.0 1.000

Tableau 111-1 : Variation du flux effectivement évacué en fonction de la hauteur de ’ailette [Karlsson-14].

Le débit d’air nécessaire pour évacuer la totalité des pertes est évalué de la maniére suivante [Pyrhonen-

2nd] :

I tot,loss

! am — T
Pair Cp,airA in,out

(251)

OU Piotioss €5t la somme des pertes dans la machine et ATinou I'6chauffement admissible du fluide de
refroidissement. A 1’inverse, si le flux d’air est imposé, il est possible d’extraire 1’élévation de température
ATinout. La maniére la plus simple de modéliser le fluide est celle consistant a assumer une température
moyenne constante a laquelle les propriétés du fluide sont évaluées. Plus le gradient de température entrée
et sortie du fluide est petit, plus on suppose ces résultats proches de la réalité. Il serait pourtant plus précis,
comme indiqué dans [Di Gerlando 93], de subdiviser, suivant la direction axiale, la machine en différents

secteurs cylindriques adjacents, puisque les propriétés et la vitesse du fluide varient le long des ailettes.

E, a,m

v =
o Dny,air” (252)
N, ail

4

Ou Dny sin est le diamétre hydraulique, ¢’est-a-dire le diamétre effectivement « baigné » par le fluide.
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b 4bH ;
hy,ail — b+ ZHf,c (2 3)
De cette maniére, il est possible de définir le nombre de Reynolds comme suit :
Rey = VamDnyaitPair (254)
Hair

Alors le coefficient de Nusselt, moyenné le long de la surface considérée (qui exprime le rapport entre le
flux de chaleur extrait par convection et celui qui serait extrait par 1’air par conduction) est donnée par la

relation suivante :

1 _1/3
1 1
— N (255)
(R pr /2)3 3
ey" air (0.664,/R,, )3/ PrairJ 143.65/(/Rey

NugA,;
Upaq = _ “ail”air (256)

Dy a1

Pour une convection forcée a air, le coefficient d’échange par convection est généralement compris entre
30-300 W/(Km?). D’autres formulations existent [Incropera 7th]-[Assaad-15]. La résistance thermique

équivalente est donnée par :

1

_ (257)
aradnostot

Rth,ailette =

Enfin, la résistance thermique du refroidisseur est donnée par la résistance équivalente des ailettes en série

avec celle de la virole [Castelan-15] :

R -R R _ Rth,radiateur Rth,ailettes < (Tvirole - Tair,in) 258
thtot = Reno + Rep1 = > 5 = P (258)
pertes,tot

Convection dans I’entrefer

Dans les cas de refroidissement indirect, le transfert de chaleur aux interfaces d'entrefer du rotor et du
stator est dominé par la rotation du rotor qui génére le flux d'air. Le régime de 1’écoulement d'air est souvent

défini en exprimant nombre de Taylor

2 2 3
_ Pair”Wm " "md

2
Hair

T, (259)

Ou rm est la moyenne logarithmique des rayons du stator et du rotor. La longueur d'entrefer radiale g

relativement petite est prise en compte par un nombre de Taylor modifié

Topm = 2 (260)

Ou Fg est le facteur géométrique défini par [Pyrhonen-2nd]
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- (21’m - 2.304g)

g = 5 (261)
2ry, — 2.304¢g -2 %
1697 [0.0056 +0.0571 (W) ] (1 m)

En fluidodynamique, on distingue souvent trois différents régimes d’écoulement :

1- L’écoulement laminaire ou stable, dans lequel les forces visqueuses sont supérieures aux forces
d’inertie et I’énergie de perturbation est completement dissipée.
2- L’écoulement turbulent, les perturbations ne sont plus dissipées et les phénomeénes de verticités
dans la direction azimutale ne sont plus négligeables.
3- Entre ces deux régimes d’écoulement on est en transitoire. Selon [Becker et Kaye-62], la valeur
du nombre de Nusselt pour ces différents trois cas d’écoulement est :
Nu =2 T, <T, =1700
m (o}
0.367
Nu =0.128T, To, < T, <10* (262)
Nu = 0.409T, %2 10* < T, <107
m m

Le coefficient de transfert de chaleur entre le rotor et I’entrefer peut s'écrire

Agir sNU
aentr — alT'_ng entr (263)

Il est alors possible de définir une résistance équivalente associée a I’entrefer comme étant :

1
2T[(Rer + lpm + g)Lsaentr

Rthentr = (264)

Ecoulement a l’intérieur de la virole

La modélisation des échanges par convection entre I’air, délimité par la virole, qui entoure le rotor, les
tétes de bobines et I’arbre est trés complexe a modéliser, car les conditions d’écoulement sont souvent
méconnues. C’est pour cela que pour des vitesses de rotation réduites, il est usuel de négliger certains
échanges par convection. Par exemple, celui entre la surface latérale des aimants et I’air, en vertu du fait
que la surface d’échange est trés réduite par rapport au cas déja examiné et que la vitesse de 1’air en ces

points est souvent limitée.

e Ecoulement autour des tétes de bobines :
Dans [Assaad-15] un tableau récapitulatif est fourni, ici mis a jour, afin de résumer les différentes formules
empiriques utilisées pour calculer le coefficient de transfert thermique par convection entre les tétes de

bobines et ’air qui les entoure
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( 15(1+ 0.41,°9),
20(1 + 0.425v,%7),
40(1 + 0.1v,),
15.5(1 + 0.39)v,
33.2(1 + 0.0445)v,,
41.4(1 4 0.15)vy,

(6.5 + (5.25%65)1,06,

=4
aconvtete—air

[Schubert — 68]
[Schubert — 68]
[Di Gerlando — 93]
[Mellor — 07] (265)
[Stokum — 69]

[Boglietti — 06]

[Kotrba — 93]

Le terme constant dans ces expressions représente le transfert de chaleur par convection naturelle et est
donc la valeur du coefficient de film a I’arrét. La principale difficulté de ces modeles, est I’évaluation de la
vitesse périphérique de ’air a considérer, car elle dépend fortement de la géométrie considérée et pour une
estimation correcte, nécessiterait une modélisation CFD. Cependant, selon [Mellor-91], la vitesse de I'air,
peut étre estimée a partir du produit de la vitesse angulaire du rotor et du rayon logarithmique rr, des ailettes
d'extrémité. Ces ailettes se trouvent sur la surface latérale du rotor avec un paramétre définissant I’efficacité

(=50% pour les surfaces internes des tétes de bobines et =20% pour la surface externe) avec laquelle l'air

intérieur est mis en mouvement.

=#=schubert 68
- schubert2 68

Mellor 91
Stokum 69
=#-Boglietti 06
== Kotrba
DiGerlando 93

., ., . . [
W B NN DO\ D= MR L NSO D

h [WI(Km?)]

1 1
516 17 18 19 20

1 1 1 1
9 10 11 12 13 14 1
vp [m/s]

0 -

Figure III-4: Corrélations coefficients convectifs autours de tétes des bobines pour TEFC.

Une comparaison entre les différentes corrélations du coefficient convectif est donnée en Figure I11-4.

L’expression fournie par [Kotrba-93] est ici utilisée par la simple raison qu’elle considére le pire cas

possible, sachant que le rotor, dans notre cas, n’est pas muni d’ailettes latérales.

1
Ry = " (266)
CONVtete—qir* '3
Dans cette relation (267), As = Aw, représente la surface des tétes de bobines [Luke-23].
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Inner end caps

Balniiing surface
surface

Figure III-5: Tétes des bobines, géométrie simplifiée [Boglietti]
Dans notre cas (bobinage massif), la surface des chignons est calculable analytiqguement

A3 = Atb = T[[(Res - hcs) + (Ris + dl + dz)](dsd + dfd + tend) (268)

e Ecoulement de I’air interne avec la virole :
De la méme maniére [Kotrba-93] fournie des formulations empiriques afin d’évaluer le coefficient

d’échange par convection entre 1’air interne et la virole

Aconvgsy_pouys = 15+ 6.75%65 + v, ;;,.06 (269)

A priori, la vitesse de I’air a ’intérieur de la virole n’est pas connue :

1
R=———— (270)

aconvair—housAl

Ay = 2405 + Ay (271)

e Ecoulement autour du rotor
Pour le transfert de chaleur aux interfaces entre le rotor et les flasques, I’écoulement est dominé par la
rotation du disque du rotor qui génére le flux d'air. Le régime d’écoulement peut étre défini en exprimant

le nombre de Reynolds :

2
WgirR
air®*rotor
R, = —airrotor_ (272)
V .
air
Iz
.u?
écoulement axial 1
o d|squetnumant Ecoulement secondaire
R Plaque opposéa
] u; s b7 -h: Disque toumant
\Val .‘ SN emulememazlmulale
A Y u=ar w —
LN T
écoulememramal ey T '.‘_’,II
u. L —
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Figure I11-6: Disque tournant en espace libre
[Howey-12].

Dans le cas ou la cavité est caractérisée par un facteur de forme e/R inférieure a 0.2 [Bertin-99] nous fournit

Figure I1I-7: Disque tournant en espace clos [Bertin-99].

une formulation exprimée par les travaux de [Kreith-11] pour évaluer le nombre de Nusselt en fonction du
nombre de Reynolds et de Prandtl.

4
C2b+1

Ou les parametres al et b1 sont donnés par le tableau suivant :

Nug, ReyPray b2 (273)

Domaine de Condition de Régime
C 1ol . a b1 bz 5z
validité la paroi d’écoulement
Rey < 1.8 10° 22 0.5 0.44 Laminaire
Température
. 0.024 0.8 0.6
Rey >2.510° uniforme Turbulent
Flux uniforme 0.031 0.8 0.6

Tableau III-2: Parameétres caractéristiques pour I’évaluation du coefficient de Nusselt selon la relation
ci-dessus [Assaad-15].

Comme reporté dans [Assaad-15], dans le cas contraire ou e/R supérieure a 0.2, une autre relation est a

utiliser, fournie par [Kreith-11] :

T, 2 0.8 T, 2.6
Nitg, = 036 |Rey (R ) +0.015R,, 8 |1 — (R—) (274)
rotor

rotor

R
r, = %bre (275)

Dans les deux cas, le coefficient d’échange convectif est fonction de la distance e, espace entre le rotor et
le flasque.

Aair_rotorNuoo (2 76)

acon"rot—airz e

1
Ry =

(277)

2 2
aconvmt_airn(Rer _Rarbre )

Enfin, afin de simplifier le réseau nodale thermique [Lindstrom-99] propose la transformation suivante :

Rine

Tétes de bobines

Figure I11-8 : Transformation étoile triangle pour simplifier le schéma thermique au niveau de I’air interne
[Kylander-95]- [Lindstrom-99].

A basse vitesse de rotation, si les tétes de bobine sont en contact avec les flasques via la résine de

surmoulage, cf. 82.3.2.2, le transfert de chaleur se fait prioritairement par conduction.
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Ecoulement externe a la virole

e Ecoulement autour de I’arbre :
Dans [Etemad], on retrouve une méthode d’identification apte a la mesure du nombre de Nusselt pour

un intervalle de Reynolds de 0 & 65400. La corrélation empirique suggérée est

Nugrpre = 0.076 R, %7 (278)
Oou
Rey _ vp,arbreDarbrepair (279)
Uair

Dans notre modélisation, nous négligerons la convection entre les surfaces de I’arbre et 1’air contenue dans

les cavités internes, en raison d’une faible différence de température, et d’une surface d’echange réduite.

La variation des coefficients d'échange avec la température dépend du type d’échange : cette variation est
tout a fait négligeable en cas de conduction thermique dans un domaine solide, ainsi que dans un fluide en
cas de convection forcée (en prenant la température moyenne comme température de référence). Au
contraire, la dépendance de la température de surface et du fluide en cas d’échange par convection naturelle
est tres marquée [Di Gerlando 93] ; néanmoins, compte tenu de la contribution limitée du dernier type

d'échange dans cette application, tous les coefficients sont supposés indépendants de la température.
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IV. Annexe : Données matériaux

Ci-apres les données caractéristiques des matériaux fournis par VACUUMSCHMELZE :

0.20

(Recuit 6h 880°C, H,) /

Vacoflux50
(Recuit 4h 820°C, H,)
—_——

150 300 450 600 750 900 1050 1200 1350 1500 1650 1800 1950 2100

Fréquence f [Hz]

Figure IV-1 : Comparaison en pertes spécifiques en fonction de la fréquence pour des toles FeCo nuance

Vacoflux50 avec une Vacodur49.

Une comparaison ultérieure entre les nuances Vacodur49 traitées afin d’atteindre des meilleures

caractéristiques magnétiquement ou mécaniquement est donnée ci-apres :

0.20

0.19

0.18
017
0.16
0.15
0.14
0.13
£0.12
0.11
0.10
0.09
0.08
0.07
0.06
0.05
0.04
0.03
0.02
0.01
0.00

/f [Ws/

Pertes spécifiques P

Optimisé magnétiquement
(Recuit 6h 880°C, H,)

(Recuit 3h 750°C, H,)
Rpo.2 @aPProx. 380 MPa

100 200 300 400 500 600 700 800 900 1000 1100 1200
Fréquence f [Hz]

[laboratory data, not part of specification]

Figure I'V-2 : Pertes spécifiques en fonction de la fréquence pour des toles FeCo d’épaisseur respectif de

0.2mm et 0.35mm.
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Table des symboles et acronyme :

Acronyme Description

DP Distributed Propulsion

CFD Computational Fluid Dynamics

MFN Mécanique des Fluides Numérique

EF Eléments finis

FEM Finite Element Modelling

EDF Edge Force Density

MHF Machine Haute Fréquence

LPM Lumped Parameter Modellling

SRM Synchro-reluctant Motor

SPMSM Synchronous Permanent Magnets Surface Mounted
IPM Internal Permanent Magnets

AFPM Axial Flux Permanent Magnet (Machine)

TORUS Axial Flux Permanent Magnet (Machine) N-S bobinange toroidale
Paramétres Description

Pem Puissance électromagnétique

Tem Couple électromagnétique

Udc Tension continue du bus

Vph,rms Tension efficace entre phase et neutre

Nm Vitesse de rotation mécanique en tr/mn

fe Fréquence électrique

lom Epaisseur des aimants

g Longueur d’entrefer

e Epaisseur frette

AL Facteur de forme

Der Diametre d’alésage du rotor

De Diametre a la surface des aimants

Des Diametre externe du stator

Tp Pas polaire

Ts Pas d’encoche

Tc Pas de bobinage entre une allée et son retour

Tm Arc couvert par 1’aimant

Th Arc couvert par I’aimant magnétisé en direction azimutale
Tf Largeur des picots

Oy Angle entre deux encoches successives (pas d’encoche)
Olp Angle entre deux aimants successives (pas d’encoche)
Olc = Tl Tp Rapport d’arc bobine sur pole

Om = TmlTp Rapport d’arc aimant sur pole

W Ouverture d’encoche
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Parametres Description

Wish Largeur d’encoche

Jmax Densité de courant (encoche)

Aoad Charge linéique de courant

oT Pression magnétique tangentielle

p Nombre de paires de poles

Q Nombre d’encoches

m Nombre de phases

Zs Nombre de spires en série

Zp Nombre de spires en parallele

Zt Nombre de conducteurs dans 1’encoche
Nph Nombre de spires par phase

L Longueur du rotor

Ls Longueur du stator

Wip Largeur dent a I’entrefer

Wi Largeur dent a I’attachement du pied de la dent
hes Hauteur de la culasse statorique

her Hauteur de la culasse rotorique

Olsd Rapport hauteur isthme, hauteur dent
d; (ou hy) Hauteur base de la dent

dpos (OU hpos) Distance entre les conducteur et I’isthme
d2 (ou hy) Hauteur raccord isthme

ds (ou hs) Hauteur d’encoche

ds (ou h) Hauteur dent

Kre Coefficient de foisonnement

Kac Coefficient multiplicateur des pertes Joule
Kadd Coefficient multiplicateur des pertes fer
& Hauteur réduite

Rey Numéro de Reynolhs

Ray Numéro de Rayleigh

Pr Numeéro de Prandtl

Bair Coefficient d’expansion de I’air

ar Constante de gravitation

Gr Nombre de Grashof

Nu Numéro de Nusselt

A Conductivité thermique

Pc Coefficient de perméance

L Perméabilité relative

Lo Perméabilité du vide

Kmi Facteur de fuite a I’entrefer

o Espacement aimants adimensionné

Y Epaisseur d’aimants adimensionné

€ Epaisseur d’entrefer adimensionné
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Paramétres
Rmp

o

Br.20°

Co

Dn_sink

Ethr

OsB

Pvent ou Pfan
Ap
Lw
Ltg
Hh
Lhous
Hs
Nail
Fam

max

The,th
Troul

Tvir

Description

Arc d’aimants rélatif (configuration Semi-Halbach)

Coefficient de convection thermique
Induction résiduelle & 20°C

Chaleur spécifique au gaz a pression constante
Diametre hydraulique baigné par le fluide
Emissivité relative

Constant de Stefan-Boltzmann

Puissance de pompage

Perte de charge

Epaisseur ailette

Distance rangées

Hauteur ou épaisseur virole

Longueur virole

Hauteur ailette

Nombre d’ailettes

Débit air

Température des aimants

Température du rotor

Température des dents

Température culasse statorique
Température des conducteurs dans I’encoche
Température des chignons

Température du bobinage entier
Température des roulements
Température de la virole

Tableau S 1 : Liste des symboles utilisés.
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