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Face aux enjeux environnementaux et énergétiquesuals les systemes de
transports doivent faire face, le recours a I'éeeélectrique est de plus en plus envisagé.
Ceci peut s'expliquer par les nombreux avantagésrtefpar l'utilisation des systémes
électrigues: excellent rendement en conversionpddiabilite, simplicité de mise en ceuvre,
etc... Néanmoins, pour réussir cette transition, @@breux défis en matiere de stockage et
de conversion de I'énergie électriqgue doivent ésmlus. Dans cette these, nous ne nous
intéresserons qu'aux dispositifs de conversiontrdie@canique et plus particulierement a

machines lentes fort couple a entrainement direct.

Ces machines sont actuellement envisagées pouordpulsion électrique des
véhicules, des navires, pour le roulage électragg avions, etc... Néanmoins, pour que ces
machines deviennent plus compétitives que les isalutexistantes, il convient qu'elles
puissent développer un fort couple tout en préséntae grande compacité, un rendement
élevé, une bonne tolérance aux défauts ainsi quddn de réalisation raisonnable. C'est sur

cet enjeu que s'inscrivent nos activités de retigerc

Pour parvenir a ces objectifs, l'approche envisagéns cette thése concerne
principalement 'optimisation du bobinage statoeiqGe bobinage est en effet un élément clé
dans la génération du champ tournant et présemténflnence significative sur le rendement

de la machine. Nous avons organisé ce travail atreghapitres décrits ci-dessous.

Le premier chapitre traite des différentes sohdiprésentées dans la littérature pour la
maximisation des performances massiques des aetismrélectromagnétiques. L'intérét de
'accroissement de la fréquence de conversion cwmia ['utilisation des bobinages
fractionnaires concentrés autour des dents estigeéul Un état de l'art des machines
synchrones a aimants a bobinage dentaire est eqggagenté et les problématiques et axes de
recherche pour l'accroissement des performancesat@sages dentaires sont exposés a la fin

de ce chapitre.

Dans le deuxieme chapitre, nous présenterons deuxelles méthodologies pour
l'optimisation de la force magnétomotrice (FMM) Habinage statorique. L'objectif de la
premiere méthodologie est de trouver, pour une madiyant un nombre de pbles donnég, la



répartition optimale du bobinage statorique peramttia maximisation du coefficient de

bobinage et la minimisation du contenu harmonigeiéad=MM. La deuxiéme méthodologie

utilise le principe mis en ceuvre dans les machomgble-étoile a bobinage réparti pour
réduire les harmoniques d'espace. Nous appliquesnstiite ces meéthodologies pour
'optimisation de la FMM d'une machine synchroneacgrisée par une combinaison de
12xrpase€ncoches/10%sspdles (Rase €St le nombre de motifs de répétitions). Deux
nouvelles configurations de bobinage sont alorsaréigs.

Le troisieme chapitre développe des outils poundaélisation et le dimensionnement
optimal de machines synchrones a bobinage denizé® modéles analytiques pour le calcul
du couple, des pertes fer et des pertes harmonidpes les aimants seront présentés. Par
ailleurs, nous développerons un modele thermiquse beur I'utilisation du réseau des
résistances thermiques pour éviter de dépassémigss thermiques des différents matériaux
constituant la machine. Ces modéles seront ensoitgarés a des simulations par éléments
finis et & des résultats expérimentaux issus diétéxature pour les valider. Enfin, nous
couplerons ces modeles a un algorithme génétiqms dabjectif de dimensionner des

machines de 10kW-50 tr/min possédant les bobinagiésisés déterminés dans le chapitre 2.

Dans le quatrieme et dernier chapitre de cettesethéous présenterons une
comparaison des performances des machines pcetadifférents bobinages optimisés. Nous
comparerons le couple massique, le rendement, d¢teuia de puissance ainsi que
I'échauffement de ces différentes machines. Nonslamns enfin par un bilan présentant les

avantages et inconvénients des différents bobingétgelsés dans cette these.
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1.1 Introduction.

Les nouvelles applications telles que le roulagetéhjue des avions ou encore la propulsion

des navires a l'aide de nacelles, imposent desfadatraintes sur les machines électriques
utilisées, tant en termes de couple que de congpdditia a donné lieu a de nombreux travaux
de recherche pour le développement d'actionneactréimécaniques répondant au mieux aux
exigences de ces applications. Dans la premietéee e ce chapitre, nous présenterons les
différentes solutions proposées dans la littérapangr accroitre les performances massiques
des machines électriques. Nous nous intéressengng® aux machines synchrones a aimants
permanents avec bobinage fractionnaire concent@uades dents. Nous détaillerons leurs

avantages et inconvénients. Enfin, nous dégagdesnaxes de recherche sur lesquels nous

nous focaliserons dans la suite de cette these.
1.1.1 Besoin en machines fort couple dans les systemesbamgués.

1.1.1.1 Avion plus électrique.

L'avion plus électrigue repose sur l'ambition denplacer progressivement les circuits
hydrauliques et pneumatiques a bord par des arélgctriques. L'objectif étant la réduction
de la maintenance, I'amélioration de la fiabilitd'&croissement de l'efficacité énergétique.
Le systeme de roulage électrique EGTS constitueawvaacée concrete, il permet de faire
rouler un avion sur la piste sans utiliser sestetais grace a des moteurs électriques intégrés

dans le train d'atterrissage principal de I'aviwir(Figure 1[1]).

Les avantages de ce systeme sont une réductiomrmromation de carburant pour les
manceuvres au sol, une réduction des émissions|ale &0 a 75% (carbone et monoxyde

d'azote) ainsi qu'une suppression des tractedssetquipements de remorquage.

&

"".ﬁ &T:’-ia“\ﬁ\n(\ W W

(a) Avion équipé du systeme EGTS (b) Roue motrice du train d'atterrissage fabriqué par
Messier-Bugatti-Dowty

Figure 1: lllustrations du systéme de roulage éledtjue des avions
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Pour permettre le déplacement de la masse totalavden au sol, les moteurs électriques
utilisés doivent développer un couple élevé (> B0 a faible vitesse de rotation (de I'ordre
de 150 a 200 tr/min). Par ailleurs, les machinagaihd entrer dans un volume réduit et avoir

la masse la plus faible possifg [3].

1.1.1.2 Propulsion navale.

La propulsion navale a elle aussi connu une fortgation vers l'utilisation de I'énergie
électrique et ceci pour les nombreux avantagestsffé titre d'exemple, I'utilisation d'une
propulsion en nacelle Figure 2, appelée POD, pemeetioger le moteur électrique de
propulsion, jusque-la intégré dans la coque dureawela permet d’incorporer dans une
seule unité le gouvernail, I'appareil a gouverd@glice, le moteur de propulsion, la ligne

d'arbre, etc.

é\\ﬂ |

Propulsion en nacelle

Gourvernail Moteur

Hélice Paliers
/ de propulsion

Appareil ligne d'arbre

a gouverner

Palier butée

[
e
|
] [

Propulsion conventionnelle
Figure 2: propulsion électrique conventionnelle epropulsion en nacellef4]
Les avantages d'une propulsion par POD sont : um djaspace a bord du navire, une
réduction de la consommation en carburant et unbeome manceuvrabilit¢4]. De plus, le
niveau acoustique et vibratoire est amélioré pasulapression des perturbations de l'arbre
mais aussi grace a un positionnement optimal ddi¢e face au flux d’eau. Finalement, les
temps de montage sur le navire sont aussi réddiss pour que cela soit possible, une
grande compacité est nécessaire et des moteurs bdssse et trés grande puissance
massique doivent étre congus. Par exemple, poumgues paquebots ou des frégates, les
puissances nécessaires dépassent les 10 MW pairraades vitesses inférieurs a 200 tr/min
[5].
13



1.1.1.3 Veénhicules routiers

Pour répondre aux enjeux environnementaux, de reumbitravaux ont été réalisés pour
développer des véhicules plus propres et économasni les différentes architectures
possibles pour la propulsion électrique des vébgules solutions utilisant des moteurs
intégrés dans les roues présentent un fort poldiefie Cette solution permet, en effet, une
intégration compléte de la chaine de transmissi@tamique et une augmentation de la
compacité de la fonction motricg]. La Figure 3 donne un exemple de moteur roue

développé par la société Protd@h

Stator

Wheel Bearing Hitor

Vehicle Suspension

Coils & Power Electronics/
Micro Inverters

Conventional Alloy Wheel

Figure 3: Constitution du moteur-roue électrique dé&eloppé par la société Proteafi7]

Néanmoins, cette technologie est actuellement enaor stade des prototypes et un des
obstacles rencontrés pour son expansion est liéfaibles performances massiques des
machines électriques. En effet, comme il est diffid'intégrer un réducteur dans la roue, le
moteur doit fournir un fort couple et a donc tenoka@a étre lourd et encombrant ce qui peut

compromettre la stabilité du véhiculg.

1.1.2 Problématique des machines a fort couple

Une machine électrique est principalement dimemsenpar son couple et non par sa
puissance. Dans une machine tournante formée thbor £t d'un rotor (voir Figure 4), le

couple électromagnétique qui s'exerce sur le qmat s'exprimer comme suit:

I'= o7 - 2nR%L (1-1)

14



Avec :

- oy : lapression magnétique tangentielle dans I'tertre
- R :le rayon statorique interne de la machine,

- L :lalongueur axiale de la machine.

e
W
N7

Figure 4: Coupe d'une machine tournante

La pression magnétique tangentielle d'entrefegst limitée par l'induction normale d'entrefer
et par l'intensité maximale du champ de l'induiinduction d'entrefer est limitée par la
saturation des matériaux magnétiques et l'intedsitéhamp est limitée par les échauffements
et/ou la désaimantation des aimants. Ainsi, lesgiwas tangentielles maximales que 'on peut
atteindre dépassent difficilement les 10 N/cf8}. Par conséquent, si la machine doit
développer un fort couple, le volume du rotor augmesignificativement et la machine

devient alors lourde, encombrante et codteuse.

La solution traditionnelle pour obtenir un entrairent lent, sans accroitre pour autant la
masse de la machine, consiste a utiliser un réduatécanique (voir Figure 5). Il permet de

réduire le couple demandé au moteur donc son erreongnt et sa masse. Cette solution est
tres répandue dans le domaine industriel puisgujgdrmet d’utiliser une machine standard

avec un investissement initial réduit.

ch cani
arge mecanique Réducteur

Moteur

Figure 5: Schéma d’'un entrainement indirect{9]

15



Néanmoins, une telle solution comporte de nombrgwonvénients. Le premier est la
présence de pertes par frottement au sein du gguctécanique dues a la transmission par
contact. De plus, le rendement du réducteur seridétéd'autant plus que le rapport de
réduction est importafit0]. Les autres inconvénients sont: une réductioradebilité, une
augmentation du bruit et des vibrations et un lesmicru de maintenance. Pour ces
différentes raisons, il convient d'utiliser une mae a attaque directe a fortes performances
massiques. Dans le paragraphe suivant, nous peésest les différentes techniques

d'accroissement des performances massiques degamélectriques.

1.2 Différents moyens d'accroissement des performancemassiques dans les

machines électriques

Pour accroitre les performances massiques des na&sctournantes, il convient d'agir sur la

pression magnétique tangentielle ou sur la fréqeielecconversion mais il est aussi possible
de recourir & de nouvelles topologies telles gganachines a réducteur magnétique intégré
[11]-[13].

1.2.1 Action sur la pression tangentielle

Pour accroitre la pression magnétique tangentalieela des 10N/cmz2, il convient d'utiliser
des matériaux permettant I'obtention d'inductiomgmétiques plus élevées dans I'entrefer ainsi
gue des systéemes de refroidissements plus perftsnpanir accroitre la densité linéique de

courant.

1.2.1.1 Utilisation des matériaux supraconducteurs

Les matériaux supraconducteurs sont caractérisésine absence de résistance électrique
sous certaines conditions de température, de chmaagpmétique et de densité de courant. Ces
propriétés permettent alors & ces matériaux despgrater de forts courants, sans aucune
dissipation énergétique; ce qui laisse entrevos blends en avant dans les performances
massiques et volumiques associées a des rendemasdptionnelg14]. Les travaux de
recherche sur les machines tournantes a élémemacsmglucteurs sont essentiellement
concentrés sur les machines synchrones dans lesyleelsupraconduction est utilisée pour
I'enroulement inducteur Figure 6. Il est, en efégtcore tres difficile de concevoir un induit
supraconducteur (enroulement polyphasé parcourwd@arcourants alternatifs) du fait des

pertes en courant alternatif importantes.
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Support
des bobines
en cuivres
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Figure 6: Machine synchrone a élément supraconduate HTC (Haute température critique) [15]

Il est rapporté qu'avec l'utilisation d'un inductsupraconducteur, il est possible d'atteindre
des inductions dans I'entrefer de l'ordre de 1.6AT &t ainsi une augmentation du couple
massique d'un facteur au moins égal[d ). Par ailleurs, ces moteurs présentent un faible
taux d'’harmoniques et des faibles ondulations dplepdd aux entrefers importants imposé
par le systeme cryogéniqyd1], [15], [16]. Un exemple de réalisation est le moteur
synchrone de propulsion marine 36.5 MW — 120 tr/mganstruit par American
Superconductor et Northrop Grum@h6]. Par rapport aux moteurs classiques, ce moteur
présente un bon rendement et le gain en termesrdpacité (poids et volume) est de plus de
50%.

Cependant, le codt élevé des fils supraconductetirabsence d'une offre industrielle
significative joints a certaines difficultés lore tlexploitation (cryogénie, temps de mise en
froid) et a une fiabilité qui reste a démontrerangnt encore le développement industriel de

ces machinegl5].

1.2.1.2 Utilisation de matériaux magnétiques performants

Les alliages en Fer-Cobalt présentent I'aimantadicsaturation la plus élevée de tous les
alliages ferromagnétiques £B=2.4T); ce qui permet d'atteindre des performancassiques
inégalées. Dans la thefE7], il a été rapporté que l'utilisation d'un alliagye Fer-Cobalt par

rapport a un alliage classique en Fer-Siliciumrnpede réduire d'environ 11% la masse et le
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volume d'une machine électrique destinée a uneicapiph de roulage d'avion (Green

Taxiing). Ces matériaux bénéficient aussi d'unengabilité relative élevée et présentent des
pertes fer massiques réduites (45W/kg a 400 Hz 8dusPar ailleurs, leur forte résistance a
la chaleur (T=950°C) en fait d'eux les produitsrphdes applications a contraintes séveres
(aéronautique, spatial, etc.). Néanmoins, l'incarer@ principal de ces tbles est leurs codts

élevés qui peuvent atteindre 30 fois le prix deg@n Fer-Siliciuni12].

1.2.1.3 Amélioration du refroidissement de la machine

Il est aussi possible d'obtenir des pressions niages tangentielles plus élevées, en utilisant
des systemes de refroidissement plus performaatsex@mple, I'utilisation d'un systéeme de
refroidissement direct par liquide, ou les condurgelectriques de I'armature statorique sont
refroidis par un liquide circulant a l'intérieur des derniers, permet d'accroitre le produit
d'échauffement de 10x10AZm? (cas d'une machine refroidie par air) & envirofx1®'"-
200x10d° A2m? [18]. Ce mode de refroidissement est néanmoins résemvénachines de
tres fortes puissances de l'ordre de 100 MW a M0 Récemment, des trava(ik8], [19]
portant sur l'application de ce moyen de refroghsent sur des machines de puissance
réduite 8MW ont commenceé a voir le jour. Dans ks#j18], il est montré qu'en utilisant des
bobinages concentriques formés de conducteurs ateog lesquels circule un liquide de
refroidissement (voir Figure 7), il est possiblerdduire d'environ 60% la masse et le volume

de la machine par rapport a une machine refroidiea.

Figure 7: Bobinages refroidies par liquidg18]
L'inconvénient principal de cette solution résidensl le systeme de refroidissement trés

complexe et trés couteux.
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1.2.2 Machines a aimants avec réducteur magnétique intégr

Certains auteurs proposent, en vue de réalisemdehines lentes de tres grande compacite,
'intégration d'une machine synchrone a aimants naerents et dun réducteur
électromagnétique. De telles machines, méme aveefroidissement en convection naturelle
présentent des performances spécifiques supériauceies des machines a flux transverse
refroidies par un liquide, tout en ayant un facteler puissance similaire aux machines

synchrones a aimants conventionnejles).

[J ARARANNA ,,ﬁw[,Tj
21 pole-pair

- 21 pole-pair
_.— stationary
% —— magnets
stationary B
magnets | ebeeemt== 2 pole-pair high
i [ * speed rotor
2 pole-pair high- ) X %l

speed rotor

Low speed rotor with
23 pole-pieces —t—=——+= Low speed rotor
with 23 pole-

pieces

S

- Radial
Figure 8: Machine a réducteur magnétique [13]

Cette structure montrée en Figure 8 comporte &l@isients principaux :

= Un rotor interne & aimants permanents a vitessg&@let n’entrainant aucune charge
mécanique.

= Un second rotor externe équipé de pieces ferrontiggies tournant a vitesse réduite
et entrainant la charge utile.

= Un stator supportant le bobinage triphasé et umbme approprié d’aimants
permanents coté alésage.

Dans cette machine, l'interaction du champ tournduat stator triphasé et du champ
magnétique du rotor haute vitesse produit le coapleme dans une machine conventionnelle
tandis que linteraction du champ magnétique dwrrabterne modulé par la structure

ferromagnétique tournante et du champ magnéticgeemar les aimants fixes du stator réalise
la fonction de réduction électromagnétigLies]. Ce principe tres prometteur, a recu des
débuts de validation par maquette a échelle rédbigms I'article[13] une machine a

réducteur magnétique en convection naturelle awvee densité de courant de 2A/mm?2
présente un couple volumique supérieur & 60 kNnatrec un facteur de puissance supérieur
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a 0,9. Cependant aucune réalisation industriell¢adle significative n’a encore vu le jour
[15].

1.2.3 Accroissement de la fréequence de conversion éleamécanique

Une autre technique envisagée pour l'accroisserdest performances massiques des
machines électriques consiste a augmenter la fnéguee conversion électromeécaniqué],

[12], [20]. En effet, dans les machines tournantes, lI'augatientde la fréquence, a vitesse de
rotation donnée, s'obtient par augmentation du mendle pdles. Ceci permet de réduire le
volume des culasses (voir Figure 9) ainsi querngueur et la masse des tétes de bobines tout
en gardant un couple sensiblement constant. Paséqaent, le couple massique de la
machine augmente.

~ Accroissement de il S
e ~.la fréquence 4 REERFA

Figure 9: Impact de I'accroissement de la fréquencsur le volume des culasses statorique et rotorique

Cependant, cet accroissement de fréquence damsdekines a aimants conventionnelles
avec un bobinage ayant un nombre d'encoches parepdlar phase g supérieur ou égal a 1,

conduit a une augmentation considérable du nonibreadches et donc :

- une augmentation du co(t et de la complexité desati@n de la machine,

- une diminution du coefficient de remplissage erviejien effet, la surface d'encoche
diminue alors que I'épaisseur des isolants élemsigeste constante,

- le rapport entre la hauteur et la largeur d'encoabhgmente et conduit a une
augmentation de la réactance de fuite et ainsdégeadation du facteur de puissance.

Afin d'accroitre encore la fréquence de converside, nouvelles topologies aptes au
fonctionnement avec un grand nombre de pdles énpréisenté¢s1], [20]. Dans la suite de
ce document, nous ne nous intéresserons qu'aukosslla aimants permanents du fait de

leurs fortes performances par rapport aux mackirnieduction et a réluctance variable pure.
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1.2.3.1 Machines synchrones a aimants a couplage dentaire:

Le couplage dentaire est le couplage pour lequdkrdaction fondamentale des sources
s'effectue a I'échelle du pas dentaireLe pas mécanique. est proche du pas dentaire et est
completement indépendant du pas polajreLa Figure 10 illustre la difference entre une

machine a couplage dentaire et une machine a gpiplaaire (conventionnelle).

T T

- B > - B >
AHBEHHETHEH» ~"HE~HEH -
-

Iy (AT ¥ [ &1 ¥ K]
bl -l-r - <Tr>
Couplage polaire Couplage dentaire

Figure 10: Illustration du couplage polaire et denaire [20]
Parmi les différentes machines qui utilisent legipe du couplage dentaire, on peut citer les

machines suivantes :

1.2.3.2 La machine a flux transverse

La Figure 11 donne une représentation schématigua structure de base d'une phase d'une
machine a flux transverse. Elle est formée d'urostaomposé d'un bobinage global en forme
d'anneau dans lequel circule un courant parallé&edérection de rotation de la machine et de
plusieurs circuits magnétiques, des étriers, ditateon ortho-radiales chevauchant la bobine.
Le rotor quant a lui est formé d'une culasse rqteriet de deux rangées d'aimants avec une
polarité radiale alternée. Une machine triphasé@apaootera alors trois structures mises en

paralléle.

stator elemant

ring-shaped coil

A

permanent i
Y coraback

miagnat

Figure 11: Module d’'une machine a flux transversg¢21]
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Cette topologie de machines s'adapte bien auxieatnants lents a fort couple spécifique
puisqu'elle permet de réaliser des pas polairegiveiment faibles tout en conservant une
force magnétomotrice élevée ce qu'il lui permetsiaid’atteindre des performances
spécifiques trés élevées de I'ordre de 40 a 80 kiNn#ar ailleurs, le découplage magnétique
entre les phases de la machine a flux transvergaiBe le contréle et améliore la robustesse
de la machine en cas de défaillance d'une phasann@ns, cette topologie souffre de
nombreux inconvénients tels qu'un faible facteupdissance (0.35 a 0.55) en raison de la
grande réactance et de la faible force électroo®[#i2] ce qui conduit & un convertisseur
statigue avec un prix exorbitant. Leurs constructinécanique est d'autre part délicate et

codteuse.

1.2.3.3 La machine a aimants a effet Vernier

Les machines Vernier a aimants font usage des sndéfivés des machines a réluctance
variable a double denture. Elles sont, d'un pognvwak construction, identiques aux machines
synchrones classiques. Elles sont formées d'uorstaini d'un bobinage polyphasé a champ
tournant et d'un rotor a aimants déposés en surlazedifférence est que, pour cette
configuration, les dimensions des aimants sont ¢&ement découplées des dimensions du
bobinage (voirigure 12) et c'est l'interaction des aimants avec la dergtatorique qui produit

le couple électromagnétique. En effet, la dentuatosque formée de {Ndents module
linduction développée par les Noaires d'aimants rotoriques, et linteraction entr
I'harmonique de denture de rang-() avec le champ tournant produit par I'armature du
bobinage statorique formé depbles qui génere le couple électromagnétique. Rssurer le
couplage de ces deux champs, la relation suivanité&ule vérifiée.

(1-2)

Figure 12: Machine & aimants a effet Vernie[23]
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L’effet vernier offre donc la possibilité d’une angntation du nombre de pdéles au rotor sans
une augmentation concomitante de la polarité desuements statoriques. Des couples
massiques créte/permanent de 22,7 Nm/kg et 6 Nomkg@té obtenus dans un protoype pour
veéhicule Iéger. Néanmoins, le principal inconvénhigm cette topologie de machines est leurs
faible facteur de puissance qui nécessite un semBionnement du convertisseur de

puissancg11].

1.2.3.4 La machine polyentrefer a aimants a bobinages glaka

Une machine tournante est dite de type polyentrgiesqu’elle dispose d’au moins deux
entrefers. Puisque, 'augmentation de la fréquemeemet de réduire les dimensions des
parties actives, le gain en volume peut étre étifisur insérer d’autres zones actives. On
augmente de cette facon la surface d’entrefer danglume donné. En considérant que la
pression électromagnétique tangentielle peut @&nsislement maintenue, les performances
en couple de la machine augmentent. Parmi lesreliffé types de machines mettant en ceuvre
ce principe on peut citer les structures discoides.

Circuits de retour de flux (« roulé-collé »}—

Aimants permanents
Plots

’/N\/[\\\/\\\/\n
\/[\ / ‘f '/;f» '

Figure 13: Machine poly discoidg24]

AN\

La machine présentée sur la Figure 13 a été réatiaas I'objectif de I'entrainement direct

d’'un bras de robot. L'utilisation de ce princip@ermis d’atteindre un couple massique créte
de 10 N.m/kg. Il existe d’autres structures tetieg polycylindriques, etc. mais que nous ne
détaillerons pas ici. L’'inconvénient principal a#lés machines réside dans leur construction
mécanique : elles nécessitent en effet un faibiarjécanique et un centrage parfait des rotors

pour éviter les efforts radiaux.
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1.2.3.5 La machine a réluctance variable a plots dentésigdes a double saillance

Les machines a réluctances variables a plots dext@tees sont dotées d'un stator saillant
muni de plots dentés et d'un rotor constitué dmpikge de tdles dentées ne comportant ni
conducteur ni aimant. Ces machines sont de boramelidates pour les entrainements lents a
fort couple spécifique. En effet, leur stator aipldentés permet I'utilisation d'un rotor a grand
nombre de dents tout en gardant un nombre d'ensgeb&eint. Par ailleurs, elles présentent

une structure simple, robuste et peu couteuse [25].

Statoric
yoke

Phase 1
winding

Rotoric yoke

Magnets

Figure 14: Machine a aimants permanents & double 8iance [11]

Une génératrice triphasée de 10 kW fonctionnard &/fin a été congue et optimisée dans
[26]. En fonctionnement permanent, a 5A/mm?2 de dermd@t&ourant au stator, le couple
massique est de 12 Nm/kg et le couple volumique dest45.5 kNm/m Néanmoins,
l'inconvénient principal de cette machine est siblé facteur de puissance qui est inférieur a
0,6.

1.2.3.6 Machines synchrones a aimants et a bobinages fractiaires concentrés autour

des dents

Une autre technique explorée pour augmenter laiérdcp de conversion consiste a utiliser un
bobinage fractionnaire concentré autour des d€s.bobinages, caractérisés par un nombre
d'encoches par poéle et par phase q = Z/(2mp) eféou égal a %2, permettent d'augmenter le
nombre de pdles tout en gardant un nombre d'ensadstreint. En effet, en comparaison

avec les bobinages traditionnels ou un minimunraie encoches par pole est nécessaire, ces
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bobinages nécessitent un nombre d'encoches pargpblest quasiment trois fois moindre
(dans le cas d'une machine triphasée). Par aillearame le bobinage est concentré autour
des dents statoriques, les tétes de bobines souita® au minimum (voir Figure 15). En

conséquence, I'encombrement axial de la machiles eertes Joule diminuent.
T VYT VYT v/

/

(b)

Figure 15: (a) Bobinage distribué, (b) bobinage fretionnaire concentré autour des dent$27]

Ces bobinages permettent aussi d'atteindre dedicteets de remplissage en cuivre trés
élevés (entre 50-78% au lieu de 35-4928]) et ainsi des performances massiques
supérieures. En effet, pour la méme surface d'émgokaccroissement du coefficient de
remplissage en cuivre permet de faire passer @usodrant par encoche sans augmenter la
densité surfacique de courant. Par conséquengemsté linéique de courant plus importante
peut étre injectée afin de renforcer le couple sapduire des pertes supplémentai2s)].
Enfin, ces bobinages présentent une bonne toléramcaléfaillances grace a la séparation
physique et magnétique entre les bobi2&3, [30] et se prétent bien a I'automatisation et a la

production de masse et donc a la réduction des clalifabrication.

Dans une pré-étude réalisée dans la référgidesur une génératrice éolienne de 2.2MW a
17 tr/min en attaque directe, il a été montré cgsil possible d'accroitre d'environ 50% le
couple massique en utilisant le bobinage dentairkea du bobinage réparti conventionnel.
En outre, il a été montré daf32], [33], que l'utilisation du bobinage dentaire permet
d'accroitre le rendement mais aussi de réduireediuaniere significative le couple de détente

ainsi que les ondulations de couple.

Actuellement, ces machines sont utilisées dansotebreuses applications industrielles et
I'exemple le plus significatif est celui du sectautomobile. La Figure 16 donne quelques

exemples de réalisation.
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(@) (b) (©)

Figure 16: (a)Moteur électrique d'assistance Hondab) Moteur-Générateur intégré de Bosch, (c) Génétaur a
aimants de la Toyota Prius 2010

Une des particularités des machines a bobinagdidnaaire dentaire par rapport aux
bobinages a pas entier est que le couple électmétigge est produit par l'interaction d'un
harmonique du champ statorique avec le fondameltaihamp rotorique (excepté pour le
bobinage avec g=1/2 ou le couple est produit patetaction des fondamentales). Ces

machines sont aussi parfois désignéesmaahines a couplage harmoniqye 1].

Pour illustrer le principe du couplage harmoniquays avons tracé sur la Figure 17 la FMM

produite par le bobinage de deux machines synchromestituées chacune d'elles d'un rotor a
10 poles et d'un stator avec un bobinage a pasétliahdans le cas de la premiere machine et
d'un stator avec un bobinage a pas fractionnaime acas de la seconde machine. A partir de
l'analyse des spectres harmoniques, nous pouvarssater que la conversion d'énergie dans
la machine a bobinage a pas entier s'effectue @ jlar I'interaction du fondamental des

champs statorique et rotorique. Alors que dansdahime a bobinage a pas fractionnaire, le
couple est produit a partir de l'interaction darthonique 5 de la FMM avec le fondamental

du champ rotorique. En effet, c'est cet harmonique présente une fréquence spatiale
identique a celle du fondamental des aimants pegntanDans la littérature, on désigne cet

harmonique patharmonique de travail ou I'harmonique princig@O0], [34].

Par ailleurs, nous pouvons remarquer que, dansdeda bobinage a pas entier, tous les
harmoniques de la FMM présentent une fréquencaatpatgale a (2k+1)xp (p étant le

nombre de paires de péles), alors que dans le wdmlinage a pas dentaire, il existe des
harmoniques dont le rang est inférieur a I'hnarmamide travail, c'est ce qu'on appelle les
"sous-harmoniques” mais aussi des harmoniques gsaibd 'harmonique de travail avec des

amplitudes tres élevées.
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Figure 17: Comparaison entre le bobinage a pas ertiet le bobinage fractionnaire
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Ces harmonigues parasites tournent a des vitesgashaones a celle du rotor et induisent
des courants de Foucault dans toutes les partreictysices du rotor, ce qui peut provoquer
une augmentation considérable des pertes rotorignes qu'une élévation de la température
des aimants et donc un risque de désaimantatiévensible. Ces harmoniques ont aussi pour
effet d'accroitre le niveau de bruit et de vibnasiade la machine. Ce sont les principaux

inconveénients des bobinages fractionnaires conggatrtour des dents.

Tétes de

\ bobine
Jante —-g \ Stator

bobiné

Arbre

Arbre
SN Sens

Rotor

Y

champ radial champ axial |
'
(couronne) (discoide)

Figure 18: Machine a flux radial (a gauche) et a flx axial double stator (& droite)[35]

Enfin, notons que ce type de bobinage peut étlis@usur différentes topologies de machines
telles que les machines a flux axial, a flux radialec un rotor interne ou externe, a aimants
déposés en surface ou enterrés, etc. Néanmoinslgsoapplications de type forts couples ou
les machines sont caractérisées par des diam@tpestants, la structure a flux radial avec un
rotor interne et a aimants déposeés en surfacecestli@ment la solution la plus répandue. En
effet, par rapport a la machine a flux axial (Fegu8), les efforts mis en jeu au niveau de
I'entrefer sont moins contraignants et la structarécanique est moins sensible aux
déformations. Aussi, l'utilisation d'un rotor imeravec des aimants déposés en surface est
plus simple a réaliser et plus robuste par rapaoxt autres solutions a rotor externe ou a

aimants enterrés6].

1.2.3.7 Bilan

En conclusion, parmi les différentes topologiesyahines aptes au fonctionnement a basse
vitesse et a fort couple massique, les machineshsgnes a aimants a flux radial avec un
bobinage fractionnaire concentré autour des derftsend un bon compromis entre
performances, fiabilité et simplicité de réalisati&n effet, méme si elles sont moins bonnes
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d'un point de vue couple massique que les structuflix transverse, polyentrefers, etc. elles
restent tout de méme supérieures aux machinesidagaréparti classique. Par ailleurs, elles
présentent une structure mécanique d'une tres graaturité industrielle et leur facteur de
puissance trés proche de celui des architecturegentionnelles permet l'utilisation d'un
convertisseur statique de puissance apparente eidaéduit. Au vu de ces conclusions, il
semble donc intéressant d'étudier plus en détaite topologie de machine afin de cerner les
défis a relever et de proposer ainsi des solutijpmgermettront de tirer encore plus profit de

cette topologie de machines.

1.3 Machines synchrones a bobinage fractionnaire dentag, état de I'art

1.3.1 Terminologie

Dans la littérature anglo-saxonne, le bobinagetifranaire concentré autour des dents est
désigné par différentes appellations telles quEractional Slot, "Concentrated windirigy
"Fractional slot with concentrated windifig "Non overlapping windinly "Tooth coil
winding', "Modular machine§ etc. [33]. Néanmoins, les homs les moins appropriés pour
décrire cette topologie de bobinage sdfattional slot ou "Concentrated windirgcar ils
peuvent préter a confusion avec les bobinages atiow@els avec un nombre d'encoches par
pble et par phase>d. Ainsi, dans la suite de ce manuscrit, nous désans cette topologie

de machines soit paMachines a bobinage dentaire”, "Machines a bobin&getionnaire

concentré autour des dentglii sont toutes les deux équivalentes.

Figure 19: Bobinage en simple couche (a gauche)est double couche (a droitdB7]

Les bobinages dentaires se présentent généralesnant deux formes, simple couche et
double couche comme montré sur la Figure 19. Btexnéanmoins des bobinages avec un
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plus grand nombre de couches, jusqu'a 4 génératenas ceux-ci ne seront décrits que dans
le chapitre suivant. Les bobinages simple couche référence aux bobinages présentant un
seul faisceau de conducteurs par encoche et lesdyss en double couche désignent ceux
présentant dans la méme encoche deux faisceawxndecateurs appartenant a deux bobines

distinctes.

1.3.2 Etatde l'art

Le bobinage dentaire a été mentionné pour la prenf@s dans un brevet datant de 1895
[36]. Il fut ensuite utilisé dans les années 90 dasmsnachines électriques présentes dans les
périphériques d’ordinateurs tels que : ventilatedisque dur, etc. Ces machines présentent
une puissance inférieure a 50 W et ont souventamnbne de phase réduit pour respecter les
contraintes de co(B88]. En revanche, ce n'est qu'a partir des années @@@e bobinage a
commencé a voir le jour dans les machines triplsadédorte puissanf®]. En effet, a cette
époque, la sélection des combinaisons encoches/piblsi que la détermination du bobinage
n'étaient pas encore trés bien conna&3. Car, contrairement aux bobinages a pas entier ou
il n'existait qu'un nombre limité de combinaisonsaches/poles, les bobinages fractionnaires
permettaient un choix plus large. Cela a posé dffisuités concernant le choix de la
combinaison encoche/pbles et aussi la détermindgola répartition du bobinage qui assure
un coefficient de bobinage élevé.

Les travaux de Cros et Viaroufg8] ont permis d'apporter une vision éclairante camenetr

le choix des combinaisons encoches/péles et ontipaussi d'attirer I'attention de nombreux
chercheurs et industriels sur cette topologie denage. En effet, ils montrerent le potentiel
des bobinages dentaires dans I'amélioration deforpemces des machines électriques
(réduction du volume du cuivre et des pertes Jagbiyction du couple de détente, etc.). lls
définirent aussi des régles concernant le choixcdesbinaisons encoches/poles permettant
I'obtention de bobinages équilibrés et développgaraa méthode systématique permettant de
trouver la répartition optimale du bobinage stapoei. Une breve description de cette méthode
est présentée emnexe 1

De nombreux travaux ont été réalisés par la swte pnalyser I'impact des combinaisons
encoches/poles sur le coefficient de bobinagehdesoniques d'espace, les pertes rotoriques,

le couple de détente, les forces radiales, etc.
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* Impact de la combinaison Z/2p sur le coefficienbdbinage

Ce coefficient que nous noterons dans la suite edelacument kest a I'image du flux
magnétique capté par le bobinage. Plus sa valewle@gte, plus le bobinage a tendance a
capter du flux. Il est défini comme étant le pradiu coefficient de distribution gkavec, le
coefficient de raccourcissemeng)ke coefficient de vrillage gk et le coefficient de filtrage
d'encoche (k) [39]. Le calcul et le sens de ces coefficients estemtésenannexepour ne

pas alourdir ce manuscrit.
kW = kd : kp : ks : kfe (1'3)

Dans [36], [40], [41], Libert et Soulard ainsi que Dahaman et Zhu onhtnéoque le
coefficient de bobinage est d'autant plus élevé lguaombre d'encoches est proche du
nombre de pdles. En effet, dans ce cas, le pasiderdt le pas du bobinage deviennent
proches du pas polaire ce qui permet de maximeseoefficient de raccourcissement et donc
le coefficient de bobinage. L'idéal est ainsi diaume machine dont le nombre d'encoches Z
est égal au nombre de péles 2p. Cependant, cetipas possible car le bobinage devient
dans ce cas déséquilibré. Pour cela, on prend sbuxie combinaison Z/2p avec :

|Z —2p|=10u|Z —2p| =2 (1-4)

En termes de nombre d’encoches par pble et parepipate maximum du coefficient de

bobinage s'obtient lorsque g est égal a 1/3 corintiique la Figure 20.
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Figure 20: Evolution du coefficient de bobinage erohction du nombre d'encoches par pble et par phaga3]
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Magnussen et Sadarangani ont montré ddi$ que les pertes joules sont d'autant plus
élevées que le coefficient de bobinage est falb& plus, ils ont montré darj82] dans le

cadre d'une comparaison des performances de tadines a aimants déposés en surface
ayant les mémes dimensions géométriques et le mémrea 14 pdles mais avec un nombre
d'encoches statoriques différent (42 , 21 et 1o@ms), que c'est la machine avec une
combinaison de 15-encoches/14-pbles qui présenpeitsance massique la plus élevée du

fait de son coefficient de bobinage éleve.

Cependant, il faut noter que dans le cas des meghirbobinage dentaire, le coefficient de
bobinage est toujours inférieur a 1 avec un maxinpanvant étre atteint de l'ordre de 0.96
dans le cas des machines triphasées. En effetpmipacaison avec les bobinages a pas
diamétral ou le pas du bobinage est égal au pag@oles machines a bobinage dentaire avec
une distribution réguliére des encoches présenteptas du bobinage différent du pas polaire.
Nous avons vu que cela nécessiterait I'utilisatiom nombre d'encoches statoriques égal au
nombre de péles rotoriques et conduirait & une madahéséquilibrée. Des techniques ont été
présentées pour accroitre le coefficient de bolardes machines a bobinage dentaire et qui

vont étre décrites dans le chapitre 2.
* Impact de la combinaison Z/2p sur les harmoniquespace et les pertes rotoriques

Bianchi et Dai ont présenté daf¥)], une méthode systématique qui permet de quanigfier
contenu harmonique de la FMM de chaque combinagsmoches/pbles. Pour cela, ils ont
défini dans un premier temps le paramétoelii représente le nombre de répétitions du motif
élémentaire du bobinage lorsqu'on parcourt tout@rénférence de la machinteest donné

comme Suit :
t = PGCD(Z,p) (1-5)

Ensuite, pour déterminer les différents rangs harques de la FMM, ils proposent
d'analyser le rapport Z/t dans le cas du bobinag#oeble couche ainsi que Z/t et Z/2t dans le

cas du bobinage en simple couche. Le contenu hagowme la FMM correspondant est
donné dans le Tableau 1. Notons aussi que lorsgoériodicité du bobinadeest strictement

inférieure au nombre de paires de péles p, la FMMient des sous harmoniques.
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Tableau 1: Harmoniques de la FMM en fonction du nomke de couches du bobinage

Bobinage double couche

ZIt Pair Impair

Harmoniques (2n-1).t n.t

Bobinage simple couche

ZIt Pair Impair
Z/2t Pair Impair Pair ou impair
Harmoniques (pour t pair) (2n-1).t n.t n.t/2
Harmoniques (pour t impair, (2n-1).t n.t Configumatimpossible

Avec : n nombre entier.

D'aprés le Tableau 1, nous pouvons remarquer qteres combinaisons Z/2p conduisent &
une augmentation considérable du contenu harmomigua FMM. Pour analyser I'évolution
des pertes rotoriques en fonction de Z/2p, BiamthiFornasiero ont défini darig¢3] un
paramétre adimensionnel qui permet de comparedeamnt les pertes de différentes
configurations de bobinage dentaires. Il est mogtré dans le cas d’'un bobinage en double
couche Figure 21-(a), le plus faible niveau deseseest obtenu le long de la ligne Q/2p = 3
(cette ligne représente les bobinages conventierenedc q=1), ceci vient du fait que cette
configuration présente une FMM avec un trés faddatenu harmonique (absence de sous
harmoniques et tous les harmoniques sont des fegltimpaires du nombre de paires de
pbles avec des amplitudes décroissantes). Lorggregpport Q/2p augmente ou diminue, les
pertes rotoriques augmentent, mais cette croissare® pas monotone, il existe des
minimums locaux sur les lignes ou le rapport Q/apt respectivement 2.5 et 1.5. La ligne
pour laquelle le rapport Q/2p = 1 ne présente pamimimum local, au contraire les pertes
continuent & augmenter tant que le nombre de pélggnente par rapport au nombre

d’encoches.
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Figure 21: Carte des pertes rotoriques (a) doubleotiche, (b) simple couch§43]

Dans le cas du bobinage en simple couche Figui®)21e plus faible niveau des pertes est
aussi obtenu le long de la ligne Q/2p = 3. Et conpméeédemment lorsqu’on se déplace de
cette ligne selon toutes les directions les pextegnentent et sont généralement plus élevées
que celles obtenues avec le bobinage en doubleneolour ce bobinage, les minimums
locaux des pertes sont obtenus sur les lignes 2p ®Une valeur de 1.5 et 1. Cette analyse a

éte élargie par Bassel dgi9] pour englober le cas des machines a 5 et a 7 ghase

Comme conclusion, les bobinages dentaires conduideme maniére générale a une
augmentation importante des pertes rotoriqgues aecdu fort contenu harmonique de leurs
FMM et ce phénomeéne est davantage amplifié damsdede bobinages en simple couche.
Notons enfin que, sur les differentes combinaisensoches/pbles possibles dans les
machines a bobinage fractionnaire dentaire, la doadon avec Z/2p=1.5 (c.-a-d. q=0.5)

présente le plus faible niveau de pertes du faleliguprésente une FMM sans sous-
harmoniques. En effet, comme indiqué dadst], [45], les pertes rotoriques sont

essentiellement dues aux sous-harmoniques et amohmues dont le rang est proche de
I'hnarmonique de travail.

* Impact de la combinaison Z/2p sur le couple de rdételes forces radiales et les

vibrations

En ce qui concerne le couple de détente, il est dd@nu dans la littérature que l'utilisation du

bobinage fractionnaire permet une réduction sigaiive de ce couple parasite du fait que la
périodicité des encoches n'est pas un multiplegetiodicité des aimants. Néanmoins, pour
la méme raison, les forces radiales peuvent dewesrélevées ce qui peut étre source d'une

augmentation du bruit magnétique et acoustiquer Panactériser les ondulations de couple
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et les forces radiales des machines a bobinaggoinaaire concentré sur dent, les indicateurs
PPCM (Z,2p) et PGCD(Z,2p) ont été introduiBs], [42]. Le PPCM traduit la valeur du
premier harmonique du couple de détente. Plusléurwdu PPCM est élevée, plus I'amplitude
du couple de détente est failpl]. En revanche, un PPCM élevé entraine la dégraddtio
PGCD et une faible valeur du PGCD indique peu aeaésiie radiale et un mauvais équilibre
des FMMs dans l'entrefer. Il s'ensuit des forcelialas qui peuvent étre élevées et qui
peuvent aussi étre sources de bruit magnétique ddruit acoustique. Ainsi, pour un bon
équilibre des forces radiales, il est nécessaiawod’ un PGCD pair et le plus élevé
possibl¢46].

Figure 22: Répartition des forces radiales dans leas d'un bobinage symétrique et asymétrique [33]

Pour illustrer I'impact du PGCD sur la répartities forces radiales, nous avons présenté sur
la Figure 22 deux cas de figure. Dans, le premés (Figure 22- a gauche), la machine
présente 69 encoches et 68 pbéles, donc un PGCDetddns le deuxieme cas (Figure 22- a
droite) la machine dispose de 72encoches et del&Opdnc d'un PGCD égal a 12. Nous
pouvons remarquer que, dans le premier cas, comm&CD est égal a 1 (c’est-a-dire que le
bobinage présente une période de r@écanique), la répartition du bobinage le long de
I'entrefer est asymétrique et les efforts radiaésuitants sont non nuls. Alors que, dans le
deuxieme cas, comme le bobinage présente un PGAR @#onc un motif de bobinage qui
se répete 12 fois le long de I'entrefer), la réfpant du bobinage est symétrique et les efforts

radiaux résultants dans ce cas sont nuls.

Wang et al ont montré darjd7] qu' a cause de cette faible symétrie du bobinagiue
contenu harmonique élevé de la FMM, le niveau dwation des machines a bobinage

dentaire augmente d'une maniere importante en aamspa avec les machines a bobinage
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réparti. Des regles sur le choix des combinaisor®aehes/pbles pour la minimisation des

vibrations sont données dans la these de A
* Impact de la combinaison Z/2p sur le facteur desgamce

Des études ont été réalisées par Magnutinet Boazzd 48] pour analyser l'influence des
bobinages dentaires sur le facteur de puissanaettl montré que le facteur de puissance est
d'autant plus faible que le nombre d'encoches pkar gt par phase q est réduit (voir Figure
23), ce phénoméne est encore plus accentué daas tkes bobinages en simple couche. Cette
diminution du facteur de puissance est expliquéd'gagmentation des inductances de fuites

due au contenu harmonique élevé de la FMM.
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Figure 23: Evolution du facteur de puissance en foion de g et en fonction du nombre de couches du bimage (I/g
ratio entre la hauteur d'encoche et I'épaisseur digrefer) [48]

1.3.3 Problématique

Une problématique que I'on peut souligner, a léaesde cette analyse bibliographique, est
celle du contenu harmonique élevé de la force ntagrarice des machines a bobinages
dentaires. En effet, il a été montré que ces halgnes peuvent conduire a une augmentation
importante des pertes rotoriques, ce qui peut dentainer une surchauffe et une
désaimantation des aimants, une augmentation deauwivde bruit et des vibrations, une
dégradation du facteur de puissance, etc. Pauw]ld a été montré que ce phénomene est
accentué encore davantage pour les combinaisooshe®ipdles permettant la maximisation
du coefficient de bobinage et donc le couple massige la machine. Face a cette

problématique, différentes solutions peuvent étresagées :
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1. Reéduction des effets parasites par action surrlactiire de la machine

Pour réduire les pertes dans les aimants et éviterrisque de surchauffe et de
démagnétisation, Atallah a montré ddA9] qu'en segmentant radialement les aimants, les
pertes par courant de Foucault diminuent d'une énamionsidérable. Il est montré aussi dans
les travaux de Amara [50] et de Eff¢l] que la segmentation axiale est une solution tres
efficace pour la réduction des pertes dans lesrasndléanmoins, l'inconvénient principal de
ces techniques est qu'elles conduisent a un prat®ésbrication couteux. Une autre solution
consiste en l'utilisation d’aimants a grande régist électriqgue (aimants plastiques, ferrites)
ou d'aimants moins sensibles a la températureqtedsles SmCo. Cependant, ces matériaux
présentent soit une faible induction rémanentegoitodt tres élevé. Aussi, pour minimiser
I'effet des forces radiales et réduire le niveawitleation et de bruit acoustique, il convient de
sur-dimensionner les roulements et d'utiliser desénmaux plus rigides pour minimiser les

déformations.
2. Réduction des effets parasites par action sur leriame

Un point faible des techniques agissant sur lactira de la machine est qu'elles conduisent
toutes d'une maniere générale a une augmentatitan atemplexité et du codlt de réalisation.
Pour lutter d'une maniére plus efficace contreefésts parasites des bobinages dentaires, une
voie plus prometteuse consiste a agir directementesir source, c’est-a-dire le bobinage.
L'objectif est ainsi de réaliser des bobinages #éeoefficient de bobinage le plus élevé et le
contenu harmonique le plus faible. C'est a ce typpproche que nous nous intéresserons

dans la suite de cette thése.

1.4 Objectif de la thése.

Nous proposons dans le cadre de cette thése dallgasur I'optimisation des bobinages
dentaires dont I'objectif est de réduire le conteatmonique de la FMM tout en maximisant
le coefficient de bobinage de I'harmonique de fitaaln d'accroitre le potentiel de ces
bobinages dans les machines fort couple a attameetal Pour réaliser ces objectifs, une
série d'objectifs partiels ont été définis :

» Développement de méthodes d'optimisation de laefamagnétomotrice des

bobinages dentaire.
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e Développement de modeéles analytigues et numérigoes |'évaluation des
performances magnétothermiques.
» Développement de procédures de conception et dendionnement optimal.

* Etude comparative et analyse des performancesal@adges proposeés.

1.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons traité la problématide maximisation des performances
massiques des machines fort couple a attaque alirBitférentes solutions ont été ainsi

présentées pour accroitre la densité de couplendekines électriques. Parmi, ces solutions,
c'est la machine synchrone a aimants a bobinaggcdinaaire concentré autour des dents qui
a retenu notre attention. Cette machine permetigrdaugmenter le nombre de podles de la
machine et donc de réduire la masse active togastant un nombre d'encoches restreint. De
plus, son bobinage de type dentaire permet deredui minimum la longueur des tétes de
bobines et donc les pertes joules, de maximiseoddficient de remplissage en cuivre, de

réduire les colts de fabrications, d'améliorerolérance aux défaillances, etc. Néanmoins,
comparativement au bobinage réparti classique,oténge est caractérisé par une FMM

riche en harmoniques d'espace ce qui peut conduiree augmentation importante des pertes
rotoriques et donc a un risque de surchauffe etédaimantation des aimants ainsi qu'a une
augmentation du niveau de bruit et de vibratiomsirRccroitre le potentiel de ces bobinages,
nous avons fixé comme objectif de recherche, leld@pement de bobinages avec un faible

contenu en harmoniques d'espace et de coeffiglerti®binages élevés.
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2.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, nous avons vu quésiatibn des bobinages dentaires permet
l'obtention de machines électriques plus compagies, fiables, plus simples a réaliser et a
entretenir. Néanmoins, linconvénient majeur de bebinages est le riche contenu en
harmoniques d'espace de leurs forces magnétonmimigce peut causer une augmentation
significative des pertes dans les aimants. Paeuad| leurs coefficients de bobinage
relativement plus faibles que ceux des bobinagesvestdionnels, conduisent a une
dégradation du couple développé. Pour réduire ffets gparasites, différentes méthodes et
techniques ont été proposées dans la littératuaas a premiere partie de ce chapitre, nous
présenterons les avantages et les inconvénientscede différentes méthodes. Nous
proposerons ensuite deux nouvelles méthodologies poptimisation de la FMM des
bobinages dentaires. La premiere, basée sur dattdn d'un algorithme d'optimisation,
permet a partir de la définition du rang d'’harmaeig maximiser, de trouver la disposition
optimale du bobinage statorique. La deuxieme métlogie quant a elle, utilise un systeme
de deux bobinages déphasés spatialement et tehepoeat dans I'objectif d'éliminer certains
rangs harmoniques de la FMM tout en augmentant defficient de bobinage. Ces
méthodologies, seront ensuite appliquées pour ameélies performances d'une machine
synchrone a aimants a bobinage fractionnaire aisée par une combinaison de 123n
encoches/10x%kyir poles (motit €tant le nombre de motifs de répétition du bobihaBeux
nouvelles configurations de bobinages seront désliet comparées en termes de contenu

harmonique et de coefficient de bobinage a ceuxathinage initial.

2.2 Minimisation des harmoniques d'espace et maximisain du coefficient de

bobinage, état de I'art.

Ces dernieres années, un grand nombre de travaai aéalisé sur le theme de la
minimisation du contenu harmonique et de la maxatios du coefficient de bobinage des
machines a bobinage dentaire. Parmi, les contabsitimajeures nous pouvons citer les

travaux suivants.
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2.2.1 Techniques de minimisation des harmoniques d'espace

2.2.1.1 Bobinages multicouches

Ces bobinages sont caractérisés par un nombreubhed supérieur a 2. Dans la littérature
[1]-[4], on trouve essentiellement des bobinages de 8oaiches. Au-dela, il n‘existe a notre
connaissance aucune reéalisation, en effet, le bgkidevient tres complexe et tres couteux.
La Figure 24-(b) donne un exemple d'un bobinagegeatre couches. Il est obtenu en
fractionnant le bobinage double couche (Figure &%#-€n deux parties identiques puis en
décalant la premiére partie de la deuxieme d'utaicenombre d'encoches afin d'atténuer
certains rangs harmoniques de la FMM. La référdngedéfinit les regles générales de
réalisation de ces bobinages pour différentes coammns de nombres d'encoches et de

nombre de pdles ainsi que pour difféerents nombegshases.

(@) (b)

Figure 24: Bobinage d'une phase d'une machine a Ehcoches-10 pdles. (a) en double couche. (b) entgei@ouches

(1]
Les travaux menées dajig-[3] ont montré que I'utilisation d'un bobinage en rriabuches
permet d'atténuer les sous harmoniques, voir m@&nesdannuler lorsque le nombre de spires
des différentes bobines est judicieusement cHaisi [3]. |l est rapporté aussi que cette
réduction du contenu harmonique permet de rédeseohdulations de couple, les pertes
rotoriques ainsi que le niveau de bruit et de vibrs de la machine. Néanmoins, il est
indiqué que cette technique est plus intéressamie les machines a aimants enterrés que
pour les machines a aimants en surface. En etiag & cas des machines a aimants enterrés,
l'utilisation d'un bobinage multicouche permet eux réduction des pertes, I'accroissement
du couple électromagnétique grace a l'augmentatiocouple de saillance. Or, comme ce
dernier est nul dans les machines a aimants dégosssrface, le couple électromagnétique
décroit Iégérement a cause de la diminution duficierfit de bobinage et du coefficient de
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remplissage en cuivre. Notons aussi qu'un aut@nivénient des bobinages multicouches est

gu'ils sont plus complexes a réaliser et donc phikeux.

2.2.1.2 Utilisation d'un bobinage de compensation

Cette technique a été introduite psl, [6] dans I'objectif d'atténuer les sous harmoniques de
la FMM sans dégrader le coefficient de bobinagéhdemonique de travail. Le principe de
cette méthode consiste a rajouter au bobinageipaingn bobinage de compensation dont le
fondamental présente la méme période spatiale etéime amplitude que celle du sous

harmonique a annuler mais avec un déphasage dgRig0fe 25).

FMM du bobinage principal FMM du bobinage de 4 FMM du bobinage global
compensation

Sous harmonique
» de la FMM
- 0 — 9 9
| &0 @ @ @ 0 No . >

Figure 25: Principe de suppression des sous harmajies

Pour rajouter le bobinage de compensation, togfaedant un bobinage sur dents, l'auteur de
cette méthode a présenté une technique originaleomqsiste a utiliser des bobines avec un
nombre de spires §hdans le faisceau aller est différent de celuifaisceau retour @,
comme montré sur la Figure 26. Les nombres de sspiret rp étant reliés par la relation

suivante:

Avec cette disposition, le bobinage se comportersernelui formé du bobinage principal et
du bobinage de compensation tout en gardant ledayes du bobinage dentaire.
+A -A

nint N2 Stator teeth

Goooo@@eon

[”n

Figure 26 : Schéma du bobinage de la phase A [6]
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Dans les référencgg]-[9], il est montré que l'utilisation de ce bobinageypt une réduction
significative des pertes dans les aimants (-50%gggvort au bobinage en double couche) et

des efforts radiaux.

2.2.1.3 Utilisation de barriéres de flux

La méthode précédente présente l'inconvénient dpaseétre applicable quel que soit le
nombre de couches. En effet, elle ne peut étrecqam@ que sur des bobinages double couche.
Pour atténuer les sous harmoniques des bobinagééedmouche comme ceux des bobinages
simple couche, une nouvelle méthode basée siliséitibn de barrieres de flux est proposée
dans[6], [10]-[12]. Cette méthode consiste a introduire des barrignesgnétiques (Figure
27) dans certaines parties de la culasse statoafijjual'augmenter la réluctance vue par les

sous harmoniques pour réduire leurs amplitudes.

e—— flux barriers

Figure 27 : Machine synchrone avec barriéres de fludans la culasse statorique[6]

En effet, comme les lignes de champs de I'narmentigutravail ne se referment que sur une
petite portion de la culasse statorique alors aqlles des sous harmoniques parcourent une
portion plus importante, en insérant des matériamagnétiques dans certaines parties
judicieusement choisies dans la culasse statoriguest possible de réduire le flux

magnétique crée par les sous harmoniques toutfectait peu le flux de I'harmonique de

travail. La Figure 28 permet de mieux cerner legige de cette méthode. Nous pouvons
constater que l'insertion des barriéeres de flugddes lignes de champs a se refermer autour
des dents statoriques et ainsi de réduire leslsaumsoniques. Cette technique a été appliquée

par(6], [9] sur deux machines a 12 encoches et 10 péles avachinage en simple et double
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couche respectivement. Les résultats de simulationtrent que I'utilisation des barriéres de
flux réduisent de plus de 60% les sous harmonigaes affecter I'hnarmonique de travail,

ainsi gqu’une diminution de 40.6% des pertes fetostgues, de 66.2% des pertes dans la
culasse rotorique et de 75.6% des pertes danghesis. En outre, cette technique permet de
faciliter le refroidissement de la machine grace barrieres de flux dans lesquelles on peut

faire passer un liquide de refroidissement.

O @] ® @
O O O O

Figure 28: Lignes de champs créées par une phase lobinage statorique dans les cas d'un stator sanaiéres (a
gauche) et avec barriéres (a droitee]

2.2.1.4 Utilisation de la technique du "stator shifting"

Les technigues que nous avons présentées jusqulitenzant ne permettent que la
minimisation des sous harmoniques de la FMM. @silmontré dans les référen¢&3]-[16]

gue les harmoniques de rangs supérieurs a I'haguernde travail sont a l'origine d'une
grande partie des pertes rotoriques. Ainsi, pomimiser a la fois les sous harmoniques et les
harmoniques de rangs supérieurs a I'harmoniqueipaly une nouvelle technique a été
présentée dangl7], [18]. Cette technique est basée sur le méme concepteajue des
bobinages multicouches. Le bobinage initial esiséien deux parties (Figure 29), la premiére
est décalée par rapport a la seconde d'un certaife anécanique pour minimiser les
harmoniques d'espace. La différence est que le reodiencoches est gardé constant dans le
cas des bobinages multicouches alors qu'il estldaldns ce cas ce qui permet d'élargir les
valeurs possibles du décalage spatjgvoir Figure 29) et d'avoir ainsi plus de degrés d

liberté pour atténuer les harmoniques d'espaca BMM.
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Figure 29: Principe de la technique du "stator shifing" [17]
Dans [17], [19], il est montré que cette technique ("stator siuffi peut conduire a une
réduction plus importante du contenu harmonique laleFMM lorsqu'une distribution
irreguliere des encoches ainsi qu'une répartitam umiforme des conducteurs sont utilisées.
Néanmoins, les inconvénients principaux de cettbrigue sont une multiplication par 2 du
nombre d'encoches et aussi le chevauchement degd&bobines. La réalisation du bobinage
devient alors plus complexe particulierement dansds des machines a grand nombre de

poles.

ol

Figure 30: Machine synchrone avec deux enroulement®mbinés en étoile-triangle [20]

Une autre technique [20] proposée pour la rédudiies harmoniques de la FMM, tout en

gardant un bobinage sur dents et un nombre d'easoéduits, consiste a utiliser un systeme

de deux bobinages triphasés décalés spatialemantettain angle mécanique et alimentés

par des courants déphasés dans le temps. La FBjurerésente le stator résultant de

l'application de cette technique a une machine d@Zencoches et 10 pdles. Le nouveau

stator présente alors 18 encoches ainsi qu'un agéigtoile-triangle combiné pour créer le
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déphasage temporel entre les enroulemenBs@ et AB,C,. Il est rapporté dans [20] que
l'utilisation de cette technique permet une réduncsignificative des harmoniques, des pertes
et aussi du niveau des efforts radiaux. Néanmdinspnvénient principal de cette technique

est la réduction importante du coefficient de bagmde I'harmonique de travail.

2.2.1.5 Optimisation du bobinage de I'armature statorique

D'autres références [21], [22] ont proposé d'ailisles algorithmes d'optimisation dans
l'objectif de trouver les parametres optimaux dibibage qui permettent de maximiser
I'narmonique de travail tout en minimisant les esitrangs harmoniques de la FMM. Dans
[21], en partant d'une machine avec un nombre o@es et un nombre de péles donné,
I'ensemble des positions d'encochasxg) et des amplitudes £x-x,) de mise en forme de la

FMM (Figure 31) sont optimisées au moyen d'un dtlgore génétique dont I'objectif est a la
fois la maximisation de I'harmonique de travaileetninimisation du contenu harmonique de
la FMM. Il est montré qu'en utilisant les techniguoptimisation, il est possible de faire
eémerger de nouvelles solutions qu'on ne pouvait nggsortir avec les techniques de

réalisation de bobinages connues jusqu'a maintenant

1

o
[$)]

MMF-Amplitude (Aw)
(=]

o
(2]

2 3
Angular Pos

Figure 31: Parameétres de mise en forme de la foraeagnétomotrice [21]
2.2.2 Techniques de maximisation du coefficient de bobage
Le coefficient de bobinage, comme nous l'avons g&aisé a une influence significative sur
les performances de la machine. En effet, le coddetromagnétique est directement

proportionnel & la valeur de ce dernier et lesgzedbule sont inversement proportionnelles a

son carré. D'ou l'intérét d'avoir des machines awvecoefficient de bobinage éleve.
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2.2.2.1 Utilisation d'une distribution irréguliére des enahes

Dans les machines avec un bobinage en simple cpilielsé possible d'accroitre le coefficient
de raccourcissement de bobinage en utilisant uorsé@ec une distribution irréguliére des
encoches [23]-[25]. Dans un tel stator, les isthmdemcoches des dents bobinées sont
élargies d'une maniere est ce qu'elles s'étendentire ouverture proche de celle du pas
polaire (voir Figure 32) lorsque le nombre d'en@sclest supérieur au nombre de péles et

rétréci dans le cas contraire.

Figure 32: Machine a distribution irréguliére des excoches [24]

En utilisant cette configuration, la FEM devienajiquement trapézoidale ce qui permet, dans
le cas d'une alimentation en créneaux de couraméshine DC Brushless), d'accroitre le

couple moyen développé par la machine et aussdiere le taux d'ondulation du couple.

2.2.2.2 Utilisation de machines polyphasées

Une autre technique proposée pour lI'améliorationcaokefficient de bobinage consiste en
laugmentation du nombre de phases de la machied. ggérmet en effet de réduire I'angle
magnétique entre les différentes phases et aiascrditre le coefficient de distribution de
bobinage [26], [27]. Par ailleurs, l'utilisationsdbobinages polyphasés permet de réduire le

taux d'ondulation de couple et d'améliorer la Boéée aux défaillances de la machine.

2.2.3 Bilan

Les différentes techniques présentées précédemmpembettent de réaliser une nette
amélioration des performances des machines a lgbifractionnaire vis-a-vis des pertes
rotoriques, du bruit et des vibrations. Néanmotesj s'effectue au détriment d'une réalisation
plus complexe ou bien d'une dégradation du coussique a cause de la diminution du
coefficient de bobinage. Par conséquent, pour rédliune maniére plus efficace les effets
parasites de ces bobinages, nous proposons, dauglles méthodologies pour I'optimisation

de la FMM des bobinages dentaires.
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La premiére méthodologie a pour objectif de défipour une machine avec un
nombre de paires de pbles donné, la répartitiormaye du bobinage statorique qui
permet d'avoir le plus faible contenu harmoniqueladd-MM tout en maximisant
I'hnarmonique de travail. Cette méthode sera désigiads la suite de cette étude par
I'expressionrméthode passivelu fait qu’elle ne fait intervenir que les pararaestdu
bobinage dans le processus d'optimisation de la FMM

La deuxieme méthodologie utilise le principe misoenvre dans les bobinages double
étoile et étoile-triangle combinés pour la mininima des harmoniques d'espace de la
FMM. Cette technique a été essentiellement utilidédas les machines avec un
bobinage réparti classiqgue mais n'a été que trés guediée sur des bobinages
fractionnaires. Nous analyserons ainsi son poterdans la minimisation des
harmoniques d'espace de la FMM et aussi sur l'araébbn des performances de la
machine. Dans la suite de cette these, nous désigneette méthode par I'expression
méthode activedu fait qu'elle introduit de nouveaux paramétrefs tqu'une

alimentation avec deux sources déphasées damaps.te

Nouvelles Méthodologies pour l'optimisation de la MM des bobinages

dentaires

2.3.1 Meéthode passive [28], [29]

L'idée de cette méthode consiste a trouver, poarrachine ayant un nombre de pdps
donné et ainsi pour un harmonique de travail doidr= p), les paramétres optimaux du
bobinage qui permettent la maximisation du coedfitide bobinage de I'hnarmonique de
travail ainsi que la minimisation du contenu hariqae de la FMM. La Figure 33 donne une
représentation générale de la procédure de détatiorindu bobinage. Notons que dans cette
étude, nous ne nous intéressons qu'a des bobitrggessés bien que cette méthode reste

applicable pour des bobinages avec un plus gramibreode phases.

Harmonique de Outil de détermination du

travail bobinage Bobinages optimaux

Figure 33: Procédure de détermination du bobinagear la méthode passive

54



Dans la suite, nous définirons les parametres idicgetion du bobinage puis nous
évoquerons les contraintes d'optimisation qui npesnettront de ressortir le schéma du

bobinage. Nous présenterons enfin la procédureitisation.

2.3.1.1 Parameétres d'optimisation

Pour déterminer les parametres d'optimisation duinage, un modéle analytique de la FMM

sera développé dans cette partie afin d'établieteentre le contenu harmonique de la FMM

et les paramétres du bobinage. Pour faire celas momsidérerons le cas général d'une
armature triphasée ou chaque phase est constilnéed'semble de m bobines en séries
caractérisées chacune par son ouverture angglaisen nombre de spires et son décalage

spatiald; entre son axe magnétique et le faisceau allest geeimiere bobine (voir Figure 34).

Figure 34: Disposition générale des bobines d'unénpse dans I'armature statorique
En faisant I'hypothése d'un stator lisse (effeematiches négligeables) et que les amperes
tours consommeés dans le fer sont négligeables teearx consommeés dans l'entrefer, et
utilisant les fonctions de bobinage [30], la FMMrdibppée par une phase en un point P dans
I'entrefer est donnée par |'expression ci-dessous:

+ 2N - iy ()

v=1 v

FMM,(6,6) = ) Ky - cos(v(0 — 9,)) (2-2)
Ou: N; est le nombre de spires par phasks position du point P dans l'entrefgy,, ete,
représentent respectivement le coefficient du kamEnet le déphasage spatial ot
harmonique de la FMMi,(t) est le courant traversant les bobines. L'expression du

coefficient de bobinage et du déphasage spatial vau
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Les deux autres phases de l'armature statoriqgement un bobinage identique a celui de la

(2-3)

premiere phase mais sont décalées spatialemern2Gfeel 240° électrique respectivement
par rapport a la premiére phase. Dans ce cas iggstator est alimenté par des courants
triphasés sinusoidaux et équilibrés, I'expressienlal FMM résultante est donnée par
I'expression ci-dessous.

3N, I
v

FMM.(6,t) = z ~kyy cos(v(0 — @,) — wt)

v=3k+1

i (2-4)

3N
Z “kyy - cos(v(@ — @,) + wt)
v=3k—-1 v

Nous pouvons alors remarquer que le contenu haguerde la FMM est directement lié aux
nombre m de bobines par phase, aux ouvertures aregfl; et au nombre de spiras de
chaque bobine ainsi qu'a la répartition spataltu bobinage le long de I'entrefer. C'est sur

ces parametres que I'on doit donc agir pour rasg®iiobinage statorique optimal.

Maintenant, que nous avons déterminé les paraméwesimisation de la FMM, il reste a
définir le nombre de bobines, le nombre d'encoéhasliser tout en maintenant un nombre
d'encoches par plle et par phase g<1, la répartitiobobinage, etc. Pour répondre a toutes

ces questions, des contraintes sur les paramétygusation ont été définies.

2.3.1.2 Contraintes d'optimisation

Pour assurer le bon fonctionnement de la machingoat éviter I'apparition de certains
phénomeénes néfastes, des contraintes vis-a-vitadarpent du bobinage le long de I'entrefer
ont été définies.

+ Bobinage équilibré et symétrique
Pour éliminer les harmoniques pairs de la FMM ssapour réduire les efforts radiaux sur le

rotor, le bobinage doit présenter une répartitigmétrique le long de I'entrefer. C’est-a-dire

gu'a chaque bobine doit correspondre une autre nboldisposée d'une maniere
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diamétralement opposée a la premiére comme moutréag-igure 35. De plus, ces deux

bobines doivent présenter le méme nombre de spliggpartenir au méme ordre de phase.

FMM

180°

Figure 35: Disposition du bobinage pour I'éliminaton des harmoniques paires

Par ailleurs, pour produire une FMM tournante,desulements des trois phases doivent étre
identiques et décalées spatialement les uns paooma@ux autres d'un angle de 120°
électrigue. Pour les machines a bobinage dentairel'rmarmonique principal est un
harmonique dont l'ordre est supérieur au fondarhdatdéphasage spatial entre chaque phase
doit étre un multiple de 120° mécanique au lieul@0°/p mécanique. En effet, dans ce
dernier cas, l'angle entre les différents axes ®iagues des phases n'est pas de 120°
électrique (Figure 36) pour tous les harmoniquesme c'est le cas des machines avec un

nombre d'encoches par pdle et par phase entier.

Machine avec un harmonique de travail de rang 5 et un déphasage spatial entre phase de 120° mécanique

2 3w 2
o =120°
phase 120° o
3 120
3—,1 2 A - ™ 1
> 1
o v=1 v=3 2 v=>5 3 ¥ v=7

2 2
2 2 168°
o, =24° 720 120° ™ o1
=) phase [ ‘3—.1
3
\ 3 3 ¥
v=1 ! v=3 v=>5 v=7

Figure 36: Position relative des axes magnétiquegsltrois phases en fonction du rang harmonique
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De plus, dans ce cas, les harmoniques multipl&raesont plus nuls et les sous harmoniques
et les harmoniques dont I'ordre est supérieur @ del I'harmonique de travail présenteront
des FMM tournantes a la fois dans le sens directaes le sens inverse. Pour cela, nous
considérerons que toutes les phases seront détedéases par rapport aux autres d'un angle
de 120° mécaniques. Enfin, la machine doit ausssemter un nombre d'encoches pair et
multiple du nombre de phases afin de réaliser Winlage équilibré et symétrique. Dans le
cas d'une machine triphasée, les nombres d'encdghessibles sont donnés comme suit:

7 =1{6,12,18, -, 6k} (2-5)

++ Contraintes sur le nombre de couches et sur le noent¥encoches

Pour garantir une armature triphasée présentajuiuicug<1, le nombre maximum d'encoches

Zmax €St
Zimax = 6" (p -1) (2-6)

Aussi, pour réduire le colt de fabrication du balgm et avoir un bon coefficient de
remplissage en cuivre, seuls les bobinages en simyplen double couche sont considérés
dans cette étude. Ainsi, chague encoche peut auagimaximum deux faisceaux appartenant a

deux bobines différentes.
¢ Valeurs possibles pour le rang de I'harmonique davalil

Avec les contraintes définies précédemment, lesmbmiques de rang pairs ainsi que les
harmoniques multiples du nombre de phases sontreflaiment éliminés. Le spectre
harmonique de la FMM ne contient alors que les barques de rang = 6k + 1. Ainsi, les

rangs de I'harmonique de travail possibles et ddmnombre de paires de pbles p sont :

p = {5,7,11,13, - 6k + 1} (2-7)

Néanmoins, si nous souhaitons concevoir un bobiagge un harmonique de travail de rang
p* qui n'est pas contenu dans lintervalle (2-7), g@ample p* = {20, 28, 30, ...} . Dans ce
cas, nous déterminons dans un premier temps lésatifs diviseurs de ce nombre, puis nous
optimiserons le bobinage pour qu'il maximise lespbetit diviseur d@* qui peut étre écrit
sous la forme* = 6k + 1. Enfin, le bobinage global est obtenu en répélanmotif du

bobinage optimisg*/v* fois.
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Pour mieux expliquer cette procédure, prenant itrgpte d'une machine avec un harmonique
de travail de rang = 50, dans ce cas nous pouvons remarquer que ce nomlpeut pas se
mettre sous la formék + 1. Pour cela, on détermine les différents diviselese nombre qui
sont {1, 2, 5, 10, 25, 50}, parmi ses diviseursls€6,25} peuvent étre écrits directement
sous la formeék + 1. Ainsi, nous pouvons optimiser le bobinage pouil gquaximise soit
I'harmonique de rang 5 ou de rang 25. Cependanthoisira de maximiser I'narmonique de
rang 5 car dans ce cas il existe moins de sousdmgoes. Enfin, pour obtenir le bobinage
global, nous répeéterons le bobinage optimisé 5@3sik pour obtenir le nombre de paires de

poles souhaité.

2.3.1.3 Schéma du bobinage a optimiser

A partir des contraintes définies ci-dessus, ldigamtion générale du bobinage a optimiser
est donnée par la Figure 37.

Figure 37: Schéma du bobinage a optimiser

L'armature est étudiée uniquement sur l'intenf@ia]. En effet, les bobines contenues dans
l'intervalle [m-2m] doivent étre diamétralement opposées afin d'élmies harmoniques de
rang pairs de la FMM. L'intervalle [0} est divisé en trois secteurs appartenant chaaurea
phase et présentant une ouverture angulaire/8lenécanique. Chaque secteur comporte un
nombre Za/3 bobines qui sont disposées de maniere a éétehdévauchement entre les
tétes de bobines d'une part et d'autre part powanga un bobinage avec un nombre
d'encoches par péle et par phase q inférieur &amme le bobinage du stator est équilibre,
la connaissance des paramétres d'une phase suffiement a décrire I'armature triphasée.
Le Tableau 2 illustre les paramétres du bobinageée sur la Figure 37 et montre leurs
domaines de variation. Le pas de la bobine et habme de spires évoluent d'une maniere
continue alors que le déphasage spatial évolueedoaniére discrete afin de pouvoir

permuter la bobine de la zone A vers lazone Bou C
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Tableau 2: Paramétres d'optimisation du bobinage

Variable Formule Nature Bornes

Pas de la bobine j-1 Continue k; € [0,1]

Bj =k;- 1T/3—ZBi

i=1

-1
] Discréte o ={0,1,2}
Déphasage spatial e
-1t/3
Nombre de spires n; Continue n; € [-1,1]

normalisé

2.3.1.4 Criteres d'optimisation

Le premier critere d'optimisation est la maximigatde I'narmonique de travail de la FMM
dont I'ordre est égal au nombre de paires de @dle®tor ¢ = p). D'aprés I'équation (2-3),

on constate que chaque harmonique de la FMM agiadtaplus élevé que son coefficient de
bobinage est élevé. Ce dernier peut ainsi étresé&tdlomme critére pour la maximisation de

I'harmonique de travalil.

Fopj1 = max(kw(vzp)) (2-8)

Le second objectif de cette optimisation consistéaeminimisation de tous les autres rangs
harmoniques de la FMM pour réduire les pertes,rigt ket les vibrations de la machine.
Comme le taux de distorsion harmonique (THD) mes$ein@veau de distorsion d'un signal
donné, il peut alors étre utilisé comme une fomctatjective pour minimiser le contenu
harmonique. Pour le calcul du taux de distorsi@ulssles harmoniques dont le rang est
inférieur & Zaxtp sont pris en compte. En effet, les harmoniquesde élevé ont peu

d'influence sur les performances de la machine.

sz(kwv/vy\

(2-9)
kw(v:p)/p

Fobjz = min (THD) = min
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2.3.1.5 Approche d'optimisation:

Pour trouver les paramétres optimaux du bobindgglidation d'une approche analytique
directe n'est pas envisageable di au nombre élevEahmetres, des non-linéarités, de la
nature du probléme multiobjectif, etc. Ainsi, pad@soudre ce probleme, nous avons eu
recours a un algorithme d'optimisation du type gjgné. Ce dernier présente l'avantage d'étre
peu sensible aux discontinuités de la fonction alfjeest moins sensible aux optimums
locaux et permet aussi de traiter un grand nombrgadiables. Comme le probleme est de
type multicritéres, il n'existe alors pas une sexdution optimale mais un ensemble de
solutions optimales (connues sous le nom de solitiBareto-optimales). L'algorithme
génétique multicritére de la boite a outils Matf@lwbal Optimization Toolbox est utilisé
[31]. Les parameétres de réglage de l'algorithmetigme sont présentés dans le Tableau 3.

Tableau 3: Parametres de I'algorithme génétique

Parametre Valeur
Taille de la population 2000
Nombre de générations 2000

Taux de croisement 0.8

Cet algorithme est ensuite couplé comme montrér&ig8 avec le modele analytique de la
FMM généré par le bobinage de la Figure 37. De ararsimplifiée, cet algorithme génétique
devra adapter les parametres du bobinage décrissldaableau 2 pour minimiser le contenu
harmonique de la FMM tout en maximisant le coefiitide bobinage de I'harmonique de
travail.

Contraintes

Pi
Algorithme 3. FMM du
génétique multi-—! nouveau
critéres n; bobinage
Fonctions Objectifs Critéres d’arrét

Front de Pareto
Figure 38: Processus d'optimisation de la FMM
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2.3.2 Méthode active

Comme indiqué dans le paragraphe 2.2.3, la deuxi@éteode que nous exploiterons pour la
minimisation du contenu harmonique de la FMM estfee sur le principe mis en ceuvre dans
les machines double étoile ou étoile-triangle cor@lR0], [32]-[34]. Dans ces machines, un
systeme de deux bobinages triphasés décalés spatiat et temporellement sont utilisés de
maniére a ce que les FMMs des deux bobinages saiephase pour le fondamental et en
opposition de phase pour les autres harmoniqudsninér. Les harmoniques indésirables
sont ainsi completement supprimés sans dégradendamental du champ qui est a l'origine
du couple électromagnétique. A titre d'exemple,sdanmachine double étoile (voir Figure
39), les deux bobinagesByC; et A.B,C, sont décalés spatialement de 30° électrique ¢t son

alimentés par des courants triphas@silc: et balpolc, décalés entre eux de 30°.

C1
Y {_';2

Figure 39: représentation schématique des positiorte bobines de la machine double étoile

De cette maniere, comme le montre la Figure 40¢lesnps résultants des deux bobinages
sont en phase pour le fondamental et en opposiggrhase pour les harmoniques de rang {5,

7,17, 19, etc.}.
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Fondamental harmonique

B
+r"\
1 A C A _—
30,0° / A Champs résultants en
A > k‘ g phase
B1
C
C1 ] g .
Cinquiéme harmonique
A
! B
> A —
A Champs résultants en
< c opposition de phase
]
B B,
Ex:
pour t=0 Ly =1, :_Imax/z Ie :_Imax/z

IAlzlmax'\/g/2 IBIZ_ImaX'\/g/2 ICI = 0

Figure 40: Axes magnétiques des bobines de la macéia double étoile pour le fondamental et I'harmomjue de rang 5
a l'instant t=0

Pour appliquer cette méthode aux bobinages frawiogs, nous présenterons dans un
premier temps une formulation mathématique pluségde de cette méthode; ceci pour
ressortir le lien entre les paramétres d'optinosadt le contenu harmonique de la FMM. Puis,
nous présenterons une procédure de déterminatisndéealages spatiaux et temporels

optimaux.

2.3.2.1 Formulation mathématique générale de la méthodeiaet

Considérons le cas général d'un systéme constéudedx bobinages triphasés identiques
A1B;C; et AB,C, dont les enroulements de chaque phase sont déesiléss des autres d'un
angle mécaniqué comme montré sur la Figure 41 et qui sont alinemq# des courants

sinusoidaux d'expression :

ia, (t) =1 cos(wt) ia,(t) =1 cos(wt — @)
ip,(t) =1 cos(wt —2m/3) et {ip,(t) =1-cos(wt —2m/3 — P) (2-10)
ic,(t) =1-cos(wt + 21m/3) ic,(t) =1-cos(wt + 2m/3 — @)

Avec :

- w :la pulsation électrique en rd/s,
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- [:lavaleur créte du courant,

- ¢: le déphasage temporel entre les courants deslenrents AB;C; et AB,C..

Les forces magnétomotric€s,, et F,,,,créées respectivement par les deux enroulements

A1B;:C; et A:B,C, peuvent se mettre sous la forme suivante:

3N;I
Fhop, (0,1) = -k, - cos(vO + wt)

v=6k+1 v
(2-11)

3NI

Fyop,(0,1) = l k- cos(v(e —-6) + (wt — q‘;))
v=6k+1
On montre alors que la force magnétomotrice résidfg. peut s'écrire comme suit :
Fr (0,t) = Fyop,(0,t) + Fyop,(0,1)

(2-12)

Fr (6,6 = 2- kgy - [ S B - cos(u(o - 5/2) £ (wt - ¢/z>)]

v
v=6k+1

Avec :

- kg, : le coefficient de distribution résultant de $asiation des deux enroulements, il

est donné comme suit :

vé + <D) (2-13)

kg, = cos( >

Notons que le signe + est a utiliser pour les haiques de rang tournants dans le sens
inverse a celui de la rotation du rotor et le signhpour les autres rangs d'’harmoniques qui

tournent dans le méme sens que le rotor.

Figure 41: Schéma du bobinage d'une phase des entements AB;C; et A,B,C,
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Nous pouvons remarquer qu'on dispose de deux ddgréiberté §, ®) pour l'action sur le
contenu harmonique de la FMM. Il devient alors pmesd'éliminer un certain rang

harmonique de la FMM tout en maintenant I'harmoaide travail inchangé.

2.3.2.2 Détermination des parametres optimaux

Pour trouver les valeurs optimales des parametse® )( permettant la maximisation de
I'harmonique de travail d'ordre =p et la suppression d'un harmonique de rang

v*quelconque, nous considérerons la procédure seivant

- Dans un premier temps, on fixe le paraméirde maniére a maximiser I'harmonique
de travail d'ordrev = p. D'aprés (2-12) ceci revient & maximiser le coadfit de
distribution (2-13).

(kd(\,zp) = 1) = (® = 2km + p8) , k nombre entier (2-14)

- Ensuite, en insérant (2-14) dans (2-13), on mogtee le coefficient de distribution

peut s'écrire comme suit :

kqv = cos((v £ p)8/2) (2-15)
- Enfin, pour éliminer I'harmonique de rang le parametré doit étre égal a :

B (2k+ D

= —— — ,knombre entier (2-16)
(v £p)

En résumé, pour maximiser I'harmonique de traval rdngv =p et pour éliminer
I'harmonique indésirable de ran§j le déphasage spatial et temporel entre les esmailts
A1B;C; et AB,C;, doit satisfaire a (2-17).

(Soptim =Q2k+Dn/(v" £ p)
(2-17)

(Doptim - p5optim

2.4 Application des deux méthodologies pour I'optimisabn du bobinage d'une

machine synchrone avec une combinaison de 12 encesH.0 pdles.

Parmi les différentes combinaisons d'encoches/gaidesibles dans les machines a bobinage

fractionnaire triphasées. La combinaison 12-ence/@Bepbles avec un bobinage en double
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couche est présentée dans la littérature [35]-¢8i#)me étant une solution particulierement
intéressante pour son coefficient de bobinage ¢kwe faible contenu en sous harmoniques,

son faible couple de détente, etc.

Figure 42: Motif de base du bobinage fractionnairede la machine avec la combinaison 12encoches/10g6le

Néanmoins, comparé aux machines équipées des pebimanventionnels avec un nombre
d'encoches par pble et par phase unitaire (q=1)holenage de la machine avec une
combinaison de 12encoches/10pdles (voir Figurep#ente une FMM avec un fort contenu
en harmoniques comme le montre la Figure 43. Ewet,eflans cette machine, seul
I'harmonique de rang 5 (en rouge sur la Figuree483 l'origine du couple électromagnétique,
les autres rangs harmoniques tels que le {1, 719}/sont indésirables et ne conduisent qu'a

une augmentation des pertes rotoriques et du nikedmuit et de vibration de la machine.

0.4
] o ’
] — 0.6} 4
E !
= =
= =
T 02 — +-— u 0.4 1
-0.4
B 1 & 0.2 8
-06
_0? . . . . . ) 0 H . .
-180 -120 -60 0 60 120 180 0 5 10 15 20 25
0 (degre mécanique) Rang des harmonigues

Figure 43: Distribution et spectre harmonique de l&FMM du bobinage de référence

Par ailleurs, le coefficient de bobinage de I'harigoe de travail est 7% plus faible & celui du
bobinage conventionnel avec g=1 (0.933 au lieu dd>@ur améliorer les performances de
cette machine, nous allons appliquer les deux ndélbgies d'optimisation du bobinage

présentées auparavant, pour ressortir des bobipageperformants.
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2.4.1 Application de la méthode passive

Pour maximiser les performances de la machine piéseci-dessus, l'idéal est d'avoir un
bobinage statorique dont la FMM ne présente quammbnique correspondant a I'harmonique
de travail qui est dans ce cas I'hnarmonique de Bafiggure 44). Par ailleurs, il convient de
maximiser le coefficient de bobinage de I'harmoaigle travail pour maximiser le couple

massique de la machine.

1 3 5 7 9 11 13 15 17 19
Rang des harmoniques
Figure 44: Spectre harmonique idéal de la force maggtomotrice
Pour atteindre ces objectifs, la procédure d'ogttion du bobinage présentée auparavant
sera appliquée dans l'objectif de concevoir un ripe triphasé fractionnaire concentré

autour des dents et ayant une FMM avec I'harmordguang 5 le plus dominant.

2.4.1.1 Schéma du bobinage a optimiser

Pour assurer le bon fonctionnement de la machinbpbinage doit respecter les contraintes
définies dans 2.3.1.2.

1. La premiére contrainte concerne le nombre d'ensophepble et par phase g qui doit
étre inférieur & 1 pour réduire le nombre d'enceditatoriques. Dans ce cas, comme
la machine présente un rotor avec p=5 paires despde nombre maximum
d'encoches £« est d'aprés I'équation (2-6) de 24.

2. La seconde contrainte concerne le nombre de coutthbsbinage qui a été limité a 2
pour simplifier la réalisation. Il en découle damee le nombre maximum de bobines
dans la machine est égal au nombre maximum d'easoffar conséquent, le nombre
maximum de bobines par phase est de 24/3 = 8bobines

3. Ces bobines doivent étre réparties d'une maniénétsigiue le long de I'entrefer pour

equilibrer les efforts radiaux sur le rotor. Ainsir les 24 bobines statoriques, 12
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bobines seront placées dans l'intervalle][@t les 12 restantes seront disposées dans
I'intervalle [r-2n] d'une maniere diamétrale et opposée a celleseooas dans le

premier intervalle,

Figure 45: schéma du bobinage a optimiser

4. L'intervalle [Oq] est ensuite divisé en trois secteurs comme mauirda Figure 45,
appartenant chacun a une phase et présentant westura angulaire det/3
meécanique. Chaque secteur comporte un nombre 8e4lBbbines qui sont disposées
de maniere a éviter le chevauchement entre les titebobines. Ces quatre bobines
sont caractérisées par des ouvertures anguldyes,, B3, B+), des nombres de spires
normalisées(n,,n,,n;,n,) et sont décalées par rapport au faisceau alledlade
premiére bobine pd©,, 55, 85, 5,). Les intervalles de variation de ces paramétres so
décrits dans le Tableau 4. Notons que les ouvertamgulaires et le nombre de spires
évoluent d'une maniére continue. Le nombre de spiégatif indique l'inversion du
sens du bobinage. Le décalage spatial évolue dhareere discréte, en effet, ceci
permet de basculer la bobine qui se trouve dasedteur A vers les secteurs B ou C

(voir la Figure 45).

Tableau 4: Parameétres d'optimisation du bobinage

Parametre Formule Nature Bornes
Ouverture Br =ky /3
angulaire des B =ko - (/3= B) Continue k.3 €[0,1]

bobines Bs =k (/3 — By — B2)

By = (/3 =By — B —B3)
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8, =PB1/2+k, 1/3
Décalage spatial 8, = (B1 + B2/2) + ks 1/3 Discréte k, ,€{0,1,2}
83 = (B + B2 +B3/2) + ke /3

84 = (By + Bz + B3 +B4/2) +ky-1/3

Nombre de Ny, Ny, N3, Ny Continue ny 4 € [—1,1]

spires

2.4.1.2 Procédure d'optimisation et résultats obtenus

Pour trouver les paramétres du bobinage (Tableai43atisfont aux criteres d'optimisation
présentés au paragraphe 2.3.1.4, un algorithmetigéaénultiobjectif a été couplé avec le
modele analytique de la FMM développé par le bagneomme détaillé en 2.3.1.5. Le front
de Pareto obtenu avec une population de 2000 ohavsur 2000 itérations est représenté sur
la Figure 46. Notons que sur cinqg exécutions dgofghme d'optimisation, nous avons

obtenu le méme front de Pareto, ce qui nous aslgule convergence de l'algorithme.

200 \ ! g

+ Bobinages optimisés 3

¥+ Bobinage initial :
150 ........................................ ........................................ .................

=
0 L e B = SO ZS i

= 100 B

= !
_____________________________________________ C

350 I;)/"'" i S
8.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

Coefficient de bobinage kW
Figure 46: Front de Pareto
Les points en bleu sur la Figure 46 représententdeactéristiques (KTHD) des bobinages
optimisés et le point en rouge représente celleBatinage initial (Figure 42) déterminé via
la technique dite de I'étoile des encoches[38].dNpouvons constater que la méthodologie
proposée permet de ressortir de nouvelles solutiofa ne pouvait pas déterminer via les

techniques classiques de détermination de bobitelggu'un bobinage dentaire avec un
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coefficient de bobinage unitaire. Néanmoins, pdewnidifférentes solutions Pareto-optimales
ressorties, nous pouvons remarquer qu'il n'existarae solution qui est meilleure a la fois en
termes de coefficient de bobinage et de contermdr@que a la solution initiale. Ceci est d
aux fortes contraintes imposées sur le bobinaggstgl'un bobinage concentrique, limitation
du nombre de couches a deux, etc. qui rendent tamisiation du contenu harmonique

délicate.

2.4.1.3 Analyse de solutions particulieres :

Parmi les différentes solutions Pareto-optimalesitrg solutions (points A, B, C et D de la
Figure 46) ont retenu notre attention. La soluthorest caractérisée par un coefficient de
bobinage unitaire, la solution B correspond au hape initial, les solutions C et D sont
caractérisées par une FMM avec un faible contenmdwique. Pour analyser les bobinages
correspondants a ces solutions, nous avons tradé sigure 47 I'évolution des paramétres

d'optimisation le long du front de Pareto.

24 40
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Figure 47: Evolution des paramétres d'optimisationé long du front de Pareto
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Les parametres d'optimisation ainsi que le coefficide bobinage et le THD de la FMM

correspondant aux quatre solutions A, B, C et @ donnés dans le Tableau 5.

Tableau 5: Parameétres d'optimisation correspondant

A B C D
Kuw 100% 93% 75% 58%
THD ~170% ~92% ~ 58% ~ 34%

By, By Bsr Ba)  [30°0°,0°,0°  [30° 30° 0°0° [24° 18° 18°] [18.5° 18.5°, 11.5° 11.5°]
(81,84, 83 64) [15°,0°,0°, 0°]  [15° 165° 0° 0° [12°, 153°150°] [9.2°, 147.6° 42.6°, 114°]

(ny, My, s, 104) [1,0,0,0] [05,05,0,0]  [1/3,1/3,-1/3,0]  1/4, 1/, -1/4, -1/4]

La Figure 48 montre le schéma de bobinage et leedomagnétomotrices correspondantes
aux solutions A, B, C et D.

FMM [p.u]
o
FMM [p.u]
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Figure 48: Schéma du bobinage et MMF correspondanseaux solutions A, B, C, D sur le front de Pareto

La solution A est caractérisée par une seule boparephase dans l'intervalle f)-dont

l'ouverture angulaire est égale au pas polairet peurquoi son coefficient de bobinage est
unitaire. Néanmoins, elle présente une FMM aveddesioniques de rang 1 et 7 plus élevés
que ceux du bobinage initial, essentiellement dinarmonique de rang 1 qui augmente
d'environ 120%. Nous pouvons remarquer aussi que qgaliser ce bobinage, le stator doit

présenter des dents de largeurs inégales, c’@se-antke distribution irréguliére des encoches.

Les solutions C et D permettent une atténuationifsigtive des harmoniques de rang 1 et 7,
du fait qu'elles disposent d'un plus grand nomlerdabines par phase. Néanmoins, comme
les ouvertures des bobines sont dans ces deuxrféaiglures au pas polaire, le coefficient de

raccourcissement et donc le coefficient de bobimgénue de maniére importante.

1.4 r .

init

T

0.8

0.6

0'6.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

Figure 49: Evolution du rapport entre le couple dedobinages optimisés au couple du bobinage initial
Ainsi, comme montré sur la Figure 49, les solutiGnet D conduisent a une diminution trop
importante du couple massique. Nous avons aloférgréetenir la solution A dans la suite de

cette étude. En effet, elle permet une augmentadtuiorouple massique d'environ 7%.
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2.4.2 Application de la méthode active

Dans le paragraphe précédent, nous avons vu gseula optimisation des paramétres du
bobinage n'était pas suffisante pour améliorerfaitale coefficient de bobinage et le taux de
distorsion harmonique de la FMM. En effet, lesdertontraintes imposées sur le placement
et la disposition du bobinage rendent I'amélioraties propriétés du bobinage délicate. Pour
cela, nous appliquerons dans cette partie, unealleuméthode dite méthode active décrite
dans 2.3.2 pour réduire d'une maniére plus effie&eomposantes harmoniques de la FMM.
L'avantage de cette méthode est qu'elle présenteoumeau degré de liberté susceptible
d'améliorer les propriétés du bobinage : l'utiimatd'un systéme de deux alimentations

déphasées temporellement.

At A-
Figure 50: Motif de base du bobinage d'une phase
Le motif de base du bobinage d'une phase de laimadonsidérée dans cette étude est
représenté sur la Figure 50. Nous pouvons remarguigest constitué de deux enroulements
ayant un sens de bobinage opposé et décalé I'lmutte d'un pas encoche. Dans la suite, au
lieu de raccorder ces deux enroulements directerergérie, nous allons considérer une
alimentation par des courants distincts déphasapdeellement d'un angké ainsi qu'un

décalage spatial entre les deux enroulements digle anécaniqué comme montré sur la

Figure 51.
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Figure 51: Répartition des enroulements et mode diementation correspondant
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2.4.2.1 Intérét de l'alimentation par des courants déphasés

Pour montrer l'intérét de I'utilisation de deux m@s$ d'alimentation, nous allons considérer
deux cas de figure. Dans le premier cas nous c@msiwhs les deux bobinages traversées par
les mémes courants et dans le second cas nousd&mrsns une alimentation par des

courants distincts.
< Casoud® =0

Lorsque les deux enroulements @&t A (voir Figure 51) sont connectés en séties 0, il
n'existe alors qu'un seul paramétre de réglagedélealage spatiad. Comme montré
précédemment en 2.3.2.1, le coefficient de distigburésultant de l'association des deux
enroulements est donné comme suit :
\Z)

kg, = cos <?) (2-18)
La Figure 52 trace I'évolution de ce coefficienuptes harmoniques principaux de la FMM
pour différentes valeurs du décalage mécanijartre les deux bobinages constituants la

phase A.

0.5

0 60 120 180 240

5 (deg mec)

Figure 52: Evolution du coefficient de distributiondes harmoniques dominants de la FMM lorsque les deu
enroulements sont raccordés en série

Nous pouvons remarquer que la minimisation du ecant@rmonique de la FMM ne peut pas
s'obtenir sans dégrader I'harmonique de travaiddg 5. En effet, pour toutes les valeurgide
maximisant I'harmonique de travail (cercles en ¢asnr la Figure 52), le coefficient de
distribution k correspondant aux harmoniques de rang 1 et 7restétevé. Ainsi, toute
diminution des harmoniques de rang 1 et 7 se paieupe dégradation de I'amplitude de
I'harmonique de rang 5.
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< Casoud =0

Si on considere les deux enrouement®®A, alimentés par des courants déphasés d'un angle
®d, il existe dans ce cas deux parametres de réegbade permettant I'action sur le contenu
harmonique de la FMM. Comme montré en 2.3.2.1pkdfient de distribution résultant de

l'association des deux enroulements est donné csuine

(2-19)

vé+ O
kdv=cos( > )

D'apres la relation (2-14), pour maximiser I'hariqoe de travailv =5, le déphasage

temporeld doit étre égal a :
® =56 (2-20)

En insérant (1-3) dans (2-19), le coefficient dgrdhution peut s'exprimer comme sulit :

(v+5)- 5) (2-21)

kg, = cos< 5

Le signe - est relatif aux harmoniques tournansdaméme sens de rotation de I'harmonique
de rang de travai = {11,17,23, etc.} et le signe + pour les autres rangs harmoniques
tournant dans le sens inverse. La Figure 53 tté@eelltion du coefficient de distribution pour
les principaux harmoniques de la FMM= {1,5,7} et pour différentes valeurs du décalage

mécanique’ entre les deux bobinages constituants la phase A.

1.3

: : : : TV E 1

e e z —v=5

ﬁ ﬁ : : —~v=7
= o :
-0.5 q
-1 4

0 45 90 135 180 225 270 315 360

5 (deg mec)
Figure 53: Evolution du coefficient de distributiondes harmoniques dominants de la FMM
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Nous pouvons constater que, grace a l'utilisaterdelux sources d'alimentation, il devient
possible d'éliminer un des harmoniques indésiratidela FMM et ceci en gardant la valeur

du coefficient de distribution de I'harmonique ievail & sa valeur maximale.

D'apres la Figure 53, pour éliminer I'harmoniqueatey 7, le décalage mécaniguentre les
deux bobinages doit étre égal a {15°, 45°, 75°, 5°x{2k+1)} et, pour éliminer le sous
harmonique, le décalage spatial doit étre égalda,{30°, 150°, ...,30°x(2k+1)}. Néanmoins,
comme le décalage spatial n'est pas continu castildiscrétisé par I'emplacement des
encoches, les valeurs permises pour le décalagalspant toutes des multiples du pas

d'encoche, c’'est-a-dire :
5possibles = {0°,30°,60°,...,30k} (2-22)

Ainsi, si on veut garder un stator avec un nombemabches identiques, il n'est possible
d'éliminer que le sous harmonique. Les valeursntlés des parametre$ ) sont données
ci-dessous :

Soptim = 210°

(2-23)
(Doptim = —30°

La distribution de la force magnétomotrice produtr le bobinage optimisé ainsi que le

spectre harmonique de la FMM correspondant soméseptés sur la Figure 54.

1.5 - ‘ 15 : : :
Il Bobinage optimisé
1 _— Il Bobinage initial
—y b
0.5 H 1f
= = +3.5%
& R
= Or =
= =
T T
-0.5 0.5}
_ . . | - T
1'50 120 240 360 00 5 10 15 20
6 (mec deg) Rang des harmonigues

Figure 54: Distribution et spectre harmonique de l&FMM du bobinage optimisé
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Nous pouvons constater, qu'en plus de la suppreskiosous harmonique de rang- 1,

'amplitude de I'hnarmonique de travail augmentewdten 3.5% par rapport au cas initial, ceci
s'explique par I'augmentation du coefficient deibagpe. En effet, le coefficient de bobinage
k., ini¢ de I'narmonique de travail du bobinage initial @étini comme étant le produit du

coefficient de distributiork,; par le coefficient de raccourcissemept

- (5m - (5m
kw init = kp " kq = sin (E) - sin (E) = 0.933 (2-24)
Cependant, pour le nouveau bobinage, comme leicieeff de distributiork,; est unitaire, le

coefficient de bobinagk,, est égal a :

5
k= Ky - kg = sin (=) - 1= 0.966 (2-25)
La Figure 55 donne une comparaison des coefficidatdobinage pour différents rangs
harmoniques de la FMM du bobinage optimisé et dbirdame initial. Nous pouvons
remarquer que le coefficient de bobinage de tosih#&moniques de rang= 12k + 1 sont

nuls dans le nouveau bobinage. On constate aussiaugmentation d'environ 3.5% du

coefficient de bobinage des harmoniques de rand {57, 19, etc.}.

B Bobinage Initial
Il Bobinage optimisé
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Figure 55: comparaison des coefficients de bobinag bobinage optimisé et du bobinage initial
Pour situer la méthode proposée par rapport aunbgbi conventionnel (g=1) et aux autres
techniques proposées dans la littérature pour nmgation des sous harmoniques de la

FMM (voir paragraphe 2.2.1), nous avons présentdeba 6 une comparaison du coefficient
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de bobinage et du niveau relatif des harmoniquasirtints de la FMM obtenu avec
l'application de ces différentes méthodes sur lzhin@ considérée dans cette étude, la

machine avec une combinaison de 12encoches/10pdéles.

Tableau 6: Comparaison des performances la techniquaoposée par rapport aux autres techniques proposs dans
la littérature (F s« amplitude de la FMM de I'harmonique 5 du bobinagea pas entier avec g=1)

v=1 v=>5 v=7
F1/Fs+ (%) K Fs/Fs+ (%) F/Fs+ (%)
Bobinage a pas entier 0 1 100 0
q=1
Bobinage en double 33.49 0.933 93.3 66.61
couche classique
Bobinage en quatre 8.64 0.901 90.1 64.33
couches[1]
Bobinage multicouche 0 0.896 89.6 64
avec différents nombre
de spires [2]
Bobinage de 2.32 0.928 92.8 66.25
compensation [7]
Bobinage proposé 0 0.966 96.6 68.97

Nous pouvons constater que la méthode proposée estule qui permet une suppression
complete du sous harmonique avec une augmentatiorcogfficient de bobinage de

I'harmonique de travalil.

2.4.2.2 Reéalisation du déphasage électrique de 30°

Pour réaliser le déphasage temporel de 30° erdrddex alimentations des bobinages, deux
techniques peuvent étre utilisées. La premiere istensx utiliser un systéme de deux

convertisseurs triphasés (Figure 56-a) générantatesons décalées de 30° électrique. La
seconde voie consiste a raccorder les deux bolsngigpde-triangle comme montré dans la

Figure 56-b.
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Figure 56: Réalisation du déphasage temporel. (a)tilisation de deux convertisseurs d'électronique deuissance. (b)
Utilisation d'un bobinage étoile-triangle combiné.

La solution avec deux convertisseurs présententaga d'un meilleur contréle de la machine
et une meilleure tolérance aux défauts. Néanmailass le cas de machines de faible

puissance cette solution peut conduire a une aug@mdu co(t.

La solution avec un bobinage en étoile-triangle pantre permet d'alimenter les deux

bobinages via un seul convertisseur triphasé. Gipgndans ce cas, comme les courants

dans l'enroulement en triangle sovi® fois plus faibles comparativement a ceux de
I'enroulement en étoile, le nombre de spires dedlidement en triangle doit étre augmenté
par le méme rapport pour que les FMMs développaekep enroulements raccordés en étoile
et en triangle présentent les mémes amplitudesordotiue l'augmentation du nombre de
spires de I'enroulement en triangle ne nécessiid'qaagmentation de la surface d'encoche car

le courant traversant cet enroulement est pludefaiious pouvons réduire la surface des

conducteurs d€3 tout en gardant la méme densité de courant. Aimsiurface libérée peut
étre utilisée pour placer le nombre de conducteupplémentaires. C'est cette solution qui

sera considérée dans la suite de cette étude.

2.5 Bilan et conclusion

Dans ce chapitre, nous avons fait le point surdiférentes méthodes présentées dans la
littérature pour la minimisation du contenu harngue de la FMM et la maximisation du

coefficient de bobinage des machines a bobinageidenCes méthodes ont permis d'obtenir
une réduction significative des effets parasites lgbinages dentaires. Néanmoins, ceci se
paie par une réalisation plus complexe du bobimagear une diminution du couple massique
de la machine. Pour cela, nous avons proposé @acisapitre, deux nouvelles méthodologies
pour l'optimisation de la force magnétomotrice deachines a bobinage dentaire. La
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premiere méthode proposée est de type passifultliee un algorithme d'optimisation couplé

au modele analytigue de la FMM du bobinage a opgmdans l'objectif de déterminer les

parameétres optimaux de ce dernier. La deuxiemeadétproposée de type active est basée

sur la technique utilisée dans les bobinages doétbiée et en étoile-triangle combinés pour

la minimisation du contenu harmonique de la FMM deschines a bobinages répartis

classiques.

Par la suite, nous avons appliqué ces deux méthgidsl dans I'objectif d'améliorer les

performances du bobinage d'une machine synchro@menants avec une combinaison 12-

encoches/10-pdles.

Via la méthode passive, nous avons ressorti unnlgei qui permet d'accroitre le
coefficient de bobinage d'environ 7% par rapporbahinage initial. Néanmoins, son
inconvénient est qu'il conduit a une augmentatiopartante du contenu harmonique
de la FMM. Par ailleurs, il nécessite I'utilisatidiin stator avec des dents de largeurs
inégales.

Via la méthode active, un nouveau bobinage peamitd suppression compléte du
sous harmonique ainsi qu'une augmentation du comifi de bobinage de
I'hnarmonique de travail est ressorti. Par rappartbabinage initial, ce nouveau
bobinage ne nécessite pas de modification impartant la géométrie du stator. En
effet, seul le mode de connexion des bobines ajnsi le nombre de spires du

bobinage raccordé en étoile nécessitent d'étreypéasl

Dans la suite de cette étude, des machines syrehpmrtant ces bobinages optimisés seront

dimensionnées pour une application de 10kW-50tr/ratnleurs performances seront

comparées a celle de la machine avec un bobinagdéatence.
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3.1 Introduction

Ce chapitre traite de la modélisation magnétothgumiet du dimensionnement optimal des
machines synchrones a aimants. Dans un premierstenqus présenterons des modeéles
analytiques pour le calcul du couple, des pertededtéchauffement. On présentera ensuite
une procédure de dimensionnement optimal. Nousserins, enfin, ces outils pour le
dimensionnement d'une machine synchrone de 10kWAS0n qui constituera la référence
pour la comparaison des performances des diffébmitimages présentés précédemment.

3.2 Modélisation électromagnétique

L'objectif de la modélisation électromagnétique &stcalcul des différentes grandeurs
électromagnétiques (inductions, FEM et couple)a@ttion des dimensions géométriques et
des caractéristiques des matériaux utilisés. Larohdation de ces grandeurs peut s'effectuer
a partir de différents modeéles tels que les modeierériques, les modéles a réseaux de
réluctances ou les modeles analytiques. Dans ldesmmachines synchrones a péles lisses et
a aimants déposés en surface, les méthodes basdagé&solution analytique des équations
de Maxwell présentent une précision acceptable amgemps de calcul réduit permettant de
les intégrer facilement dans une procédure d'opétitin. Nous retiendrons par la suite, cette

meéthodologie pour la modélisation de la machine.

3.2.1 Hypotheses simplificatrices
Pour mener la modélisation difféerentes hypotheseplgicatrices sont faites:

» les parties ferromagnétiques sont homogéenes, tesat isotropes,
* la longueur de la machine est supposée trés gdmdmt le pas polaire; on négligera
donc les effets 3D,

» les aimants présentent une permeéabilité relativt@iva

En outre, nous transformons la structure cylindrigientée du stator en une structure
cylindrique lisse équivalente. Le bobinage statorigst alors remplacé par une densité de
courant linéiqgue au niveau des ouvertures d'ensoelvec correction de I'entrefer par le

coefficient de Cartek, [1] qu'on calculera comme suit :

ko= —3
¢ 1, — kb, (3-1)
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Avec 1, la largeur du pas dentairg, la largeur des ouvertures d'encochesgst un

coefficient défini par [1] :

2 by, 2 bo\*
Kk == |arctan — — —gln 1+ (—0) (3-2)
T 29 by 2g

L'entrefer effectifg est constitué de I'entrefer mécanique e et dai$éeur de I'aimant.e

g=e+e, (3-3)

Figure 57: Schéma équivalent de la machine pour lamodélisation électromagnétique

Ces simplifications permettent d'obtenir une géomébmplétement lisse (Figure 57) qui est

composeée de cylindres de matériaux homogenes.drasgtres essentiels de cette géométrie

sont :

- le rayon intérieur du stator corrigé par le coéfint de Carter R,
Ry =Rs+(kc—1)- g (3-4)

- le rayon extérieur de I'aimant,R

- le rayon intérieur de I'aimant.R

3.2.2 Le calcul analytique du champ

La résolution analytique des équations du champedmachine radiale a poles lisses est
décrite dans de nombreux ouvrages de la littérafeales les grandes lignes sont rappelées
dans cette section. Plus de détails peuvent &ueds dans les référende$-[4]. La base du

calcul du champ consiste a déterminer le potenteglteur en tout point de I'entrefer
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magneétique. Pour cela, nous allons associer a ehaggion une équation différentielle qui
relie le potentiel vecteur avec les propriétés fmues correspondantes a cette région. Une
fois le potentiel vecteur déterminé, il est possillle dériver les différentes grandeurs

électromagnétiques (flux, FEM, induction, etc.).

3.2.2.1 Potentiel vecteur produit par les aimants permangnt

Pour la détermination du champ créé par les aimaetisianents, seules deux zones sont a
considérées: la zone d'entrefer et la zone desngsmian effet, comme la perméabilité du fer

est considérée infinie, le champ magnétique dasscldasses statorique et rotorique est
considéré nul. Les équations différentielles a wéis® dans l'entrefer (zone 1) et dans les

aimants (zone Il) sont :

A4 (7,64, t) = 0
10b,,,, (6., 1) (3-5)
Ay (r, 0, 8) = =50

Avec b,..., (0s, t) I'induction rémanente des aimants qui, dans leltese aimantation radiale,

peut s'exprimer par la relation :

_\"? 4 Brem . MmapmT .
brem(Bs,t) = anlT . sm( > ) - sin(n(pbs — wt)) (3-6)

Avec: a,,, le rapport de l'arc polaire au pas polaire, pdebre de paires de podlestetla
position mécanique d'un point M de l'entrefer déngepere statorique et la pulsation

électrique.

A partir des conditions aux limites (conditions duantieres et conditions de passage), on
montre que la distribution du potentiel vecteurdénrégion d'entrefer et des aimants peut

s'exprimer respectivement sous la forme:
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Al—pm (T, 95) t)

_ i i (=) Ry
) n=1,3, ' nm ((np)? —1)
Bk (5—;)np+1 +(np—1) - (5—;)%}9 (np + 1) )
EER
RSC

X sin(n(pes — wt))

(" )"+ ()
o) ()" ()
RSC RSC r

AII—pm (T‘, 95! t)

| § 2

s T () - D

np-1

R:
XA 2npr + 2+ (T)

)™ By e+ v+ (B)" o) (39

-]

X sin(n(p@s — wt))

2n —
o

np-—1
Rﬂl

3.2.2.2 Potentiel vecteur produit par les bobinages statjpies

Pour la détermination du champ produit par les teipes statoriques, l'alimentation
statorique est remplacée par une densité supdidicie couranf,,;,. Cette derniere, dans le

cas d'une alimentation sinusoidale, s'écrire sofine :
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+o 3N
Joop @) = D" Sk - cos (w56 + (@t - 9) (39)

n=1TR;
Avec :
N : le nombre de spires par phase,
I . la valeur créte du courant dans les enroulenstatsriques,

k.. :le coefficient de bobinage de I'hnarmonique diesple rang,

Ds : le nombre de paires de péles de l'armaturergjam
n : rang de I'harmonique d'espace,
Rs . le rayon statorique interne.

Le potentiel vecteur créé par le bobinage stateridans l'entrefer et la zone des aimants se

calcule alors a partir de la résolution de I'éqprati
AAbOb (T', 95, t) =0 (3'10)

La solution analytique correspondante a cette émuatut s'exprimer comme suit:

R ans
3uoNT |- ryws 1+ (Tr
Apop (1,6, t) = T ' Z n ' <R_s> ) W
— (2 -
v 1 ( Rs) (3-11)

- cos(npsfs + (wt — @)

3.2.3 Calcul des grandeurs électromagnétiques

Une fois que la distribution du potentiel vecteans les différentes parties de la machine est
connue, il est alors possible de déduire toutegrasdeurs électromagnétiques nécessaires a

I'évaluation des performances de la machine (inoluctiux, FEM, couple,...).

Les composantes radialBs et tangentielle8, de l'induction peuvent étre déterminées par
les deux relations suivantes :

1 0A(r,6,t)

BT(T',H,t) =; 39

(3-12)
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0A(r,0,t)

Bg(r,H,t) = — ar

Le flux a vide et la FEM induite dans une phasevpatise déterminer par (3-13) et (3-14).

Y(t)=N- ff By _pm(r,0,t)dS = N - ng,_pm(r = R, 0,t)dl (3-13)
d¥(t) i
e(t) = — = (3-14)

Le couple électromagnétique est calculé en utilismméthode du tenseur de Maxwell sur

une surface traversant I'entrefer :

2pLR?
Ho

n
fp(Br—pm + Br—bob) ' (Br—pm + Br—bob) - do (3_15)
0

3.2.4 Validation des modéles proposés

Le modéle analytigue que nous venons de présestefordé sur plusieurs hypotheses
simplificatrices (effets de bord et effets de demtnégligeables, matériaux lin€aires, etc.).
Pour valider ce modéle, nous comparerons les catndlytiques aux résultats obtenus par le
logiciel de calculs par éléments finis 2D -FENEY ainsi qu'a des essais expérimentaux
proposés paie]. La machine utilisée pour la validation des mosl@st présentée en Figure

58 et ses dimensions sont résumées dans le Tahleau
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Tableau 7: Dimensions et propriétés physiques de taachine

analyséel6]
Caractéristiques Valeur
Nombre de pdles, p 10
Nombre d'encoches, Z 12
Rayon externe du statore,Rmm) 50
Rayon interne du stators Rnm) 28.5
Hauteur de la culasse, fmm) 3.7
Largeur de la dent, Mmm) 7.1
Ouverture d'encocheg fmm) 2
Figure 58: Stator de la machine analységs] Entrefer, e (mm) 1
Epaisseur de I'aimant, nm) 3
Rapport arc polaire/pas polaisg,, 1
Longueur axiale, L (mm) 50
Induction rémanente, BT) 1.2
Nombre de spires par phase, N 132

3.2.4.1 Induction dans l'entrefer

La Figure 59-(a) montre l'allure et le spectre hamgue de la composante radiale de
I'induction produite par les aimants au milieu Gmtrefer. Nous pouvons remarquer, que
l'allure de linduction déterminée analytiquemenit arfaitement celle déterminée par
éléments finis sauf au niveau des ouvertures ddreso Par ailleurs, nous pouvons constater
une bonne concordance entre le calcul analytiqnemgrique des composantes harmoniques
de l'induction. L'erreur sur le calcul du fondana¢mte I'induction statorique et rotorique est

inférieure a 2%.
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Figure 59: Allure et spectre de l'induction au mileu de I'entrefer. (a) produite par les aimants, (bproduite par
I'armature statorique

Pour vérifier aussi la validité du modele de caldulchamp de l'armature statorique, nous
avons comparé sur la Figure 59-(b) I'évolution dedliction au milieu de I'entrefer
déterminée par le modele analytique a celle obtgrare éléments finis. Nous pouvons

remarquer, dans ce cas également, une bonne canceréntre les résultats numériques et

analytiques.

3.2.4.2 FEM et couple électromagnétique

La Figure 60 montre une comparaison de la FEM oétée par le modéle analytique, par
eléments finis, et la FEM issue des résultats exmgértaux[6]. Nous pouvons constater une

bonne corrélation entre les calculs et les mesures.

15
000

__10r
2 4 — Analytique o)
= o + FEM °
L sl o Mesures [D.Ishak]

O 1 1 1

0 50 100 150

Position (deg.elec)

Figure 60: FEM par phase a 400tr/min
Par ailleurs, le faible écart (<10%) entre le chloalytique et le calcul numérique sur le

couple moyen (Figure 61), nous permet de concluréasvalidité du modéle analytique.
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Figure 61: couple moyen en fonction de la densitéeccourant

3.3 Modélisation des pertes

3.3.1 Pertes Joule

Les pertes Joule dans le bobinage des machinegrant@lternatif sont dues a la résistance
DC des conducteurs et aux courants induits dansleesers. Ces courants induits sont la
conséquence directe de la variation du champ em@grat la rotation des aimants, par les
conducteurs s'y trouvant a proximité (effet de proté) et aussi au courant variable dans le
temps qui traverse le conducteur lui-méme (effepeiu). Ces courants induits conduisent a
une distribution non uniforme de la densité de antiret contribuent a l'augmentation
apparente de la résistance du stator. Cependant|'@oplication considérée dans cette étude,
nous pouvons considérer ces pertes supplémentaimme négligeables. En effet, pour la
gamme de fréquence considérée (<50 Hz), l'effgiedm est insignifiant. De plus comme le
bobinage est logé dans les encoches, une grantde garchamp crée par les aimants est
canalisée par les dents ce qui permet de protégaronducteurs contre les champs externes.

Par conséquent, seules les pertes dues a la nesi€d& sont considérées.
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Figure 62: Schéma d'un bobinage en double et simpt®uche et tétes de bobines correspondantes
Les pertes Joule dans le bobinage statorique com@né les pertes dans les tétes de bobines
et les pertes dans les encoches. Pour estimeetessplans les tétes de bobines, il convient
d'estimer la longueur de ces derniéres (voir Figie Pour les deux cas: simple et double

couche, I'équation (3-16) donne la longueur moyeatastétes de bobines

_ Lew,max + Lew,min (3-16)

Avec :

Lewmin - 1a longueur de la premiere spire,

Lewmax - lalongueur de derniere spire.

Et :

Lew,min =W
T Ty (3-17)
Lew,max ~T

On considérera:
T.o = T, pour un bobinage en double couche

T.o = Ws + T; pour un bobinage en simple couche
Les pertes Joule globales dans le bobinage peal@stétre estimées par la relation :
P] = Pcu ']2 “Voley = pew ']2 “(Z (L + Lew) " Ky * Sencoche) (3-18)

Avec:
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- pey - larésistivité du cuivre,

- J:lavaleur efficace de la densité de courant daib®binage,
- Z:le nombre d'encoches au stator,

- L:lalongueur axiale active de la machine,

- K, le coefficient de remplissage en cuivre par ehepc

- Sencocne. 1@ surface d'une encoche statorique.

3.3.2 Pertes fer

Dans le chapitre 1, nous avons vu que l'augmentakiola fréquence de conversion permet
une amélioration significative des performances sigages des machines électriques.
Néanmoins, cet accroissement en fréquence peuutrend une augmentation considérable
des pertes fer et a un risque de surchauffe detdime. Il est donc important de prédire avec
précision ces pertes pour éviter toute anomaliéféi2nts modeles ont été proposeés dans la
littérature pour la détermination de ces pertespeut les regrouper comme proposé dans la
these de Legrangé¥] en deux grandes familles: les modéles locauxsetmiedéles globaux.
Les modéles locaux font référence aux modéles eupkrtes fer sont déterminées via
I'évaluation de la surface du cycle d'hystérésles:Atherton, Preisach, Loss-Surface, etc.).
Ces modeles constituent par nature la représentkiplus juste d'un point de vue physique
[8] et les pertes déterminées sont souvent prochesméssires (absence d'hypotheses
simplificatrices). Toutefois, ces modeles nécessitde nombreuses mesures ainsi qu'un
modele magnétique numérique pour le calcul deeped qui rend ces approches inadaptées
dans une procédure d'optimisation. La seconde aaede modeles, qualifies de modeles
globaux utilise une approche fréquenti¢ile Ces modéles sont généralement les plus utilisés
du fait de leur simplicité de mise en ceuvre etetded temps de calcul réduits; néanmoins, ils
restent moins précis que les modeles globaux. ddudétails sur la modélisation des pertes

fer peuvent étre trouvés dans les référefgle$12].

3.3.2.1 Modéle de calcul des pertes fer

Dans cette étude, I'approche fréquentielle basek qrincipe de séparation des pertes a été
retenue du fait que les modeles locaux sont aetuelht encore trés lourds pour étre
implémenté dans une procédure d'optimisation. leztep fer sont considérées alors égales a
la somme des pertes par hystérésis et des pertesopeants de Foucault. Les pertes
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additionnelles dues au processus de fabricatianpéates par exces, les pertes en champ

tournant, etc. sont ajoutées via un coeffici€pf. On utilisera donc la formulation

Np
Plor = Kaa* ) [kp(n0) + ko (n0)?] - B - Vol (3-19)
n=1
Avec
- Bnq . I'amplitude de I'harmonique d'induction d'ordre n
- Ny . le rang supérieur des harmoniques d'inductiedans cette étude égal a 9,
- Vol :volume du matériau magnétique eh m
- w : pulsation électrique en rd/s

- ky, ke @ coefficients liés respectivement aux pertes Ipgstérésis et courants de
Foucault. lls sont définis en fonction de I'épaissde tbled.. et du coefficient
d'hystérésig [13] par:

_ & Presi
h ™ 200m
, (3-20)
disle * OFesi

ke =—>7

Pour notre étude, nous considérerons des tbles {822&0d'épaisseud s de 0.35mm. La
conductivitéor,s; et la masse volumiqus:,s; correspondantes sont de 50°10.m et 7800
kg/m® respectivement. Le coefficient d'hystérésis auvateur comprise entre 1.2 et Z/f.kg
[14]. Les coefficientsk, et k., valent alors respectivement 15 W.3 et 6.5x10
W.s?/ntT2. Le coefficient des pertes additionnelles esteméiné selon le protocole

expérimentale détaillé dafiA] et la valeur identifiée estK=3.

3.3.2.1.1 Induction dans les dents et dans la culasse sja#ori

Pour la détermination des inductions dans lesgmférromagnétiques du stator, nous avons

retenu les approximations suivantes :

- le champ magnétique est supposé homogéne dansnitssed la culasse statorique,
- le champ magnétique produit par les bobinagesrgjats n'est pas pris en compte
dans le calcul des pertes fer (réaction magnétignduit négligeable),

- les matériaux magnétiques sont supposeés fonctim@meésgime linéaire.
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Pour le calcul de linduction dans les dents stes, nous faisons I'hypothése que tout le

flux d'entrefer sur un pas dentaire est canalisawrs la dent correspondante.

0+tg
R
Bse(8) = —- f B, _pm(a) - da (3-21)
Wt
0
Pour le calcul de linduction dans la culasse, rewsposons que tout le flux d'entrefer au-
dessus d'un pdle passe a travers les dents vaurkakse statorique.

0+1/p
R
= [ (@ da (3-22)
0

Bsy(e) = 2hy,
i

3.3.2.1.2 Validation par éléments finis de l'allure des inituts

Nous allons confronter ici les résultats du canhlytique des allures d'induction avec les
résultats obtenus par éléments finis pour diverdsgiens des dents et de la culasse statorique.
Comme montré dans la Figure 63, I'induction dassdients a été déterminée au niveau de

trois points (P1, P2 et P3) et celle dans la celatstorique au niveau des points (P4, P5, P6).

Figure 63: Points de mesure de l'induction dans leircuit magnétique statorique

Analyse de l'induction dans les dents:

La Figure 64-(a) montre une comparaison du calcalygique et numérique de l'induction au
niveau du point P2 de la dent statorique. Nous posi\constater que le modele analytique

surestime d'environ 10% la valeur créte de l'indmctlans les dents.
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Figure 64: Comparaison du calcul analytique et numéque de l'induction dans les dents statoriques
Cet écart est di aux hypotheses simplificatricésésgs dans le modéle analytique. En effet,
le flux au-dessous d'un pas dentaire n'est pagrentent canalisé au travers des dents

statoriques comme le montre clairement la Figure 65

w

fuites

[l

Figure 65: Lignes de fuites
La comparaison montrée dans la Figure 64 a été&taffe uniquement pour les zones

appartenant au milieu de la dent. Pour analysgpdiimése d’homogénéité de l'induction dans
toute la section de la dent statorique, nous awt@a® sur la Figure 66 I'allure de l'induction
obtenue par éléments finis dans différentes régiessdents statoriques (P1 pour le bas de la
dent, P2 pour le milieu de la dent et P3 pour lzezibe croisement entre les dents et la culasse

statorique).
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Figure 66: Evolution de l'induction en fonction de & position du rotor (a gauche) et loci d'inductiona droite) pour les
points P1, P2 et P3 des dents statoriques.

Nous pouvons constater qu'au point IPnduction est plus faible qu'aux points & RB. En
outre, nous pouvons remarquer qu'en ce point lemphmagnétique est tournant du fait du
large cycle RB=fct(By) comme montré dans la Figure 66 (a gauche). Nemsmdans le
milieu et le haut de la dent, l'induction peut é&amnsidérée comme purement radiale et
homogeéne. L'hypothése d'homogénéité du champ daest les dents peut donc étre adoptée.
En effet, comme montré sur la Figure 67, la surfacée champ est tournant est négligeable

devant la surface globale de la dent.

N7

L

Champ tournant

Figure 67: Champs tournants dans les dents du stato

Analyse de l'induction dans la culasse statorigue

La Figure 68 montre une comparaison du calcul diqaly et numériqgue de l'induction

magnétique au niveau du point P6 (Figure 63) deukasse statorique. Nous pouvons
remarquer que les deux approches donnent desatssadtsez similaires. La légére différence
entre l'allure et I'amplitude des deux signaux dest aux flux de fuites et a la saturation

magnétique non pris en compte dans le modéle anadyt
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Figure 68: Evolution de l'induction en fonction du c&placement du rotor par la modéle analytique, puipar le modele
éléments finis au niveau du point P6 de la culasstatorique.

Pour analyser si le champ est bien uniforme dagsie de la culasse statorique, nous avons
tracé sur la Figure 69 I'évolution de l'inductiobtenue par éléments finis en fonction du

déplacement du rotor pour différentes zones deulasse statorique. Les résultats obtenus
montrent que le champ magnétique n'est pas homoggmeoute la section de la culasse

statorique. Il est tournant dans les zones situgeslessus des dents statoriques et
unidirectionnel dans les zones situées au-dessugmmches. Pour analyser l'influence des
incertitudes sur I'évaluation du champ dans la sséla nous comparerons dans la partie
suivante les pertes fer déterminées par le modeltique aux pertes fer déterminées par la

méthode des éléments finis.
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Figure 69: Induction radiale et tangentielle en foation de la position du rotor (& gauche) et loci dhductions ( a
droite) pour les points P4, P5 et P6 de la culasstatorique.

3.3.2.2 Comparaison du calcul des pertes fer
L'intérét de I'utilisation de la méthode des élémmdinis pour le calcul des pertes fer est

gu'elle permet une meilleure évaluation du chammsdes différentes parties de la machine.

Néanmoins, elle ne nous permet pas de conclura satidité des pertes déterminées en elles
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méme. Elle nous permet uniqguement de voir si l[#8rdntes incertitudes sur la détermination
du champ ne nous conduisent pas a une erreurisa@ivé. Pour la détermination des pertes
fer, nous avons utilisé le logiciel FEMI4] ; la procédure de calcul est détaillée dans la

Figure 70.

Initialisation

Y

Sauvegarde du maillage initial du

] stator
Pertes calculées dans V

chaque triangle —> Rotation du rotor
e 2

Résolution MEF
v

Détermination de B(t) en chaque
triangle

Décomposition en série de Fourier de
I'induction en chaque élément

2

Calcul des pertes

Figure 70: Procédure de calcul des pertes fer paalméthode des éléments finis

A la position initiale du rotor, les coordonnées dentres de gravité des éléments du maillage
statorique ainsi que les inductions tangentielteadiales correspondantes sont sauvegardées.
Ensuite, nous faisons tourner le rotor sur un daine et a chaque position, nous récupérons
l'induction dans chaque centre de gravité des &l maillage initial. Une fois la rotation
terminée, le vecteur d'induction correspondantaqubl élément du maillage est décomposée
en une série de Fourier et les pertes fer sontiléals via la relation (3-19) en additionnant les
pertes crées par les deux composantes du champelies totales sont déterminées par la
sommation des pertes dans les différents élémentsadllage.
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Figure 71: Evolution des pertes fer en fonction dealvitesse
La Figure 71 montre que le modéle analytique prépgasur le calcul des pertes fer permet
une bonne estimation des pertes fer. De plus, pougons remarquer que la prise en compte
du champ de réaction magnétique d'induit condwibhé& augmentation négligeable (3%) des
pertes. La non-prise en compte du champ de réantagnétique d'induit dans le modele
analytique peut alors étre considérée comme étdiatev

3.3.2.3 Comparaison aux pertes déterminées par le conseuct

Afin de situer le modéle utilisé dans cette étudarda détermination des pertes fer, nous
comparerons les pertes fer déterminées par notd®lmaux pertes déterminées a partir des
données constructeur. Dans la thildd, les courbes d'évolution des pertes fer dansléa t6

M270-35A en fonction de l'induction et de la frégoe ont été modélisés par I'équation
(3-23) .

kFe
Pre = Cppe - <%> -B? (W/kg) (3-23)

Ou les parameétrespfe et ke Ont été réglés d'une maniere a approcher au nhesuxaleurs
des pertes spécifiqgues données par les fournisdeunsatériaux magnétique (voir la Figure
72)[15].
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Figure 72: pertes fer données par le constructela5s]

La Figure 73 montre que les pertes déterminéesrir mi modeéle constructeur sont

inférieures d'au moins 50% aux pertes détermingekevnodele analytique (3-19). Cet écart

provient essentiellement du coefficient des pea®ditionnelles qui permet de prendre en

compte l'augmentation des pertes dues au proceldssisage et a la présence de champs

tournants qui ne sont pas pris en compte dans telmaonné par le constructeur. En effet,

les niveaux de pertes dans les téles donnés panktructeur sont mesurés sur des toles avant

processus de découpage, poingonnage et dansriisats de champ uni-axial.

Pertes fer (W)

600 . :

—&— Modele propose
500 | —e—Modsle du fabricant destles |~
400}

50

100 150
Vitesse (tr/min)

Figure 73: Pertes fer en fonction de la vitesse
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3.3.3 Pertes dans les aimants

Les pertes dans les aimants sont souvent néglegeadar rapport aux pertes statoriques.
Cependant, la faible dissipation thermique depeiisotor peut provoquer une élévation de
température importante qui peut amener a une dasgion irréversible surtout dans le cas
des aimants Nd-Fe-B frittés qui sont trés sensildesa températurg16]. De plus,
I'échauffement des aimants conduit a une rédud®tinduction rémanente, Bt donc a une
diminution du couple. Notons enfin que cet échaunéfet peut endommager certaines colles

ou certaines résines et conduire a un décollagaidesntg17].

3.3.3.1 Origine des pertes:

Les matériaux durs possédent une grande anisotropgnéto-cristalline uni-axiale et les
parois du domaine rencontrent beaucoup plus dewlits pour se déplacer par rapport aux
matériaux doux. Ainsi, le formalisme de séparaties pertes de Bertotti tres employé dans
les matériaux doux n'est pas pertinent dans unriaatéhagnétigue a aimants permanents.
Dans les machines synchrones a aimants, les glemasdes aimants sont essentiellement dues
aux courants induits créés par la variation deldiation dans le matériau masgiB]. Ces

variations d'inductions proviennent des trois calsgvantes :

* les harmoniques produits par le bobinage statoridgegmachines a bobinage dentaire
sont caractérisées par une FMM présentant un laoggenu harmonique (sous
harmoniques et des harmoniques d’ordre élevés),nquiournent pas a la méme
vitesse que celle du rotor et induisent ainsi desants de Foucault,

* les harmoniques de perméance : lorsque le rotandépu’induction magnétique a
l'intérieur des aimants change en raison de laatian de la perméance créée par
l'alternance de dents et d’encoches, ce qui conalld formation de courants de
Foucault a l'intérieur des aimants,

» les harmoniques temporels : les convertisseurgdi@nique de puissance produisent
des harmoniques temporels sur les courants d’atatien qui engendrent des

composantes de champ qui ne tournent pas a la wié@sse que le rotor.

3.3.3.2 Modeéles analytiques pour le calcul des pertes dessaimants

D'une maniere générale, pour estimer les pertes l@gnaimants permanents, le principe de

superposition est utilisé. Selon ce principe, lestgs dues aux effets d'encoches et aux
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harmoniques spatio-temporels de la FMM du bobirsigorique sont calculées séparément
puis la somme de toutes ces contributions donwelkur globale des pertes. Néanmoins, ce
principe est valide uniqguement lorsque la satunaties téles magnétiques et I'effet de peau
sont négligeables. Dans notre étude, comme lesidrégs considérées sont faibles, nous
pouvons considérer que l'effet de peau est nédjige®e plus, si le circuit magnétique est
bien dimensionné nous pouvons négliger I'effet alesdturation magnétique ce qui nous

permet d'appliquer le principe de superpositionrp@galcul des pertes dans les aimants.

3.3.3.2.1 Modélisation des pertes dues aux harmoniques despa

Plusieurs modeles ont été développés dans laatititer pour le calcul des pertes dues aux
harmoniques spatio-temporels de la FMM du bobirstgtorique. Certains modelgss] se
basent sur le calcul du flux crée par la variatien'induction dans les aimants permanents en
supposant que les courants de Foucault se dévelbgaes des spires concentriques (Figure
74).

Figure 74: Exemple de trajet des lignes de couramtans les aimant{18]
Ces modeles ont été élargis pra] pour prendre en compte la variation de la trajestdes
courants induits en fonction de la longueur d'odde harmoniques d'espace. Néanmoins,
leurs inconvénients concernent l'induction quicestsidérée constante sur toute I'épaisseur de
I'aimant. Pour améliorer la précision sur I'évaluates pertes dans les aimants, des modeles
analytiques basés sur la résolution analytiqueudtons de Maxwell ont été proposés. Parmi
ces modeles, on trouve ceux qui sont exprimés darsysteme de coordonnées cartésiennes
[20], [21] et ou la machine est modélisée par wpegosition de couches comme montré en
Figure 75. Néanmoins, cette modélisation n'estbl@lgue lorsque les aimants sont jointifs.
En effet, les courants induits dans les aimantsgmt&nt un axe de symétrie et se referment
naturellement sur un pas polaire. Cependant, lerdga aimants sont espacés ce qui est

souvent le cas dans les machines de moyenne pcgssarles aimants sont souvent élaborés
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en forme de tuiles ou en rectangles, les couraakgits se referment dans le méme aimant,
phénomene non pris en compte lorsque les aimanteasidérés comme étant une couche

conductrice uniforme [14].

Region 1: Stator yoke with Permeability ul

Current Sheet with Sinusoidal surface Current = K sin (kx) at (Boundary)

Region 2: Air with Permeability pu2

Region 3: Magnet region Permeability u3 and conductivity 63

v
® ’\ Region 4:; Rotor back Iron with Permeability u4 and conductivity 4
Z P 7

Figure 75: 2D cartésien modeéle d'une machine syncbine a aimant permanentg§21]
Pour prendre en compte ce phénoméne, un modelesbas@ résolution analytique des
équations de maxwell en 2D a été présenté dagsdeence [22]. Dans ce modéele, les auteurs
déterminent dans un premier temps le potentielevect dans la région des aimants en
supposant la conductivité de ces derniers nulsdlsulent ensuite la densité de courgnt

induite dans I'aimant comme suit :

dA
Jm = _O-pm%t) —Jo(®) (3-24)

Le termg/,(t) correspond a la valeur moyenne de la densité deasbdans l'aimant a un
instant t donné. Ce terme est rajouté dans (3-84) assurer le re-bouclage des courants au

sein du méme segment d'aimant.

Les pertes par courants de Foucault dans l'aintarttenfin calculées en intégrant la densité

des courants de Foucault induits sur le volume tetdlaimant.

LO 2m/Q Ry apm/Z ]En
P= > —rdrd6,dt (3-25)
0 R

~apm/2 Opm

Ou R et R, représentent respectivement le rayon interne tetrrex du rotor, L la longueur
axiale active de la machine,,, la conductivit¢ électrique des aimants,, I'ouverture

angulaire des aimants @tla vitesse de rotation du rotor.
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L'expression analytique des pertes moyennes irgdyige les harmoniques d'espace de la

FMM dans un aimant est donnée ci-dessous :

P = (Pcn + Pan) (3'26)

_ <q2.u[2)apmapm ]7%
Pcn -

+p)i2* | x

2
(R_m)znps _RSRm 1— (ﬁ)msn + (&)ms R2R2F. + (&)m R2(R%, —R?)| /|1 - (&)ms
R, (2np, + 2) R, R, strin TR s Wm = Br R,

([(I;?_T)—ans+2 B 1]

1
Avec : F, = ! (—2np, + 2) nps #
R
(@) e
2,,2 2
q~ Koo, J
Pan = _<—pm 4Tl4 (nps ip)ZQZ ) X
Opm MN7Ps

2 Opm

R.\"Ps R.R2 R.\"Ps+2 R.A\"Ps sin® (nps —5—
[(_m) i<1_<_r) >+(_r) RsRﬁGn] x ( s 2)

R (nps + 2) R R R\ 21951
(RZ, — R?) [1 - (&) ]
N

("

Avec: G, =1 Cmp  "WsF?2
Rm
In (R_r) nps =2

Dans les référencd22]-[25], il est montré que les pertes calculées via ceéfeosbnt trés
proches de celles calculées par éléments finiegime magnétodynamique tant que I'effet de
peau reste négligeable. Dans la suite de cette ghadis retiendrons ce modéle pour le calcul

des pertes dues aux harmoniques d'espace.

3.3.3.2.2 Modélisation des pertes dues a l'effet de denture

Souvent, les pertes rotoriqgues dues aux ouvertllemgoches sont considérées comme étant
négligeables. Cependant, dans le cas des machingssthmes d'encoches, la large ouverture
des encoches peut conduire a des variations depshanportantes et ainsi a des pertes dans

les aimants non négligeables.

108



Figure 76: Effets des ouvertures d'encoches sur léveau d'induction dans les aimants.

La référencd18] présente un modele analytique simplifié pour léstion des pertes dues a
la denture du stator. L'équation analytigue mongtre les pertes sont proportionnelles a la
valeur créte de linductionBau carré de la vitesse périphérique du rotprau nombre

d'encoches Z et au volume de I'aimégt

P=Z-0pm-%-B§-VS (3-27)
Pour une évaluation plus précise des pertes danaineants, un modele analytique faisant
apparaitre les harmoniques de dentures a été grampae]—[28]. Dans ce modeéle les pertes
sont déterminées en deux étapes, dans un premigstda variation de l'induction dans les
aimants dues aux effets d'encoches est déternponéecalculer par suite les courants induits
et enfin les pertes. Pour calculer la répartitienl'thduction dans I'entrefer, l'induction est
supposee égale au produit de l'induction dansiteards dans le cas d'un stator lisse par une
fonction de modulation qui tient compte de I'effies encoches sur la distribution du champ.
Cette fonction de modulation est déterminée de @mananalytique via l'utilisation des
transformées conformes comme montré dans la ré&@féh En coordonnées cartésiennes,

cette fonction est définie par la relation:

AXy) = Z A,(¥) - cos(nzx) (3-28)
n=0
Avec:

b_OZ
054 %)

1 b 4 . b
Ao = K—C(l — 1.68?0) et A,(y) = _Bﬂ_u 0.78125_2@_0)2] - sin (1.61T|J.TO)
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T 2mRg 4| b, by by \?
¢ 1—vyg t 7 VT x 2g’ an 2g’ n L+ 2g’

b, étant la largeur d'ouverture d'encoche, g' reptéd&paisseur de I'entrefer magnétique qui
est égale a la somme de I'épaisseur d'entrefede l&paisseur de I'aimant e représente le
pas d'encoche.

-1/2

_ 1 2y . b, :
B(y)—z-ll—[1+(1+m) <5)l

Le parameétren dans I'équation ci-dessus se détermine via ldutisio de I'équation (3-29).
Ce parametre a pour effet de traduire I'effet deirlition des variations d'induction lorsqu'on
s'éloigne de la périphérie du stator. Dans notidetla fonction de modulation sera évaluée

au niveau de la hauteur moyenne de I'aimant, &ebte pour = R; — e — e, /2.

m 1 [vaz+m2+m| 2¢ 2¢' m
y-—=—lnl l+—garctan<—g-—> (3-29)
by 2 [VaZ+m?-m| bo b, VaZ +m?2
Avec:
2
2[
a2=1+(—g>, y=r—Rs+g

b,

Dans le cas d'un stator lisse, I'induction au nivéa I'aimant (voir Figure 77) est donnée par
I'expression simplifiéd, = e, /(e + e,) - Brem- Cependant, pour une meilleure évaluation de
l'induction au niveau de l'aimant, nous utiliserdasformule (1-3) proposée p#§28] qui

détermine l'induction via la résolution analytigies équations de Maxwell.

B, = \/Bf + BZ + .-+ B? (3-30)

Avec B, I'hnarmonique de rang n de l'induction calculé alieonde I'épaisseur de I'aimant[28].
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Figure 77: Champ produit par les aimants dans le cad'une armature lisse[26]

Enfin, I'expression de l'induction dans les aimawsc la prise en compte des harmoniques de

denture est donnée par :
B(x,t) = B, - (7\0 + Z Ap - cos (nZ(x - th))) (3-31)
n=1

La densité de courant induite dans chaque aimarntgdesi étre exprimée a partir de :
0A = _
] = —0pm g +C= —(Bo "Vp cpm) . Z Ap - sin (nZ(x — th)) +C (3-32)
n=1

» C est une constante qui permet d'assurer que leardsunduits se referment dans le
méme aimant,
* v représente la vitesse périphérique du rotor enetryda coordonnée dans le repere

statorique,

La valeur moyenne des pertes dans I'ensemble mbest s'exprime donc :

0]

’ 5 L-e,-w = 5 ~/mnw)?
P=2p-B0-vp-apm-T-Z?\n 1—smc<b ) (3-33)
n=1

Notons que ce modéle n'est valable que lorsquaisggur de peau est tres grande devant les
dimensions de l'aimant. Dans le cas contrairehbanp de réaction produit par les courants
induits dans les aimants n'est plus négligeableeanodéle conduit a une surestimation du
niveau des pertes. Daf2d], une étude expérimentale sur une machine de 15 R8O tr/min

a montré que les résultats du calcul analytiqueaddént exactement avec les résultats
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expérimentaux. Dans la suite, nous retiendron® ecatidélisation pour la détermination des

pertes dues a la denture dans les aimants pernsanent

3.3.3.3 Validation des modeles de calcul des pertes dasslmants

Les modeles analytiques retenus pour le calcupde®s dans les aimants sont basés sur de
nombreuses hypotheses (champ de réaction magnégguaimants négligeable, imprécision
sur le calcul des courants induits dans les aimaeits). Pour vérifier si ces différentes
hypothéses ne conduisent pas a des erreurs s@ivifis, nous comparerons les pertes
déterminées par ces modeles a celles déterminéétepaents finis.

3.3.3.3.1 Procédure de calcul des pertes par la méthodd@esns finis (MEF)

Le logiciel considéré pour le calcul des pertessdas aimants est le logiciel FEMM]. Ce

dernier permet de réaliser des simulations en ntagtaique ou en magnéto-harmonique
mais ne permet pas en revanche de résoudre dekrpesb magnétodynamiques ou de
prendre en compte de l'effet de mouvement. Pouwa, cebus présenterons dans la suite
guelques adaptations sur la géométrie de la maadunsur le probleme a résoudre pour

pouvoir réaliser la modélisation sous FEMM.

Pertes dues aux harmoniques d'espace

Pour ce calcul, nous utiliserons la procédure prtégedans la référend@9]. Selon cette
référence, on détermine dans un premier temps tanaynent les différents rangs
harmoniques de la FMM du bobinage; puis pour chaqmng harmonique on remplace le
bobinage statorique par une densité superficigilév@lente qui est placée au niveau du rayon
statorique interne comme présenté sur la FigureL&Xpression de la densité linéique

Jvop—n€t la fréquence,,. correspondante sont données ci-dessous:

FMM,,
Ry

Jpop-n(0) =1~ e/n?
(3-34)

fnr=f(sgn-§—1)

Avec: FMM,, I'amplitude de la FMM de I'harmonique de rang R, |& rayon statorique
interne, p le nombre de pdles de la machisgn = +1,sgn = —1 selon que I'harmonique

de rang n tourne dans le méme sens ou dans lensense que celui du rotor.
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Ensuite, pour chacun de ces harmoniques, les dsuirzdiuits et les pertes correspondantes
sont déterminés par éléments finis (magnétodynaamigmplexe). Notons que le programme
utilisé assure une valeur moyenne nulle des casiaduits dans chaque bloc d'aimant en
imposant un potentiel entre les extrémités de ahadonant. Enfin, les pertes globales sont
déterminées par la sommation des contributiongliti&sents rangs harmoniques de la FMM.

Figure 78: Remplacement du stator par une densitéréique de courant pour le calcul des pertes duesia
harmoniques d'espace

Pertes dues aux harmoniques de denture

Pour pouvoir calculer ces pertes via FEMM, la pdocé développée daf30] a été utilisée.
Cette procédure permet un calcul rapide des pdrdait que la résolution du probléme se
fait en magnétostatique. Néanmoins, il est a ngi€elle n'est valable que lorsque la
profondeur de peau est tres grande devant les diovende l'aimaif26], [30]. Selon cette
méthode, on fixe le rotor et on fait tourner let@tasur un pas dentaire. A chaque position
(nous avons utilisé 60 points), on détermine leepi¢l vecteud dans chaque élément du

maillage de |'aimant et on sauvegarde sa valeur pawvoir calculer les courants induls,.

dA
]pm = _O'E (3-35)

Pour assurer une valeur moyenne nulle des counathi#s dans chaque bloc d'aimant, une

constante est soustraite/g,,. Les courants induits sans leurs composante egnsont alors

donnés par :

1
Jpm~ = ]pm - S J-]pm ’ dSmagnet (3-36)
magnet

Enfin, pour calculer les pertes, on effectue uredgosition en série de Fourier de la densité

de couranjp,,.. puis on calcule les pertes via la formule ci-dasso
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M
Pom = Z BL)LA L (3-37)

Ou : M représente le nombre de triangle dans Idagai des aimantg\; est I'air de I'élément
i du maillage et Nreprésente le nombre d’harmoniques considérésiéota décomposition

en série de Fourier.
3.3.3.3.2 Comparaison du modele analytique et éléments di@isalcul des pertes dues aux
harmoniques d'espace

Pour réaliser cette comparaison, nous avons cagsiaénachine présentée dans la référence
bibliographique [31]. Les principales dimensionp&ipriétés de cette machine sont données

dans le Tableau 8.

Tableau 8: Dimensions et propriétés physiques dealzhine analységer)

Caractéristiques Valeur
Rayon interne du stators Rnm) 28.5
Rayon externe de I'aimant,Rmm) 27.5
Rayon interne de I'aimant @nm) 24.5
Rapport arc polaire sur le pas polaitg, 1
Ouverture des encocheg(nm) 2
Nombre de pbles p 10
Nombre d'encoches Z 12
Nombre de spires par phase 132
Courant max (A) 10
Conductivité des aimants,,, (2. m)™* 6.67 10

La Figure 79 montre une comparaison des pertegléak par le modeéle analytique et FEMM

aux pertes calculées par €léments finis en magyédotique dans la référen¢gl]. Nous
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pouvons remarquer une bonne concordance entreg¢edtats obtenus par les différentes
méthodes.

25 . —
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-==Analtique S+
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Figure 79: Comparaison des pertes calculées par thfentes méthodes

3.3.3.3.3 Comparaison du modele analytique et éléments di@isalcul des pertes dues aux

harmoniques de denture

Le calcul des pertes dues aux harmoniques de @edamns les aimants via FEMM-2D en
magnétostatique n'est valable que lorsque la pdefiande peau est plus grande par rapport
aux dimensions géométriques de l'aimant. En effenhs ce cas le champ de réaction des

aimants peut étre néglig#e], [28].

46L 4 —&—Epaisseur peau/Largeur aimant ||
| +—Epaisseur peau/Hauteur aimant

800 1200 1600

Vitesse tr/min

0 400
Figure 80: Evolution du rapport entre I'épaisseur depeau et les dimensions de I'aimant en fonction de vitesse
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Sur la Figure 80 est montrée I'évolution du rappatte I'épaisseur de peau et les dimensions
géométriques de l'aimant. Nous pouvons constateicguapport est toujours supérieur a 1, le
calcul des pertes en magnétostatique peut al@sésidéré comme étant correct. La Figure
81 représente I'évolution des pertes dans les ésngiaies aux harmoniques de denture pour la
machine montrée dans le Tableau 8. Les résultaenaed montrent une bonne corrélation

entre le calcul analytique et le calcul numérique.
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Figure 81: Comparaison des pertes dues aux harmornigs de denture

3.4 Modélisation thermique

Pour accroitre les performances massiques ou vgliesi des machines électriques, on est
souvent amenés a accroitre la fréquence de coomerti la densité de courant dans les
bobinages statoriques afin de réduire la masse eblume des parties actives. Néanmoins,
ceci conduit a une augmentation du niveau desgaitsi qu'a des élévations en température
qui peuvent avoir diverses conséquences commeadillisgement prématuré des isolants et
aussi une perte locale ou complete de l'aimantaliesm aimants. Le dimensionnement et
l'optimisation de la machine électrique ne peutcdem faire indépendamment des contraintes
liées aux aspects thermiques. Nous allons ainsk rintéresser dans cette partie a la
modélisation des transferts thermiques dans ledimes électriques en nous limitant au cas

du régime permanent.

3.4.1 Méthodes et approches de modélisation thermique desachines électriques

Les travaux que l'on peut trouver dans la littéataur la modélisation thermique des

machines électriques sont relativement moins nomxbgele ceux traitant de la modélisation
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électromagnétique. Ceci est di d'une part a la Bt des phénomenes mis en jeu
(mécanique des fluides, électromagnétisme, themigud'autre part a la structure complexe
et hétérogene de la machine électrique qui rencbiestruction du modele thermique tres
difficile.

— T —

bobinage Tambiant

NS
NS

Figure 82: Modeéle thermique équivalent
Traditionnellement, pour évaluer I'échauffementsdane machine électrique; la méthode la
plus utilisée consiste a représenter la machinespdaloc isotherme ou seuls les échanges de
chaleur avec I'air ambiant sont considérés (voiitigmre 82). L'élévation de la température est
ainsi approchée par (3-38).

_ X Pertes

AT = (3-38)
h- Sech

Ou :S,., représente la surface extérieure d'échange theeméq h est le coefficient de
convection. Ce coefficient est compris entre 5 @\W/m#/K dans le cas d'une convection
naturelle et entre 50-20000 W/m?/K dans le casedaamvection forcégs2].

Compte tenu de l'imprécision du modele ci-desswsir gviter un risque de surchauffe
localisé, la densité linéique de courant ainsi lgugensité de courant dans les bobinages sont

généralement limitées comme montré dans le Talfleau

Cette approche présente l'avantage d'étre simplmeire en oeuvre et permet une
détermination rapide de I'élévation en températNéanmoins, elle ne permet pas d'analyser
la répartition de la température au sein de la maclde plus, elle peut conduire a des erreurs

importanteg33].
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Tableau 9: Valeurs maximales permises en fonction dype de refroidissemen{1]

Air Hydrogene Refroidissement

direct par eau

A (kA/m) 30-80 90-110 150-200

J(A/mm?) 3-5 4-6 7-10

Une autre méthode trés utilisée pour la modélisatiermique des machines électriques
consiste a utiliser des modeles statistiques isdlgssais expérimentaux. A titre d'exemple,
une formule empiriqués4] utilisée par les ingénieurs d'’ABB pour détermifgghauffement

des tétes de bobines est donné par la relatiof)3-3

AT = ke - v Peu * Prot (3-39)

- P, représentent les pertes par effet joules dansolemages
P;,: représentent les pertes totales dans la machine.

- k. est un coefficient empirique.

Cette méthode permet une analyse simple et prausgimoins, son inconvénient principal
est qu'elle n'est pas générique, c’est-a-direlqu¥st valable que lorsque les caractéristiques
(gabarit, matériaux, vitesse ...etc.) de la machiaaayser sont similaires a celle sur laquelle
est faite l'identification. Ainsi, pour associegpision et robustesse, des modeéles basés sur la
résolution des équations physiques de la thermsprg proposés. Sur ce principe, nous

pouvons distinguer essentiellement deux méthodes:

* Les méthodes numériques telles que la méthodelée®igs finis ou la méthode de
résolution par la mécanique des fluides numérigG&DtComputational Fluid
Dynamic) [10], [35] permettent d'évaluer la température dans la machuec une
précision satisfaisante mais au détriment d'uneeedwe simulation conséquente
(quelques jours a plusieurs semaines).

* Les méthodes analytiques par réseaux de résistémmesiqueg36]-[38] présentent
une précision acceptable pour une durée de sironlaiés courte. C'est cette derniére

qui sera envisagée dans cette étude.
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3.4.2 Modele thermique nodal de la machine synchrone erégime permanent

La machine considérée dans cette étude est ddéeypée sans ventilation interne ou externe;
le refroidissement est réalisé uniquement par odiove naturelle. Pour simuler le
comportement thermique de la machine, nous avahgfahoix d'une méthode nodale qui
offre un bon compromis entre rapidité de calcuprcision. Le principe de cette méthode
consiste a subdiviser la structure hétérogéne dendahine en un ensemble de blocs
élémentaires homogénéisés. A chaque bloc est erassocié une source de chaleur, une
capacité thermique (dans le cas de l'analyse dmeétgansitoire) ainsi qu'un ensemble de
résistances thermiques modeélisant I'échange dewhétonduction, convection, radiation)
entre le bloc considéré et les blocs avoisinanténEune fois que les différents coefficients
intervenant dans les équations de transfert deeghabnt déterminés, on résout le systeme

d'équations pour trouver les températures dardiffiésentes parties de la machine.

Selon ce principe, la machine électrique peut ééeoupée comme montré Figure 83. Les
enroulements statoriques sont divisés en téte tndcet conducteurs dans I'encoche. Le
circuit magnétique statorique est divisé en deeg,dents et la culasse. La carcasse et les
flasques avant et arriére sont regroupés en ure@ukent. Les différents transferts de chaleur
entre ces éléments sont représentés Figure 83ndlgtee sur cette figure, seuls les échanges
par conduction et par convection sont modélisés, dehanges radiatifs sont supposés
négligeables du fait des niveaux relativement &sbtle températures atteints dans les

machineg10].

.

| Carcasse et Flasques |
tc

| Culasse statorique | v ! C

C
T - C | Encoche |C | Tétes de
| Dent statorique |

V
T v | ™™ statorique || bobines | 2
vV A =
| Entrefer | %
\% =
. T | % e
| Aimants permanents |
: C
| Culasse rotorique | v
ic
| Arbre | c

Figure 83: Modes de transfert de chaleur dans la n@hine. C: conduction, V: convectior[39]
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Comme il est souvent difficile de prévoir les caéaistiques des parties mécaniques de la
machine tels que les roulements, l'arbre, les Giesq etc., nous avons reéalisés les

simplifications suivantes :

* les roulements, les flasques, l'arbre et la caecaasmt modélisés comme des
conducteurs thermiques parfaits.

* il est montré dans les travaux de Lindstr{@8] que la résistance thermique entre
l'aimant et l'air interne peut étre négligée. Daspcomme la machine tourne a faible
vitesse, les échanges convectifs entre la culass$aireinterne puis entre les dents
statoriques et I'air interne peuvent étre négligés.

» les contacts entre les différents blocs sont suggpparfaits.

Maintenant que nous avons défini les différents aweet que nous avons caractérisés la
nature de I'échange entre ces différents noeuds, pmuwons établir le réseau de résistances

thermiques équivalent Figure 84.

Rth1

Air Ambient

Carcasse du moteur

Rth2

[J Rth8 Culasse E@—{
P

Fe,culasse
Rth7
Rthé  Aimant
P

mag P
Rth4

Bobinage E@—{

P

cu

Rth3

Fe,dents

Rth5

Tétes de bobines C

P

cuew

Figure 84: Modele thermique équivalent

Ce circuit équivalent est compose de sources dewt ., Py Predents » Preculasse »
Prqg qui correspondent respectivement aux pertes jaldes les tétes de bobines, les pertes

dans le bobinage, les pertes dans les dents, tesmans la culasse et enfin les pertes dans
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les aimants. La définition des différentes résistanthermiques est donnée dans la partie ci-

dessous.

Expression des résistances thermiques

Le détail des difféerentes dimensions géométrigeda dnachine est donné en la Figure 89.
» Résistance thermique Rthl

Cette resistance thermique regroupe la résistammd@élisant I'échange convectif entre la
carcasse et I'air ambiant ainsi que la résistameemique de la carcasse. Mais comme cette
derniére est négligée dans cette étude, Rthlastdbnnée par (3-40).

1
R =
thi hcov ’ ZnRext(L + Rext)

(3-40)

Comme surface d'échange, nous avons considerérbies des surfaces des flasques ainsi
que la surface transversale de la machine. Leicaaft de convection,,,, est pris égal a 10

W/(m2.K) [32], valeur typique pour un cylindre horizontal enwection naturelle.

» Résistance thermique R

Cette résistance est située entre le milieu deataasse et le milieu de la culasse. Elle

comprend une résistance correspondante a la darteurade la culasse; une résistance de
contact entre la culasse et la carcasse et urstarése correspondante a la demi hauteur de
carcasse. Dans cette modélisation, seule la msesteorrespondant a la demi-hauteur de la
culasse est considérée; en effet, les contacta eaircasse sont supposés étre parfaits. La
résistance thermiquegRest donnée par :

_ IM(Rext/Rw)

=T (3-41)

Elle est obtenue a partir de l'analyse de la cangiu¢hermique dans un cylindre creuy,,

est la conductivité thermique du fer, elle est éga25 W/(m.K)
* Résistance thermique R

Cette résistance est située entre le centre dellésse statorique et le centre des dents
statoriques.
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R _ ln(Rw/Rs) ln(Rext/Rw)
th3 47T/1ferLKd 47T/1ferL

(3-42)

* Résistance thermique entre le centre d'une encoehé centre des dents+R

La zone des encoches statoriques est caractéasda présence de plusieurs matériaux dont
les propriétés sont trés différentes. En effet, tamuve d'une part du cuivre trés bon
conducteur thermique, mais aussi des matériauxe dhéis faible conductivité thermique tels
gue I'émail recouvrant les conducteurs, la résaresdaquelle sont noyés les conducteurs lors
de l'imprégnation ainsi que les isolants de foetiabche et la cale de fermeture de I'encoche.

La Figure 85-(a) donne une représentation de rigposition de I'encoche.

Isolant
Enroulements et

vernis
Conductenr h| h+2d
Isolant

Vernis

(a) Schéma d'une encoche ¢hgMa d'une encoche homogénéisée
Figure 85 : Modélisation d'une encoche
Pour modéliser le transfert de chaleur au sein'elecdche, nous transformons dans un
premier temps, la forme trapézoidale de I'encochene forme rectangulaire comme illustré
sur la Figure 85. La hauteur et la largeur équiial@le I'encoche (3-43) sont déterminées de
maniére a conserver l'air de bobinage.
h=R, —R,—2d

(1 —Ky) (3-43)

b Z

(Rw +Rs)

Ensuite, les différents matériaux de lI'encoche soatlélisés par un matériau homogene

équivalent de conductivité thermigdg,, dont I'expression est donnée par:
Abob = F * Adpernis (3'44)

Avec :
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Avernis - cOnductivité thermique du vernis isolant prigalé a 0.18 W/K/m
- F : facteur multiplicatif qui dépend du taux de ceivans I'encoche, dans cette étude

ce coefficient est pris égal a 235]

On montref38]que la résistance thermique entre les dents sfags et le centre du bobinage

statorique peut étre exprimé par (3-45)

R.R R, R
Ripy = — . (1 - 2 2 ) (3-45)
ZL(R, +Ry) 720(Ryo + Ryo)

Ou:

1 1 1 1
Rx=§'<in+ngo)' R}':E'(Ryi-l_gRJ/o)

Ryo = b , Ryo = i
hlbob blbob

Ry = d ’ Ryi = d
h/liso b/liso

- h et b représentent respectivement la hauteur@tgaur d'une encoche statorique.

- d est I'épaisseur de l'isolant de fond d'encoclsa etaleur dépend de la tension. Pour
une tension de 380V, son épaisseur est de l'orelr@.8l mm[14]. La conductivité
thermique de l'isolam;,, est prise égale a 0.2 W/(m.K).

» Résistance thermique entre le bobinage et les tdeebobines Rs

Pour modéliser I'échange de chaleur entre le bgbir les tétes de bobines, nous avons
considéré les mémes hypothéses que celles utilidées la référencd40] pour la

modélisation d'une machine a bobinage concentagtmur de dents.

- les tétes de bobines sont supposées cylindriguesmebgenes,

- latempérature des tétes de bobines sont supposéeg)enes,

- le flux de chaleur dans le sens axial (tétes denlesbvers le bobinage) est supposé
essentiellement canalisé par les conducteurs, @acohductivité thermique de
I'imprégnation est trés faible par rapport a cééle conducteurs,

- la conductivité thermique dans le sens radial Bseggale a,,;, définie par (3-44)
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Figure 86: Représentation géométrique des tétes debines[40]

La résistance thermique correspondant au trandéechaleur entre les tétes de bobines et le

centre de la machine au travers des conducteudefisie comme suid0]:

(L + Lew)

=~ ews 3-46
0= sy (3-46)

» Résistance thermique entre les tétes de bobinda etircasse externe de la machine
Rine

Le flux de chaleur généré dans les tétes de bolpeeaisaussi se dissiper par convection de la
surface externe des tétes de bobines vers lesspaternes de la carcasse. La résistance
thermique équivalente a cet échange comprend wigtardce de conduction thermique du
centre des tétes de bobines vers les parois extdasetétes de bobines; une autre résistance
correspondant a I'échange par convection de lacides tétes de bobines vers l'air interne
de la machine et enfin une résistance de convedgdtair interne vers les parois internes de

la carcasse.

In(r,,/r 1 1
N LGV N b
2 Apop "heZ  2Z- Apy - hew 2m-R hew

ext

(3-47)

A,,, représente la surface externe des tétes de bofinesst en contact avec l'air
interne de la machine.

- Te1,Tez FEpPrésentent respectivement les rayons internestetnes des tétes de bobines
Figure 86.

- h; représente la hauteur des encoches statoriques.
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- h,, estle coefficient de convection entre les t&esobines et l'air interne. Pour
déterminer sa valeur nous avons adopté la formydéranentale donnée pgae]. Elle
est obtenue pour le cas d'un moteur asynchronele®@inneaux de court-circuit sont
eéquipés de petites ailettes pour améliorer le brpesde l'air.
hew = 15.5-(0.39-u + 1) [W/K.m?]
Ou : u est la vitesse de I'écoulement du fluidepespe egale a zéro (en effet notre
machine est dépourvue d'élément de ventilatiomrie)e

» Résistance thermique entre les dents et les aimaRts

La chaleur peut se propager des aimants vers s detravers I'entrefer ou vice-versa. La
résistance thermique équivalente a cet échangdoestte dans (3-48). Elle comprend une
résistance correspondante a la demi hauteur dets dgatoriques; une résistance de
convection a travers l'entrefer et une résistanesrique correspondante a la demi hauteur de

I'aimant.

_ In(Ry/Ry) In(R,,/R,)

Rypy = ——2—2 4+ R -
T AT A LKy M AmAypL (3-48)

La résistance thermiquR,,,; modélise I'échange de chaleur dans l'entreferveeur est
déduite a partir de I'analyse de la nature de Uleooent dans I'entrefer. Il existe trois types

d'écoulement (Tableau 10) suivant la valeur du merde Taylor défini comme suit]:

_ QFR,e’

. (3-49)
Va

Ta

Ou: Q,, représente la vitesse de rotation de la machimg et la viscosité dynamique de

lair qui est prise dans cette étude égale a 1®°4r/s.

Tableau 10: Calcul du nombre de Nusselt Nu dans |'érefer [7]

Nombre de Nusselt dans l'entrefer

Nu =2 SiTa< 1700
Nu = 0.128 - Ta®3¢7 Si 1700 < Ta < 10000
Nu = 0.409 - Tq%2%41 Si Ta > 10000
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La résistance thermique de I'entrefer est donnegpe0)[7].

In(Rs/Rm)

= s/PmJ 3-50
T 2wl girL - Nu (3-50)

Avec : A4, la conductivité thermique de l'air, elle est prégale a 0.03 W/(m.K)

* Résistance thermique entre les aimants et la casea$is

Cette résistance modélise I'échange de chaleuwrgpaiuction entre le centre de I'aimant vers
la surface externe de la machine en passant gatdase rotorique, I'arbre, les roulements et
les flasques. Dans cette étude, seule les résestahermiques de l'aimant et de la culasse
rotorique sont prises en compte. Les autres résissacorrespondant au transfert de chaleur
par conduction dans l'arbre, les roulements dtdsgues sont supposées nulles (hypothése de
conducteurs thermiques parfaits). La résistancarigee équivalente est alors donnée par
(3-51).

_ ln(Rm/Rr) ln(Rr/Rri)
the — 41 Apm L 2T A ferL

(3-51)

3.5 Dimensionnement et optimisation de la machine

Dans cette section, nous évoquerons dans un preemms les différentes approches pour
l'optimisation des machines électriques. Nous ptésens ensuite, la procédure retenue ainsi
gue les objectifs et les contraintes d'optimisatidous terminerons enfin par une présentation
des résultats obtenus ainsi que par une validg@wréléments finis des performances de la

machine optimisée.

3.5.1 Démarches d'optimisation

L'objectif d'un processus d'optimisation d'une reéemigénérale est la détermination des
parametres optimaux du systéme permettant la msaimn des performances (couple
massique, rendement) tout en respectant les ditiEseontraintes imposées par le cahier des
charges (puissance, température max, etc.). Rmuwer ces parameétres optimaux, différentes
méthodes ont été présentées dans la littératurdai@®e auteurs41]-[43] ont proposé
d'utiliser des méthodes purement analytiques ouwlilegnsions et les matériaux constitutifs
de la machine sont déterminés directement par siwerdu modeéle de calcul des
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performances comme montré sur la Figure 87. Le mimanement est ainsi tres rapide
puisqu'il ne nécessite pas de processus itéraifpids, il offre une parfaite visibilité sur

['optimum trouve.

Dimensions &
matériaux

Modéle inversé Performances

Figure 87: Modéele inverseg44]

Néanmoins, ce type d'approche n'est possible gsgue le modele de la machine a optimiser
est suffisamment simple pour qu'il puisse étreligéece qui n'est pas le cas pour les modéles
utilisés dans cette étude (modele électromagnétgubermique non inversibles). Dans ce
cas, pour trouver les solutions optimales, uneeantéthode consiste en l'utilisation d'un
algorithme d'optimisation couplé avec le modelevalléation des performances, comme le
montre la Figure 88. Dans ce cas, l'algorithme \adifier, d'itération en itération, les
variables d'optimisation de maniére a maximiser desformances tout en respectant les

contraintes du dimensionnement.

Dlmen,5|'ons & P Modele Performances
matériaux
Algorithme <—®
Cahier des
charges

Figure 88: Procédure de dimensionnement optimal damachines électriques via I'utilisation des algoriimes
d'optimisation [44]

Dans le domaine de la conception des machinesiglees, les algorithmes d'optimisation de
types stochastiques sont généralement les pluséstilEn effet, l'intérét majeur de ces
derniers par rapport aux algorithmes déterminisées le fait qu'ils n'ont pas besoin

d'informations sur le gradient de la fonction obfedes éventuelles discontinuités de la
fonction objectif ont peu d'effet sur leurs perfamoes; ils se laissent difficilement piéger par
les optimums locaux et peuvent aussi traiter undyreombre de parametrgsst], [44]. Pour

les raisons citées ci-dessus, nous avons retarhoie d'une méthode stochastique.

127



3.5.2 Cabhier des charges

La machine électrique a concevoir est une machéukéd aux applications embarquées de
type fort couple-basse vitesse. Les données duercalés charges ainsi que quelques
parametres d'entrés de la machine sont resuméded@ableau 11. Ce cahier des charges est
le méme que celui utilisé dans le cadre des tradaugroupement de recherche "Maitrise de
I'énergie électrigue, du matériau au systeme" (GR2MS) pour la comparaison des
performances de diverses topologies de machinetriglees aptes au fonctionnement fort

couple-basse vitesg®].

Tableau 11: Cahier des charges

Puissance nominale 10 kw
Vitesse nominale 50 tr/min
Couple nominal 2000 Nm
Diamétre externe maximal 600 mm
Refroidissement Convection naturelle
Rendement minimal 75%

La caractéristique principale que doit avoir I'aimement électrique est une faible masse. En
effet, pour les systémes embarqués, la masse esbuairainte trés importante.

3.5.3 Formulation du probleme d'optimisation

Pour répondre aux exigences du cahier des chavgesn minimisant au mieux la masse de
la machine électrique un probleme d'optimisati@téadéfini.

3.5.3.1 Critere d'optimisation

L'algorithme d'optimisation a pour objectif de tveu les paramétres optimums de la machine
qui permettront de répondre aux exigences du caleicharges, a savoir un couple de 2000

Nm avec une masse la plus faible possible. La fonctbjectif peut étre exprimée par (3-52).

(3-52)

~ (Masse
Fopj(X) = min ( )
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Dans cette étude, seule les parties actives (les, tés aimants et le bobinage) qui contribuent
a la création du couple électromagnétique sonepren compte dans le calcul de la masse.
Les autres éléments tels que les roulements,d'ads flasques et la carcasse ne sont pas pris
en compte du fait qu'il est difficile de prévoiregvexactitude la structure mécanique compléte

de la machine avant sa réalisation.

3.5.3.2 Définition des variables d'optimisation

Les parametres choisis pour I'optimisation sonplametres géométriques de la machine, la
densité de couranj dans les conducteurs ainsi que le nombre de pdeesdlep de la
machine. Ces variables sont au nombre de 9 et stias rappelées, pour les variables

géométriques, sur la Figure 89.

Figure 89: Les variables d'optimisation

- R,y : rayon externe de la machine fixé a 300mm.

- R, etR, représentent respectivement le rayon de fond ddfrecet le rayon statorique
interne.

- w; représente la largeur d'une dent statorique.

- e représente I'épaisseur d'entrefer.

- e, représente I'épaisseur de l'aimant

- wpy représente la largeur de l'aimant.

- L représente la longueur axiale de la machine
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Comme les plages de variation des parametres misption se font sur des échelles trés
différentes (autour de TOpour I'entrefer et autour de ®lpour la densité de courant), toutes
les variables du probléme ont été normalisées @tielles varient toutes dans le méme

intervalle comme montrés dans le Tableau 12.

Tableau 12: Variables de conception

Variable Définition Intervalle
T Ry, /Rext 0.5-0.98
Ts Rs/Ry, 0.5-0.98
Kq W /T 0.3-0.8
I* L/ (2" Roye) 0.1-1
e” e/ emax 0.25-1
eq” €q/eamax 0.16-1
A Wpm/Tp 0.6- 0.95
J J/Imax 0.1-1
p* p/5 [1,2,...,15]

Avec e, . I'épaisseur maximale de l'entrefer fixée a 2myp,,, I'épaisseur maximale de
aimant fixée a 12mmny,, ., la densité de courant maximale dans les condistatoriques

fixée a 5 A/mm2z;, ett, représentent respectivement le pas d'encochepaslpolaire.

3.5.3.3 Définition des constantes d'optimisation

Les paramétres considérés fixes dans la procédypandisation sont les caractéristiques des
matériaux ainsi que le type de bobinage. Les oéniatitjues des différents matériaux utilisés

ainsi que le type de bobinage sont montrés danab&eau 13.
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Tableau 13: Les constantes d'optimisation

Bobinage Double couche avec un nombre d'encoches par ppkr ghase-
SPP=2/5
Conducteurs Résistivité du cuivre a 20°C 1.72x4.0m
électriques en cuivre

Coefficient de température 3.93x1K*

Masse volumique du cuivre 8920 kg/m
Coefficient de remplissage en cuivige 0.5
Tole M270-35A Coefficient des pertes par hystérdsjs 15 (SI)

Coefficient des pertes par courant de Foucault 6.5x10° (SI)

ke
Coefficient des pertes additionrig}, 3
Conductivité thermiquéy,, 25 W/K.m
Masse volumique des tolés,, 7700 kg/nd
Aimants permanents  Induction rémanente des aimants Br@20°C 1.08T
VACODYM 688AP
Champ de désaimantation inverse Hcj @20°C 2625 kKA/m
Coefficient de température B -0.08%/°C
Coefficient de température.H -0.51%/°C
Conductivité électrique des aimants 0.66%3%0
Conductivité thermique des aimants 9 W/K.m
Masse volumique des aimants 7700 Ky/m

La courbe de désaimantation des aimants ainsi @uarkctéristique magnétique de la tole
M270-35A utilisée dans cette étude sont représerstidiela Figure 90.
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Figure 90: Courbe d'aimantation de la tdle M270-35Aa gauche) et caractéristiqgue de désaimantation s@imants
VACODYM 688AP (a droite) [46]

Le Tableau 13 montre que les propriétés magnétigad&imant et la résistivité du cuivre
dépendent fortement de la température. Il est plesde prendre en compte cet aspect dans la
procédure d'optimisation en couplant le modele raigne et le modele thermique. Mais
comme généralement lors d'un probléme de mininoisate masse l'algorithme converge vers
les solutions fonctionnant a la limite thermiqueslpropriétés des matériaux sont calculées

directement a la température maximale, pour simepli£tude.

3.5.3.4 Définition des contraintes d'optimisation

Pour garantir la faisabilité et le bon fonctionne@tnde la machine, différentes contraintes
d'ordre magnétiques, électriques, thermiques eanmg@ges ont été introduites.

Contraintes magnétiques

» L'induction dans les dents et la culasse doit @spectivement inférieure a 1.6T et a
1.3T afin d'éviter une forte saturation du matériagnétique.

e L'induction Ba dans les aimants doit toujours mestepérieure a l'induction de
désaimantation Bd afin de protéger les aimantsreante désaimantation irréversible.

(pour la nuance d'aimant considérée dans cette gldlest typiquement égal a -0.6T)

Contraintes thermiques

* La température du cuivre dans les tétes de bolfiggson la plus sollicitée) doit étre
inférieure a la température maximale que peuveppater les isolants. Pour un

isolant de classe H la température maximale ebbuize de 180°C.
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 La température des aimants doit étre inférieure 5°Q pour éviter une
désaimantation irréversible et aussi une diminutsgnificative de linduction

rémanente.
Contraintes mécaniques

» L'épaisseur minimale de I'entrefer mécanique géefa 0.5 mm
» Lalargeur de I'encoche doit étre supérieure a 4poun pouvoir y loger le bobinage.
* Le rapport entre la hauteur et la largeur de I'ehealoit étre compris entre 2 ef4a].

» Les épaisseurs des culasses statoriques et rasripivent étre au moins supérieures

a 5 mm pour assurer une bonne rigidité mécanique.
Contraintes électriques

* Le rendement de la machine doit étre au moins&@gabPo
» La puissance nominale de la machine est fixéeldNL@omme exigé par le cahier des
charges Tableau 11.

Traitement des contraintes

Les contraintes sont traitées par la méthode dealipggs externes comme détaillé dans la
référenceg48). Le principe consiste a rajouter a la fonctionechif une fonction de pénalité
lorsqu'une contrainte est violée. La fonction otifetu probleme est ainsi remplacée par la
fonction F'(X) donnée dans (3-53).

F'(X) = Fopj(X) + r- P(X) (3-53)

Ou : r est un coefficient de pénalité pris égal0@QdLet la fonction de pénalisation P(X) est

définie comme montré dans (3-54).

P(X) = le max (0,g, (X))2 (3-54)

j=1

Les fonctiong;(X) correspondent aux contraintes normalisées du gmubld'optimisation.

Elles sont indiguées dans le Tableau 14.
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Tableau 14: Les contraintes d'optimisation

Bdent
= ~1
81716
Bcul
=—= -1
82773
Magnétiques Bg
gneta 83 =g ~ 1
a
— Ttetes_bobines -1
_ &4 180
Thermiques
_ Tem _
85 = 150
5.107°
86 hp;
_4.107°
87 = We
(he/we)
Mécaniques ® 6
_ (We/hy)
89 2
M
=1
810 =975
_ Couple
Electriques 811 = 010
2000
B12 = Couple

3.5.3.5 Procédure d'optimisation

Pour résoudre le probléme d'optimisation définisdén paragraphe précédent, le modele
analytique de la machine synchrone est couplé algorithme génétique de la boite a outils
"Global Optimization de MatlabT49] dans l'objectif de trouver les valeurs optimales d

parametres de conception détaillés dans le Taldl2ala stratégie d'optimisation adoptée est

illustrée par la Figure 91. Dans un premier temps population de 1000 individus est
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initialisée, chaque individu étant en fait carastmpar un vecteur regroupant les 9 variables
de conception. La fonction objective correspondantdacun de ces individus est évaluée et
les meilleurs individus au regard de cette fonctaijective sont retenus pour former la

génération suivante. Ce processus est répété sumdlereuses générations afin d'améliorer la

population et la recherche est arrétée au boub@eyénérations.

Algorithme Génétique Critere d'arrét

satisfait ? Résultat optimal

e Calcul Fonction objectif
Initialisation ! s
& contraintes

Variables
d’optimisation

Min (Masse active)

Figure 91: Processus d'optimisation de la maching/echrone a aimants

3.5.4 Reésultats d'optimisation

Afin de mieux analyser l'influence du nombre deeg@ur les performances spécifiques de la
machine la procédure montrée sur la Figure 92 dgptée. Pour chaque nombre de podles
défini dans le Tableau 12, la procédure d'optinosatiécrite par la Figure 91 est exécutée
pour trouver les parametres optimums de la macl@oeame l'indique la Figure 92, pour
chaque nombre de pdles, la procédure a été exécintgdois pour tenir compte de l'aspect
stochastique de l'algorithme génétique, et c'eshddleur résultat au regard de la fonction

objectif qui est retenu comme solution optimale.
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Figure 92: Déroulement du processus d'optimisatiode la machine synchrone a aimants

La Figure 93 illustre I'évolution de la fonctionjettif en fonction du nombre de générations
pour cing exécutions indépendantes de la procétloptimisation et le Tableau 15 montre les
valeurs des variables d'optimisation correspondante

013 .

b

——Best fithess 1

01 2 s S — Best ﬁtness 2 H
‘ —— Best fitness 3

011( . . - ........................................ Best fitness 4 H

— Best fithess &

.07 oo e SR ]

0.06 —
10 10 10 10

Nombre d'itterations

Figure 93: Evolution de la fonction objectif en fontion du nombre d'itérations

Tableau 15: Variables issues des 5 optimisations

N°1 N°2 N°3 N°4 N°5 Ecart type
relatif (%)
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Ty 0.983 0.983 0.983 0.983 0.983 0
Ty 0.901 0.906 0.904 0.913 0.929 1.23
e” 0.25 0.25 0.25 0.25 0.25 0
e 0.492 0.435 0.534 0.435 0.461 9
K, 0.418 0.408 0.447 0.401 0.45 5.3
I 0.644 0.648 0.668 0.666 0.754 6.6
U 0.929 0.919 0.931 0.877 0.926 2.45
I 0.425 0.445 0.427 0.469 0.514 8
I'/M 15.43 15.42 15.26 15.44 15.21 -

Nous pouvons constater que globalement toutes ¥ésudons convergent vers la méme

solution, ce qui montre la bonne reproductibiliés désultats d'optimisation.

16

30 40 50 60 70 80 90 100 110 120
Nombre de poles

Figure 94: Evolution du couple massique en fonctiodu nombre de poles

La Figure 94 trace I'évolution du couple massigadadmachine optimisée en fonction de
nombre de péles rotoriques. On constate que ponporbre de pbles compris entre 30 et 80,
le couple massique augmente significativement ¢l réduction de la masse du fer comme
montré sur la Figure 95. En effet, plus le nombeedles augmente, plus il devient possible

de réduire la hauteur des culasses par la réduéida section de passage du flux Figure 95 .
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Figure 95: Evolution de la hauteur de la culasse ele la masse active en fonction du nombre de péles

Cependant, au-dela de 80 pédles, il n'est plus lpesde diminuer davantage |'épaisseur des
culasses du fait que cette derniere atteint lauvat@nimale autorisée. L'épaisseur de culasse
ainsi que la masse du fer restent alors consta@tas.explique pourquoi le couple massique

reste sensiblement constant. En conclusion, lauvaptimale du nombre de pdles peut étre
choisi pour 2p=80. En effet, augmenter encore fdusombre de pdles ne permet pas une
augmentation significative du couple massique. IDs,pa complexité de réalisation et le colt

augmentent avec le nombre de podles. Les dimengbies parameétres électriques de la

machine optimisée sont regroupés dans le Tableau 16

Tableau 16: Dimensions de la machine optimisée

Caractéristiques Valeurs
Diametre externe (mm) 600
Diamétre d'alésage interne (mm) 539
Hauteur de la culasse statorique (mm) 5
Epaisseur de I'entrefer (mm) 0.5
Epaisseur de I'aimant (mm) 5.23
Coefficient ky 0.4
Ouverture de l'aimant,, 0.877 ou 158°E
Nombre de pdles 80
Nombre d'encoches 96
Densité de courant (A/mm2) 3.34
Amperes-tours efficaces/encoche 484.24
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Fréquence (Hz) 33.33

3.5.5 Analyse de la robustesse de I'optimisation

Dans la section précédente, nous avons détermsngifeensions et les parametres optimaux
de la machine qui permettent de minimiser au miEwmasse de l'actionneur tout en
respectant les contraintes fixées par le cahier adegges. Cependant, le processus de
réalisation ainsi que les erreurs de modélisatienvent conduire a une dégradation des
performances prédéterminées. Nous proposons dosccadte partie d'analyser l'influence de

ces incertitudes sur les performances de la madpmtimisée.
» Sensibilité vis-a-vis des imprécisions de réalisati

Les tolérances d'usinage des pieces mécaniquegitales dimensions des différentes parties
de la machine (largeur des dents, hauteur desngmépaisseur d'entrefer, etc.) fixées au
cours de I'étape de dimensionnement ne peuvenétpaseéalisées de facon rigoureusement
exacte. Dans cette étude, nous avons analysé kifige incertitude de 5% des différentes
dimensions optimisées sur le couple massiquerenigement de la machine. Les Figure 96 a
Figure 100 montrent que la modification des paragséd'optimisation induit une trés faible
modification des performances de la machine opémis

—&—hauteur des culasses
—e—Largeur des dents
—Longueur axiale

0BFs /’/

Variation en % du couple massique
(=)
Variation en % du couple massique

s —4 —Ouverture des aimants
/'// —*—Hauteur des aimants
-1 , — & -Epaisseur d'entrefer
P
'3
1.5 R .
-5 -5 0 5
Variation en % des paramétres géomeétriques Variation en % des parameétres géométriques

Figure 96: Sensibilité du couple massique vis-a-viges tolérances d'usinage
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Figure 97: Sensibilité du rendement vis-a-vis deskérances d'usinage

La longueur des tétes de bobines dépend elle dugwmiocessus de réalisation du bobinage et
sa valeur peut ainsi varier significativement. BuFigure 98, nous avons tracé I'évolution du

couple massique et du rendement pour une varia#ot20% de la longueur des tétes de

bobines. Nous pouvons remarquer aussi pour ce pamnome faible dépendance.

04
L

+Couplé massique
©-Rendement

0.2r

045 210 0 10 20

Variation en % de la longueur des tétes de bobines

Variation en % des performances
o

Figure 98: Sensibilité des performances de la magtes vis-a-vis de la longueur des tétes de bobines

En conclusion, les incertitudes dues au processualatication ont peu d'influences sur les

performances de la machine optimisée.
» Sensibilité vis-a-vis des caractéristiques des maitgux utilisés

Les propriétés des matériaux usinés peuvent @&sedifférentes de celles données dans la
notice constructeur. En effet, selon le processusndgnétisation des aimants, l'induction
rémanente Bn peut varier d'une maniéere significative, les doafhts des pertes fer dans les
tbles peuvent étre plus élevés a cause du proceldssinage, etc. Sur la Figure 99, nous
avons tracé I'évolution du couple massique et ddement pour une variation de +20% de
l'induction rémanente des aimants. On peut alonstater que le couple massique varie dans

les mémes proportions de variation dgenB Ceci est di au fait que le couple
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électromagnétique est directement proportionnéinduction dans l'entrefer qui elle-méme
dépend de l'induction rémanente des aimants. Legereant de la machine quant a lui varie
moins gue le couple massique (de -2.1% a +1.5%).

20 T T T 15
151

O e e
5L
ok B
LB b B ]

Eh

Variation en % du couple massique
Variation en % du rendement
! &
o

5L 151
DB ] 20
[
239 40 o 10 20 255 0 0 10 20
Variationen % de B, Variation en % de linduction rémanente

Figure 99: Sensibilité du couple massique (a gauchet du rendement (a droite) vis-a-vis de l'incertude sur la valeur
de l'induction rémanente des aimants

Comme expliqué auparavant, le processus de faioncate la machine électrique peut
conduire a une augmentation du niveau des pentaafes la machine. Dans la procédure de
dimensionnement, pour la détermination des perés rious avons utilisé un modele

analytique basé sur I'expression (3-55).
P=Kuq- (Phystérésis + PFoucault) (3-55)

Ou :K,4 est un coefficient déterminé expérimentalemenindeiere a prendre en compte les
pertes dues au processus de fabrication, les chimmpsnts locaux, les pertes par exces, etc.
[41]. Cependant, d'une machine a une autre, la vakeae aoefficient peut varier de maniére
significative. Sur la Figure 100, nous avons triaceariation du rendement et la température
des tétes de bobines pour une variation entre +200%oefficientk,;. On peut constater que
les deux grandeurs analysées varient peu par apptchelle de variation du coefficient
additionnel des pertes. En effet, les pertes datte cmachine sont essentiellement dues aux

pertes par effet Joule dans les bobinages staewi@unviron 85% des pertes).
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Figure 100: Variation de la température des tétesalbobines et du rendement en fonction du coefficieadditionnel
Kad

* Sensibilité vis-a-vis des erreurs de modélisation

Le modele thermique utilisé pour I'évaluation éelauffement présente des incertitudes sur
de nombreux parameétres dues a la variation desnpées en fonction de la température,
contacts entre objets imparfaits ...etc. Cependaans ccette partie, nous allons analyser
uniqguement la sensibilité vis-a-vis des coefficcerd'échange convectifs, du taux de
contribution des surfaces latérales a I'évacuatienla chaleur et enfin la conductivité
thermique équivalente a lintérieur d'une encocher la Figure 101 est représentée la
variation de la température des tétes de bobinesléa par le modéle thermique pour une
variation de £50% des coefficients de convectiotreenarcasse et air ambidnt, et entre
tétes de bobines et air interne de la machje On peut constater que la convection entre
tétes de bobines et air interne de la machine ajpafluence sur la température des tétes de
bobines. Néanmoins, le coefficient de convectiotreefa carcasse et l'air ambient a une
influence significative sur la température des gétke bobines car si le coefficient de

convection est 50% plus faible, I'élévation en térafure est de I'ordre de 80%.
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Figure 101: Variation de la température des tétesealbobines en fonction de la variation de la valeutes coefficients de
convection

L'autre incertitude du modeéle thermique concerndaléx de contribution des surfaces
latérales a I'évacuation de la chaleur. Rappelomlsdans |'étape de dimensionnement, nous
avons considéré que toutes les surfaces latéralasibtient a I'évacuation de la chaleur
(hypothese d'une machine fermée). Sur la Figure ©0Rs avons tracé I'évolution de la
température des tétes de bobines en fonction dudaiwcontribution des surfaces latérales a
I'évacuation de la chaleur. Les résultats obtenaistrent que les surfaces latérales jouent un
réle déterminant dans |'évacuation de la chaleurstc&es surfaces ne contribuaient pas a

I'évacuation de la chaleur, I'élévation en tempieaserait de l'ordre de 80%.

100

80p

60

40}

20

Variation en % de la température

0 20 40 60 80 100
Surface des flasques en %

Figure 102: variation de la température des tétesalbobines en fonction de la surface des flasquestdbuant au
transfert de chaleur
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Un autre parametre du modele thermique qui esicid@fa déterminer est la conductivité
thermique a l'intérieur de I'encoche. Cette deejien effet, dépend de nombreux paramétres
(coefficient de remplissage en cuivre dans l'enepphopriétés thermiques de l'imprégnation,
présence ou non de bulles d'air...etc.). Dans le haaddisé dans cette étude, nous avons
Pris Aencoche = 2.5 X Ayernis - NOUS avons tracé sur la Figure 103 I'évolution lde
température des tétes de bobines pour une varideot80% dél,,,.o.ne- NOUS pouvons
constater que par rapport a I'échelle de variad®ita conductivité thermique, la variation en

température est faible.

Variation en % de la température

200 -50 0 50 100
Variation en % de la conductivité du bobinage

Figure 103: Variation en % de la température des ti&s de bobines en fonction de la variation de la nductivité du
bobinage

* Récapitulatif

La sensibilité des performances de la machine dagtienvis-a-vis des différentes incertitudes
considérées dans cette étude sont résumeées daabléau 17. Il apparait clairement que ce
sont essentiellement les incertitudes sur l'indmctémanente et sur I'échange thermique entre
la carcasse et l'air-ambiant qui influencent lesgks performances de la machine. Ainsi, il
convient pendant la phase de réalisation de la imaale préter une attention particuliére
guant a l'induction rémanente des aimants. De plogr éviter tout risque de surchauffe; I
convient d'utiliser soit un systeme de ventilationcée ou bien d'ajouter des ailettes pour

augmenter la surface d'échange.
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Tableau 17: Sensibilité des performances de la maide optimisée vis-a-vis des incertitudes

Intervalle de Couple Rendement | Température
variation massique des tétes de
bobines
Paramétres géométriques | -5%~ 5% <1.5% <0.3% <1.5%
Caractéristiques des
matériaux
Induction rémanente des| -20%~ 20% -20%-~ -2%~ 1.5% -4%-~ 5%
aimants 20%
Coefficient de pertes des -200%~ - 3%~ -3% -20%-~ 20%
tbles 200%
Modéele thermique
Coefficient de convection | -50%~ 50% . - 80% ~ -26%
externe
Coefficient de convection | -50%~ 50% - - 0.1%-~ -
pour les tétes de bobines 0.05%
Surface des flasques 0% ~ 100% - - 84%~ 0%
Conductivité thermique du| -50%~ 50% . - 2% ~-0.71%
bobinage

3.5.6 Validation des performances de la machines optimisé

Pour vérifier les performances de la machine ogti nous avons procédé a des simulations
en charge au point de fonctionnement nominal disaunt le logiciel FEMM[5]. La Figure
104 présente la cartographie des niveaux d'induatans la machine. On constate que les
niveaux d'inductions dans les dents et dans lasselatatorique sont bien inférieurs aux
valeurs limites fixées dans le Tableau 14. Cependiams la culasse rotorique, l'induction
atteint 1.6 T au lieu de 1.3T. Ceci s'explique parfait que durant la procédure de
dimensionnement, nous avons supposé que le flupapse dans la culasse statorique est le
méme que celui qui passe dans la culasse rotoriRua. corriger cette simplification, nous
avons abaissé l'induction dans la culasse rotoque3T, en augmentant sa hauteur de 25%
(de 5 a6.25 mm).
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1.531e+000 : =1.611e+000
1.450e+000 : 1.531e+000
1.370e+000 : 1.450e+000
1.28%9e+000 : 1.370e+000
1.209e+000 : 1.28%e+000
1.128e+000 : 1.200e+000
1.047e+000 : 1.128e+000
9.66%e-001 : 1.047e+000
8.864e-001 : 9.66%e-001
8.058e-001 : 8.864e-001
7.252e-001 : 8.058e-001
6.447e-001 : 7.252e-001
5.641e-001 : 6.447e-001
4.835e-001 : 5.641e-001
4.030e-001 : 4.835e-001
3.224e-001 : 4.030e-001
2.418e-001 : 3.224e-001
1.613e-001 : 2.418e-001
8.070e-002 : 1.613e-001
<1.378e-004 : B.070e-002

(LTI T T TS

Figure 104 : Niveaux d'induction et lignes de champlans la machine optimisée
La Figure 105 montre I'évolution du couple électagmétique produit par la machine. On
constate que la valeur moyenne du couple est léggreinférieure a celle imposée par le
cahier des charges (2000 Nm). Cette légere diftérele I'ordre de 1.2% peut s'expliquer par
la non prise en compte de la saturation dans leetaate dimensionnement. Pour obtenir le
couple de 2000 Nm exigé par le cahier des chargess avons augmenté la longueur axiale
de la machine de 2% (de 282 a 286 mm). Ces motiifita conduisent a une légere

dégradation du couple massique qui passe de 15MKg\a 14.94 Nm/kg.

Tableau 18: Valeur moyenne et ondulation du coupleed

2100 ‘ ‘ ' ‘ ‘ ‘ ‘ la machine optimisée
20507 1 Valeur moyenne du 1976
EVTAT AV AN AR Ay A couple (Nm)
2 19501; ¥ ‘ah; v “J’ Ll ¥ Vobfod ]
> i 4 [ H
3 1900, Taux d'ondulation du 4.55%
BB L e ] couple

18005 100 150 200 250 300 350
Position 6 [Degrée électrique]

Figure 105: Evolution du couple électromagnétique efonction
de la position

3.6 Conclusion

Le travail présenté dans ce chapitre avait poueatibjle dimensionnement d'une machine
référence de 10kW-50tr/min et qui nous servira ceméément de comparaison des
performances des différents bobinages présentésldarhapitre 2. Cette machine référence
est de type synchrone a aimants permanents dépassarface et utilise un bobinage en

double couche avec une combinaison de j2xencoches/10%gse poles (Base NOMbre
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entier). Pour concevoir cette machine, nous avars dun premier temps développé des
modeéles analytiques pour le calcul du couple, detep et de I'échauffement. Nous avons
ensuite couplé ces modéles a un algorithme gémétigns I'objectif de trouver la géométrie

optimale de la machine permettant de maximisepigle massique tout en développant une
puissance de 10kwW a 50 tr/min. Enfin, diverses eédudie sensibilité ont été menées pour
analyser l'influence des incertitudes de fabricagbde modélisation sur les performances de
la machine dimensionnée. Nous avons pu remarguanejuattention particuliére doit étre

portée sur I'induction rémanente des aimants degefroidissement de la machine.

Dans le chapitre suivant, nous nous intéresserolas c@mparaison des performances des
machines portant les bobinages optimisés dansalgiteh 2 aux performances de la machine

de référence.
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4.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, une machine synchroong@ée d'un bobinage fractionnaire

(q=2/5) en double couche (bobinage de référencé)éadimensionnée et optimisée pour

répondre aux spécificités d'une application 10k\®+/Bin. Pour accroitre les performances

de cette machine, deux nouvelles configurationsatenage ont été proposées au chapitre 2.
Le premier bobinage est caractérisé par un coefficile bobinage unitaire et le deuxieme
bobinage est caractérisé par un coefficient denagg 3.5% plus élevé et une FMM sans
sous harmonique. Pour obtenir ces caractéristideiggemier bobinage utilise un stator avec
une distribution irréguliere des encoches et lexsgne bobinage utilise un systeme de deux
bobinages triphasés décalés spatialement de 3@t@irdés en étoile-triangle pour créer un
décalage de 30° entre les courants les traverBamis ce chapitre, nous validerons dans un
premier temps les concepts sur lesquels sont besasun de ces bobinages. Nous
comparerons ensuite leurs performances avec ahllé&®binage de référence et du bobinage
conventionnel a lencoche par podle et phase. Emfirhilan sera présenté pour montrer les

avantages et les inconvénients de chacun des ly@simaoposeés.

4.2 Analyse et comparaison des performances de la maaoki équipée d'un
bobinage combinant deux enroulements raccordés enode-triangle avec la

machine de référence

Pour annuler le sous-harmonique de la FMM du bagrde référence tout en maximisant le

coefficient de bobinage de I'harmonique de travalls avons proposés, dans le chapitre 2,
d'utiliser un systeme comprenant deux bobinagpbhdsés déphasés spatialement de 30° et
raccordés en étoile-triangle comme montré Figui@ déur créer un déphasage temporel de

30° entre les courants des deux bobinages.

.-CCB-BI.C-C-BB
I-UUIII uouw Y X
Figure 106: Schéma du bobinage combiné en étoiledangle
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Pour analyser l'influence de l'augmentation dufadeht de bobinage et de la réduction des
harmoniques d'espace sur le couple et les peresr@hagnétiques, nous comparerons les
performances de la machine équipée du bobinage inéngim étoile-triangle a celles de la

machine de référence et cela en considérant lesemé@imensions géométriques, les mémes

matériaux et le méme mode d'alimentation que cgilisé dans la machine de référence.

4.2.1 Validation du concept de suppression des sous harmiques

La Figure 107 trace l'évolution de l'induction &diau milieu de I'entrefer produite par le
bobinage de référence et le bobinage en étoilegeéalorsque ces deux derniers sont

alimentés par le méme courant.

0.2 : ‘
---Bobinag de référence
- Ronnst —Bobinage Etoile-Triangle
':_é 0 AP A
mL A=Y w
05 50 100 150
Angle [degre elec]
0.06
B Bobinage Etoile-Triangle
= 0.04 __|Bobinage de référence
€
m- 0.02
0 H LIl i 4 N | n
0 5 10 15 20

Rang des harmoniques
Figure 107: comparaison du champ de réaction magri§ue d'induit produit par les deux bobinages
Nous pouvons remarquer que le nouveau bobinageepeme annulation complete du sous-
harmonique de rang 1 ainsi que celle de tous lendraques de rang h=12k+1. Par ailleurs,
nous pouvons constater que l'amplitude de I'harquenide travailv =5 du nouveau
bobinage est 4% plus élevée que celle du bobinageéfirence. Ceci nous permet de

conclure sur la validité du concept propose.

4.2.2 Comparaison des FEM et du couple

La Figure 108 présente une comparaison de l'abtirdu spectre harmonique de la FEM
induite entre deux phases des deux bobinages @wésidNous pouvons constater que la

machine équipée du bobinage en étoile trianglesptésun fondamental 4% plus élevé du fait
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de l'augmentation du coefficient de bobinage. Emntrepartie, I'hnarmonique de rang 3 de la

FEM induite augmente.

40; - _— 40 ‘
"% | ~Bobinage de référence Ml Bobinage étoile triangle
20 % |—Bobinage étoile triangle 30 [ |Bobinage de référence
s s
o 0 020
= =
-20¢ 10;
-40 ‘ ‘ : : : ] 0 S ‘ ‘
0 60 120 180 240 300 360 0 2 4 6 8 10
Angle (elec deg) Rang des harmoniques

Figure 108: Allures et spectres des tensions comges induites dans les deux bobinages

Ce nouveau bobinage permet aussi, comme montré Ildafsgure 109-(a), d'accroitre
d'environ 4.5% la valeur moyenne du couple et alsséduire d'environ 18% les ondulations
de couple. De plus, I'analyse du spectre harmonigueouple Figure 109-(b), montre que le

nouveau bobinage proposé permet la suppressidnaimbnique de rang 6 du couple.

2200 ‘ 40 ‘ ‘ ‘ = ey
->-Bobinage référence MBobinage étoile triangle
2150 —-—Bobinage étoile-triangle 30 = [ |Bobinage conventionnel
o100l AL A A S A A S A A
z

Ezosollzrrvr ij vv g U \f v%z[ Ssl[g ] gzo—
Soo AN AAAR AR ARAA =

1950vﬂ§j¥@§g@g"@g¥ 10 |

1900 L . 0 T e T
0 120 240 360 6 12 18 24 30 36 42
0 (deg) Rang des harmoniques

(@) (b)

Figure 109: (a) Evolution du couple en fonction deal position rotorique, (b) spectre harmonique des alulations de
couple

Le couple massique des deux machines est présamgdedTableau 19.

Tableau 19: Comparaison du couple massique des demachines

Machine référence Machine avec un bobinage en

étoile triangle

Couple moyen (Nm) 2000 2090
Masse active (kg) 136.65 136.65
Couple massique (Nm/kg) 14.63 15.29 (+4.5%)
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4.2.3 Comparaison des pertes

4.2.3.1 Pertes statoriques

Les pertes joules et les pertes fer des deux meglain point de fonctionnement nominal sont
données dans le Tableau 20. Les pertes fer somtnti@éees par éléments finis comme décrit
dans le chapitre 3 et les pertes joules dans lesches et dans les tétes de bobines sont
évaluées pour une température de 160°C. Les résoltdenus montrent que le niveau des
pertes dans les deux machines est similaire. k&, éfls deux machines présentent le méme
volume de cuivre, la méme densité de courant, lmenélume d'aimants et aussi les mémes

matériaux.

Tableau 20: Comparaison des pertes Joules dans @sux machines (bobinage @160°C)

Machine référence Machine avec le bobinage ereétoil
triangle
Pertes Joules (W) 1225 1225
Pertes fer (W) 165.7 165.5

Notons cependant que, dans la pratique, des gettles supplémentaires apparaissent dans
le bobinage étoile-triangle du fait de la circlwdatides courants harmoniques multiples de 3

dans I'enroulement raccordé en triangle.

4.2.3.2 Pertes rotoriques :

Comme la culasse rotorique est considérée fewdlletéules les pertes dans les aimants sont

considérées.

4.2.3.2.1 Pertes dues aux harmoniques d'espace dans legsiman

Les pertes dues aux harmonigues d'espace danssts des deux machines sont calculées
par éléments finis comme décrit dans le chapited [@urs valeurs correspondantes au point
de fonctionnement nominal (fréquence des courdatsrgjues de 33.33Hz et une vitesse de
rotation de 50 tr/min) sont résumées dans le Tabla Les résultats obtenus montrent que
les pertes dues aux harmoniques d'espace dangimasts sont inférieures a 0.1% de la
puissance nominale de la machine. Par ailleurss pouvons remarquer que les pertes dans
les deux machines sont similaires malgré la supmesdu sous harmonique et des
harmoniques de rang 12k+1 (voir la Figure 110).effet, 'augmentation du coefficient de
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bobinage et donc des pertes liées aux harmonigeesardy {7, 17, 19, etc.} compense la

réduction des pertes dues a la suppression de®haumes de rang 12k+1.

Tableau 21: Pertes dues aux harmoniques d'espacerdales aimants

Harmoniques 1 5 7 11 13 17 19 Total
(W)
Fréquence (Hz) 40 0 80 40 120 80 160 -
Pertes du bobinage de0.33 0 4.46 0 0 0.17 0.47 5.45

référence (W)

Pertes du bobinage en 0 0 4.78 0 0 0.187 0.5 547
étoile triangle(W)

1.5

ElBobinage étoile-triangle
I Bobinage initial

FMM [p.u]

Q.55 s ]

1 5 7 11 13 17 19
Rang des harmonigues

Figure 110: Comparaison du spectre harmonique de IBMM des deux bobinages

Nous obtenons aussi que les pertes liées au soo®mgue sont négligeables devant les

pertes dues aux autres harmoniques d'espace & quppression du sous-harmonique a peu
d'impact sur les pertes dans les aimants. Néanpgigisalons que différents auteurs [1][3]

mentionnent que les sous-harmoniques sont l'unesaeses principales des pertes dans les
aimants. Toutefois ces auteurs ne précisent pgsutsues modéles utilisés pour le calcul des
pertes. A fortiori, les pertes associées au soumdraque deviendraient importantes dans le
cas ou les aimants formeraient une couronne aimdo®st a dire lorsque les aimants ne sont
pas isolés électriquement entre eux). La Figureradtre que les lignes des courants induits
par le sous harmonique présentent des trajectdiffésentes selon le cas ou les aimants sont
isolés ou non isolés électriquement. Nous pouvamarquer que dans ce dernier cas

(aimants non isolés), les courants induits se medat a travers plusieurs aimants du fait que
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la longueur d'onde du sous harmonique est plugdgrgoe les dimensions d'un péle. Dans le
cas ou les aimants sont isolés électriquementdesants induits ne peuvent se refermer qu'a
I'intérieur du méme aimant, ce qui augmente lasst&sce apparente de l'aimant et conduit a

une diminution des pertes.

__—Onde du sous harmonique—_

g/ 4

Figure 111: Courants induits par le sous harmonique(a) aimants en anneau massif. (b) Aimants segmést(isolés
électriguement)

B

[N

Remarquons aussi que pour I'harmonique de rangractéasé par une longueur d'onde
proche des dimensions des aimants (Figure 112)cegi€lerniers soient isolés ou non isolés
électriquement, cela n'affecte que légérementdettiet la résistance vue par les courants

induits.

Onde de I'harmonique 7

B 5 PN

Figure 112: Courants induits par I'harmonique de rang 7. (a) aimants en anneau massif. (b) Aimants segntés (isolés
électriquement)

Pour valider cette proposition, nous avons trace lauFigure 113 les pertes dues aux
harmoniques de rang 1 et 7 du bobinage de réfédam®le cas ou les aimants sont isolés ou
non isolés électriquement. Les amplitudes relatdeeses harmoniques sont données dans le
Tableau 22.
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Tableau 22: Amplitudes relatives des harmoniques dang 1 et 7 utilisés dans la simulation

harmonique

1

5

7

AnAs

35%

100%

71%

Nous pouvons remarquer que |'écart des pertesesatcbup plus important pour le sous

harmonique que pour I'harmonique de rang 7.

150

60

-y = 1 bloc massif aimantée

—+v =1 aimants isolés électriquement|

-
-
-
-
e
-

50 100
Vitesse (tr/min)

--y = 7 bloc massif aimanté
—+v =7 bloc non isolés électriquement

0 100
Vitesse (tr/min)

Figure 113: Evolution des pertes dans les aimants éonction de la vitesse

Par ailleurs, nous pouvons remarquer que malgféitde amplitude du sous harmonique

150

devant I'harmonique 7, il conduit a des pertes phportantes que dans le cas ou les aimants

forment un bloc massif aimanté. Comme conclusiansuppression des sous harmoniques

devient cruciale lorsque leurs longueurs d'ondesedaent proche des dimensions des

aimants.

Un avantage de la suppression du sous harmonidqu'dsconduit dans le cas d'utilisation

d'une culasse rotorique massive a une réductiooriaupte des pertes par courant de Foucault

(voir Figure 114- culasse rotorique avec une pehifit&ayu, = 200 et une conductivité

électriques = 5 MS/m). Nous pouvons remarquer une réduction supérie@®% des pertes

dans la culasse rotorique.

100

80r

---bobinage Ide référence |
—=Bobinage en étoile triangle

60"
40

Pertes (W)

50

100

150

Vitesse (tr/min)

Figure 114: Evolution des pertes en fonction de latesse dans le cas d'une culasse rotorique de typassif
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4.2.3.2.2 Pertes dues aux harmoniques de denture dans laastaim

Les pertes dues aux harmoniques de denture danginemts des deux machines sont
calculées par €léments finis comme décrit danshépitre 3. Comme les deux machines
présentent la méme structure statorique et roter{quvertures d'encoches identiques, méme
épaisseur d'entrefer, méme volume des aimantspeldéss dues aux harmoniques de denture

dans les aimants peuvent étre considérés commeggades.

Tableau 23: Pertes dues aux harmoniques de dentureals les deux machines (aimants @150°C)

Machine référence Machine avec un bobinage en

étoile-triangle

Pertes (W) 43.61 43.61

4.2.4 Comparaison du facteur de puissance des deux macks

Pour une machine synchrone, le facteur de puissarmmiple maximum (FEM en phase avec
le courant) et pour une chute de tension danssiatafice de I'enroulement négligeable, est
égal a:

E, = cos <tan‘1 (%)) (4-1)

Ce dernier peut aussi étre exprimé en fonctionappart de flux de réaction magnétique

d'induit sur le flux a vide max.

F, = cos (tan‘1 (M» (4-2)
¢ .
atmant
Le facteur de puissance des deux machines au pentonctionnement nominal sont
similaires (Tableau 24). Le convertisseur d'éleutjoe de puissance de la machine a

bobinage étoile-triangle a donc une puissance appaldentique a celle de la machine de

référence.
Tableau 24: Comparaison du facteur de puissance
Machine référence Machine avec un bobinage en
étoile triangle
Facteur de puissance 0.98 0.98
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4.2.5 Comparaison de I'échauffement

L'élévation en température dans les deux machireeg ptre considérée comme étant
identique du fait que les dimensions, les matérigtuba densité de pertes dans les différentes
parties (dents, culasse, bobinage, etc.) des deckines sont similaires. La distribution de la
température calculée par éléments finis FEMM-2Dpessentée sur la Figure 115. Dans cette
simulation, seul le stator est considéré et taatehbleur générée dans ce dernier est supposée
évacuée au travers du bord externe de la machareaifeurs, dans cette simulation, nous
avons doublé le coefficient de convection sur ledlexterne de la machine pour tenir compte

des échanges de chaleur au travers des flasqaesubatde la machine.

1.558e+002 : =1.563e+002
1.554e+002 : 1.558e+002
1.549e+002 : 1.554e+002
1.544e+002 : 1.54%9e+002
1.530e+002 : 1.544e+002 ?
1.534e+002 : 1.53%9e+002
1.529e+002 : 1.534e+002
1.524e+002 : 1.52%e+002
1.519e+002 : 1.524e+002
1.515e+002 : 1.519e+002
1.510e+002 : 1.515e+002
1.505e+002 : 1.510e+002
1.500e+002 : 1.505e+002
1.495e+002 : 1.500e+002
1.490e+002 : 1.495e+002
1.485e+002 : 1.490e+002
1.481e+002 : 1.485e+002
1.476e+002 : 1.481e+002
1.471e+002 : 1.476e+002

S4 ASEA A AAN L4 AT~ AAn

cll oFesit Cul oFesit Cyl _Fesit
FeSit
Cl o

Figure 115: Cartographie de la température dans Istator de la machine de référence

Le Tableau 25 montre que la température dans léenbgb est au-dessous de la limite
thermique de l'isolant.

Tableau 25: Température max et moyenne du bobinageatbrique

Point chaud du bobinage (°C) 163 °

Température moyenne du bobinage (°C) 160°

4.3 Analyse et comparaison des performances de la maoki a distribution

irreguliere des encoches avec la machine référence

Il a été montré dans le chapitre 2 que pour maemis coefficient de bobinage des
enroulements statoriques de la machine référemu distribution irréguliére des encoches
doit étre utilisée pour pouvoir modifier le pashEbinage de facon a ce qu'il soit proche du

pas polaire. Pour analyser lI'impact de l'accroigsgrdu pas de bobinage sur les performances
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de la machine, nous prendrons les mémes dimensiiames, le méme rayon d'alésage, la

méme densité de courant et le méme rotor que @ella machine de référence.

Le schéma de la nouvelle machine peut étre obtensuezant les étapes suivantes (voir

Figure 116) :

- On transforme dans un premier temps, le bobinagéadmachine référence d'un
bobinage double couche en un bobinage simple couche

- On double ensuite le nombre de spires dans I'eecpohr garder le méme nombre
d'ampeéres-tours.

- On élargit ensuite, la largeur de la dent bobinée pAw et on rétricit la dent non
bobinée par la méme largeur afin de garder la serféencoche constante. La largeur

Aw de laquelle la dent bobinée est incrémentée ésial@ar :

Aw =2A-w=2~1-k;" 14 (4-3)

Avec :

* A estun rapport compris entre [0,1]
» kg estle rapport entre la largeur de la derdt le pas d'encoche.

* w, estlalargeur de lI'encoche.

@@ Q@ @ @O BF—©3F >~® <3 D ® D —®

Figure 116: Processus de transformation de la maaie référence a une machine a distribution irrégulife des
encoches
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Il est ainsi possible de varier le pas du bobinggen jouant sur la largeur de la dent bobinée.

Ce pag,, est donné par :

Ty = Ts + Aw (4-4)

Il a été montré que le coefficient de bobinage @icdle flux et le couple sont maximaux

lorsque le rati@@ = :—W (pas du bobinage/pas polaire) est unitaire. Cep@nda saturation
p

magneétique des dents étroites et les flux de fpeeent faire varier le rappdttoptimal. Par
ailleurs, la largeur non uniforme des dents peudooe a un fort couple de détente. Pour
analyser l'effet de l'utilisation d'une structureligtribution irréguliére des encoches sur les
FEM, le couple et ondulations de couple, une éhatamétrique est présentée dans la partie

suivante.

4.3.1 Validation du concept

Dans cette étude, nous ferons varier la largedadient bobinée paw € [0 — 0,9 - w] et

nous tracerons I'évolution du flux, fems, coupleyeroet ondulation de couple en fonction du

rapport = (T /1p)-

4.3.1.1 Impact sur le flux produit par les aimants dans lesroulements statoriques

La Figure 117 présente I'évolution du fondamentalfldx en fonction du rappoft entre
'ouverture de la bobine et le pas polaire rotaigue choix de l'analyse de I'évolution du
fondamental au lieu de la valeur max ou efficacefldu vient du fait que le couple
électromagnétique moyen est engendré par l'interaentre le fondamental du flux et le
courant statorique. L'analyse de la courbe, noumgtede voir que le flux capté par le
bobinage augmente avec l'accroissement de l'ougede la bobine jusqu'a la valeur de
[3=0.95 puis diminue ensuite. L'utilisation d'unetmigition irréguliere des encoches permet
ainsi d'accroitre le flux capté par le bobinageamlN®oins, nous pouvons remarquer que la
valeur optimale d¢8 déterminée par éléments finis differe de cellentge dans la phase
d'optimisation du bobinadge=1.
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Fondamental du flux en fct(p)
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Figure 117: Evolution du fondamental du flux en fontion du rapport entre I'ouverture de bobine et le @s polaire

Cette différence est due essentiellement a laaainrmagnétique qui entraine une baisse du
champ. En effet, plus on augmente le pas du bobisagonc le rappof, plus la largeur des
dents non bobinées diminue. Cela conduit ainsi sataration de ces dernieres et donc a la
diminution du flux capté par le bobinage. Pour mieettre en évidence ce phénomene, nous
avons tracé sur la Figure 118 I'évolution du fonearal du flux dans deux cas de figure.
Dans le premier cas, le matériau magnétique esticdém® comme étant linéaifg,, = 1000)

et dans le second cas la courbe B(H) du matérigorise en compte dans la simulation. Nous
pouvons constater que, pour des rapp@risférieurs a 0.95, I'évolution du fondamental du
flux est similaire dans les deux cas. Néanmoinsqloep devient supérieur a 0.95, I'écart
devient plus important ce qui montre clairemenffdte du phénoméne de saturation

magnétique sur le flux dans la machine.

Fondamental du flux en fct(p)

64 : ‘ ; :
—-=-Reégime saturé E :
——Régime linéaire( W= 1000) :

AL T A B
: 1
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< :

EBOL et TS ST ST

5 - |

T

58F .
5 ' \: '
8.8 0.85 09 0.95 1 1.05 1.1

Figure 118: Comparaison du flux en fonction du paslans le cas linéaire et dans le cas saturé.
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Néanmoins, nous pouvons constater que méme darasleu le matériau magnétique est
considéré comme étant linéaire, la valeur optirdalp différe aussi légérement de I'optimum
théorique (1.06 au lieu de 1). Ceci, est di austeff'encoches (voir Figure 119) qui ne sont

pas pris en compte dans la méthodologie d'optiroisalu bobinage.

il llllllllllii lll/@llllllllliili/ﬂ

S

Figure 119: lignes de champs dans la machine a flaxvide

\\

‘h.

4.3.1.2 Effet sur les FEM

Sur la Figure 120 est tracé, pour différentes valelep, I'évolution de la FEM en fonction de
la position rotorique ainsi que le spectre harmoaigorrespondant. Comme, la FEM est
directement proportionnelle au flux capté par Idibage, nous pouvons remarquer que le
fondamental de la FEM augmente avec l'accroissenefit puis lorsque ce dernier devient

supérieur a 1 le fondamental de la FEM diminue.

‘ ; 15
---f=0.833| | .B =0.833
—[3 =1 DB =1
*B=1.06 | 10} Mp=1.06
2
Y =
4 B
_ \\\ 7 L
10 s e
1% 60 120 180 240 300 360 % 2 4 6 8
0 (degré électrique) Rangs des Harmoniques

Figure 120: Allure et spectre de la FEM a 50 tr/min
4.3.1.3 Effet sur le couple de détente
La Figure 121 présente I'évolution du couple demtétpour différentes valeurs du parameétre
B. La configuration avef = 0.833 correspond au cas &w = 0, c’est-a-dire & une machine
présentant des dents de largeurs identiques autess configurations avep € 0.96 ey =

1.1) correspondent a des structures avec des targlu dents inégales. Nous pouvons
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remarquer alors que la valeur créte a créte dulealgp détente augmente significativement
avec l'utilisation d'un stator présentant une itistion irréguliere des encoches. Nous
pouvons remarquer aussi que la période des onoligatle couple est multipliée par deux
dans le cas d'un stator avec une distribution uliége des encoches (240 périodes au lieu de

480 périodes dans le cas d'une machine présenemtddnts statoriques de largeurs

identiques).
400 ‘ ‘
/*‘**\* —e—B = 0.833
—_ / N, ——( = 0.966
é 200¢F D . —|——[3=1_1 T
2
c
j0]
o
°
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o
§ -200}
A */
5"\ Vi
-400 ‘ et
0 0.5 1 15

6 [degré mecanique]
Figure 121: Evolution du couple de détente

4.3.1.4 Effets sur le couple et les ondulations de couple:

La Figure 122 représente I'évolution du couple moge des ondulations de couple en
fonction def lorsque la machine est alimentée par des cousanisoidaux en phase avec les

FEM correspondantes.
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Figure 122: Evolution du couple moyen et des onduli@ins de couple en fonction du rappor8
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Nous pouvons constater que I'évolution du couplgenen fonction d@ est similaire a celle
obtenue pour le flux a vide; le couple moyen augmevec l'accroissement du pas de
bobinage jusqu'a une certaine valeurpdpuis décroit au-dela. Néanmoins, dans ce cas, le
rapportp pour lequel le couple moyen est maximal est légérg différent de celui obtenu
dans le cas de l'analyse du coefficient de bobieagk flux a vide (0.93 au lieu de 1 et 0.96
respectivement). Ceci est en effet d0 au chamgaetion magnétique d'induit qui augmente
le champ dans les dents et ainsi la saturation.a®@urs, nous pouvons constater que
'augmentation du couple s'accompagne d'un aceraesst important du taux d'ondulation du
couple. En effet, plus les dents statoriques ostldegeurs différentes, plus la variation de
perméance vue par I'aimant augmente, ce qui coddaoit a une augmentation du couple de

détente et des ondulations de couple.

4.3.1.5 Conclusion

L'analyse de I'évolution des performances de lahimaca distribution irréguliere des
encoches en fonction du paraméré&apport entre pas de bobinage/pas polame)s montre
bien que l'accroissement du pas de bobinage pdanetoissement du couple développé par
la machine. Néanmoins, nous avons trouvé que fgorap pour lequel le couple est maximal
est Iégérement différent de I'optimum théoriquerr(M@bleau 26). Ceci, est en effet di au

phénomene de saturation magnétique qui n'a pgsistén compte dans I'étude théorique.
Dans la suite de cette étude, nous fixerons lenpetra & 0,933.

Tableau 26: Valeur optimale du rapportp

Théorique Eléments finis

Boptim 1 0.933

4.3.2 Comparaison des performances de la machine avec leelde la machine de

référence

Pour vérifier si l'utilisation de la distributionréguliere des encoches ne conduit pas a une
élévation importante du niveau des pertes magresjqune analyse par €léments finis est
menée dans I'objectif de comparer les performadeels machine a distribution irréguliere

des encoches avec la machine de référence. Notoesdgns cette comparaison, les
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dimensions géométriques, les matériaux et le m@enéntation sont considérés identiques

pour les deux machines.

4.3.2.1 Comparaison du couple massique
La Figure 123 trace I'évolution du couple électrgmétique en fonction de la position

rotorique pour les deux machines. Le couple moyareldppé par la machine a distribution
irréguliere des encoches est 10% plus élevé que aella machine de référence. Néanmoins,

les ondulations de couple augmentent aussi d'enii®éo.

2500
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{: \“ : \“ {J “ ": \“ ", \‘ ,, \\ |
2250 X I gy oy F FR F
’é‘ ‘\‘ H % ,’l \ ," Vo v “‘ !
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2 2000
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==-Machine a distribution irréguliére d'encoche
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Figure 123: Evolution du couple en fonction de la mition rotorique
Comme la machine a distribution irréguliere d'eimascdéveloppe un couple plus éleve, tout

en présentant une masse similaire a celle de lainade référence, le couple massique

augmente (9.36% plus élevé, voir Tableau 27). gark différence entre la masse des deux
machines est due au fait que la machine a disimibutréguliere des encoches présente des

tétes de bobines plus longues et ainsi une masseide plus élevée.

Tableau 27: Couple massique et taux d'ondulation daouple des deux machines
Machine a distribution

Machine de référence
irreguliére des encoches
Couple moyen (Nm) 2000 2204
Taux d'ondulation (%) 4.85 15
136.65 137.9

Masse active (kg)
Couple massique (Nm/kg) 14.63 16 (+9.36%)
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4.3.2.2 Comparaison des pertes

Le Tableau 28 montre une comparaison des pertesldardeux machines. Les pertes Joule
sont évaluées pour une température du cuivre aCla@8s pertes fer et les pertes dans les
aimants sont calculées par éléments finis via léthades décrites dans le chapitre 3. La

température considérée des aimants est de 150°C.

Tableau 28: Comparaison des pertes et du rendement

Machine de référence Machine a distribution

irréguliére des encoches

Pertes Joule (W) 1223 1265
Pertes fer (W) 165.7 182
Pertes dues aux harmoniques 5.45 1151

d'espace dans les aimants (W)

Pertes dues aux harmoniques de 43.61 41

denture dans les aimants (W)

Pertes totales (W) 1437.76 1500
Puissance électromagnétique (kW) 10.47 11.54
Rendement (%) 88% 88.5%

Nous pouvons constater que l'utilisation d'un stateec une distribution irréguliere des
encoches conduit & une augmentation d'environ 4fpees électriques. Cette augmentation

des pertes est due aux causes suivantes:

- Les tétes de bobines de la machine a distributigguliére des encoches sont plus
longues; et les pertes joules dans les tétes dadsbont plus importantes.

- La non-uniformité de la largeur des dents stat@sgoccasionne une augmentation de
l'induction dans les dents étroites et ainsi leaivdes pertes fer.

- La FMM développée par le bobinage de la nouvelteciire présente un sous

harmonique d'amplitude élevée par rapport a celéharmonique de travail, ce qui a
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conduit & une augmentation de 100% des pertesalbebarmoniques d'espace dans

les aimants.

Néanmoins, le rendement de la machine a distributiéguliere des encoches est 0.5% plus
élevé que celui de la machine de référence, dytatle taux d'augmentation de la puissance

électromagnétique est plus grand par rapport audaugmentation des pertes.

4.3.3 Minimisation des ondulations de couple

Dans le paragraphe précédent, nous avons montté&igit possible d'accroitre de maniére
significative le couple massique de la machine &érence en utilisant un stator avec une
distribution irréguliere des encoches. Néanmoims,inconvénient de cette technique est
gu'elle conduit a une augmentation du couple dentietet des ondulations de couple. Pour
améliorer les performances de la machine a digtoibuirréguliere des encoches, une
procédure d'optimisation est présentée ci-dessowsrpinimiser les ondulations de couple et

maximiser le couple moyen de la machine.
4.3.3.1 Parametres pour la minimisation des ondulations deuple

4.3.3.1.1 Détermination des parameétres les plus influent$esuondulations de couple

Pour minimiser les ondulations de couple de la nm&ch distribution irréguliere d'encoches,
il convient d'optimiser les parametres de la mazhiNéanmoins, cette tache est rendue
difficile du fait que la prise en compte de la sation et des effets d'encoches dans le calcul
des ondulations de couple nécessite I'utilisatiom @¢alcul numérique. De plus, comme la
machine est caractérisée par un grand nombre denpres, la minimisation des ondulations
de couple avec un algorithme d'optimisation de tgfmehastique couplé a un logiciel de
calcul par éléments finis peut conduire a un tedgsalcul trés important. Afin de réduire le
temps de calcul, nous menerons ici une analysemglslité pour déterminer les parametres
les plus influents sur le niveau des ondulationsalele. Les dimensions de la machine sont

rappelées sur la Figure 124.
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Figure 124: Dimensions géométriques de la machinedéstribution irréguliére d'encoches

Pour rappel, la largeur des demt®t la largeur des encoches sont définies par rapport au

pas dentaire, comme Suit:

w=ky- T,

4-5
Wez(l_kd)"[s @9

k4 étant un paramétre adimensionnel compris entdd, [D,représente le taux de fer dans la

zone bobinable. La largeur d'accroissement des dtaioriquedw est définie comme suit :

Aw = 1-w avecl € [0,1] (4-6)

Ecart type relatif %

Figure 125: Analyse de la sensibilité du taux d'ondation de couple vis-a-vis des parametres de la rlaine

La Figure 125 montre I'écart type relatif du taugndulation de couple vis-a-vis d'une
variation de -5% a +5% des différentes dimensi@mggetriques de la machine. Pour chacune
des variables considérées, nous avons calculé3fbppoints appartenant a l'intervalle [-5%,
+5%)] l'ondulation de couplAl’ correspondante. L'écart-type relatif est ensulitermu en
rapportant I'écart type dd" a la valeur moyenne dd' et en multipliant le tout par 100.

L'analyse de la Figure 125 nous montre que sesllpdeametres correspondent au taux de fer
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dans la zone du bobinage, ke taux d'accroissement de la largueur de la Hehinéel et

l'ouverture angulaire de l'aimamt,,, ont une influence importante sur le niveau des
ondulations de couple. Ainsi, seuls ces parames@® considérés dans la phase de
minimisation des ondulations de couple. Pour mianalyser l'influence de ces parameétres

sur la valeur moyenne et le taux d'ondulationsalmle, une étude paramétrique est réalisée.

4.3.3.1.2 Etude paramétrique

Dans cette étude, nous fixerons le taux d'accnmissel de la largeur de la dent bobinée a
une valeur permettant d'avoir le pas de bobinage &g pas polaire afin de maximiser le
couple (d'aprés la section précédehte 30%). Nous analyserons ensuite l'influence des
parametres keta,,, sur la valeur moyenne et le taux d'ondulation oupte. La Figure 126

illustre les résultats obtenus.
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Figure 126: Evolution du couple moyen et du taux diadulation en fonction de I'ouverture angulaire desaimants pour
différentes valeurs de k

Nous pouvons remarquer que le couple moyen augnaeeie |'accroissement de &ta,,,.

En effet, I'accroissement dg kermet I'élargissement des largeurs des dentsrigtats et
aussi la diminution des ouvertures d'encoches. dtaration du circuit magnétique et le
coefficient de Carter diminuent ce qui permet Fasement du niveau d'induction dans
I'entrefer et ainsi la valeur moyenne du couplaugmentation du couple en fonction de
I'ouverture angulaire des aimants, est aussi due a l'augmentation du niveau d'inolucti
dans l'entrefer. Cependant, on peut remarquer @yti@uk d'ondulation du couple varie plus
significativement avea,,,, que le couple moyen. De plus, pour wrdknne, il existe um,,,
optimal qui permet de minimiser les ondulationscduple. Cette valeur optimale dépend de
kq. Elle est d'autant plus grande queekt faible. A partir de cette analyse, il est pgiesde

dégager des intervalles de variations (Tableaws@®)esquels la machine présente un couple
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moyen élevé et de faibles ondulations de coupls. aeurs optimales de ces parametres

seront déterminées via un algorithme d'optimisation

Tableau 29: Intervalles des valeurs optimales

Parameétre Intervalle de variation
K, 0.5-0.55
Apm 0.75-0.8
A 20% - 40%

4.3.3.2 Procédure d'optimisation pour la minimisation desidulations de couple

L'étude paramétrigue présentée dans le paragraptéeédent montre clairement
l'interdépendance des parametres d'optimisatiogstiblors difficile de trouver les meilleurs
parametres permettant la minimisation des ondulatiole couple. Pour réduire ces
ondulations, nous utiliserons un algorithme géngtigouplé avec le modele éléments finis de

la machine comme montré Figure 127.

‘ Algorithme génétique

X X
initial

Evaluation de la Fonction objectif

—0® —©® 06—

2D FEM

Couple moyen,
ondulations de couple

-— ]

Figure 127: Procédure d'optimisation pour la minimisation des ondulations de couple de la machine astfibution
irréguliére des encoches

Les parameétres d'optimisation sont résumeés davecteurX = [A, Ky, apm]. L'objectif étant
de trouver le meilleur vecteur permettant de misaniles ondulations du couple tout en
maximisant sa valeur moyenne. La fonction objadiifsée dans la procédure d'optimisation

est donnée ci-dessous:

AT
Fopj(X) = min < ) (4-7)
Fmoy
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L'évolution de la fonction objectif pour une popida de 50 individus sur 50 générations est

donnée sur la Figure 128.
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Figure 128: Evolution de la fonction objectif en fortion du nombre d'itérations

Les valeurs optimales obtenues pour les paramétoggimisation sont résumées dans le
Tableau 30.

Tableau 30: Valeurs optimales des parametres du vesir d'optimisation X

Paramétre Valeur optimale
A 29%
K, 0.51
Apm 0.8

4.3.4 Analyse des performances de la machine optimisée

Les principales différences entre la machine aildigion irréguliere des encoches optimisée

et non optimisée avec celles de la machine deerégérconcernent :

» |e rapport entre pas de bobinage et pas polaire,
= lalargeur des encoches du fait de la variation du coefficieng,k

= ['ouverture angulaire des aimaits,,.
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Les autres parameétres (rayon externe, longueuldeaxiayon statorique interne, entrefer,

nombre de pdles, nombre d'encoches, force magné&iomopar encoche, etc.) sont

identiques.
Tableau 31: Parameétres variables dans les différergdanachines considérées
Machine a Machine a distribution Machine de
distribution irreguliére non référence
irreguliere optimisée optimisée
Apm 0.8 0.877 0.877
B 0.957 0.933 0.833
kq 0.51 0.4 0.4
We, b, (mm) 8.64 10.58 10.58
Js (A/Imm?) 4 3.33 3.33

Remarquons que dans le Tableau 31, la densitéutartadans les conducteurs de la machine
a distribution irréguliere des encoches optimisstesapérieure a celle des autres machines.
En effet, comme la force magnétomotrice par encesthéa méme pour toutes les machines
analysées, la diminution de la largeur d'encochdoat de la surface d'encoche entraine un

accroissement de la densité de courant au seiattederniére.

4.3.4.1 Comparaison des FEM et du couple massique

La Figure 129 présente une comparaison de l'abtirdu spectre harmonique de la FEM
induite entre deux phases des deux machines co@sgléNous pouvons constater que la

nouvelle machine présente un fondamental 16% e é

‘ —Méchine 6ptimi§ée

. e B Machine obtimisée
---Machine de référence

B Machine référence

0 60 120 180 240 300 360 2 4 6 8 10
Angle (elec degre) Rang des harmoniques

Figure 129: Comparaison de la FEM et du spectre haronique correspondant aux deux machines
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Par ailleurs, nous pouvons remarquer qu'aprés ggatilon des parametres de la machine a
distribution irréguliére des encoches Figure 1B6sti possible de combiner les avantages d'un

couple moyen élevé avec un taux d'ondulation deleéduit.

2500

2250

2000

Couple (Nm)

e Machine cptimisée
1750_ R RITIIIIERRERETHI I Machine non Optimisée
—— Machine de référence

! 500O 60 120 180 240 300 360

Angle (elec.degre)
Figure 130: Couple électromagnétique en fonction da position rotorique

Les résultats du Tableau 32 montrent que l'utibsatde la distribution irréguliére des
encoches permet un accroissement d'environ 12.8%odple massique et une réduction

d'environ 1% des ondulations du couple.

Tableau 32: Comparaison du couple massique des demachines

Machine optimisée Machine non Machine de
optimisée référence
Couple moyen (Nm) 2316 2204 2000
Taux d'ondulation (%) 3.28 15 4.85
Masse active (kg) 140.43 137.9 136.65
Couple massique (Nm/kg) 16.5 (+12.8%) 16 (+9.36%) 14.63

4.3.4.2 Comparaison des pertes et de I'échauffement

Dans le Tableau 31, il est montré que la densitgodeant dans les conducteurs de la machine
a distribution irréguliere optimisée est supériedienviron 20% a celle de la machine de
référence. Ceci va alors conduire a une augmentaties pertes Joule et donc de
I'échauffement du bobinage. L'objectif dans ce#tei@ est d'analyser si la nouvelle machine
optimisée ne conduit pas a un dépassement deite linermique de l'isolant. Le Tableau 33
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donne une comparaison des pertes de la machinestdbulion irréguliere d'encoches

optimisée et non optimisée a celles de la machenef@rence.

Tableau 33: Comparaison des pertes électromagnétigsie

Machine optimisée Machine non  Machine de référence
optimisée
Pertes Joule (W) 1550 1265 1223
Pertes fer (W) 162 182 165.7
Pertes aimants dues 9.14 11.51 5.45
aux harmoniques
d'espace (W)
Pertes aimants dues 27 41 43.61
aux harmoniques de
denture(W)
Pertes totales (W) 1748 1500 1437.76
Puissance 12.12 11.54 10.47
électromagnétique
(kw)
Rendement (%) 87.4 88.5 88
Facteur de puissance 0.94 0.95 0.98

Nous pouvons remarquer que le rendement des macleiste similaire. Néanmoins, les
machines avec une distribution irréguliere des elnes présentent un facteur de puissance
légérement inférieur a celui de la machine de eg#fég, ce qui va conduire alors a un léger

surdimensionnement du convertisseur d'électroriguauissance.

179



1.723e+002 : >1.727e+002
1.718e+002 : 1.723e+002
1.713e+002 : 1.718e+002
1.708e+002 : 1.713e+002
1.703e+002 : 1.708e+002
1.698e+002 : 1.703e+002
1.693e+002 : 1.698e+002 z
1.688e+002 : 1.693e+002
1.683e+002 : 1.688e+002
1.678e+002 : 1.683e+002
1.673e+002 : 1.678e+002
1.668e+002 : 1.673e+002
1.664e+002 : 1.668e+002
1.659e+002 : 1.664e+002
1.654e+002 ; 1.659e+002
1.649e+002 : 1.654e+002
1.644e+002 : 1.649e+002
1.639e+002 : 1.644e+002
1.634e+002 ; 1.63%9e+002
<1.629e+002 : 1.634e+002

ensity Plot: Temperature (K)

[=]

Figure 131: Cartographie de la température dans Istator de la machine a distribution irréguliére d'encoches
optimisée

En ce qui concerne la distribution de la tempéeatians la machine, la Figure 131 montre
gue la température dans le bobinage est 20% phy® él celle du bobinage de référence a
cause de l'augmentation des pertes Joule. Néanmaitsmpérature du point chaud (voir

Tableau 34) du bobinage est au-dessous de la lingtenique de l'isolant 180°C.

Tableau 34: Température dans le bobinage

Point chaud du bobinage 172°C
Température moyenne du bobinage 169.7°C
4.4 Bilan

Pour conclure cette étude, nous comparerons lderpemces des machines a bobinage
fractionnaires présentées ci-dessus a la mache®wavbobinage a pas entier a 1encoche par
pole et par phase. Cette derniere a été dimensqgnmdr répondre aux mémes spécificites et
aux mémes contraintes que celles imposées lors im@ndionnement des machines a

bobinage fractionnaire. Plus de détails sur cetiehime sont présentées dans l'annexe n°2.

L'analyse du Tableau 35, nous montre que les mpedioces des machines a bobinage
fractionnaire concentrés autour des dents sont risupés a celles des machines

conventionnelles avec un bobinage a 1encoche pamreppar phase. En effet, elles présentent
des forces électromotrices avec un plus faible @eixlistorsion, des ondulations de couple
inférieures a 5% sans utiliser de vrillage. Ausfiges sont plus compactes, plus efficientes et
présentent un bon facteur de puissance. Par aillsur les différentes machines a bobinage
fractionnaire, c'est la machine avec une distrdvutrréguliére des encoches qui présente le

plus fort potentiel pour Il'application considéréBOKW-50tr/min). En effet, elle permet
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d'accroitre d'environ 13% le couple massique (ppport a la machine de référence) tout en
maintenant un bon rendement et un bon facteur desgmce. Néanmoins, il est a noter que
pour des vitesses de rotation plus élevées, laimaéguipée d'un bobinage en étoile triangle
pourra étre la plus intéressante car elle pernagigdienter le couple massique tout en ayant
des pertes dans les aimants réduites. Le Tableatés2ne les principaux avantages et

inconvénients des nouvelles configurations préssni@ns cette these.
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Tableau 35: Comparatif des performances des machiegroposées aux machines conventionnelles

Machine a distribution
irréguliére des encoches
(2/5 encoches/pble/phase

Machine a bobinage en
étoile-triangle (2/5
2) encoches/pole/phase)

Machine a bobinage
dentaire référence (2/5
encoches/péle/phase)

Machine conventionnelle
a lencoche/péle/phase

THD de la FEM (%) 6.27% 2.5% 4% 33.5%
Couple massique (Nm/kg 16.5 (+12.8%) 15.29 (+4.5%) 14.63 11.53 (-21%)
Couple volumique 28.6 (+15%) 25.8 (+4.5%) 24.7 18.5 (-25%)

(kKNm/m®)

Taux d'ondulations de
couple (%)

3.28% (sans vrillage)

4% (sans vrillage)

4.85%¢saillage)

20% (avec vrillage)

Rendement (%)

87.4

88

88

85.7 (-2%)

Facteur de puissance

0.94

0.98

0.98

0.98
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Tableau 36: Avantages et inconvénients des bobinagproposés

Configuration

Avantages & inconvénients

Machine avec un bobinage en étoile-triangle

Les avantages :

- Simplicité de réalisation : cette configuration nécessite
aucune modification de la géométrie du stator,

- tolérance aux défaillances grace a l'utilisatiamdysteme de
deux bobinages triphasés,

- Augmentation du couple massique de l'ordre de 4.5%,

- un bon facteur de puissance.

Les inconvénients :

- Des courants homopolaires peuvent apparaitre aecdesla
circulation des harmoniques multiples de 3 damsdidement
raccordé en triangle.

Machine avec une distribution irréguliére des endues

Les avantages :
- Augmentation importante du couple massique (+12.8%)
- un coefficient de remplissage en cuivre élevé.

Les inconvénients :

- Facteur de puissance légérement plus faible,

- les pertes rotoriques peuvent devenir trés imptasadans le
cas d'un fonctionnement a haute vitesse a causandglitude
élevée du sous-harmonique.
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Le travail présenté dans ce mémoire s'inscrit dart®ntexte du développement des
machines fort couple a attaque directe pour legesyss embarqués. Nous nous sommes
intéressés principalement au bobinage de ces mechamsi qu'au développement de

nouvelles méthodes pour 'optimisation de leursgemagnétomotrices.

Dans le premier chapitre, nous avons soulignéekoin en moteurs a fort couple
massique dans les applications embarquées. Nouss auo que, hormis ['utilisation de
matériaux performants, l'accroissement du nombrepdies donc de la fréquence de
conversion peut conduire a une amélioration notalds performances massiqgues des
machines électriques grace a la diminution de lssmales parties actives. Néanmoins,
l'accroissement de la fréquence dans les machioegentionnelles avec un bobinage a
nombre d'encoches par pble et par phase entieuitaddin nombre d'encoches trés élevé
donc a une machine pouvant étre trés couteuse.i,Resmsolutions explorées pour augmenter
la fréquence, I'utilisation des bobinages fractares concentrés autour des dents donne des
résultats tres intéressants. Ces derniers permetteffet, l'utilisation d'un grand nombre de
poles tout en gardant un nombre d'encoches restfean ailleurs, leur bobinage de type
dentaire permet d'améliorer la compacité, le reragrgt la fiabilité tout en présentant un
colt de réalisation réduit. Néanmoins, les incorer@s principaux de ces bobinages sont
leurs coefficients de bobinage relativement faildgsi que le riche contenu en harmoniques
d'espace de leurs forces magnétomotrices (préséacesous harmoniques, harmoniques
proches de I'harmonique de travail, etc.) qui em&r& une augmentation des pertes

rotoriques, du bruit et des vibrations de la maghin

Dans le deuxieme chapitre, nous avons passé e feg différentes méthodes et
techniques présentées dans la littérature qui pntela minimisation du contenu
harmonique de la FMM et la maximisation du coeffitide bobinage. Il a été montré que ces
meéthodes ne permettent pas d'améliorer les deterasi(contenu harmonique et coefficient
de bobinage) simultanément et, dans le cas ou lellpermettent, le bobinage devient plus
complexe a réaliser. Ainsi, pour réduire d'une menplus efficace les effets parasites des
bobinages dentaires, nous avons proposé deux tesiveéthodologies d'optimisation de la

FMM. La premiere méthode, de type passive, estebas# I'utilisation des techniques
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d'optimisation et a pour objectif de définir, paur harmonique de travail de la FMM de rang
v=p donné, la répartition optimale du bobinage sigtie@ permettant la maximisation du
coefficient de bobinage et la minimisation du contbarmonique de la FMM. La deuxieme
méthode, de type active, est basée sur la techniijisge dans les bobinages double étoile et
étoile-triangle. L'idée est d'utiliser un systeme deux bobinages identiques déphasés
spatialement et alimentés par deux sources déplasgésertain angle de maniére a ce que
les FMM créées par les deux bobinages soient esepgbaur I'harmonique a maximiser et en
opposition de phase pour I'harmonique a élimines @éthodes ont été appliquées ensuite
pour optimiser le bobinage dentaire de la machyrelwone a aimants dite de référence
possédant un motif de base de 12-encoches/10-pDlesx bobinages ont été ainsi
déterminés. Le premier est caractérisé par un icaeff de bobinage unitaire grace a
l'utilisation d'un stator avec une distributioréguliere des encoches. Le deuxiéme bobinage,
constitué de deux enroulements reliés en étodmgie, permet d'annuler les sous

harmoniques de la FMM tout en maximisant le coiffitde bobinage.

Dans le troisieme chapitre, une machine synchi@ra@mants portant le bobinage
dentaire de référence a été dimensionnée et ogeénpeur répondre aux exigences d'une
application de 10kW-50 tr/min. Le dimensionnemetilise un modéle électromagnétique
basé sur la résolution formelle des équations dendh, ainsi que des modeles analytiques
pour le calcul des pertes et de I'échauffementti€dh compte des pertes joules, des pertes fer
au stator et des pertes harmoniques dans les airfaarimoniques d'espace et de denture).
L’ensemble de ces modeles a été validé par éléménis. Enfin, un algorithme
d'optimisation a été couplé a I'ensemble des megwar optimiser le couple massique de la

machine.

Le quatriéme et dernier chapitre de cette thééeéaconsacré a la comparaison des
performances des machines portant les bobinagéwsis@g a la machine de référence. Les
dimensions géomeétriques, les matériaux et l'aliatemt des différentes machines ont été
considéreés identiques; seul le schéma du bobinagent d'une machine a une autre. Dans la
premiére partie de ce chapitre, nous avons comigargouple, les pertes et facteur de
puissance de la machine équipée du bobinage étiaiteyle combiné avec la machine de
référence. Les résultats obtenus montrent qudéidation du nouveau bobinage permet une
augmentation du couple massique d'environ 4.5% guasine diminution du niveau des

ondulations de couple. Par ailleurs, il a été mibgtre cette augmentation du couple massique

185



n'‘entraine pas de dégradation du facteur de puissaindu rendement de la machine. Notons,
enfin, que ce bobinage n'entraine pas de surc@jiiéGmentaire, car, par rapport au bobinage
de référence, seul le mode de connexion des bobinie€tre réadapté. Dans la deuxieme
partie de ce chapitre, nous avons présenté une @mthparative des performances de la
machine équipée de I'enroulement a coefficiental@nage unitaire avec la machine équipée
du bobinage de référence. Nous avons trouvé qbelmeage conduit a un accroissement du
couple massique d'environ 12% tout en maintenanmenodement et un facteur de puissance
similaires a ceux de la machine de référence. Elditomparaison des performances des
différentes machines a bobinage fractionnaire alecmachine équipée du bobinage

conventionnel a 1 encoche par pbéle et par phaserdrénque les machines a bobinages
fractionnaires dentaires présentent un meilleuplomassique, de plus faibles ondulations

de couple (sans vrillage) et un meilleur rendement.

Notons aussi que pour les différentes machinelysées dans ce chapitre, nous avons
pu remarquer que les pertes dans les aimants resntaibles a cause de la faible vitesse de
rotation des machines considérées. Par ailleurgrai;ement aux résultats obtenus dans la
littérature ou les sous harmoniques sont présergsne une source principale des pertes
dans les aimants, nous avons trouvé que la sujpmmedss sous harmoniques du bobinage de

référence (double couche) présente peu d'impadttsypertes dans les aimants.
Perspectives

Les travaux présentés dans ce mémoire ouvrentuehes voies de recherche :

- Il serait intéressant d'intégrer a la méthodolodieptimisation du bobinage des
critéres tels que le couple, les pertes ou le faotie puissance afin d'améliorer le
processus d'optimisation. Par ailleurs, il seraiénessant d'enrichir le programme en
intégrant de nouveaux degrés de liberté tels ghuirinage avec un pas de deux
encoches ou/et I'augmentation du nombre de couches.

- Par ailleurs, il serait intéressant d'analyserolecfionnement de la machine sur une
large plage de fonctionnement particulierement dasszones de défluxage pour
analyser l'influence de la réduction des harmorsqiiespace sur les performances de
la machine.

- Peu de travaux ont été réalisés sur les machinggla®nes avec des bobinages

fractionnaires dentaires, a cause du fort conteammbnique qui conduirait a une
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augmentation importante des pertes joules rotosiqetedes ondulations de couple.
Avec les techniques de réduction du contenu hamoende la FMM proposées,
['utilisation de ces bobinages dans les machingschsones pourrait étre envisagée.

Il conviendrait aussi de développer des modelesozalooustiques pour analyser
Iimpact de la réduction des harmoniques d'espaceles vibrations et le bruit

acoustique de la machine.
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6.1 Annexe 1 : Calcul et détermination du bobinage statrique

6.1.1 Conditions d'établissement d'un bobinage triphasé

Pour assurer le bon fonctionnement de la machenegbinage statorique doit étre équilibré et
périodique. En d'autres termes, les trois phasebotiinage devront étre identiques, mais
décalés les unes des autres de 120° électrique. &3surer ces propriétés, les conditions

suivantes doivent étre respectées :

- Que ce soit pour un bobinage en simple couche aloeble couche, le dénominateue
la fraction irréductibleg = b/c du nombre d’encoches par péle et par phase nganaéis
étre un multiple du nombre de phases, car les phdaes ce cas ne peuvent plus étre
décalées d'une maniére réguliere. Ainsi, dans les chBun systeme triphasé
g =1/3k,2/9%,... etc. sont interdites.

- Par ailleurs, le nombre d’encoches Z doit étre ntree multiple du nombre de phases. De
plus, dans le cas du bobinage en simple coucheprgbre d'encoches Z doit étre un

nombre pair du fait que dans ce cas chaque bobimge deux encoches consécutives.

6.1.2 Méthodes de détermination du schéma de bobinage

Pour identifier la phase a laquelle appartient aeafpisceau conducteur contenu dans les
encoches statorique, Cros & Viaroudg& ont présenté une technique basée sur la
décomposition du nombre d’encoches par pole eppase g. La répartition des phases selon

cette méthode s'obtient de la maniére suivante :

1- Dans un premier temps, on écrit le nombre d'encophe pbles et par phase sous la

forme d'une fraction irréductible.

(6-1)

2- Ensuite, on définit une séquence constitué de $ loinombre 1 et de (c-b) fois le

nombre O.
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00---0 11---1 (6-2)

3- On arrange cette séquence d'une maniere a réfemti® et les 1 d'une maniére
réguliére et on répete cette séquence Z/b foisttéalire jusqu'a ce que le nombre des
1 soit égal au nombre d'encoches)

4- Pour construire la premiére couche du bobinagefaibrcorrespondre a la séquence
précédente le motif du bobinage avec q=1 et asstelttres qui se trouvant sous les
chiffres 1 qui vont définir les phases des condustede la premiére couche du
bobinage.

1010 0(10100[--]10100 6-3)
ACBACBAC -

5- Enfin, pour obtenir la deuxieme couche du bobinamedécale le conjugué de la

premiere couche d'une encoche.

Pour illustrer le principe de cette méthode, notena présenté sur la Figure 132 un exemple
de détermination du bobinage en double couche mhathine a 12 encoches et 10 péles.
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Figure 132: Etapes de détermination du bobinage da Imachine a 12 encoches/10 pdles

La répartition du bobinage dans les encoches glat® peut aussi étre déterminée via
l'utilisation de la technique de "I'étoile des estoes" [2]. Cette étoile est constituée de
phaseurs représentants chacun la FEM (force éhotriwe) induite dans les conducteurs
contenus dans les encoches statoriques. Pour wtenadriphasée constituée de Z encoches

et de 2p péles, la répartition du bobinage se ohéber comme suit:
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1. On associe a chaque encoche portant le numérghaseur dont I'angle par rapport a

l'origine (6,0 = 0) est donné comme suit :

21
9m,n+1 =p- 7 + em,n (6'4)

2. Ensuite, on réparti la circonférence englobant tesgphaseurs en six secteurs comme
montré sur la Figure 133 et chaque encoche se atritauée la phase dans lequel son
phaseur se trouve. A titre d'exemple, I'encocha $evvoir attribuée la phase A du fait
gue son phaseur est situé dans le secteur A (igniré-133).

3. Dans le cas d'un bobinage en double couche, lai@aexcouche se détermine on

décalant le conjugué de la premiéere couche d'uoecke.

Figure 133: Etoile des encoches

Pour mieux appréhender le principe de cette méthoalus analyserons ci-dessous I'exemple
de détermination du bobinage en double couche dwéhine a 12 encoches et 10 pbles avec
la méthode de I'étoile des encoches. Pour celes déterminons dans un premier temps les
angles électriques de chacun des phaseurs des FENtes dans les encoches statoriques

comme montré dans le Tableau 37.

Tableau 37: Angle électrique des différents phaseurs

n 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12

Omn° 150 300 450 600 750 900 1050 1200 1350 1500 16500 18

Omn° 150 300 90 240 30 180 330 120 270 60 210 O

Ensuite, on trace I'étoile des encoches correspadiigure 134 a gauche) qui est constituée
de 12 vecteurs de FEM d'encoches désignés pahiftgs de 1 jusqu'a 12. La répartition du
bobinage (Figure 134 a droite) peut ainsi étreralmeen faisant attribuée a chaque encoche la
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phase sous laquelle se trouve le phaseur correapbnBnfin, pour obtenir la deuxieme

couche du bobinage, on décale le conjugué de Hai@re couche d'une encoche.

Couche n°1

Couche n°2 =

Figure 134: Etoile des encoches de la machine 12 eclees-10 pdles et étapes de construction du bobieag

Une autre méthode plus rapide et plus facile pauddtermination du bobinage statorique
consiste a l'utilisation du programme informaticque (vww.emetor.org/winding}/ou de
(www.koil.sourceforge.nét/qui permettent en outre de la détermination dbirame de
calculer les coefficients de bobinages, les fornagnétomotrices, le nombre de symétrie du
bobinage, la fréquence spatiale du premier harnuenily couple de détente, etc.

6.1.3 Calcul et détermination des coefficients de bobinag
Le coefficient de bobinage (kest défini comme étant le produit de quatre dciefits.
1. Le coefficient de distributiork,

Ce coefficient apparait lorsque le bobinage d'unase est constitué de plusieurs bobines
réparti le long de I'entrefer comme illustré suFigure 135. Dans une telle configuration, les
tensions induites dans les différentes bobinesone@us en phase et la mise en série de ces
bobines va donc conduire donc a une FEM résult@dataplitude inférieure a celle obtenue
dans le cas d'un bobinage concentrique. Le coefiiciie distribution est le paramétre qui
permet de quantifier le rapport entre I'amplitude ld FEM du bobinage distribué et du

bobinage concentrique.
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Bobinage concentrique Bobinage distribué
Figure 135: Différentes dispositions du bobinage atorique d'une phase (concentrique, distribué)

Pour déterminer ce coefficient, on représente dangremier temps, les phaseurs des FEMs
de chaque faisceau aller des bobines constituamibdse statorigue comme montré dans la
Figure 136. Ensuite, on détermine la résultantecis a ces différents phaseurs et le rapport
de la norme du vecteur résultant a la norme dueuvectésultant de l'association des

différentes bobines statoriques lorsqu'elles saxtbposées donne la valeur du coefficient de

distribution.

Etoile des fems pour
I'harmonique de rang v

Figure 136: Phaseurs correspondants aux faisceauleas de la bobine d'une phase statorique

Pour un calcul rapide du coefficient de distribaticertains auteurs [3], [4] ont proposés des

formules analytiques permettant le calcul du& n'importe quel configuration de bobinage.
2. Le coefficient de raccourcissemen,

Lorsque le pas de bobinagg (c.-a-d. I'ouverture angulaire entre le faisceber &t retour
d'une bobine) est inférieur au pas polaijele bobinage est appelé bobinage a pas raccourci.
Ce raccourcissement est souvent utilisé pour rédeircontenu harmonique de la FEM et

aussi pour réduire la longueur des tétes de bobines
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Pas diamétral Pas raccourci

Figure 137: Bobinage a pas diamétral et a pas racari
Le raccourcissement du bobinage entraine une pertdiminution du flux capté par le
bobinage. Le coefficient de raccourcissemigntraduit le rapport entre ce que donne le
bobinage réel et ce que donnerait le bobinage alipasétral. La valeur correspondante a ce

coefficient pour I'hnarmoniqgue de rangest donnée comme suit :
vV T Vs
ky, = sin <5 gt E) (6-5)

Avec: p le nombre de paires de pbles de la madattimeprésente donc le fondamental de la
FEM.

= Le coefficient de vrillagek,

L'inclinaison des encoches est utilisée dans lashimas pour réduire le couple de détente et
les vibrations. Lorsque les encoches sont incling@esléfinit un parametrie,,, qui permet de

prendre en compte I'effet de cette inclinaisona®MM et la FEM.

S S
kszsin(v.ﬂﬁ)/(v.ﬂ.E) (6-6)
Tp 2 Tp 2

S s . .
Avec :% représente le rapport entre le pas de vrillage as polaire.
14

= Le coefficient de filtrage d'encochky,

Souvent, lors de l'analyse de la force magnéton®t(FMM) produite par le bobinage
statorique, les faisceaux conducteurs contenus tEn®ncoches sont modélisés par des
conducteurs infiniment petits. Or, comme dans HEité& le bobinage s'étale sur toute la
largeur de I'encoch2x. La variation de la FMM au voisinage des ouvesgutencoches ne se

fait alors plus d'une maniere discontinue mais kaencontraire d'une maniére continue
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comme présenté sur la Figure 138. Ceci conduit d@naone atténuation du contenu

harmonique de la FMM produite par le bobinage.

) D
FMM

£

Figure 138: Allure de la FMM

Le coefficient de filtrage d'encoche traduit cedtéenuation des harmoniques et peut étre

défini comme suit:

kie =sin(v-a)/(v-a) (6-7)
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6.2 Annexe 2: Dimensionnement de la machine synchrone amants avec un

bobinage a pas entier a 1 encoche/pdle/phase

Pour comparer les performances des machines ésudis cette these a celles de la machine
conventionnelle avec un bobinage a 1 encoche/gtdefy il conviendrait de réaliser la
comparaison avec les mémes dimensions géométriquesnéme nombre de pbles que ceux
utilisés pour les machines a bobinage fractionnailganmoins, avec le nombre de podles
considéré (2p=80), l'utilisation d'un bobinage acbehe par pdle et par phase conduirait a
une géométrie difficile a réaliser. En effet, awat tel nombre de pdles, le stator doit
comporter 240 encoches, ce qui conduirait a deglas d'encoches trés étroites (d'environ
3.5mm) et a des hauteurs d'encoches tres grandegere de configurations rend la structure
meécanique de la machine peu rigide et conduit adégeadation du facteur de puissance a
cause de l'augmentation des inductances de fudiesi, pour avoir des dimensions plus
raisonnables, nous reprendrons dans cette pactintzeption de la machine a bobinage a pas
entier en utilisant le méme cahier des chargessanémes contraintes que celles utilisées lors

du dimensionnement des machines a bobinage fractiien

6.2.1 Dimensionnement de la machine synchrone a aimantyec un bobinage a pas

entier

6.2.1.1 Présentation du schéma de bobinage

Le motif de base de la machine avec un bobinage ecbche/pble/phase ainsi que la
distribution de la FMM correspondante sont donm#gasFigure 139.
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Figure 139: Motif de base du bobinage a 1 encochélg/phase et force magnétomotrice correspondante
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Comme nous pouvons le constater, ce bobinage peésea FMM dont I'allure est "proche"
d'une sinusoide et présente un contenu en harmemidespace beaucoup plus faible par
rapport a celui des bobinages dentaires. Par eslléluest caractérisé par un coefficient de
bobinage unitaire du fait qu'il n'existe qu'une inelbconcentrique par phase dont l'ouverture
angulaire est égale au pas polaire. Néanmoinsncesvénients sont ses tétes de bobines tres

longues et la nécessité d'un grand nombre d'ensd6lencoches) sous chaque paire de péles.

6.2.1.2 Dimensionnement de la machine

L'objectif du dimensionnement est la conceptiomel'machine d'une puissance de 10 kW a
50 tr/min avec la masse la plus réduite possibds. dontraintes et les constantes du probléme
sont prises identiques a celles utilisées dansnersionnement des machines a bobinage
fractionnaire (voir chapitre 3) excepté pour lefiornt de remplissage en cuivre qui est pris

dans cette analyse égal a 0.4 au lieu de 0.5 Hprbcessus de conception et les variables

d'optimisation de la machine sont rappelés suidare 140.

/7

Re] Modéle électromagnétique de la MSAP
RS
. Wi
Algo’rlfhme e 5 Induction Pertes
génétique e, , magnétique
>
w ’ Densité
1000 populations s € linéique Modéle
& 500 iterations O \ de courant thermique
Parameétres
PN O
N \ f— / géométriques
L P,
Objectifs
Max(Couple/Masse)
Contraintes

Figure 140: Procédure de dimensionnement de la maicte a bobinage a pas entier
Dans cette optimisation, nous considérerons un nerdb pdles variant de 4 a 60 et pour
chaque nombre de pdles, nous lancerons la procéliypémisation montrée sur la Figure
140 pour déterminer la géométrie optimale (la latin de 2p a 60 vient du fait que pour des
valeurs plus grandes le pas dentaire devient trég)é Notons que pour tenir compte de la
nature aléatoire de l'algorithme génétique, la guace d'optimisation est exécutée pour
chaque nombre de pdles 3 fois de maniere simulten€est le meilleur individu de ces trois

tests qui est retenu comme optimum.
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6.2.1.3 Reésultats d'optimisation

Sur la Figure 141, nous avons tracé I'évolutiorcoluple massique et de la masse active des

machines optimisées en fonction du nombre de poles.
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Figure 141: Couple massique et rendement des mackmoptimisées

Nous pouvons constater que le couple massique aveit I'augmentation du nombre de
paires de péles jusqu'a p = 26 ou le couple massigmmence a décroitre. En effet, pour
des nombres de paires de péles supérieurs a 2§alplus de réduction de masse du fer du
fait que les contraintes sur les dimensions mimesiales encoches et des culasses (5mm

minimum) sont atteintes (voir Figure 142).
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Figure 142: Dimensions des encoches et des culasse$onction du nombre de pdles
Ainsi, la valeur optimale du nombre de pdles pewe &hoisie pour 2p=52. En effet,
augmenter encore plus le nombre de pdles ne pgrasetine augmentation significative du

couple massique. De plus, la complexité de réaisatt le colt augmentent avec le nombre
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de péles. Les dimensions et les paramétres éleeride la machine optimisée avec 26 paires

de pbles sont regroupés dans le Tableau 38.

Tableau 38: Parameétres de la machine optimisée

Parameétres Valeurs
Nombre d'encoches (2) 156
Nombre de pbles (2xp) 52
Rayon statorique externe (mm) 300
Rayon statorique d'alésage (mm) 268
Longueur active du stator (mm) 373
Epaisseur des culasses (mm) 7.2
Hauteur des encoches (mm) 21.44
Largeur des encoches (mm) 5.9
Epaisseur d'entrefer (mm) 0.5
Hauteur des aimants (mm) 3.5
Rapport largeur aimant sur le pas polaire 0.9
Densité des courants (A/mm?2) 3.76
Amperes-tours/encoche (At) 200
Masse globale de la machine (kg) 169

6.2.1.4 Validation par éléments finis des performances demhachine dimensionnée

Pour vérifier si la machine dimensionnée répond exigences en termes de puissance et de
rendement imposées par le cahier des charges,méunisrons dans cette partie une analyse
par éléments finis via le logiciel FEMM-2D[2].

6.2.1.4.1 Analyse des niveaux d'inductions et des FEM induite

La Figure 143 trace les lignes de champs et leganiv d'inductions dans les parties
magnétiques de la machine. Nous pouvons remargugetagmachine dimensionnée respecte
bien les valeurs limites sur les inductions (B<ldins les dents et les culasses) imposées

dans la procédure de conception.
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1.520e+000 : >1.600e+000
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1.360e+000 : 1.440e+000
1.280e+000 : 1.360e+000
1.200e+000 : 1.280e+000
1.120e+000 : 1.200e+000
1.040e+000 : 1.120e+000
9.600e-001 : 1.040e+000
8.800e-001 : 9.600e-001
8.000e-001 : 8.800e-001
7.200e-001 : 8.000e-001
6.400e-001 : 7.200e-001
5.600e-001 : 6.400e-001
4.800e-001 : 5.600e-001
4.000e-001 : 4.800e-001
3.200e-001 : 4.000e-001
2.400e-001 : 3.200e-001
1.600e-001 : 2.400e-001
8.002e-002 : 1.600e-001
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Figure 143: Géométrie de la machine optimisée

La forme et le spectre de la force électromotricduite dans le bobinage statorique est

présentée sur la Figure 144.
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Figure 144: Allure et spectre harmonique des FEM paspire

Nous pouvons remarquer que les forces électronestiitduites dans le bobinage présentent

une forme trapézoidale et le THD correspondantie83%.

6.2.1.4.2 Analyse du couple électromagnétique

La Figure 145-(a) trace l'allure du couple élecimgmétique obtenu lorsque les 3 phases sont
alimentés par des courants sinusoidaux en phasdes/€EM correspondantes tandis que la

Figure 144-(b) montre le couple de détente de lehina.
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Figure 145: (a) Couple électromagnétique en fonctiode la position avec les 3 phases alimentées. Qnuple de
détente en fonction de la position

La valeur moyenne et le taux d'ondulation de codpléa machine dimensionnée sont donnés
dans le Tableau 39. Nous pouvons remarquer lamrésgimportantes ondulations de couple
du fait que d'une part le pas polaire est un emteltiple du pas dentaire et d'autre part a
cause des larges ouvertures d'encoches (dents#danss d'encoches).

Tableau 39: Valeur moyenne et taux d'ondulation duauple de la machine dimensionnée

Grandeur Valeur
Couple moyen (Nm) 1954
Couple de détente créte a créte (Nm) 3386
Taux des ondulations de couple (%) 176
Couple massique (Nm/kg) 11.56
Couple volumique (Nm/f) 1.85 10

6.2.2 Minimisation des ondulations de couple

La machine dimensionnée présente un niveau éleméwations de couple qui peut conduire
a l'usure et a la fatigue mécanique de la maclioar cela, nous analyserons ci-dessous des

méthodes de réduction de ces ondulations.

6.2.2.1 Action sur les parametres geométriques de la maehientrefer+ ouverture des

aimants)

Comme détaillé dans la these de GASC [3], il edsiimbe de réduire les ondulations de
couple en agissant sur l'entrefer et sur I'ouveramgulaire des aimants. Nous avons ainsi
tracé sur la Figure 146 I'évolution du couple mogedes ondulations de couple en fonction
de I'ouverture angulaire des aimants et pour difftas valeurs d'entrefer.
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Figure 146: Evolution du : (a) Couple moyen, (b) tax d'ondulation en fonction de I'ouverture d'aimant avec l'entrefer
comme parametre

D'une maniére générale, nous pouvons constateplgad'épaisseur d'entrefer est élevée plus
le taux d'ondulation du couple décroit. En effentrefer se comporte comme un filtre passe
bas qui permet d'atténuer de maniére significalidge harmoniques de denture origine du
couple de détente. En revanche, ceci s'effectupend de la valeur moyenne du couple qui
diminue drastiguement. Par ailleurs, nous pouvensarquer qu'avec un choix judicieux du
rapport ouverture aimant/pas polaire, le niveau @edulations de couple peut étre aussi
fortement réduit. Par exemple pour un entrefer dem2et pour un rapport ouverture
aimant/pas polaire de 0.75, le taux d'ondulatioh réduit a un niveau d'environ 20%,
cependant, le couple moyen baisse de plus de 358tiicest tres grand. Pour cela, nous
analyserons ci-dessous une autre méthode qui pemaefiorte minimisation des ondulations

de couple pour seulement une dégradation de quefpue cents du couple moyen.

6.2.2.2 Vrillage du stator ou du rotor

Une autre technique pour éliminer le couple derdéteonsiste a incliner les encoches d'un
pas dentaire ou a incliner les aimants par bloesnee montré sur la Figure 147. Plus de

détails sur ces méthodes peuvent étre trouvéedemniférences [3], [4]

Figure 147: Inclinaison des aimants (a gauche) etillage statorique (a droite) [4], [5]
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La Figure 148 trace l'allure instantanée du coepléonction de la position rotorique lorsque

les encoches statoriques sont droites et dans letcalles sont inclinées d'un pas dentaire.
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Figure 148: Evolution du couple en fonction de la mition avec et sans vrillage du stator

Nous pouvons remarquer (voir Tableau 40) queibatibn du vrillage permet une réduction
supérieure a 150% des ondulations de couple palersent une baisse inférieure a 4% du
couple moyen. En revanche, l'inclinaison des erendoit étre réalisée de facon tres précise,
en effet, une faible erreur sur I'angle d'inclinaisou plus ou en moins, peut laisser subsister

un couple de détente parasite qui rend l'opératiatiie [3].

Tableau 40: Couple moyen et taux d'ondulation de cqale avec et sans vrillage

Sans vrillage Avec vrillage
Couple moyen (Nm) 1955 1882
Taux d'ondulation du couple (%) 176 20

Pour obtenir le couple moyen de 2000 Nm exigé epanhier des charges, nous augmenterons
la longueur axiale de la machine de 6.2% ce qundame longueur de 396mm.

6.2.3 Evaluation du rendement de la machine

Le Tableau 41 donne les pertes et le rendemengéspmndant a la machine dimensionnée.
Les pertes Joules sont calculées via un modélgtanad tel que présenté dans le chapitre 3 et
les pertes fer et les pertes dans les aimantsd&detminées par éléments finis (voir aussi le

chapitre 3). L'analyse des résultats obtenus nowmstren que le rendement de la machine
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dimensionnée est bien supérieur a la valeur mimnt& 75% imposée par le cahier des

charges.
Tableau 41: Pertes et rendement de la machine a leaithe/pble/phase
Grandeur Valeur
Fréquence (Hz) 21.66
Pertes Joules (W) 1230
Pertes dans les tétes de bobines (W) 166
Pertes fer au stator (W) 251
Pertes dues aux harmoniques d'espace dans 0.38
les aimants (W)
Pertes dues aux harmoniques de denture dans 31

les aimants (W)

Rendement (%) 85.7
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Résumé

Les machines synchrones a aimants avec bobinage
fractionnaire concentré autour des dents sont des
solutions trés prometteuses pour les applications fort
couple basse vitesse. Cette technologie de bobinage
permet d'accroitre la compacité de la machine tout en
maintenant un colt de réalisation réduit. Néanmoins, elle
présente des coefficients de bobinage relativement faibles
ainsi qu'une force magnétomotrice (FMM) riche en
harmoniques d'espace pouvant conduire a une
augmentation des pertes dans les aimants et a un niveau
non négligeable de bruit et de vibrations. Pour améliorer
les performances de ces bobinages, deux nouvelles
méthodes ont été proposées. La premiere, de type
passive, agit sur les parametres du bobinage tels que
I'ouverture angulaire des bobines, le nombre de spires, la
distribution des encoches dans le but d'accroitre le
coefficient de bobinage et de réduire le contenu
harmonique de la FMM. La seconde, de type actif, utilise
un systéeme de deux bobinages décalés spatialement et
alimentés par des courants déphasés de maniéere a ce que
les deux bobinages produisent des FMM en phase pour
I'harmonique créant le couple moyen et en opposition de
phase pour les harmoniques indésirables. Ces méthodes
ont été appliquées par la suite pour l'optimisation du
bobinage d'une machine synchrone avec une combinaison
de 12XNpase €ncoches/10XNpase POles (Npase €St UN nombre
entier). Deux nouvelles configurations de bobinages sont
ressorties de cette phase d'optimisation. Des machines
synchrones portant ces bobinages optimisés ont été
ensuite dimensionnées pour une application de 10 kW-
50tr/min. L'analyse et la comparaison des performances
de ces différents bobinages montrent que les
méthodologies proposées permettent I'émergence de
bobinages a meilleures performances.

Mots clés

Machines lentes, Bobinages fractionnaires concentré s
autour des dents, Machines synchrones a aimants,
Harmoniques d'espace, Optimisation.

Abstract

Permanent magnet machines with fractional slot
concentrated windings are very suited in low speed high
torque applications, thanks to their high torque density
and low manufacturing costs. However, they are
characterized by low fundamental winding factor and
high content of magnetomotive force (MMF) space
harmonics that can lead to undesirable effects, such as
eddy current losses in the magnets, acoustic noise and
vibration. To overcome these drawbacks, two novel
methodologies for optimal design of fractional slot with
concentrated windings have been proposed, passive
and active methods. The passive method acts on the
winding parameters (coil span, number of turns, slot
distribution, etc.) to optimize the winding layout. The
active method uses two identical windings shifted in
space and fed by currents shifted in time in a manner
that the MMF waveforms produced by the two windings
will be in phase for the torque harmonic and in opposite
phase for the undesirable harmonic ranks. These two
methods have been applied to optimize the winding
layout of the permanent magnet machine with a
12XNpase  SIOtS/10%Npase  poles (Npase IS an integer
number). Two new winding layouts were then obtained.
Permanent magnet machines with the optimized
windings are then designed for a 10 kW-50rpm
application. The electromagnetic performances of the
optimized windings are investigated and compared with
conventional winding topology. It is found that the
proposed approaches allow the emergence of new
windings with higher performances.

Key Words

Low speed machines, Fractional slot with

concentrated tooth windings, Permanent magnet

synchronous Machines, Space harmo nics,
Optimization.



