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Introduction générale







Introduction générale

Le secteur de I’automobile est un marché trés concurrentiel entrainant les constructeurs
d’automobiles a améliorer sans cesse leurs produits. Ainsi, 1’¢électricité et 1’¢électronique prennent une
grande importance dans les automobiles d’aujourd’hui. L’électrification de I’habitacle permet
d’améliorer le confort et I’agrément des véhicules. De plus, les automobiles deviennent de plus en plus
stires par I’introduction de nouveaux dispositifs électriques qui permettent d’améliorer la sécurité
active (systéme antiblocage des roues) et la sécurité passive (airbags). Enfin, les remplacements de
dispositifs mécaniques ou hydrauliques, comme par exemple la direction assistée, par des actionneurs
¢lectriques permettent de diminuer les coits, de limiter I’encombrement et d’étre plus facile a

commander.

La croissance de ces dispositifs électriques embarqués entraine inévitablement une
augmentation de la consommation é¢lectrique dans les véhicules. Le générateur d’électricité des
automobiles, qui est actuellement un alternateur a griffes, doit donc étre amélioré pour répondre a cette
demande. Ces alternateurs, qui ont un intérét économique certain, présentent des rendements
médiocres. Si la production d’électricité augmente tout en conservant le rendement actuel des
alternateurs, ’impact de la génération d’¢électricité sur la consommation de carburant sera de plus en
plus important. Or la baisse de la consommation est devenue une priorité pour les constructeurs
d’automobiles dans un but de respecter des normes antipollution de plus en plus strictes. Il devient
donc important d’améliorer le rendement des alternateurs a griffes et de connaitre les limites de cette

technologie en terme de rendement maximal.

Les travaux présentés dans cette thése visent donc cet objectif par 1’utilisation d’outils
d’optimisation. Outre 1’obtention du meilleur rendement a technologie et encombrement donnés, ces
outils peuvent donner un ensemble de solutions pour déterminer un compromis optimal entre le

rendement et la puissance massique.

Le premier chapitre présentera 1’alternateur a griffes et ses modeles existants. Tout d’abord,
nous détaillerons les éléments constitutifs de 1’alternateur a griffes et son principe de fonctionnement.
Ensuite, aprés avoir présenté nos objectifs, nous nous positionnerons par rapport aux modeles

rencontrés dans la littérature.

Nous présenterons, dans le deuxiéme chapitre, un modéle analytique d’alternateur a griffes
adapté a I’optimisation. Le couplage électromagnétique fondé sur un diagramme vectoriel de réaction
magnétique d’induit entrainera une séparation de la modélisation en deux parties. Nous détaillerons
ainsi un modele du circuit magnétique utilisant un réseau de réluctances analytiques, et un modele du
circuit électrique avec le redresseur fondé sur la résolution symbolique des équations différentielles
des courants de I’alternateur. Ensuite, nous présenterons une modélisation analytique de 1’ensemble
des pertes qui nous permettra d’estimer le rendement global de I’alternateur. Nous associerons a
chaque partie de ce chapitre une validation qui comparera les résultats du modéle a des mesures

expérimentales.

Le dernier chapitre présentera, finalement, [’utilisation du modéle dans un processus
d’optimisation. Ainsi nous observerons les résultats des optimisations visant & améliorer le rendement
de I’alternateur selon plusieurs cahiers des charges. Ces résultats montreront les évolutions de la

géométrie et des parametres des bobinages selon les différentes optimisations. A la fin de ce chapitre,
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nous présenterons une méthodologie fondée sur les courbes de Pareto qui permettra de traiter les
optimisations multi objectifs. Nous observerons alors des ensembles de solutions répondants aux
cahiers des charges qui permettront de déterminer le meilleur compromis entre un rendement élevé et

une forte puissance massique.

Finalement, une conclusion générale sur ces travaux sera présentée et des perspectives seront
abordées.
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Chapitre | — Présentation de I'alternateur automobile et des modéles existants

1 - L’électricité dans I'automobile

L’¢lectricité dans 1’automobile d’aujourd’hui a pris beaucoup d’importance. En effet,
I’¢lectricité et 1’électronique offrent la possibilité de rajouter des dispositifs permettant d’améliorer
certaines caractéristiques des automobiles comme le confort (électrification des vitres et des sicges,
chauffage, désembuage), la sécurité active (systéme antiblocage des roues ABS, contrdle de stabilité
ESP), la sécurité passive (airbags, prétensionneurs de ceintures de sécurité) et enfin la consommation
d’essence et la pollution (gestion électronique du moteur, soupapes électromagnétiques, catalyseur).
Pour des raisons de poids, de coflit et de controle optimal, certains organes hydrauliques et mécaniques
sont progressivement remplacés par des dispositifs électrotechniques. C’est le cas de la direction
assistée, des freins, des suspensions actives, de la climatisation... Finalement, 1’électricité est aussi
utilisée, dans certains véhicules, comme moyen de propulsion dans le but de diminuer la

consommation d’essence et la pollution.

La multiplication de ces consommateurs électriques a entrainé une croissance constante de la

consommation électrique dans les véhicules au cours des dernieres années (figure I-1).

100 000 5 | |
E Croissance : | avec Propulsion |
+
- 1920-40 6%/ an // 40+ kW
. 1940-70 2 %/an \ /
i 15 kW
10 000 4 1970-90 6 % /an
3 Prévision 1990-2030 \\ /
] sans Propulsion : 5 % / an
i avec Propulsion : 8 % / an sans Propulsion |
4
1000 3 " J 1,8 kW |
. /
=3 =3 = =3 =3 = =3 =3 = = =3 =
IN 3¢ < n = N ® =3 =] — IN o
=) = N =) = = =N = = = = =
e o o e o o o - (g\] [o\| (o\] (o\]

figure I-1 : Evolution de la consommation électrique dans un véhicule
(source : SAE — Society of Automotive Engineers)

Cette ¢électricité consommeée est produite par un générateur qui est actuellement un alternateur a
griffes. Ces alternateurs sont trés compétitifs d’un point de vue économique et présentent une bonne

puissance massique. En contrepartie, ils ont un rendement médiocre, de 1’ordre de 50%.

La figure I-1 nous montre la nécessité d’améliorer I’alternateur actuel pour qu’il délivre plus de
puissance. En méme temps, il faut aussi veiller a accroitre le rendement de celui-ci pour maitriser la

surconsommation d’essence.
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2 - Le générateur d’électricité actuel : I'alternateur a griffes

2.1 - Les differents organes de I’alternateur a griffes

Les alternateurs a griffes (figure 1-2) sont
classés dans la famille des alternateurs synchrones
triphasés. La spécificité de ces alternateurs
provient de la construction atypique du rotor en
forme de griffes.

En général, les alternateurs a pdles en forme
de griffes ont un diamétre plus grand et une
longueur plus faible que les machines synchrones
classiques. La particularité¢ technologique utilisée
dans les alternateurs a griffes (un seul enroulement
d’excitation) permet de diminuer les colits de
fabrication et d’avoir une machine robuste par
rapport aux forces centrifuges qui s’exercent dans

le rotor.

Nous allons détailler dans ce qui suit, les

figure I-2 : Vue en coupe d’un alternateur a
griffes

différents organes d’un alternateur a griffes. Pour les illustrer, nous montrerons des photographies de

deux alternateurs actuels d’un équipementier automobile. Nous présenterons donc un alternateur a

griffes classique, que nous appelons « alternateur A », et un autre, plus particulier, que nous appelons

« alternateur B ». Cet alternateur B présente des spécificités comme un refroidissement par eau et une

excitation hybride avec des aimants permanents au rotor. Un alternateur a griffes est donc constitué

d’un stator, d’un rotor, d’un redresseur et d’un régulateur.
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2.1.1 - Le stator des alternateurs a griffes

Le stator est constitué de tdles isolées pourvues d’encoches pour le bobinage. L’épaisseur des
toles est généralement de 0,5 mm et parfois de 0,35 mm. Les enroulements sont triphasés et le
couplage est souvent en triangle. La plupart des alternateurs ont une encoche par pdle et par phase,
cependant certains en présentent deux. En général, ces alternateurs sont bobinés avec deux fils en

main.

figure I-3 : Stator de alternateur A figure I-4 : Coupe du stator de I’alternateur A

Certains stators d’alternateurs a griffes sont fabriqués avec un process un peu spécial. En effet,
le process slinky permet de réduire les chutes de matiére premiére. Au lieu de découper les toles du
stator une par une, on découpe un ruban qui sera ensuite enroulé en hélice pour former le circuit
magnétique du stator (figure I-5). Cette technologie permet de réduire les chutes de matiére premiére
car on peut découper deux stators avec le méme ruban en utilisant les espaces des encoches de 1'un
comme dents de 1’autre. Ensuite le bobinage, ondulé, est mis en forme (figure 1-6) avant d’étre inséré
dans le paquet de tole en une fois ou en plusieurs fois (figure I-7 et figure 1-8).

figure I-5 : Process slinky, figure I-6 : Marguerite, mise en forme
construction du stator en hélice du bobinage ondulé d’une phase
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’équipementier automobile Denso a breveté une technologie de bobinage assez particulicre. 11

L
s’agit d’un bobinage en épingles avec des conducteurs a section rectangulaire qui sont enfilés dans les

encoches par translation axiale (figure 1-9). Ensuite, les conducteurs sont pliés puis soudés entre eux

pour former les tétes de bobines (figure I-10). Cette technologie permet d’accroitre considérablement

le remplissage des encoches (qui passe de 45% pour une technologie classique a 70%), tout en

diminuant la longueur des tétes de bobines.
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2.1.2 - Le rotor des alternateurs a griffes

Le rotor a un enroulement d’excitation, qui est constitué d’une seule bobine, alimentée par deux
bagues. Cette bobine est placée entre des plateaux a griffes, permettant de créer les poles. Ces plateaux
a griffes sont réalisés avec un matériau ferromagnétique massif (il n’y a pas de feuilletage, donc les
pertes fer seront importantes, notamment a cause des courants de Foucault). Généralement le nombre

de poles est de 12, voire de 16 pour certains modéles de puissances importantes.

e

figure I-11 : Rotor de I’alternateur A figure I-12 : Rotor d’un autre alternateur a griffes

figure I-14 : Vue de la bobine d’excitation et du

figure I-13 : Vue d’une griffe de I’alternateur A noyau de P’alternateur A

L’alternateur B présente un rotor hybride, associant un bobinage et des aimants permanents. Ces
aimants permanents sont placés entre les griffes et ont une aimantation tangentielle. L intérét des
aimants sera présenté dans le paragraphe suivant.

figure I-16 : Vue du bout d’une griffe de

_ . ’
figure I-15 : Rotor de ’alternateur B Palternateur B
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2.1.3 - Le redresseur des alternateurs a griffes

La plupart des alternateurs ont un redresseur qui posséde six diodes de puissance pour redresser
le courant triphasé.

figure I-18 : Vue de coté du redresseur de I’alternateur A

figure I-17 : Redresseur de I’alternateur A oy P . . .
(pi¢ces métalliques écartées volontairement)

Certains alternateurs, comme par exemple 1’alternateur Denso dont le stator a été présenté
précédemment, possédent deux redresseurs a six diodes pour diminuer les ondulations du courant
fourni au réseau de bord. Ceci est particulie¢rement important pour améliorer la qualité de la tension du
réseau de bord surtout si la batterie est implantée a 1’arriére du véhicule. Ces alternateurs présentent
alors deux bobinages au stator décalés de 30°, qui sont chacun connecté a un redresseur (figure I-19) et

qui permettent donc d’effectuer un redressement dodécaphasé.

L L

figure I-19 : Schéma électrique d’un alternateur a deux redresseurs

2.1.4 - Le régulateur des alternateurs a griffes

Le régulateur électronique permet de réguler la
tension du réseau de bord en fonction de la charge de la
batterie. Cet organe controle donc, a la maniére d’un
hacheur série, le courant d’excitation de I’alternateur afin
que le débit de I’alternateur, quelle que soit sa vitesse de
rotation, s’adapte a la charge de la batterie. En général, le

régulateur est couplé avec les balais de 1’excitation. i
figure I-20 : Régulateur de I’alternateur A
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2.1.5 - Le refroidissement des alternateurs a griffes

Les alternateurs nécessitent d’étre refroidis a cause des pertes induites. Selon les technologies

employées, ils peuvent étre refroidis par deux ventilateurs internes entrainés par le rotor (ils sont

placés aux deux extrémités du rotor, figure I-11), ou alors par eau (circulation d’eau autour de Ila

carcasse de I’alternateur, figure [-21).

figure I-21 : Coupes de I’alternateur B

2.2 - Le principe de fonctionnement

La premicre difficulté¢ lorsque
I’on  cherche a comprendre le
fonctionnement d’un alternateur a
griffes est de bien savoir par ou passe
le flux inducteur. Le trajet de ce flux
est décrit sur la figure 1-22.

La bobine d’excitation crée un
champ axial dans le noyau, et il
apparait donc aux extrémités du noyau
(qui sont les plateaux a griffes) une
polarisation magnétique « nord » et une
polarisation magnétique « sud ». Les
plateaux a griffes sont réalisés de facon
a ce que lorsqu’on assemble le rotor,
les griffes viennent s’intercaler les unes
entre les autres. On obtient donc

finalement au niveau de I’entrefer, une

griffes

coude

plateau ]

bobine _|
d’excitation

stator

entrefer

axe noyau

figure I-22 : Ligne moyenne du flux inducteur
sur un pas polaire

succession de poles nord et sud. L’alternateur a griffes est donc une machine synchrone hétéropolaire

a p paires de poles et a pdles saillants.
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Sur la figure 1-22, on comprend aisément le trajet du flux inducteur : il traverse axialement le
noyau, devient radial dans le plateau et est axial et radial dans la griffe. Aprés, il traverse 1’entrefer,
passe dans la denture statorique (tout cela dans une direction radiale) et passe dans la culasse ou 1 le
champ a une direction azimutale (dans le sens du feuilletage). Il faut remarquer que le flux qui « sort »
d’une griffe se sépare en deux pour « rentrer », apres le passage dans le stator, dans les deux griffes

adjacentes (figure 1-24).

figure I-23 : Trajets des flux magnétiques

dans un alternateur a griffes. figure I-24 : Coupe du rotor

L’entrainement mécanique du rotor induit un champ tournant au stator qui va créer aux bornes
de chaque enroulement du stator, une force électromotrice proportionnelle a la vitesse de rotation du
rotor et au flux embrassé par chaque spire. Un systéme de tensions triphasées est alors généré aux
bornes de 1’induit car le bobinage du stator est un bobinage triphasé ondulé a pas diamétral.

La forte excitation magnétique du rotor combinée avec la spécificité de la géométrie implique
des fuites magnétiques importantes, surtout entre griffes. Ces fuites prennent de 1I’importance lorsque
le matériau magnétique est saturé. Pour mieux exploiter 1’excitation magnétique de 1’inducteur,
certains alternateurs sont munis d’aimants permanents entre griffes qui permettent de polariser
magnétiquement le rotor en inverse. Ainsi, la saturation magnétique est diminuée dans le rotor, ce qui
permet d’obtenir plus de flux utile. Cette amélioration sera quantifiée dans la partie 3.8 du chapitre II
« validation du modéle du circuit magnétique ».

Conséquence du trajet du flux sur la modélisation

Il est important de remarquer que, pour ce type de machine, le flux magnétique est plus
concentré dans la base de la griffe que dans son extrémité et que I’induction dans I’entrefer varie tout
le long de ’axe de rotation, ce qui n’est pas le cas dans les machines conventionnelles. De plus, les

lignes de champ rotoriques ne sont pas dans les mémes plans que les toles statoriques.
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Tout ceci implique que 1I’on ne peut pas restreindre 1’¢tude de I’alternateur a griffes a une étude
2D (dans un plan perpendiculaire a 1’axe de rotation) comme pour les machines classiques. Il faut

donc utiliser une modélisation en trois dimensions beaucoup plus difficile & mettre en ceuvre.

2.3 - Bilan énergétique de I'alternateur a griffes

L’alternateur A peut fournir une
puissance ¢lectrique maximale d’environ 2
kW. Cependant, cet alternateur est trés
rarement utilisé a pleine charge. Il fonctionne
assez souvent a demi charge et a vitesse

moyenne. Il délivre alors, dans ces conditions,

Courant [A]

environ 1kW. Or, a cette vitesse et a cette

charge, I’alternateur A présente un rendement

de I'ordre de 60%. D’ou, pour ce point de
fonctionnement particulier, il absorbe une

puissance mécanique d’environ 1,7 kW (soit

2,2 chevaux) qui est directement imputée au

0 i i . i i i i
] 2000 4000 6000 s000 10000 12000 14000 16000

moteur thermique. La répercussion de ce @ fitmin

prélévement de puissance sur la consommation figure I-25 : Cartographie de rendement
d’essence est alors importante. La figure ci- d’un alternateur a griffes a fort rendement
contre présente une cartographie de rendement d’un alternateur a griffes a rendement élevé. Il présente
un rendement nettement supérieur a 1’alternateur A, son rendement est proche de 70 % pour le point de

fonctionnement décrit ci-dessus.

De maniére assez qualitative il est possible d’estimer la surconsommation de carburant
engendrée par ’alternateur. Sous certaines conditions de fonctionnement, une régle empirique de
conception automobile indique qu’une consommation de 100 Watts électriques engendre une
surconsommation de I’ordre de 0,1 litre au 100 km en parcours urbain. Ainsi, si ’alternateur fourni
1kW d’électricité, il entraine une surconsommation de 1 litre au 100 km. Cette surconsommation est
non négligeable, et une amélioration du rendement global de I’alternateur permettrait de diminuer la

consommation de carburant, et donc la pollution de 1I’automobile.

3 - Objectif de I’étude

L’objectif de cette thése est de modéliser Ialternateur a griffes pour déterminer son rendement
en fonction de nombreux parameétres de construction. Ainsi, le couplage de la connaissance contenue
dans le modéle développé avec des outils informatiques d’optimisation permettra d’extraire des

directions de conception optimales.

Le travail peut alors se décomposer en deux parties.
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Dans un premier temps, il faut construire un mod¢le adapté au dimensionnement et a

I’optimisation. Pour cela, nous avons choisi d’utiliser une modélisation analytique pour deux raisons.

Tout d’abord, les modeles analytiques ont la caractéristique d’étre beaucoup plus rapides a
calculer que des modéeles fondés sur des simulations numériques. Ostovic présente dans son article [1],
un facteur d’environ 10° entre le temps de calcul de son modéle analytique et celui d’une simulation
par éléments finis 3D. Une simulation de ’alternateur a griffes sous le logiciel d’éléments finis
Flux3D nous montre que le temps de calcul dépasse le mois avec un Pentium 4 1,8 Ghz, 1 Go de RAM
(avec des éléments finis d’ordre 2 et des matériaux magnétiques non linéaires). Ce temps de calcul
peut &tre réduit a une semaine si on utilise des ¢léments finis d’ordre 2 et des matériaux magnétiques
linéaires et a une journée avec des éléments finis d’ordre 1. Dans un processus d’optimisation, la
rapidité de calcul des mode¢les analytiques permet d’explorer un espace des solutions beaucoup plus
large. De plus, cette rapidité permet d’adapter le cahier des charges durant le processus de conception.
En effet, I’¢laboration d’un cahier des charges est un processus dynamique, et il ne peut pas étre établi,

d’une maniére optimale, du premier coup.

La deuxieéme raison qui nous pousse a utiliser les mod¢les analytiques est que ceux-ci présentent
la possibilit¢ d’expliciter formellement la sensibilité des grandeurs de sortie par rapport aux
paramétres d’entrée du modele. Cette connaissance sur la sensibilité ne peut pas étre obtenue, d’une
maniére explicite, lorsqu’on utilise des modéles fondés sur des simulations numériques. Cette
sensibilité peut étre obtenue par la méthode des différences finies, mais cette méthodologie est tres

colteuse en temps de calcul et est parfois instable numériquement.

La deuxiéme partie du travail consiste a exploiter au mieux la connaissance incluse dans le
modele. Les outils d’optimisation permettent cela car ils utilisent la sensibilité des grandeurs
objectives et des contraintes par rapport aux parametres de construction pour converger vers des
solutions qui sont, a priori, optimales. Dans certains cas, ces solutions, méme si elles ne sont pas
forcements réalisables, permettent d’éclairer le concepteur vers de nouvelles directions de conception

qui sont difficiles a dénicher sans 1’aide de 1’outil informatique.

4 - Les modeles rencontrés dans la littérature

Dans la littérature on rencontre deux grandes familles de modéles. Les méthodes utilisant des
simulations numériques fondées sur les éléments finis sont souvent utilisées car elles permettent de
calculer avec une bonne précision les performances des dispositifs. De plus, 'utilisation de ces
méthodes permet de s’affranchir de 1’expertise et des hypothéses faites pour établir un modele
analytique souvent long et fastidieux a construire. L’autre famille rencontrée est donc 1’ensemble des
méthodes fondées sur les modeles analytiques. Les auteurs qui ont utilisé ces méthodes mettent surtout
en avant la rapidité de calcul de leurs modéles. Cette rapidité leur permet ainsi de tester une grande

variété de configurations pour trouver la meilleure solution.

Il faut remarquer qu’une méthode n’est pas meilleure que 1’autre car les objectifs visés sont

différents : elles sont complémentaires. Les modéles analytiques permettent de faire des études de
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conception préliminaires alors que les simulations numériques offrent la possibilité¢ de valider et de

parfaire les solutions issues des méthodes analytiques.

4.1 - Les modeles utilisant la méthode des éléments finis

4.1.1 - Le modele de Henneberger, Block et Klippers

Le but de leur modélisation [2] [3] est de calculer le débit a la sortie du pont de redressement a
partir des formes d’ondes. Pour cela, le circuit magnétique est modélisé a 1’aide de simulations par
¢léments finis 3D en magnétostatique, pour différentes positions du rotor. Ce modele est couplé a une
charge faiblement inductive par le diagramme de Blondell et une résolution alternée est effectuée
jusqu’a I’équilibre électromagnétique. Cette simulation permet ainsi de déterminer les évolutions
temporelles des inductances de phase. La résolution finale, avec le redresseur, est effectuée sous le
logiciel PSPICE.

Leurs résultats sont trés corrects sur les flux et les courants, cependant cette méthode est trés
longue en temps de calcul. En effet, a chaque changement de géométrie, cette approche utilise
plusieurs simulations en éléments finis. Il semble alors impossible d’implémenter cette méthode dans

un processus d’optimisation.

4.1.2 - Le modéle de Hecquet et Brochet

Leur modélisation [4] a pour but de
calculer les efforts locaux d’origine

électromagnétique afin de déterminer les

bruits magnétiques générés par ceux-ci. Pour
modéliser le circuit magnétique, ils
¢établissent un réseau de perméances
dépendantes de la position du rotor (figure I- Stator
26), a partir de plusieurs simulations par

¢léments finis 3D en magnétostatique. Par la

suite, ils utilisent la modélisation Bond-

Graph pour simuler ’ensemble « alternateur

+ redresseur » (la modélisation Bond-Graph Clawp ole (Rotor)
est une approche pour modéliser des '

systemes multi physiques par des transferts
figure 1I-26 : Réseau de perméances de la modélisation

d’énergie). Plus récemment [5], ils ont de Hecquet et brochet

utilis¢ une méthode pour établir une

équation différentielle matricielle régissant I’ensemble du circuit magnétique et du circuit électrique.

Leurs résultats sont aussi trés corrects et la méthode semble étre plus rapide que la précédente,
mais reste assez lourde, et un calcul d’optimisation utilisant cette méthode semblerait assez gourmand

en temps de calcul.
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4.2 - Les modeéles issus d’expressions analytiques

421 -Le modéle de Bai

Cet auteur [6] s’intéresse ici a la modélisation analytique des inductances de phase. Pour
déterminer ces inductances, il décompose en série de Fourier les forces magnétomotrices de 1’induit
sous certaines hypothéses : la saturation magnétique est négligée et les conducteurs d’une encoche
sont ramenés a un conducteur ponctuel a la surface du stator. Cette séric de Fourier est ensuite
modulée par deux autres séries de Fourier représentant la variation de perméance d’entrefer : une série
de Fourier 2D liée a la saillance et a la géométrie des griffes et une autre série liée aux ouvertures
d’encoches. Les inductances présentent alors, outre les termes constants, des harmoniques deux et

quatre. Finalement, la simulation de 1’alternateur avec le redresseur est réalisée avec ces inductances

dans un logiciel de type PSPICE.

Cette approche semble donner de bons résultats et permet méme de simuler des phénoménes

transitoires. Cependant, le nombre restreint de paramétres et 1’utilisation d’un logiciel de simulation

numérique rend cette méthode inadaptée a 1I’optimisation.

4.2.2-Le modéle d'Ostovic

Vlado Ostovic présente un modéle
intéressant fondé sur les réseaux de
réluctances analytiques [1]. Son approche est
adaptée a la simulation. Il multiplie alors les
réluctances pour obtenir une bonne précision
tout en gardant un temps de calcul trés court
par rapport & une simulation par éléments
finis. Le réseau de réluctances développé est
alors assez complexe avec un nombre de
réluctances élevées (supérieure a 95). La
modélisation du redresseur et le couplage
avec le réseau de réluctances ne sont pas

détaillés.

Cette méthode est slirement précise,
mais nous pensons qu’une telle complexité

dans la modélisation du circuit magnétique

n’est pas nécessaire pour réaliser des études préliminaires de dimensionnement et pour obtenir les

directions optimales de conception.
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4.2.3-Le modéle de Rakotovao

Le but de sa modélisation [7] est de calculer le débit a la
sortie du pont de redressement dans 1’hypothése du premier
harmonique. Tout d’abord, une simulation du circuit magnétique
par ¢léments finis en magnétostatique est réalisée pour une
position du rotor donnant le flux maximal. A partir de 1a, un
réseau de réluctances est établi (figure 1-28). Ce réseau traduit un
modele comportemental du flux en fonction du courant
d’excitation. Le circuit ¢électrique est, quant a lui, modélisé par

un mode¢le équivalent au premier harmonique. Le couplage est

réalisé par le diagramme de Potier et les conditions thermiques
sont prises en compte. figure I-28 : Réseau de réluctances
de la modélisation de Rakotovao

Les résultats sont corrects et ils sont obtenus assez rapidement, mais ils ne donnent pas les
formes d’ondes et donc ne permettent pas de faire une étude harmonique. Rakotovao présente dans sa
thése [7] une estimation des temps de calcul des différents modeles. Ceux-ci sont présentés dans le

tableau suivant.

, Henneberger, Hecquet et
Auteurs des démarches Block et Kiippers Brochet Rakotovao
. . 180 heures par 10 min pour la courbe de débit
Temps de calcul en simulation vitesse 70 heures de 1000 t/min & 18000 t/min

tableau I-1 : Temps de calcul éstimé par Rakotovao sur les différents modéles

I1 faut remarquer que I’utilisation de ces modeles sur un ordinateur actuel doit étre beaucoup
plus rapide car ces estimations ont été réalisées au plus tard en 1996. De plus le temps de calcul du
modele de Rakotovao, qui est résolu par le tableur Excel, peut étre optimisé par |’utilisation d’un code

informatique plus approprié aux calculs rapides.

Nous pensons que la démarche de Rakotovao est la plus adaptée a notre objectif. C’est

pourquoi, nous avons choisi son approche comme base pour notre modélisation du circuit magnétique.
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

1 - Introduction

Nous allons présenter, dans ce chapitre, une mod¢lisation analytique de I’alternateur a griffes en
vue de I’optimisation. De ce fait, nous avons porté un soin particulier a la robustesse du modéle. La
robustesse d’un modele est la qualité de celui-ci a garder sa précision de calcul lors des changements
des paramétres de construction. Dans une démarche d’optimisation, cette robustesse est capitale, et
bien plus importante qu’une trés bonne précision. Ainsi nous ne chercherons pas le pourcent de
précision, mais plutét un modéle robuste avec une précision moyenne (de ’ordre de 10%). De plus,
nous introduirons des bouts de modele qui n’apportent pas un gain significatif sur la précision de

calcul de I’alternateur initial, mais qui garantissent la robustesse du modéle en cours d’optimisation.

Ce chapitre est décomposé en quatre parties. Tout d’abord, nous introduirons la mod¢lisation du
couplage électromagnétique qui permettra de faire le lien entre deux sous modéles : le modéle du
circuit magnétique présenté dans la troisieme partie et le modele du circuit électrique décrit, quant a
lui, dans la quatriéme partie. Finalement, la derniére partie exposera la modélisation analytique de

I’ensemble des pertes de I’alternateur pour pouvoir estimer le rendement global.

2 - Modélisation du couplage électromagnétique

2.1 - Décomposition structurelle de la modélisation de I'alternateur a
griffes

Pour des raisons de compréhension phénoménologique et de simplicité de mise en oeuvre, nous
avons choisi de décomposer la modélisation de 1’alternateur a griffes en deux parties : la modélisation

du circuit magnétique a donc été séparée de la modélisation du circuit électrique.

Le circuit électrique de I’alternateur a griffes peut étre représenté par le schéma électrique
présenté en figure II-1. La premiére hypothese pour résoudre ce circuit électrique concerne les forces
électromotrices délivrées par 1’alternateur. Elles sont supposées sinusoidales et calculées a partir du
modele du circuit magnétique par la loi de Lenz. Le fonctionnement du circuit magnétique est, quant a
lui, résolu par le théoréme d’Ampére et de ce fait, les courants, inducteur et induit, sont nécessaires a
sa résolution. On peut représenter tres simplement le couplage entre les deux modéles par un

synoptique (figure I1-2).
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figure II-1 : Schéma électrique équivalent figure I1-2 : Synoptique du couplage du modéle
d’un alternateur a griffes électrique et du modéle magnétique

2.2 - Laréaction magneétique d’induit d'un alternateur

Une des principales difficultés dans la modélisation des alternateurs est la prise en compte du
phénoméne de réaction magnétique d’induit. Les courants déterminés par la charge de I’alternateur
parcourent le bobinage d’induit et créent une force magnétomotrice qui influence plus ou moins 1’état
magnétique du systéme. Le flux magnétique créé par I’induit ne peut pas s’ajouter simplement au flux
magnétique créé par I’inducteur a cause de la non linéarité des matériaux magnétiques. On comprend
alors qu’on est en présence d’un systéme implicite et qu’un calcul itératif est nécessaire pour résoudre

ce systeme.

En premiére approche, on peut expliciter ce systéme dans le cas ou on fait des hypothéses fortes
de linéarité. C’est le modéle de Behn-Eschenbourg. Ce modele suppose que le flux magnétique
d’induit est proportionnel au courant d’induit, donc que le matériau magnétique est linéaire. Ce
coefficient de proportionnalité définit alors une inductance dite « inductance synchrone » qui s’insere
dans un schéma électrique équivalent par phase de ’alternateur (figure 11-3). L hypothése du premier
harmonique sur la force électromotrice a vide, souvent justifiée, et le schéma électrique équivalent
permettent de dresser un diagramme vectoriel de réaction d’induit (figure 11-4). Le calcul du courant

devient alors évident.

Ly Ry Is

=

A
E 14 14 Zcharge

figure II-3 : Schéma équivalent par phase d’une machine figure II-4 : Diagramme vectoriel de réaction
synchrone, modéle de Behn-Eschenbourg d’induit du modéle de Behn-Eschenbourg

% RS IS

Dans le cas de I’alternateur a griffes, ce modele ne peut prétendre avoir une précision
satisfaisante pour deux raisons. La premicre raison provient du fait que dans une large plage de

fonctionnement, le circuit magnétique de 1’alternateur est saturé et donc 1’hypothese de linéarité du
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

modele de Behn-Eschenbourg n’est plus respectée. La deuxieme raison vient de la géométrie du rotor :
la présence d’une saillance implique une variation de 1’entrefer et donc de la réaction magnétique
d’induit suivant la position angulaire. La définition d’une inductance synchrone constante devient

alors impossible.

Dans ce qui suit, nous allons présenter des diagrammes vectoriels de réaction d’induit mieux

adaptés a la modélisation de 1’alternateur a griffes.

2.3 - Les diagrammes vectoriels de réaction d’induit utilisés

2.3.1 - Le diagramme de Potier

Le diagramme vectoriel de réaction d’induit de Potier est une amélioration du mod¢le de Behn-
Eschenbourg. Cette méthode permet de prendre en compte la saturation du matériau magnétique. Dans
cette approche, les flux de fuites de I’induit sont supposés étre indépendants de la saturation
magnétique. De ce fait, une inductance L, est définie pour ces flux de fuites. Le lecteur pourra se
reporter a I’annexe B pour trouver I’expression analytique de cette inductance de fuite ainsi que celle
de la résistance d’une phase (Rs). Les figures II-5 et 1I-6 décrivent respectivement le diagramme

vectoriel de Potier et le schéma électrique équivalent par phase qui lui est associé.

Lf Ry Is
A
ER (IR) V Zcharge
figure II-5 : Diagramme vectoriel de réaction figure I1-6 : Schéma équivalent par phase d’une
d’induit du modéle de Potier machine synchrone, modéle de Potier

La saturation magnétique rend la relation entre B et H non linéaire, il devient alors impossible
de superposer le flux cré¢ par D’excitation et le flux de réaction d’induit. Dans la méthode du
diagramme de Potier, on combine les forces magnétomotrices (ou les courants) plutét que les flux (ou
les tensions). La force électromotrice utilisée dans le diagramme de Potier est une « force
¢lectromotrice en charge », intégrant la réaction d’induit. Elle est calculée a partir d’un « courant
d’excitation résultant », en utilisant la méme relation qui relie la force électromotrice a vide au courant
d’excitation. Ce courant d’excitation résultant est calculé¢ par une combinaison vectorielle du courant
d’excitation et du courant induit pondéré par le coefficient de Potier (). Ce coefficient, qui est en fait
un coefficient d’équivalence des forces magnétomotrices, permet de «ramener» la force

magnétomotrice d’induit a une force magnétomotrice équivalente au rotor.

Cette combinaison linéaire implique une hypothése forte : le phénoméne de réaction d’induit ne
doit pas étre influencé par la position dans I’entrefer. Autrement dit, ce modéle est surtout valable pour
des machines synchrones a entrefer lisse. Dans notre cas, cette approche donne des résultats avec une

précision variable. Nous avons préféré par la suite utiliser le mod¢le de Blondel car il tient compte de
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la saillance du rotor. En effet, comme notre objectif est d’obtenir un modele robuste en optimisation, il

nous est impératif d’avoir un modele sensible a la saillance du rotor.

2.3.2 - Le diagramme de Blondel

Dans les alternateurs synchrones a poles saillants, le phénoméne de réaction magnétique
d’induit n’est pas uniforme en tout point de 1’entrefer. En effet 1’épaisseur de ’entrefer varie suivant la
position angulaire. Dans le cas classique, 1’entrefer est beaucoup plus grand sur I’axe inter polaire que
sous un pdle. En conséquence, dans ce type de machine, I’induction magnétique dans 1’entrefer
engendrée par les courants d’induits est déformée par rapport a une machine a entrefer lisse. Une
maniére de prendre en compte ce phénomene est de décomposer la réaction d’induit dans un repére
tournant synchrone avec le rotor (repére de Park). L’axe d (direct) est aligné avec 1’axe polaire, alors
que l’axe q (quadrature) est décalé¢ de 7/ 2 électrique, donc confondu avec I’axe inter polaire. Le
diagramme de Blondel repose sur deux hypotheses. La premiére est la méme que celle du diagramme
de Potier, c'est-a-dire que les fuites magnétiques d’induit sont indépendantes de la saturation. Pour
simplifier les calculs, une seconde hypothése est faite : on suppose que le flux magnétique d’induit
dans I’axe q est proportionnel au courant d’induit dans 1’axe q, d’ou la définition d’une inductance L,.
Cette hypothese se justifie car le circuit magnétique présente une réluctance élevée au passage du flux
dans I’axe q. Les figures I1-7 et II-8 décrivent respectivement le diagramme vectoriel de Blondel et le

schéma électrique équivalent par phase associé.

Zcharge

A

figure II-7 : Diagramme vectoriel de réaction d’induit du figure I1-8 : Schéma équivalent par phase d’une
modele de Blondel machine synchrone, modéle de Blondel

Le but du diagramme est de calculer la force magnétomotrice résultante Er a partir du courant
d’excitation et du courant d’induit. Il suffit, pour la déterminer, de calculer ses deux composantes (£,
et E,) dans le référentiel de Park. La composante en quadrature (E£,) est trés facile a calculer car,
d’apres les hypothéses, une inductance L, a été définie. La f.e.m. d’axe q a donc pour expression : E,
= L, wl,. Le calcul analytique de I’inductance transversale (L,) utilisée dans notre modéle est détaillé
dans I’annexe B. Pour le calcul de la composante d’axe d, c’est plus délicat. En effet, la forte
saturation du circuit magnétique dans cet axe ne permet pas de faire d’hypothése de linéarité. Nous
allons donc utiliser un modéle de circuit magnétique dans I’axe d pour obtenir les flux magnétiques

résultants.

En premiére approche, nous avons utilisé une méthode similaire au modéle de Potier. A ’aide

du coefficient de Potier ¢, un « courant d’excitation résultant » peut étre calculé :
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

1. =1, — al, avec I, le courant d’excitation et I, le courant d’induit d’axe d.

Ce «courant d’excitation résultant » est ensuite utilis¢ a la place du courant d’excitation dans le
mode¢le donnant la f.e.m. a vide pour déterminer la composante E,. Cette méthode est intéressante en
premiere approche, mais elle ne prend pas en compte la majoration des flux de fuites créée par une
réaction d’induit démagnétisante. Nous ne présenterons pas, dans ce mémoire, de résultats issus de

cette approche.

Pour calculer la composante E,, nous avons décidé, au final, d’¢élaborer un modéle du circuit
magnétique prenant en compte séparément le courant d’excitation et le courant d’induit d’axe d. Ce

modele est I’objet de la partie suivante.

3 - Modélisation du circuit magnétique

3.1 - Introduction

Comme il a été décrit au chapitre I, il existe plusieurs méthodes pour modéliser le circuit
magnétique de D’alternateur a griffes. Compte tenu de notre objectif qui est I’optimisation et le
dimensionnement, nous pensons que la modélisation a base de réseaux de réluctances est la mieux
adaptée pour modéliser 1’alternateur a griffes. En effet, cette méthode permet d’obtenir une bonne
précision de calcul a condition de bien construire la topologie du réseau et de bien estimer les
réluctances. Par ailleurs, cette méthode présente I’avantage d’étre beaucoup plus rapide a calculer
qu’une méthode par éléments finis. Enfin, cette méthode apporte un plus en ce qui concerne la
sensibilité du modéle a la géométrie. Cette sensibilité est due aux calculs analytiques des réluctances et
permet de relier explicitement les parameétres géométriques de construction aux flux magnétiques et

donc aux performances de 1’alternateur.

La théorie des réseaux de réluctances permet de modéliser des circuits magnétiques par des
circuits électriques équivalents. Elle provient d’une équivalence entre des grandeurs magnétiques et
des grandeurs électriques. Les flux magnétiques sont ainsi équivalents aux courants électriques, les
réluctances aux résistances et les forces magnétomotrices aux tensions. Chaque maille du réseau de
réluctances correspond, en fait, a 1’application du théoréme d’Ampére sur le contour décrit par la
maille. La principale hypothése des modeles utilisant les réseaux de réluctances est la discrétisation
spatiale des lignes de flux en tubes de flux. En effet, pour définir une réluctance, on est obligé de lui
associer un tube de flux, défini par : « un tube de flux est constitué¢ par un ensemble de ligne de flux

s’appuyant sur un contour fermé » (figure 11-9).

La figure II-9 présente un tube de flux délimité par deux surfaces
équipotentielles (S;) et (S;) qui sont respectivement aux potentiels
magnétiques V; et V,. La réluctance associée a ce tube de flux est

alors définie par :

¢ figure II-9 : un tube de flux
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Dans I’optique d’utiliser le diagramme de réaction d’induit de Blondel, nous devons donc
construire un modéle du circuit magnétique dans 1’axe d équivalent au sens du premier harmonique.
Nous modéliserons donc le circuit magnétique dans la position pour laquelle le flux magnétique

embrassé par les bobines du stator est maximal.

3.2 - Construction du réseau de réluctances

La construction d’un réseau de réluctances pour modéliser un circuit magnétique présente deux

difficultés majeures : la topologie du réseau et I’estimation des réluctances.

I faut dans un premier temps définir une topologie du réseau. Le nombre de réluctances du
réseau doit étre fonction de la précision souhaitée. On peut par exemple affiner un réseau en ajoutant
des réluctances pour gagner en précision. Il faut quand méme faire attention a ne pas trop affiner le
réseau car au dela d’une certaine limite, la précision stagne alors que le temps de calcul augmente. La
deuxiéme contrainte dans la construction de la topologie du réseau est plus délicate et demande un
minimum d’expertise en électromagnétisme. En effet, Il faut faire des hypothéses sur les trajets des
flux de fuites. Lorsque le matériau magnétique est peu sature, le flux magnétique est treés bien canalisé
par le fer et donc le réseau de réluctances devient facile a construire car les tubes de flux suivent le
circuit magnétique. Cependant, une saturation importante du circuit magnétique implique une
augmentation trés importante des flux de fuites. Or, ceux-ci ont une dispersion importante et changent
méme de direction en fonction de la saturation ; on comprend alors aisément la difficulté¢ de construire

un réseau de réluctances a topologie constante.

Une fois la topologie du réseau établie, ’estimation des réluctances est tout aussi cruciale dans
la précision du modele. On peut séparer le calcul des réluctances en deux groupes : les réluctances qui

modélisent les tubes de flux dans le fer et celles qui modélisent les tubes de flux dans I’air.

Tout d’abord, avant de commencer a construire le réseau de réluctances appliqué a notre
alternateur, il faut réduire le domaine d’étude. Dans notre cas, les symétries du probléme permettent de

ramener 1’étude du circuit magnétique de I’alternateur a une seule paire de podles.

Ensuite, il faut établir la maille principale correspondante au trajet du flux magnétique principal.
Ce trajet a été décrit dans la partie « principe de fonctionnement » du chapitre 1. La figure 11-10
rappelle la figure 1-22 du chapitre I. Nous nous sommes inspirés, pour construire le réseau de
réluctances, de simulations par éléments finis en 3D ainsi que des travaux de Rakotovao [7]. La figure

II-11 présente la maille principale du réseau de réluctances.

Le circuit magnétique de I’alternateur est découpé en six zones distinctes : le noyau, les
plateaux, les coudes, les griffes, les dents et la culasse. Chacune des zones est modélisée par une
réluctance. Le flux d’excitation traverse deux fois I’entrefer, il y a donc une réluctance qui modélise ce
passage dans I’entrefer. Les expressions analytiques de ces réluctances seront présentées dans la partie
suivante. La source d’ampéres tours du rotor (N, /l.) représente les amperes tours de la bobine
d’excitation (IV,, spires parcourues par un courant continu /,,). La réaction magnétique d’induit d’axe d
est modélisée par deux sources d’amperes tours (K,; V. 1,;), qui seront présentées plus en détail dans la

partie 3.4 : « Prise en compte de la réaction magnétique d’induit dans le réseau de réluctances ».
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figure II-10 : Ligne moyenne du flux inducteur
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figure II-11 : Maille principale correspondante
a la ligne moyenne du flux principal

La forte excitation magnétique (plus de 1000 ampéres tours pour un courant d’excitation de 3A)

combinée avec la structure particuliére du rotor de 1’alternateur a griffes engendre des flux de fuites

importants. Il faut donc, pour étre précis en régime saturé, prendre en compte ces flux de fuites par des

ajouts de réluctances sur la maille principale. Aprés avoir ajouté ces réluctances, nous obtenons le

réseau de réluctances présenté sur la figure I11-12.

-~~._STATOR

dents

Réluctances du fer (variables)

—1{1— Réluctances de I’air (constantes)

figure II-12 : le réseau de réluctances dans I’axe d de ’alternateur a griffes
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Les principales fuites de 1’alternateur a griffes sont les fuites entre griffes. Elles sont modélisées
par la réluctance 9, et seront détaillées dans la partie suivante. Les autres flux de fuites pris en
compte sont au nombre de quatre. Ainsi, quatre réluctances sont définies pour modéliser les flux de
fuites entre un plateau et la griffe adjacente (), entre une griffe et le plateau opposé (i), entre une
griffe et le noyau (91,,) et enfin, entre un coude et le coté du stator (Ji). Les expressions analytiques

de ces quatre réluctances sont détaillées dans 1’annexe B.

Nous avons choisi de ne pas intégrer les flux de fuites d’encoches dans le réseau de réluctances.
Les flux de fuites de I’induit, qui correspondent aux flux de fuites d’encoches, zigzag et des tétes de
bobines, sont alors modélisés par une inductance déterminée analytiquement dont I’expression est

présentée dans I’annexe B.

3.3 - Description analytique des réluctances

3.3.1 - Expressions des réluctances dans le fer

Les réluctances des zones ferromagnétiques prennent de I’importance avec la saturation. En
effet, la valeur de la réluctance augmente avec la saturation parce que la perméabilité relative diminue.
De ce fait, elles ne sont plus négligeables devant la réluctance d’entrefer qui est la réluctance
déterminante lors des calculs en régime non saturée. Plus la saturation est importante, plus les
réluctances des zones ferromagnétiques sont difficiles a déterminer, surtout si le trajet du flux n’est pas
rectiligne. La perméabilité relative devient alors non uniforme et il est difficile d’évaluer la forme des
tubes de flux ainsi que leurs réluctances associées. Par souci de simplicité du modéle, nous avons
choisi de définir des réluctances approchées en définissant pour chaque zone ferromagnétique une
longueur et une surface équivalentes du tube de flux associé. Les expressions des réluctances dérivent

donc de la loi d’Hopkinson :

L (O]
R(@®)®=HB)L = R(®)=—H|—
O] S
Dans cette approche, une réluctance d’une zone ferromagnétique est donc définie par les
parametres L et S qui sont respectivement la longueur et la surface équivalente du tube de flux associé.
Elle est aussi fonction du flux magnétique associé ainsi que de la loi du matériau magnétique H(B) (loi

donnant le champ magnétique en fonction de 1’induction magnétique).
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Exemple de calcul pour la zone ferromagnétique correspondant au noyau :

La réluctance correspondant au noyau est définie

par :

noyau noyau

noyau) = q) R S

noyau noyau

R (®

noyau

Lyoyau €t Sypopan correspondent respectivement a la

longueur et la surface du tube de flux associé au

noyau. On peut les expliciter simplement a partir

de la géométrie :

Lyu=1,"+e, S ovan =

noyau noyau

Avec : [, : longueur du noyau.
e, : épaisseur du plateau.
R, : rayon extérieur du noyau.
R, : rayon de I’axe.
p : Nombre de paires de poles.

figure 11I-13 : Tube de flux correspondant au noyau.
(coupe axiale du rotor en haut
et section du tube en bas)

s10* Hy(B) correspond a la loi donnant le champ en

fonction de l’induction pour toutes les zones

i ferromagnétiques du rotor. Aprés identification par

une méthode des moindres carrés des mesures

expérimentales, on utilise la formulation suivante [8] :

240¢ 1

(exp(B—2.37))*"

4105 B**
1+ (exp(B —2.37))*”

H,(B)=556 B"* +

I I : :
08 1 12 14 14 18 2

By (T)

figure 1I-14 : Caractéristique magnétique du
rotor (acier extra doux)

La loi utilisée pour le stator est différente car elle prend en compte le phénomeéne d’effet de

peau. Elle est détaillé dans la partie 3.5 « prise en compte de 1’effet de peau ».

Le lecteur pourra se reporter a ’annexe B pour trouver les expressions des autres réluctances

correspondantes aux plateaux, aux coudes, aux griffes, aux dents et a la culasse.
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3.3.2 - Expression de la réluctance de I'entrefer

En régime non saturé, la réluctance d’entrefer présente une valeur largement supérieure aux
autres réluctances de la maille principale qui sont définies sur des zones ferromagnétiques (figure II-
11). C’est donc elle qui fixera la valeur du flux inducteur en régime non saturé, d’ou son calcul

influera sur la précision du modele.

Nous utilisons le coefficient de Carter pour prendre en compte la variation de perméance
d’entrefer qu’il y a entre les dents et les encoches du stator. On suppose alors qu’on a un stator
«lisse » avec une valeur de I’entrefer corrigée. La correction de cette valeur est fournie par la
relation : e. = K, e , avec e la valeur réelle et e, la valeur corrigée. On peut trouver dans la littérature

différentes formulations du coefficient de Carter (K,) [9].

On choisit par exemple la formulation suivante : K =
[ _*
¢ t,+5e

Avec t; le pas dentaire, 7, I’ouverture d’encoche et e 1’épaisseur de 1’entrefer

Grace a cette valeur corrigée de 1’entrefer, on peut définir une expression simplifiée de la réluctance

d’entrefer :

R B ec < lbase griffe N

entrefer S
0

entrefer

La surface d’échange du flux au niveau de I’entrefer peut
se calculer facilement en supposant la surface d’une griffe

trapézoidale (figure 1I-15) :

I « u I

/ o+ . <—>
_ base griffe bout griffe )
Sentreﬁ;r - ln 2 lbout griffe

figure II-15 : Surface d’échange
du flux au niveau de I’entrefer

Il faut remarquer que la plupart des alternateurs a griffes ont des bords de griffes chanfreinés.
De ce fait, I’épaisseur de 1’entrefer augmente sur les bords des griffes et donc la réluctance d’entrefer
doit étre légerement majorée. Nous présentons dans ce qui suit une méthode pour évaluer cette
majoration. En fait, nous allons remplacer la valeur de I’entrefer par une valeur moyenne. Ensuite,
cette valeur moyenne sera corrigée par le coefficient de Carter et introduite dans 1’expression de la

réluctance d’entrefer ci-dessus. Le chanfrein est paramétré suivant la figure II-16.
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Développée de la surface d’une griffe Coupe A-A

lbase griffe

l€
<

N
>
Stator

<

Ny,
>

Y
lbout griffe

figure II-16 : Paramétrage du chanfrein

La valeur moyenne de 1’entrefer se calcule alors facilement a partir des surfaces :

1 hchanf
<entrefer> = Sorface Surface ., e X € T SULfACE 40y X| €+ —
ul/f'acetotale
Ce qui donne :
2 [, o 1, : h,,
<entrefer> = we_grife  howt_grife o Liany 1€+ 21y X| €+ chany
base _ griffe + bout _ griffe 2 2

3.3.3 - Expressions des réluctances de fuites

Le calcul des réluctances de fuites ne doit pas étre négligé, essentiellement pour garder de la
précision en régime saturé. De plus, I'introduction des réluctances de fuites permet de garantir la
robustesse du modele. En effet, certaines réluctances de fuites peuvent étendre le domaine de validité
du modé¢le et ainsi influer sur le processus de dimensionnement. Les trois paragraphes suivant
traiteront de la réluctance de fuites la plus importante : la réluctance de fuites entre griffes. Le lecteur

pourra se reporter a I’annexe B pour trouver les expressions des autres réluctances de fuites.

3.3.3.1 - Expression de la réluctance principale de fuites entre griffes

Nous avons décidé de décomposer ces flux de fuites entre griffes en trois tubes de flux distincts.
La réluctance utilisée dans le réseau de réluctances sera alors une mise en paralléle de trois réluctances
correspondantes aux trois tubes de flux. Dans ce paragraphe, nous allons détailler la réluctance
principale de fuites entre griffes (R, ,). Les deux paragraphes suivant traiteront des fuites intérieures

entre griffes (R, ) et des fuites entre griffes par le stator (Reg sraror)-

Avant de détailler le calcul, nous présentons sur les figures I1-17, II-18 et I1-19 le tube de flux et

le paramétrage de la géométrie :
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- A ) B >
z=10 ! Yoz=1
BE - J I g
AT"' N S ~I Il : ;
RS L. hgi
~ i L
lbout_grif/% lbase_griffe _>l —>‘
figure II-17 : Développé de la surface figure I1I-18 : Projection des 2 griffes sur le plan
du rotor pour deux griffes transversal au trajet du flux
Section A-A (z = 0,5) Paramétrage de [’espace inter griffes
dgg

A
A

Py

) moy (Z)

Section B-B (z = 0,75)

figure II-19 : Sections de deux griffes et paramétrage de la réluctance

Pour calculer cette réluctance, nous utilisons la perméance qui est plus facile a intégrer.

Avec le paramétrage de la géométrie décrit sur les figures ci-dessus, on peut exprimer aisément une
perméance €élémentaire de fuites entre griffes de largeur /, dz :

oy L, dz
dngp (Z) = ﬂO

lmoy (2)

hy,(1-22)
2

g

avec: [, (z)= [

2
h
)+dgg2 et hmoy=h]+%2 pour OSZS%

Comme les perméances ¢lémentaires sont placées en paralleles, la perméance principale de fuites entre
griffes se déduit alors par :

P =22

g p

Py ,(2)

cCt— | —

Le premier facteur deux provient de la mise en paralléle de la perméance correspondante a

I’intégration de zéro a un demi avec celle correspondante a 1’intégration entre un demi et un. Le
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

deuxiéme facteur deux provient du fait que ce flux de fuite se partage en deux vers les deux griffes
adjacentes.

Tous calculs faits, on trouve 1’expression analytique suivante pour la réluctance principale de
fuites entre griffes :

du,l | h her
1 lLlO g gl + 2 d
R,,=—— avec: P, = In £
P g8 pr h h 2 h
g p g2 d 2 g2 g2
e T T
2 2

3.3.3.2 - Expression de la réluctance de fuites intérieures entre griffes

Pour calculer la réluctance de flux de fuites intérieures entre griffes, nous devons, comme
précédemment, définir un tube de flux correspondant. La figure 1I-20 détaille la géométrie utilisée

pour le calcul. Elle repose sur le méme paramétrage que les figures II-17, 11-18 et II-19 précédentes.

Section A-A (z =0,5) Section B-B (z = 0,75)

figure II-20 : Tube de flux des fuites intérieures entre griffes

Pour calculer ces fuites, on suppose que le noyau est suffisamment éloigné des griffes, car sinon

une partie de ces fuites devrait étre intégrées dans la réluctance de fuites entre une griffe et le noyau

(JHgn).-

Le tube de flux présenté sur la figure 11-20 est un tube de flux classique. Sa réluctance associée

a déja été calculée par Roters [10]. On définit alors une perméance élémentaire de largeur /, dz :

[ d
dP _thls Zln(R“(Z)

1
ggint — T Ri (Z)

] Avecpour(0<z<—:

\S)

1 1
R()=lh, 129 +d,° et R(D=R @)+ ey + =D i)

Par intégration, on peut comme précédemment, calculer la perméance de fuites intérieures entre
griffes :

1
2

ngint = 4J‘ dngint (Z)
0
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Nous n’avons pas réussi a résoudre formellement cette intégrale. On a donc choisi de simplifier
le calcul par linéarisation de la perméance ¢lémentaire. On fait I’hypothése que la perméance
¢élémentaire (dPgg ;) évolue linéairement entre z = 0 et z = 0,5. On calcule alors I’expression linéarisée

grace a deux points particuliers qui correspondent a I’évaluation de dPgg;,enz = O etenz = 0,5.

A partir de cette hypothése, on peut alors calculer formellement 1’intégrale et on trouve pour

expression :

/ Lo+l .
bout _ griffe base _ griffe
d._+ £ 2 2
Myl £ h, +d,,” +l. o
avec: P ="2%1p 2 g g8 out _ griffe

1
P _ ggint P d 5 5
egint e Vhg tdg,

Grace a un logiciel de calcul, on peut estimer I’erreur due a la linéarisation. Avec les données

=
|

ggint

d’un alternateur existant, ’erreur ne dépasse pas 4 % entre I’expression linéarisée et le calcul de
I’intégrale par une méthode numérique. Cette erreur est tout a fait acceptable car le choix de ce type de

tube de flux pour ces fuites induit déja une incertitude importante.

3.3.3.3 - Expression de la réluctance de fuites entre griffes par le stator

Nous avons décidé de compléter les deux réluctances précédentes par une troisiéme qui
modélise un flux de fuites entre griffes qui passe par les dents du stator. Ce flux est classé dans les flux
de fuites car il ne participe pas au flux utile pour la création de la force électromotrice. Ce flux est
suppos¢ traverser ’entrefer et les dents du stator transversalement. Le tube de flux choisi est décrit sur
les figures 11-21 et I1-22. Le calcul de cette réluctance revient donc a calculer trois réluctances en série.
Deux réluctances pour modéliser le passage du flux dans I’entrefer (Rs;(6) et Rsy(6)) et une réluctance

représentant le passage du flux dans une dent du stator (R . sansversate)-
Position rotor / stator initiale Position rotor / stator décalée
d’un quart de pas dentaire

S0 4 o, S0 4
_’

Ny,

<
<

Griffe 1

\Griffe 1

! !
i !
i ;
i !
i !
L dent trans I I
l ;
i !
! !
i :
| |

1/

\f/ :Griffe 2
[

|
S,(6) :Grlffe 2

LSy
4 4
— —»

——— =

figure I1-21 : Surface d’échange du flux de fuites au niveau de I’entrefer
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La surface d’échange du flux au
niveau de I’entrefer varie en fonction de la
position relative du stator par rapport au
rotor (figure II-21). Nous avons alors
décidé de moyenner la réluctance sur un
pas dentaire (6,). Pour calculer cette
moyenne, nous utilisons les perméances qui
permettent d’éviter les calculs avec des
termes infinis. En effet, lorsque une dent
n’est plus en regard avec une griffe, la

surface d’échange est nulle et la réluctance

Coupe A-A

R dent transversale

Griffe 1

Griffe 2

figure II-22 : Décomposition du flux
de fuites en trois réluctances

devient infinie alors que la perméance s’annule.

Pour simplifier les calculs, on peut supposer que les lignes de flux sont perpendiculaires a la

surface du rotor, et donc qu’il n’y a pas d’épanouissement du flux sur les bords des griffes. Ces

perméances d’entrefer (Ps;(6) et Psy(6)) sont proportionnelles aux surfaces d’échanges du flux (S;(6)

et S>(0)). Leurs évolutions en fonction de la position angulaire sont montrées sur la figure 11-23. Ces

perméances font intervenir les paramétres suivants : Pg .y, qui est la perméance maximale (lorsqu’une

dent est totalement couverte par une griffe) et & et £ qui sont deux positions angulaires particuliéres

dépendant de la géométrie.

ﬂ\ PSMAX

PSI(e)

h.

z
2

\ 4

(position angulaire en
radians électriques)

figure II-23 : Evolution des perméances d’entrefer
en fonction de la position angulaire

ﬂO Sdent

PSMAX -
e

Sien: €st la surface d’une

dent et e I’épaisseur de 1’entrefer.

Pour calculer la wvaleur
moyenne sur un pas dentaire (6,)
de la perméance correspondant au
passage du flux dans I’entrefer on
intégre autour de la position

initiale décrite sur la figure 1I-21

qui correspond a un angle €lectrique de /2. En remarquant que les perméances Ps;(6) et Psy(6) sont

placées en série on obtient :

1
0

P

<PS>:

z
2

z
2

9,

»

2

Tous calculs faits, on trouve I’expression analytique suivante :

, T 1
2\ p _pﬁ+4[

T

7 POy
o, P(0)+ Py (0)

i

(r)=te

> — IUO Sdent

36,(B-a)
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Pour finir le calcul de cette réluctance de fuite, il nous reste a calculer la réluctance

correspondant au trajet du flux dans la dent.

Sans prendre en compte le phénoméne d’effet de peau, on peut facilement approcher cette
réluctance avec une perméabilité relative de 20. Cette perméabilité correspond a une épaisseur
d’isolant de ’ordre du vingtieme de 1’épaisseur de la tdle. L’expression de cette réluctance choisie est

donc de la forme :

L
dent trans
R e

dent transversale =
204, S

dent trans

Dans cette expression, Lge, s €St 1a longueur supposée du tube de flux (figure 11-21) et Syen rans, 12

section transversale d’une dent.

la

Ce flux de fuite traverse les toles en travers a une T
fréquence ¢élevée qui est identique a la fréquence du
fondamental du flux utile. Le phénomeéne d’effet de peau

magnétique devient alors non négligeable. De ce fait, les

courants induits dans les tdles vont confiner le flux de fuite hy
sur les bords de la section transversale de la dent (voir la
figure 11-24).

L’épaisseur de peau magnétique est définie par

2
entrefer

1
I’expression: §, = —
2

figure 11I-24 : Section du tube de flux
Avec py, : la résistivité de la tdle, f; : la fréquence du des fuites entre griffe par le stator
flux de fuite et x4, : la perméabilité¢ relative de la tdle.
Attention, cette perméabilité relative doit étre différente de celle utilisée dans 1’expression de la
réluctance (ie : 20) car les courants de Foucault se développent dans le sens du feuilletage. Les dents
qui participent a ces flux de fuites sont proches de 1’axe inter polaire, on peut ainsi supposer que la
saturation magnétique est faible pour cette position angulaire. Nous avons donc choisi une

perméabilité relative de 1000 pour calculer cette épaisseur de peau.

Des résultats classiques montrent qu’il suffit, pour bien modéliser le phénomene, de choisir une
section pour le passage du flux d’une profondeur égale a la moitié de I’épaisseur de peau. On obtient

alors la section décrite sur la figure 1I-24 dont I’expression analytique peut se formuler par :

dent 1) ld ’
;i’dent 2 ﬁ“ ?

dent

[, h y)
Sdenltrans (/,i’dent) = — + (

avec Iy et hy, qui sont respectivement, la largeur et la

hauteur d’une dent.

Agens €St la largeur réduite de la dent et est définie a partir de 1’épaisseur de peau par
— ld
ent 5_

m

Pexpression : A
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Nous nous inspirons des travaux de Liwschitz 5
[11] pour établir une fonction ( /7) qui permettra de T
pondérer la réluctance en fonction de la fréquence. &
Cette fonction est décrite ci-dessous et tracée sur la

figure 11-25. :

_2 sinh(24) +sin(24)

ra) cosh(24) —cos(21)

La fonction 7 tend vers A quand A tend vers )

I’infini. Pour que la fonction de pondération utilisée

«colle » sur la bonne asymptote, nous introduisons 0 1 ; ; ; )

un coefficient & Le calcul de ce coefficient s’obtient A

par identification des deux limites asymptotiques figure I1-25 : Fonction de pondération de la

suivantes : surface en fonction de ’effet de peau
r(§ ﬁdem ) 5 ﬁdent t 1 2 ﬂ’dent d t: 5 _ hd
ey ¢ S ) Y>> " (Oh 41 )] onnent - ¢ = J;
ld hd d "td denttrans( dent) ( d + d) d hd +i
2

Au bilan, compte tenu du fait que le flux de fuite se sépare en deux vers les griffes adjacentes,

nous pouvons donner une expression pour la réluctance de fuites entre griffes par le stator :

1 1 L ent trans e 39 (ﬁ_a)
Rggstator = 5 W;—hr(g ﬂ’denz) + /l S - 2
o ‘tala 0 dent2 ﬁz_zzﬂ_i_l[;zj

p 4

p

11 faut remarquer que si la réluctance augmente a cause de ’effet de peau et donc des courants
induits, alors ceux-ci sont générateurs de pertes. Nous avons décidé de ne pas les modéliser dans cette

étude.

3.3.3.4 - Evaluation numérique des réluctances de fuites

Dans le tableau suivant, nous présentons [’application numérique sur D’alternateur A des

expressions des trois réluctances de fuites entre griffes.

Regp Regim Regaor @ 150 Hz | Reg uaror @ 1500 Hz
17 A/uWb 56 A/uWb 93 A/uWb 268 A/uWb

tableau II-1 : Réluctances de fuites entre griffes de I’alternateur A

La réluctance de fuites principale est effectivement la plus faible et donc la plus importante.
Cependant les autres réluctances ne sont pas négliger compte tenu des ordres de grandeur. On pourrait
négliger la réluctance de fuites entre griffes par le stator a hautes fréquences grace a I’effet de peau,
mais alors le modéle pourrait perdre sa robustesse par exemple pour des géométries de griffes

différentes.
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3.4 - Prise en compte de la réaction magnétique d’induit dans le
réseau de réluctances

La réaction magnétique d’induit d’axe d est modélisée par deux sources d’amperes tours
équivalentes (K,; N, I;) intégrées dans le réseau de réluctances, en série dans la branche « dents -
culasse » (figure 1I-12). Le coefficient K,, sur les ampéres tours est nécessaire pour adapter les amperes
tours d’une encoche aux ampéres tours vus par le réseau de réluctances. Pour déterminer ce

coefficient, nous allons calculer une équivalence sur le flux d’induit dans 1’axe d par deux approches.

3.4.1 - Expression du flux d’induit dans I'axe d en régime non saturé

Pour un bobinage a une encoche par pdle et par phase, et si on suppose que le fer est infiniment

perméable, I’amplitude du fondamental de la force magnétomotrice d’axe d créée dans I’entrefer par

4 N_ 1
une phase est : — ———¢
T

avec I, le courant maximum dans 1’axe d et NV,, le nombre de conducteurs

dans une encoche.

On déduit donc I’amplitude du fondamental de la force magnétomotrice d’axe d créée dans

3
I’entrefer par les trois phases : — N, [,
T

On désigne par @ la position angulaire par rapport a I’axe d (I’axe d correspond a 1’axe passant

par le milieu d’une griffe). On peut donc exprimer la fmm de Dlinduit dans l’axe d:
3
F,(0) =;Nc 1, cos(p 6) avec p, le nombre de

paires de poles.

A partir de cette force magnétomotrice, nous
. ,: : ——F
pouvons exprimer I’induction et donc le flux
magnétique d’induit dans l’axe d. La forme le as
trapézoidale de la surface des griffes ne permet pas T
de calculer ce flux simplement. Nous avons donc ¢ { E i >
choisi de le calculer par une intégration. 0o o 6; 0
L’induction magnétique d’axe d créée dans A
- Fq(6)
I’entrefer se déduit simplement par :
£,(0)
Bentr@fer d (0) = luO
e. est la valeur de Dentrefer corrigée par le 7 o
coefficient de Carter. 2p
La définition du flux magnétique est : figure 11-26 : développé de la surface d’une griffe
(en haut) et distribution de la fmm
b= IB ds d’induit dans ’axe d (en bas)
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On peut donc calculer le flux de la réaction magnétique d’induit d’axe d :

- [, 10) B, ,©0)d0 = J.R 1) £ 4

-6, -6, C

R, est le rayon extérieur d’une griffe.

En substituant la longueur /(6) et la fmm F(6), ’intégrale précédente donne :

3u,R, I N I,]| % -6
@, =M Te fn e jcos(pe)dmzjcos(pe) 6
e, 5 2 91

On aboutit alors a une expression qui donne le flux de réaction magnétique d’induit d’axe d en régime

non saturé en fonction de la géométrie des griffes :

_ 61“0 Rg ln Nc Id (COS(p 91)—COS(p 92))
e, (‘92 _91)172

3.4.2 - Expression du coefficient d’équivalence des ampeéres tours

En régime non saturé¢, on peut supposer le fer infiniment perméable. De ce fait les réluctances
associées aux zones ferromagnétiques sont supposées nulles et le réseau de réluctances décrit sur la

figure 12 permet d’exprimer simplement le flux d’induit d’axe d :

KiNlo _ o _Roner g

D, = =
d ri ]\]C ]d d

entrefer
Par identification avec le flux exprimé dans le paragraphe précédent, et en remplacant la
réluctance d’entrefer par son expression, on trouve la formule du coefficient d’équivalence des

amperes tours :

_6(cos(p 6,)—cos(p 6,))
" 7[(02 _01)(92 ""91)172

On remarque que ce coefficient dépend du nombre de paires de poles et de la forme des griffes.

3.5 - Prise en compte de I'effet de peau

Les fréquences de fonctionnement des alternateurs a griffes actuels peuvent atteindre 1800
Hertz avec une technologie a 6 paires de pdles. Ces fréquences relativement élevées induisent un
phénomeéne d’effet de peau magnétique non négligeable. Ce phénoméne est pris en compte en utilisant
une caractéristique magnétique des toles du stator fonction de la fréquence d’utilisation. A partir de
mesures expérimentales, nous avons trouvé une relation empirique pour décrire le comportement du
champ magnétique (H) en fonction de I’induction (B) et de la fréquence (f). La loi empirique trouvée

est une somme de 4 termes.
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Un exemple d’expression pour des toles d’un alternateur (0,5 mm d’épaisseur, M800-50A) est :

H(B, f)=60arctan(13 B)[l + W]:)Oj (termel)

+150B* 1+arctan(ﬂj£ 6.5| (terme?2)
345 V4

10
+[ ) 900 1+arctan((3—1.6)15)3 (terme 3)
1.58 T

18
+ (ij 18500 (1 —arctan((B —2.33) 6.8)2] (terme 4)
2.1 V4
Le terme 1 permet de modéliser le champ magnétique pour des inductions faibles (inféricures a
0,1 Tesla). L’ajout du terme 2 étend la validité du modéele jusqu’a environ 1,2 Tesla. Ensuite le terme 3
permet d’ajuster le modele pour des inductions comprises entre 1,2 Tesla et 2 Tesla. Enfin, une
correction finale (le terme 4) ajuste la loi pour les champs ¢élevées (supérieurs a 2 Tesla). Sur la figure
1I-27, on montre le comportement de cette loi par rapport aux mesures pour des champs inféricurs a

1,8 Tesla.

il | I I

champ
magnétique
(en A/m)

oo —

000 —
En ligne pointillée :

modele
4000 —

En ligne continue :

mesures
3000 —

f=1600 Hz

2000 —

1000 — /" 3

| | | | | 1
f a 0.z 0.4 [IES] 0z 1 1.2 1.4 lé 1.8

Induction (en Tesla)

figure I1-27 : Evolution du champ magnétique en fonction de I’induction et de la fréquence
(toles de 0,5 mm d’épaisseur, M800-50A)

Cette loi est ainsi utilisée pour calculer les réluctances correspondantes aux dents et a la culasse.
Ces réluctances deviennent alors dépendantes de la fréquence et donc de la vitesse de rotation de

I’alternateur.
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3.6 - Modifications du modele pour la variante a aimants

Dans le chapitre I, nous avons présent¢ un type d’alternateur a griffes présentant une
amélioration de la conception du rotor par 1’adjonction d’aimants permanents entre les griffes.
L’aimantation de ces aimants est tangentielle, dans la méme direction que le flux de fuites entre
griffes. Le but est principalement de contrebalancer les fuites du rotor et donc d’augmenter le flux
utile. Les aimants permanents utilisées sont des Néodyme Fer Bore pour garantir une polarisation
suffisante et donc étre efficace. Nous allons rappeler tout d’abord la modélisation d’un aimant
permanent en vue de I’insertion dans un réseau de réluctances. Puis, nous présenterons 1’adaptation du

mode¢le du circuit magnétique de I’alternateur au cas des alternateurs avec aimants permanents.

3.6.1 - Modélisation d’'un aimant permanent

Un aimant permanent de forme parallélépipédique peut

étre modélisé par une branche d’un réseau de réluctances. On
peut le représenter comme une source d’ampéres tours en série

avec une réluctance (figure 11-28).

Pour la modélisation, la perméabilité relative de I’aimant Sa

est supposée constante ( i, , ).
L,
La relation B, = uo u,. H, + J. = @,/ S, nous donne : < >
1 J
H=— o ——"r Ua

’ luO lura Sa ’ IuO lura

On peut alors en déduire la différence de potentiel magnétique

L —>
()]
entre les deux extrémités de 1’aimant :

figure II-28 : Aimant permanent
et modéle associé

U, =H,L, :Lq) _ﬂ

a
:uo lur a Sa :“0 lur a
Le mode¢le choisi implique la relation : U, = R, @, - AT,

En identifiant, on peut déduire les expressions analytiques du modéle :

J, L L
AT, =", R =t

a

Iu0 lura lu0 lura Sa

Influence de la température sur les paramétres du modéle de I’aimant

Les caractéristiques des aimants permanents sont fortement influencées par la température.
Cette influence doit étre prise en compte car ces aimants, placés au rotor, peuvent atteindre de fortes

températures en fonctionnement (> 150°C).

Les constructeurs d’aimant permanent fournissent dans leurs documentations un coefficient de
variation de la polarisation rémanente en fonction de la température. Par exemple, les aimants de

I’alternateur étudi¢ ont un coefficient proche de 0,11 % / K.
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La perméabilité relative est trés peu sensible a la température donc la réluctance pourra étre

supposée constante. La modification du mod¢le devient donc :

AT (T) = ﬁkt (T) avec : k(T) = 1-0,0011(T-20), T en °C
0 ra

J, 20 est la polarisation magnétique rémanente a 20°C.

3.6.2 - Prise en compte des aimants permanents dans le réseau de
réluctance

Les aimants permanents utilisés dans 1’alternateur
considéré sont presque parallélépipédiques. Nous f—\
utilisons donc le modéle du paragraphe précédent. La __:Ir w

réluctance de fuites entre griffes principale (Rg),),

décrite au paragraphe 3.3.3.1, est alors remplacée par la r ﬁ'
moitié de la réluctance de 1’aimant R, (la moitié car le g fnierieur 77 T swator
flux se sépare en deux vers les griffes adjacentes). Les figure 11-29 : Intégration des aimants
autres réluctances de fuites entre griffes (réluctances de dans le réseau de réluctances

fuites intérieures et par le stator) sont supposées étre en

parallele avec la branche correspondant a I’aimant. On aboutit alors a la figure 1I-29 qui représente la

partie du réseau a substituer a la réluctance Ry, du réseau de réluctances de la figure II-12.

Pour éviter la formation d’une maille

supplémentaire et donc pour simplifier la résolution du Regeq

AT, ¢4
réseau de réluctance, nous appliquons le théoréme de ——:‘r @

Thevenin pour déterminer une branche équivalente

figure I1I-30 : Branche du réseau

(figure I1-30). Celle-ci s’ins¢re ainsi facilement dans le ; .
de réluctances équivalente

réseau de réluctances de ’alternateur en se substituant a

la réluctance Ry,.

L’application du théoréme de Thevenin au circuit décrit sur la figure I1I-29 donne le circuit de la
figure 11-30 dont les paramétres sont :
o I/ R .
Rgg eq = Ra /2 //Rgg intérieur //Rgg stator et A aeq = gy S AT!I
“+R /IR
2

gg int érieur gg stator

3.7 - Méthodologie de résolution du réseau de réluctances

La mise en équation du réseau de réluctances se fait par 1’équivalent des lois de Kirchoff. Ce
réseau de réluctances comporte 18 branches et 9 nceuds, donc le systéme peut se réduire a 10 mailles
indépendantes. La mise en équation d’un tel circuit sans méthode appropriée est longue et fastidieuse.
C’est pourquoi nous utilisons une méthodologie matricielle qui est présentée dans [12], ainsi que dans
I’annexe B. Nous utilisons ainsi la matrice des mailles, qui décrit la topologie du réseau, pour établir

une équation matricielle réduite représentant la loi d’ohm équivalente.
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

Les caractéristiques non linéaires des matériaux magnétiques impliquent des réluctances non
linéaires. De ce fait, nous ne pouvons pas expliciter directement les flux magnétiques, le systéme
matriciel est donc implicite. La résolution d’un tel systéme se fait alors par des algorithmes itératifs.
Dans notre cas nous avons utilisé, pour résoudre le systéme implicite, soit des algorithmes de

résolution des systémes non linéaires, soit des algorithmes d’optimisation déterministes.

3.8 - Validation du modele du circuit magnétique

A ce stade de la modélisation, nous pouvons déja commencer a valider le modéle du circuit
magnétique. Nous allons donc comparer les résultats du modele par rapport aux relevés expérimentaux

de la force électromotrice a vide et du courant de court-circuit.

3.8.1 - Essai avide : Calcul de la force électromotrice

Une bonne corrélation des résultats du modele avec les relevés de la force électromotrice a vide
est primordiale pour la validit¢é du modele. Cela permet de mesurer 1’influence de tous les parametres
du réseau de réluctances et plus particuliérement d’estimer la mutuelle rotor stator. Dans la suite, nous

allons comparer le modele aux mesures pour les deux alternateurs introduits au chapitre 1.

3.8.1.1 - Force électromotrice de [’alternateur A

La figure II-31 montre la comparaison du relevé de la fem a vide de Ialternateur A avec les
résultats du modele. On remarque alors une bonne corrélation du modéle avec les mesures (avec une
erreur de 2 % pour un courant d’excitation de 4 A, et de 5 % pour un courant d’excitation de 1,5 A).
La zone linéaire (courant d’excitation inférieur a 1,5 A) montre la bonne estimation de la réluctance
d’entrefer, tandis que la zone saturée présente une appréciation correcte des flux de fuites et des

saturations des réluctances.

Force % % bt
électromotrice X
efficace a vide

(en'V)

Ligne : modéle

Croix : mesures

0 1 2 3 4 5 6 1 8 9
Courant d’excitation (en A)

figure II-31 : Force électromotrice a vide de I’alternateur A a 3000 tours/min
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3.8.1.2 - Force électromotrice de [’alternateur B

La figure 11-32 présente la comparaison entre le releve de la fem a vide de I’alternateur B et les
résultats du modéle. On peut faire les mémes remarques que le cas précédent. La prise en compte des

aimants permanents (paragraphe 3.6.2) est donc bien modélisée.

Force
électromotrice
efficace a vide

" L XXX
(enV) E

Ligne : modeéle

Croix : mesures

D 1 2 3 4 5 6 7 8
Courant d’excitation (en A)

figure 11-32 : Force électromotrice a vide de I’alternateur B a 3000 tours/min

On peut aussi utiliser le modele pour voir I’influence des aimants permanents entre griffes. La
figure 11-33 présente la variation de la force électromotrice en enlevant les aimants permanents. On
remarque ainsi que la présence des aimants permanents permet d’augmenter le flux utile a vide (et

donc la fem) sur toute la plage du courant d’excitation.

Force
électromotrice
efficace a vide

(enV)

Ligne continue :
alternateur B

Ligne pointillée :
alternateur B
sans aimant

1] 1 2 3 4 3 1] T 3
Courant d’excitation (en A)

figure I1-33 : Simulation de la force électromotrice a vide avec ou sans aimant a 3000 tours/min
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

3.8.2 - Essai en court-circuit : Calcul du courant de court-circuit

Le calcul du courant de court circuit permet de valider la modélisation de la réaction
magnétique d’induit dans I’axe d, ainsi que celle des fuites. La figure I1-34 présente la comparaison
des relevés du courant de court circuit de 1’alternateur A avec les résultats du modéle. On remarque
que ces résultats s’écartent des mesures pour des courants d’excitation élevés. Ceci est probablement
du a des phénomenes de fuites magnétiques plus complexes et non pris en compte. De toutes fagons,
ceci nous importe peu puisque le courant d’excitation maximum des alternateurs actuels est proche de
4 A. Donc le modele est prétendu satisfaisant pour un courant d’excitation inférieur a 4 A. L’erreur

maximale est proche de 9 % pour un courant d’excitation de 4 A.

250

Courant de
court-circuit  Zane de fonctionnement de
(en 4) I"alternateur

200 N w3,
4 Y
1

' >
150 i
Ligne : modéle :
1
1
Croix : mesures !
100 i
1
1
1
1
|
50 :
1
1
1
1
|
i ]
0 2 4! é g 10 12

Courant d’excitation (en A)

figure 11-34 : Courant de court-circuit de ’alternateur A a 3000 tours/min

3.8.3 - Remarques sur les flux magnétiques

On présente dans ce paragraphe 1’utilisation du modéle pour déterminer les flux magnétiques
dans chaque branche du réseau de réluctances et ainsi observer la répartition des flux magnétiques
dans la structure. Par exemple, nous utilisons le modeéle pour déterminer les flux magnétiques a vide
dans I’alternateur A pour un courant d’excitation de 3 A (tableau II-2). En choisissant un courant
d’excitation de 3 A, on se place dans une zone ou ’alternateur est saturé et donc on pourra mieux

observer les phénomenes de fuites.

La premiére colonne du tableau II-2 nous renseigne sur les valeurs des réluctances. On
remarque que certaines réluctances de fuites peuvent étre négligées comme par exemple la réluctance
de fuites entre une griffe et le plateau opposé. Cependant, nous décidons de conserver cette réluctance
pour garantir la robustesse du modele dans une phase de dimensionnement. Ensuite, nous remarquons
que les fuites les plus importantes sont bien les fuites entre griffes. La précision du modéle dépend
alors fortement de la bonne estimation de ces fuites. Finalement, nous remarquons que les dents sont

fortement saturées a vide (1,9 T). Ceci est logique car la zone des dents est un compromis entre le fer
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I’augmentation de la saturation.

des dents et le cuivre des bobines et souvent les sections de passage du flux sont réduites, d’ou

Branche Réluctance (x10° A/Wb) | Flux (uWbh) mI;‘y‘i‘:lclf:’(‘,‘r)

Noyau /2 0,4 508 1,2
Plateau 0,2 508 1,1
Coude 0,4 503 1,5
Griffe 1,4 496 1,6
Entrefer 6,5 419 0,7
Dents 3,7 425 1,9
Culasse 0,3 425 1,5
Fuites griffe/sriffe 120 73

Fuites griffe/plateau 8355 1

Fuites plateau/griffe 210 4

Fuites coude/stator 518 6

Fuites griffe/noyau 524 8

tableau II-2 : Flux magnétiques a vide de I’alternateur A pour un courant d’excitation de 3 A

Nous pouvons aussi utiliser le modele pour calculer les flux magnétiques de I’alternateur B et
ainsi voir I’influence des aimants permanents entre griffes. Le tableau II-3 présente les flux et les
inductions de cet alternateur pour un courant d’excitation nul (les deux premiéres colonnes) et un

courant d’excitation de 3 A (les deux derniéres colonnes).

Flux (uWb) | Inductions (T Flux (1Wh Induction

Branche a exci?; 0 g) (1 excit = 0 (A)) a exci?; 3 g) (‘I“;’z;‘t‘“:e;?)
Noyau /2 -316 0,9 149 0,4
Plateau -316 0,7 149 0,3
Coude -315 0,8 155 0,4
Griffe -315 1 147 0,4
Entrefer 34 0,1 425 0.8
Dents 35 0,1 434 1,9
Culasse 35 0,1 434 1,4
Fuites griffe/griffe - 351 - 291

tableau II-3 : Flux magnétiques a vide de I’alternateur B

On remarque que lorsque le courant d’excitation est nul, les aimants produisent un flux qui se
reboucle par le rotor dans le sens inverse du flux d’inducteur classique. En fait, cela revient a
« polariser » le flux du rotor. La croissance du courant d’excitation va diminuer le flux du rotor, puis
I’annuler et enfin pour les forts courants, le flux va légerement devenir positif (voir les deux dernieres
colonnes). Nous observons alors que sur toute la plage du courant d’excitation, le flux et donc
I’induction sont réduits par rapport a une technologie sans aimants. Il faut aussi remarquer que la
présence des aimants induit un flux utile (au stator) non nul pour un courant d’excitation nul.

Cependant, ceci n’est pas trés génant car ce flux reste faible.

Au final, cette technologic a aimants permanents est intéressante et semble avoir un bon
potentiel en dimensionnement, notamment par une utilisation optimale du matériau magnétique du

rotor.
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

4 - Modélisation du circuit électrique

La connexion de I’alternateur avec un redresseur triphasé de courant est nécessaire pour adapter
les tensions sinusoidales délivrées par I’alternateur a la tension continue du réseau de bord. Comme
notre objectif est de déterminer le courant en sortie du redresseur, un modele du redresseur couplé
avec ’alternateur doit étre réalisé. Tout d’abord, nous allons présenter le redresseur triphasé de
courant avec ses différents modes de fonctionnement. Puis, nous présenterons une approche simplifi¢e
pour le modéliser par la méthode du premier harmonique. Ensuite, nous détaillerons une méthode plus
¢laborée qui tient compte de la forme réelle des courants. Cette méthode est fondée sur la résolution
symbolique des équations différentielles. Finalement, nous comparerons les résultats de 1’ensemble

des mod¢les du circuit électrique et du circuit magnétique par rapport a des mesures expérimentales.

4.1 - Introduction du redresseur triphasée de courant

La figure II-35 présente le schéma électrique équivalent d’un alternateur a griffes avec un

Il

redresseur a 6 diodes.

e L Ry i 1 | D> |D;s

ol

e RS %]

S = O
R

N N

T, To. To,

figure II-35 : Schéma électrique équivalent
d’un alternateur a griffes

La présence en amont du redresseur des inductances et de la source de tension « U, » en sortie
classe ce redresseur dans les redresseurs triphasés de courant. Nous allons donc présenter les différents
modes de fonctionnement de ce type de redresseur. Pour simplifier 1’étude, nous posons les hypothéses
suivantes : I’inductance et la résistance d’une phase sont constantes ainsi que la tension continue en
sortie du redresseur. Ce redresseur présentera des modes de fonctionnement différents suivant la
valeur de I’amplitude et de la fréquence des forces électromotrices délivrées par 1’alternateur que nous

supposerons sinusoidales.

Tout d’abord, si I’amplitude des forces électromotrices ne dépasse pas une tension de seuil,
I’alternateur ne pourra pas délivrer un courant. En effet, pour que les diodes puissent conduire, il faut
que I’amplitude des tensions composées des fem dépasse une valeur qui est égale a la tension continue
en sortie du redresseur plus deux fois la tension de seuil des diodes. Ensuite, passé¢ cette tension de
seuil, lorsque I’amplitude ou la fréquence des fem augmentent, on distingue I’apparition successive de

trois modes de conduction. Nous décidons de nommer ces modes de conduction de la fagon suivante :
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«la conduction discontinue », «la conduction mixte » et «la conduction triphasée ». Le tableau

suivant présente les formes d’ondes des courants de phase pour les différents modes.

Conduction discontinue

Le fonctionnement du redresseur est une
répétition de deux phases : une phase ou le
pont ne conduit pas et une phase ou deux
diodes conduisent.

<=
[~
!
-

~
i
el

|~

> —>

conduction
deD; et Dy

pas de
conduction

—

—— courant phase 1
""" courant phase 2
— -~ courant phase 3

Conduction mixte

Dans ce mode 13, le fonctionnement du
redresseur peut se résumer a une
successions de deux phases : une phase de
« conduction a deux diodes » et une phase
de « conduction a trois diodes ».

conduction |_> conduction
e courant phase 1 deD; et Ds deD;, Dy et Dy

courant phase 2
— -~ courant phase 3

Conduction triphasée

Dans ce mode de conduction, les courants
de phase se rapprochent d’un systéme
triphasé¢ et trois diodes conduisent en
permanence.

— courant phase 1
""" couratit phase 2
= -~ courant phase 3

tableau I1-4 : Formes d’ondes des courants d’un redresseur de courant
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

4.2 - Une premiére approche : Le modeéle du premier harmonique

Avec certaines hypothéses, le redresseur triphasé de courant peut se modéliser de fagon tres
simplifiée, en utilisant la méthode du premier harmonique. En effet, comme nous cherchons a
déterminer le courant continu en sortie du pont et donc la puissance de sortie, I’hypothése du premier
harmonique sur les tensions simples en entrée du pont est valable car dans certaines conditions, les
courants de phase sont presque sinusoidaux. En clair, si ces courants de phase sont sinusoidaux, seul

les fondamentaux des tensions simples sont utiles pour le calcul de la puissance électrique.

11 faut remarquer que 1’approche du premier harmonique donne de bons résultats si et seulement
si les courants de phase ont peu d’harmoniques. Autrement dit, ce modéle n’est valable que pour le
mode de conduction triphasée, et il est d’autant meilleur que 1’amplitude ou la fréquence des fem est

¢élevée.

Pour modéliser le redresseur avec la méthode du 1% harmonique, on suppose que les fem
délivrées par I’alternateur sont sinusoidales, de valeur efficace Er et de pulsation @. De plus, les
diodes sont supposées idéales avec une chute de tension dans 1’état « passant » égale a V,. Enfin, le
redresseur est supposé fonctionner en mode de conduction triphasée, et donc chaque diode est passante

sur une demi période.

L’ensemble de la méthode est présenté dans ’annexe A. On remarque ainsi, que les hypotheses
conduisent a un déphasage nul entre les tensions simples en entrée du redresseur et les courants de
phase. Ainsi, pour le premier harmonique, le pont de diode et la batterie (figure 1I-35) peuvent étre

substitués par une résistance équivalente par phase (figure 11-36).

el Ly Rs i1 Ry

—>
1
(%} U RS % Req
€3 Lf RS i3 Req

__@_IVI\ ] — 1

figure I1-36 : Schéma électrique du modéle équivalent au 1 harmonique

®
3

Cette résistance équivalente est définie par le rapport de ’amplitude du fondamental de la

tension simple en entré du pont sur I’amplitude du fondamental du courant de phase.

U . .
En posant V, = 7” +V,, expression trouvée pour cette résistance est :

(4VOJZRS +[4ZOJ (L)’ (x/EER)z —[4;/0}2 +RS2(\/§ER)2

Wef-(*5]

eq

T
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4.3 - Une meéthode plus élaborée: Résolution symbolique des
equations difféerentielles

4.3.1 - Présentation de la méthode

4.3.1.1 - Objectifs du modeéle du redresseur

Nous allons présenter ici une méthode beaucoup plus longue et fastidieuse & mettre en ceuvre,
mais qui permettra d’étendre la validité du modéle aux modes de conduction mixte et discontinue. En
effet, nous proposons de résoudre symboliquement 1’ensemble des équations différentielles régissant
le circuit électrique du redresseur. Nous séparons ainsi 1’étude en trois parties suivant les trois modes
de conduction du redresseur. Ensuite nous estimons les limites des zones de conduction des différents
modes pour déterminer a partir des fem, supposées sinusoidales, quel est le mode de fonctionnement

du redresseur.

Ce modele permettra d’avoir les équations formelles des évolutions des courants dans les trois
phases pour chaque mode de fonctionnement. Notre objectif final est de calculer le courant moyen en
sortie du redresseur. Pour cela nous utilisons, pour un point de fonctionnement, les équations des

courants de phase aprés avoir déterminé dans quel mode de conduction est le redresseur.

Pour finir, il faut, pour coupler correctement ce modele avec celui du circuit magnétique,
calculer le fondamental des courants dans les phases ainsi que le déphasage de celui-ci avec les forces

¢électromotrices.

4.3.1.2 - Mise en équations du redresseur

Nous allons détailler par exemple la mise en équations d’une phase de la conduction
discontinue. Supposons, par exemple, que les diodes D; et Ds conduisent, le circuit électrique du

redresseur se simplifie (figure 11-37).

e L Ry i |Pri
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;

|
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figure II-37 : Schéma électrique du redresseur
lorsque D; et Dg conduisent

Pour simplifier les calculs, on suppose que les diodes sont idéales avec une chute de tension
constante (V) en conduction. Ainsi ces chutes de tension peuvent se rajouter a la tension continue de

la batterie. La loi des mailles donne alors directement 1’équation différentielle du courant de phase :

2R 1,0+ 2L 2 0 =6, (0= e, - (U, +27))
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

La résolution symbolique de cette équation différentielle donne ainsi I’évolution temporelle du

courant dans les phases de I’alternateur lorsque D; et Dy conduisent.

On fait de méme dans le cas ou trois diodes conduisent et ainsi on a acces a toutes les évolutions
temporelles des courants a condition d’adapter les constantes des solutions des équations
différentielles en fonction des conditions initiales. Les instants initiaux correspondant a ces conditions

initiales (début de conduction des diodes considérés) sont calculés formellement.

La premicre difficulté est de calculer les temps de conduction de chaque diode. En effet, les
expressions des solutions des équations différentielles sont de la forme d’une somme entre une
exponentielle et un sinus. De ce fait, pour déterminer le temps de fin de conduction d’une diode, nous
sommes en présence d’une équation implicite. Pour trouver une solution explicite, nous décidons de
contourner le probléme par une approximation. Nous avons donc recourt aux développements limités a
I’ordre deux du sinus et de I’exponentielle. Ainsi, le temps final de conduction d’une diode se

détermine par une résolution classique d’une équation du second degré.

Cette détermination des temps de conduction permet de savoir quel est le mode de conduction
du redresseur. Par exemple, lors du passage de la conduction mixte a la conduction triphasée, les

temps de conduction des « phases a deux diodes » s’annulent.

L’ensemble des équations du modele est présenté dans ’annexe A. Ces équations permettent
ainsi de déterminer les évolutions temporelles des courants dans les trois phases de ’alternateur pour
les trois modes de conduction. Les formes d’ondes obtenues sont celles présentées lors de

I’introduction du redresseur de courant dans le tableau 11-4.

4.3.1.3 - Calcul du courant moyen de sortie

Pour le calcul du courant moyen, nous .
yen, Courant de sortie du

observons tout d’abord que le courant redressé redresseur

. . T

est périodique de période g .
‘ )
. i & Courant moyen r,

Sur la figure II-38 on présente le \ desorie 1

courant redressé et l’intervalle (¢, a ¢,) utile

pour le calcul de la valeur moyenne. Comme
le courant redressé est égal au courant dans la i

phase 1 dans cet intervalle, alors ’expression

de la valeur moyenne est : R T
— courant phase 1
""" courant phase 2
= - = courant phase 3

6 4 ' 1 '
Imoyen = ? jl] 2 _diodes (t) dt + J.l]3idindes (t) dt
f 4 figure I1-38 : Courants de phase et courant redressé
pour le mode conduction mixte

i1 2 giodes cOrTEspond a la résolution symbolique du courant dans la phase 1 dans le cas ou deux diodes
conduisent. i; 3 gioses cOrrespond a la méme résolution dans le cas ou cette fois 3 diodes conduisent.

L’expression formelle de ce courant moyen est donné dans 1’annexe A.
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4.3.1.4 - Calcul du fondamental du courant de phase

En ce qui concerne le calcul du fondamental du courant de I’alternateur et son déphasage, nous
décidons de calculer le courant actif et le courant réactif dans une phase de I’alternateur. Les courants

actif et réactif de la phase 1 sont ainsi donnés par les formules suivantes :
T T
2. . 2. . .
Imlf = ?J'zl (t)sin(wt) et I,ém.f = FJ'ZI (t)cos(wt) si e (t)=Vsin(wt)
0 0

Le lecteur pourra se reporter a I’annexe A pour trouver les expressions analytiques des courants

actif et réactif.

4.3.1.5 - Remarque sur la valeur efficace du courant de phase

Pour calculer les pertes Joule dans les enroulements du stator, il faudrait, en toute rigueur,
calculer le courant efficace dans les phases. On peut le déterminer formellement en intégrant le carré
des expressions du courant de phase. Nous avons décidé de ne pas calculer cette valeur efficace car
nous avons remarqué qu’elle ne différait que trés peu de la valeur efficace du fondamental des
courants. Ainsi nous utilisons, pour calculer les pertes Joule, la valeur efficace du fondamental des

courants déterminée au paragraphe précédent.

Cette approximation induit une erreur qui est acceptable. Grace a un logiciel de calcul, nous
avons pu calculer la valeur efficace de maniére numérique, et ainsi nous avons déterminé 1’erreur
commise a partir des données de I’alternateur A. Nous avons donc tracé, sur la figure 11-39, I’évolution

de I’erreur en fonction du courant débité par I’alternateur pour une vitesse de 3000 tours par min.

1.1

efficace
1.08

1

fondamental efficace
1.06

1.04

1.02

0.98 0 20 40 lt] 30 oo 120 140 160

Courant débité par [’alternateur (A)

figure I1-39 : Rapport du courant efficace sur la valeur efficace du fondamental en fonction du
courant débité par I’alternateur A a 3000 tours par min et pour une tension continue de 14 volts.

Nous remarquons alors que 1’erreur est inférieure a 3 % pour tous les courants supérieurs a
13 A. L’erreur apparait donc pour des courants faibles et ainsi sa répercussion sur les pertes Joule est
faible.

4.3.1.6 - Gestion des transitions entre les modes de conduction

Notre objectif est de réaliser un mode¢le adapté a des logiciels de dimensionnement utilisant les

dérivées pour améliorer la convergence. Comme notre modéle varie suivant le mode de conduction du
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redresseur, alors celui-ci n’est plus dérivable (aux points de fonctionnements correspondants aux

transitions entre les différents modes de conduction).

Pour palier ce probléme, nous introduisons des coefficients de pondération qui vont rendre le
mode¢le continu (et continment dérivable). Ces coefficients ont pour paramétres les temps de

commutation des diodes et sont détaillés dans 1’annexe A.

Au final, en négligeant la conduction discontinue, 1’expression du courant moyen en sortie du

redresseur est: [moyen = ktri [muyen tri + kmixte [moyen mixte

k., est le coefficient de pondération du mode triphasée. Il est égal a un si on est en conduction
triphasée, a zéro sinon. De méme, k.. est le coefficient de pondération pour la conduction mixte.
L’introduction de ces coefficients permet aussi de prendre en compte les points de fonctionnements ou

I’alternateur ne peut pas débiter de courant.

4.3.2 - Intégration dans le modéle global

Comme il a été dit au paragraphe 2.3.2, nous utilisons le diagramme de Blondel pour coupler le
modele du circuit électrique avec celui du circuit magnétique. Il subsiste une inconnue pour réaliser ce
couplage : Quelle valeur de I’inductance d’une phase doit on utiliser dans le modele du redresseur ?
Cette question se pose car la valeur de I’inductance de phase influence la détermination des courants
de phase du redresseur. Le choix de cette inductance n’est pas évident car le mod¢le global lie un
mode¢le du circuit magnétique et un diagramme vectoriel au premier harmonique alors que le modéle

du redresseur utilise une résolution temporelle des courants.

Nous allons présenter, dans ce qui suit, deux approches différentes correspondantes a deux
valeurs d’inductances. Tout d’abord nous étudierons le cas ou I’inductance choisie est seulement
I’inductance de fuites du stator. Puis nous présenterons une méthode qui utilise une inductance qui

comprend I’inductance de fuites plus I’inductance transversale.

4.3.2.1 - Couplage avec seulement l’'inductance de fuites

Si I’inductance choisie pour le modele du redresseur est ’inductance de fuites, alors le couplage
utilis€ a déja été présenté dans le paragraphe 2.3.2. Nous rappelons ci-dessous le diagramme

vectoriel en ajoutant les composantes actives et réactives du courant de phase :

Lf Rs Is

-

A
E R Q V Zcharge

I réactif

figure I1-40 : Diagramme vectoriel de réaction d’induit du figure I1-41 : Schéma équivalent par phase
modéle de Blondel d’une machine synchrone, modéle de Blondel
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Le modele du redresseur donne outre le courant moyen de sortie, le courant actif et réactif du
courant de phase. Il faut donc appliquer une projection pour retrouver le courant dans I’axe direct et
celui dans I’axe q. Ainsi, le modé¢le du circuit magnétique, fondé sur le réseau de réluctances, peut etre

résolu.

4.3.2.2 - Couplage avec l’inductance de fuites et I’inductance transversale

Dans le cas ou le modéle du redresseur utilise une inductance comprenant I’inductance de fuites
et 'inductance transversale nous devons adapter le diagramme vectoriel. En effet, si I’inductance du
mode¢le du redresseur est différente, il faut adapter le vecteur de la fem délivrée par 1’alternateur pour
étre cohérent avec la réaction d’induit prise en compte dans le réseau de réluctances. Les figures 1[-42

et [1-43 présentent le diagramme vectoriel et le circuit électrique par phase associés a cette approche.

Zcharge

’

\Iréactif = ]d

figure I11-43 : Schéma équivalent par phase
d’une machine synchrone, modéle de Blondel
dans le cas ou I’inductance est I’inductance
de fuites plus ’inductance transversale

figure I1-42 : Diagramme vectoriel de réaction d’induit du
modéle de Blondel dans le cas ou I’inductance est I’inductance
de fuites plus ’inductance transversale

On peut observer graphiquement que, si ’inductance choisie est I’inductance de fuites plus
I’inductance transversale, alors la fem (E¢) a appliquer au modéle du circuit électrique est la somme de
la fem dans I’axe d (£,) plus une tension égale a X, I,, On remarque que le modéle du circuit

magnétique présenté dans cette approche est indépendant du courant induit dans 1’axe q.

4.4 - Validation du modéle du circuit électrique

Dans cette partie, nous allons nous intéresser a la validation du mod¢le du redresseur et du
mode¢le global de I’alternateur. Tout d’abord les différents modeéles analytiques du redresseur seront
comparés avec des simulations numériques, puis le calcul du courant de sortie par nos différentes

approches sera comparé avec des mesures expérimentales.

4.4.1 - Validation du modeéle du redresseur

Les modeles du redresseur ont été réalisés en supposant les diodes idéales avec une chute de

tension (V) constante en conduction (figure 11-44). En utilisant cette caractéristique des diodes pour
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simuler le courant débité par un alternateur, le modele donne de mauvais résultats car la résistance de
la diode a 1’état passant a été négligée. Or, ’ordre de grandeur de cette résistance (5mg2) n’est pas
négligeable devant la résistance d’une phase du stator qui est de I’ordre de 30m.2. 1l faut donc prendre

en compte cette résistance en utilisant une caractéristique des diodes plus appropriée (figure 11-45).

Idiode A Idiode ‘r
"\ Rd
Va Vaiode Va Vdiode
figure I1-44 : Caractéristique d’une diode figure I1-45 : Caractéristique d’une diode
utilisée pour modéliser le redresseur utilisée pour simuler I’alternateur

Dans le but d’utiliser les modéles du redresseur détaillés précédemment, nous posons alors
I’hypothése suivante : la prise en compte de la résistance dynamique d’une diode revient a la rajouter a
la résistance des phases de 1’alternateur. En effet, lorsque le courant circule dans le méme sens dans
une phase, alors celui-ci passe obligatoirement par une et une seule diode. Ainsi, la résistance de la

diode qui conduit est placée en série avec la résistance de la phase considérée.

Pour valider le modéle du redresseur et ’hypothése sur la résistance dynamique d’une diode,
nous allons utiliser le logiciel Simplorer. Ce logiciel permet de simuler le circuit électrique
représentant le redresseur de courant, et ainsi on peut comparer les résultats de cette simulation
numérique avec ceux des modéles analytiques. Le modéle des diodes utilis¢é dans Simplorer

correspond a la caractéristique de la figure II-45 avec une résistance dynamique en inverse.
Les paramétres de la simulation sont les suivants :

Fréquence des fem : 500 Hz, inductance d’une phase : 35 #H, résistance d’une phase : 30m«£2, tension
batterie : 14 V, chute de tension d’une diode (V,): 1V, résistance dans l’état passant: Smg2 et

résistance inverse : 100 k..

Les résultats sont présentés dans le tableau II-5. Nous avons appelé « modele formel » le

modg¢le utilisant la résolution symbolique des équations différentielles.

Ecart
Amplitude Zone de Courar}t C01.1rant \ . Ecart Cotlrant d‘e Simplorer /
. de sortie | de sortie modéle Simplorer / sortie modéle \
des fem conduction . er . er . modele
Simplorer | 1% harmonique | 1" harmonique formel formel
10V Mixte 2,92 A 5,65 A 93,5 % 2,92 A 0%
14V Mixte 48,53 A 57,93 A 19,4 % 48,58 A 0,1 %
(limite)
25V Triphasée 160,8 A 165,1 A 2,7% 161 A 0,1 %

tableau II-5 : Comparaison entre les modéles du redresseur et la simulation numérique.

Ces résultats montrent bien que le modéle du 1 harmonique n’est pas valable dans les zones de
conduction mixte et a plus forte raison dans la zone de conduction discontinue. Cependant il permet
d’avoir rapidement une bonne approximation du courant de sortie en conduction triphasée. D’aprés les

résultats, la précision du mod¢le formel par rapport a une simulation numérique est indiscutable.
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4.4.2 - Cartographies des zones de conduction du redresseur

Le modele formel nous permet d’obtenir les limites entre les différentes zones de conduction du
redresseur. Nous pouvons ainsi présenter dans le plan « courant de sortie - vitesse » les différentes
zones de conduction. Suivant la valeur de I’inductance choisie dans le modé¢le du redresseur les formes
d’ondes du courant seront différentes. C’est pourquoi nous présentons deux cartographies suivant les
deux possibilités. La figure 1I-46 présente les différentes zones de conduction du redresseur lorsque
I’inductance choisie est seulement 1I’inductance de fuites, tandis que la figure 11-47 présente les mémes

zones lorsque I’inductance choisie comprend I’inductance de fuites et I’inductance transversale.

Courant de
sortie (4)

Zones de
conduction :

triphasée
N mixte
- discontinue

4

0 000 4000 6000 sooo 110t 1240 1440t 160

Vitesse de rotation de I’alternateur (tours/min)

figure 11-46 : Zones de conduction du redresseur lorsque I’inductance choisie est seulement
Pinductance de fuites.

Courant de ™
sortie (4)
Zones de

conduction :
triphasée
Y mixte
- discontinue

4

0 2000 w00 6000 so00 10t 1240 1410t 160}

Vitesse de rotation de l’alternateur (tours/min)

figure I1-47 : Zones de conduction du redresseur lorsque I’inductance choisie comprend
Pinductance de fuites et I’'inductance transversale.

Ces deux cartographies montrent que les zones de conduction du redresseur dans le plan
« courant — vitesse » différent selon la valeur de I’inductance choisie. Nous expliquerons par la suite

que la méthode utilisant seulement I’inductance de fuites nous semble la plus juste. De ce fait, on
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remarque que le modele formel est trés utile car la zone de conduction mixte est dans ce cas la trés
étendue et donc le modéle du 1° harmonique serait trés imprécis sur une large plage de

fonctionnement de 1’alternateur.

Ces cartographies montrent aussi que la zone de conduction discontinue est trés petite. On peut

donc la négliger pour alléger le modéle.

4.4.3 - Comparaisons sur le débit maximum de |'alternateur

Dans ce paragraphe nous allons comparer les résultats du modéle et les relevés expérimentaux
pour le débit maximum de I’alternateur en fonction de la vitesse. Le tableau II-6 présente les relevés

expérimentaux de 1’alternateur A.

Vitesse de rotation Courant Température du cuivre | Tension continue | Courant de
(tours/min) d’excitation (A) du stator (°C) en sortie (V) sortie (A)
1500 4,14 123 13,51 48
1802 4,12 124 13,49 89
1998 4,11 130 13,49 106
2998 4,12 146 13,51 141
3998 4,13 149 13,51 146
6000 4,2 138 13,51 153
7998 4,22 126 13,51 159,9
10000 4,24 117 13,52 160
12001 4,24 112 13,54 161
14998 4,22 111 13,6 162

tableau II-6 : Mesures du courant débité par ’alternateur A

Comme nous n’avons pas réalisé de modéle thermique de 1’alternateur, nous sommes obligé de
passer en parametres d’entrée du modele la température du cuivre du stator ainsi que le courant
d’excitation. De méme, nous n’avons pas modélisé le réseau de bord avec la batterie, donc on donne
au mode¢le la tension continue en sortie du redresseur. Les trois modeles analytiques sont calculés et

les résultats sont présentés sur la figure 11-48.
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Courant de
sortie (4)
\ x * p
Modeéle du 1°" harmonique s X
avec L = Lz \
Mesures
Modeéle formel avec ﬁ
L= quites + Lq
Modeéle formel avec
_ 50
L= quites
o 4 4 + 4
a 2000 4000 6000 2000 1-10 1210 1.4-10 16-10

Vitesse de rotation de I’alternateur (tours/min)

figure 11-48 : Comparaison sur le débit maximum entre les résultats
des modéles et les mesures expérimentales de I’alternateur A

Tout d’abord, nous observons que les trois méthodes convergent vers le méme point a haute
vitesse. Ceci est logique car le fonctionnement de 1’alternateur & haute vitesse est similaire a un
fonctionnement en court-circuit car la force électromotrice a vide est trés grande par rapport a
I’impédance de charge. Pour les vitesses de rotation élevées, cette impédance de charge est assimilable
a un terme inductif, elle devient donc proportionnelle a la fréquence. Or la force électromotrice est elle
aussi proportionnelle a la fréquence. Donc le courant de sortie devient indépendant de la vitesse de
rotation de I’alternateur. Pour ce mode de fonctionnement particulier, le courant de sortie devient
indépendant du redresseur et donc le modele du redresseur n’a pas d’influence. A 15000 tours par

minute, les trois modéles présentent un écart par rapport a la mesure inférieur a 2%.

Ensuite, a basse et moyenne vitesse, nous observons ce que nous attendons, c'est-a-dire que le
mod¢le du 1¥ harmonique est toujours plus mauvais que le modéle formel quel que soit le choix de
I’inductance. Nous remarquons aussi que le choix de I’inductance de fuites seule pour le modéle
formel donne de meilleurs résultats que ceux obtenus avec I’inductance de fuites plus I’inductance

transversale. Ces écarts sont détaillés dans le paragraphe suivant.
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4.4.4 - Comparaisons sur les débits a charges partielles

Dans ce paragraphe, nous nous intéressons a la comparaison du débit de 1’alternateur A a
charges partielles. Les deux figures suivantes présentent ainsi le débit de ’alternateur pour deux

vitesses distinctes (une vitesse basse et une vitesse haute).

Courant de 120
sortie (4)
. o ) 160
Modeéle du 1" harmonique
avec L = Ly i
120 /
3 %
Modeéle formel avec
L= L/ixites + Lq 100
20 /
Modéle formel avec/60 \ Mesures
L= quites
an
o3 1 13 2 25 3 33 4 45

Courant d’excitation (4) '

figure 11-49 : Comparaison sur le débit de ’alternateur A pour une vitesse de 15000 tours/min

Courant de 140
sortie (A)
Modeéle du 1°" harmonique
avec L = Lyjes
100
Modeéle formel avec
L = Lyires + Lg 20
Modéle formel avec
L= quites Al
41
20
2 25 3 35 4 4.5

Courant d’excitation (A)

figure II-50 : Comparaison sur le débit de I’alternateur A pour une vitesse de 1800 tours/min

La figure 1I-49 montre bien que pour une vitesse élevée, les trois modeles sont confondus.
L’alternateur fonctionne comme s’il était en court-circuit et donc 1’écart observé est celui du modele
en court-circuit qui est inférieur a 2 % a 15000 tours/min pour le courant d’excitation maximal. La
figure I1-50 présente les écarts a basse vitesse. On observe ainsi que le modéle du 1 harmonique
présente des écarts importants avec les mesures (de 1’ordre de 44 % pour le courant d’excitation
maximum). Le mod¢le utilisant la résolution formelle est plus précis. Pour le courant d’excitation
maximal, on a 38 % d’erreur en choisissant une inductance égale a I’inductance de fuites plus

I’inductance transversale, tandis que le mod¢le utilisant I’inductance de fuites seule présente une
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erreur de 20 %. Nous pensons que cette erreur est certes importante pour réaliser une simulation, mais
qu’elle a moins d’importance pour un processus de dimensionnement a condition que le mod¢le reste

robuste (I’erreur ne doit pas trop évoluer lors des changements de géométrie).

4.4.5 - Remarque sur le choix de I'inductance et validité de I'approche

D’apres les résultats, il semblerait que le mod¢le formel utilisant comme inductance seulement
I’inductance de fuites soit meilleur. On peut essayer de trouver une explication physique a ce constat.
En effet, les formes d’ondes des courants de phase de I’alternateur ont des ondulations dont les
fréquences sont supérieures au fondamental. En conduction discontinue et en conduction mixte, les
courants de phase sont donc riches en harmoniques (surtout en harmoniques 5 et 7). Or, ces
harmoniques de courant vont générer des champs asynchrones par rapport a la vitesse du rotor, et
comme le rotor est en fer massif, des courants induits se développent probablement pour s’opposer a
ces champs harmoniques. De ce fait, I’inductance vue par le redresseur serait plus faible, voire proche

de I’inductance de fuites.

On peut légitimement se poser la question de la validité de coupler un modéle de circuit
électrique résolu temporellement avec un modele de circuit magnétique au 1 harmonique. En effet,
les diagrammes vectoriels de réaction d’induit présenté sur les figures 11-40 et 11-42, sont établis en
supposant les tensions et les courants sinusoidaux. Or lors de la conduction mixte, les courants de
phase s’éloignent de la sinusoide et de ce fait, le couplage par un diagramme vectoriel perd un peu de

sa logique. Ceci explique peut étre ’erreur que 1’on observe a basse vitesse.

Pour augmenter la précision de la modélisation a basse vitesse, une solution serait de
complexifier le modele du circuit magnétique en établissant un réseau de réluctances évolutif en
fonction de la position du rotor. On pourrait par exemple disposer des réluctances pour chaque dent du
stator avec des réluctances d’entrefer associées qui seraient fonction de la position du rotor. Ainsi la
résolution du circuit magnétique pourrait se faire simultanément avec celle du circuit électrique avec
une méthode d’intégration en pas a pas dans le temps. Avec cette approche, les diagrammes vectoriels
de réaction d’induit deviennent superflus. Comme il a été dit au chapitre précédent, cette méthodologie
a déja été employ¢ par certains auteurs [1] [5]. Nous pensons que ces méthodes, beaucoup plus longue
en temps de calculs, n’apporte pas un gain significatif dans une optique de dimensionnement

préliminaire.
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5 - Modélisation des pertes

Les paragraphes précédents ont détaillé un modéle permettant de calculer diverses grandeurs
dont notamment le courant de sortic de [’alternateur. Cependant, pour réaliser un modéle de
dimensionnement complet, il faut obligatoirement estimer les pertes des alternateurs. Nous présentons
alors, dans les paragraphes suivants, des modéles analytiques pour déterminer les pertes de
I’alternateur a griffes. Nous verrons tout d’abord, les pertes dans le circuit électrique, puis les pertes
fer et finalement une expression sera présentée pour prendre en compte les pertes mécaniques et

aérauliques.

5.1 - Modélisation des pertes dans le circuit électrique

5.1.1 - Pertes Joule au stator

5.1.1.1 - Pertes normales en basse fréquence

Le stator est composé de trois enroulements triphasés. Les pertes Joule sont alors données par la

formule: P, =3-Ry(T)- I, effz . Dans cette expression, /g .4 est le courant efficace traversant une

js

phase et Ry est la résistance d’une phase ramenée a un couplage étoile équivalent.

L. N_ 1(1Y
RAT) = T spire moy ~ " spires 1 | *
(1) = pg( )—S a&j

fil sator

Avec : Lypire moy, 12 longueur moyenne d’une spire (déterminée dans I’annexe B).
Nipires, 1e nombre de spires par phase.
Sit stator» 12 section du fil.
a, le nombre de voies en paralléle (= 2 pour la plupart des alternateurs).
0, le parameétre du couplage (= 1 si couplage triangle, = 0 si couplage étoile)
p(T)=p, 1+a-T), larésistivité du cuivre en fonction de la température

5.1.1.2 - Pertes supplémentaires a fréquence élevée (effet Kelvin)

Lorsque la fréquence des courants traversant les conducteurs devient élevée, la densité de
courant dans une section droite d’un conducteur isolé n’est plus uniforme. Le courant se concentre

alors a la périphérie du conducteur, dans une couronne d’épaisseur 0.

P
Uy f

Oest I’épaisseur de peau et a pour expression: o =

L’application numérique pour du cuivre a 120 °C a 1800 Hz (fréquence maximale des courants
des alternateurs actuels) donne une épaisseur de peau de 1,9 mm. Les diameétres des fils utilisés
actuellement sont inférieurs ou égaux a 1,4 mm avec isolant. On choisit donc de ne pas modéliser ces
pertes supplémentaires, mais il faudra en tenir compte si au cours d’un dimensionnement on dépasse la

valeur critique (diamétre du fil supérieur ou égal au double de 1’épaisseur de peau).
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5.1.1.3 - Pertes supplémentaires dues aux flux de fuites (effet Field)

Les développements suivants sont fondés sur I’article [13].

Pertes par effet Field dues au flux de fuites d’encoches

Le flux de fuites d’encoches crée des courants de Foucault sur les surfaces latérales des
conducteurs. La densité de courant n’est alors plus uniforme dans les conducteurs. La résistance

apparente augmente, d’ou, des pertes supplémentaires.

n, couches de conducteurs Tétes de bobines

S — @/\

—C ., "% O]/

- 4
h'd

Partie du conducteur placée dans une encoche

Flux de fuites d’encoches @,

figure II-51 : Coupe transversale d’une encoche figure II-52 : Circulation des courants de Foucault
comportant n. couches de conducteurs dans un conducteur

ﬂ, — h conducteur

)

Pour calculer ces pertes, on introduit la hauteur réduite des conducteurs :

Reonducrenr €St 12 hauteur d’un conducteur élémentaire et & 1’épaisseur de peau définie au paragraphe

précédent.

Dans notre cas, tous les courants dans tous les conducteurs d’'une méme encoche sont en phase.

On peut donc exprimer facilement le coefficient de majoration de la résistance pour chaque couche.
Pour la couche m, on a d’aprés [13] : K,, = A(A) + m (m-1) B(A)

sh@ ) +sin2d) =22 sh(A)—sin(A)

Avec : A =1 e
ch(2A)—cos(2 A) ch(A)+cos(A)

En pratique, on utilise une moyenne sur 1’ensemble des #. couches.

2
n, —1
On explicite alors un coefficient K,,,, [13] : K, ., = A(A)+—=

B(4)

En conclusion, la résistance d’une phase est donc majorée, et a pour expression :

RS = Kmoy Rencoches + Rtetes bobines AvecC ! Kmoy >1
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Pertes par effet Field dues aux flux de fuites des tétes de bobines

Dans les tétes de bobines, un phénomeéne similaire au paragraphe précédent apparait. Les
conducteurs des tétes de bobines sont traversés par les flux d’extrémité de la machine. Par conséquent

la résistance apparente est majorée.

Dans la littérature actuelle, il y a peu de méthodes convaincantes pour calculer ces pertes. En
effet, le calcul est trés complexe, notamment a cause des géométries des tétes de bobines et des flux de
fuites d’extrémité en 3D. De plus, ces pertes sont plus faibles que les précédentes car le flux de fuites
des tétes de bobines est inférieur au flux de fuites d’encoche. Nous choisissons donc de ne pas

modéliser ces pertes.

Pertes par effet Field dues aux courants de circulation

La plupart des alternateurs actuels ont
Courants de circulation 2 des conducteurs formés par deux fils en

parallele. IlIs forment donc des boucles

conductrices traversées par le flux de

1
-— fuites d’encoche décrit ci-dessus. Ainsi,
ce flux génére des courants de circulation
Conducteurs entre les conducteurs ¢lémentaires et
élémentaires donc des pertes Joule supplémentaires.

La réalisation industrielle des

figure I1-53 : courants de circulation entre enroulements d’un  alternateur  est
les conducteurs élémentaires ., ) . .
automatisée. Il devient alors impossible
de connaitre I’emplacement des brins élémentaires dans 1’encoche. Ainsi, le calcul de ces pertes

devient aléatoire et donc nous ne les modéliserons pas.

On peut supposer ces pertes faibles a cause d’un effet de moyennage du a I’emplacement

« aléatoire » dans les encoches et a des croisements a ’intérieur des tétes de bobines.

5.1.1.4 - Pertes dues aux courants homopolaires

La présence d’harmonique 3 (et multiples de 3) dans les tensions induites au stator engendre des
pertes supplémentaires si le couplage des enroulements est en triangle. Dans le cas ou le couplage est
en étoile, le neutre n’étant pas relié, la présence d’un courant homopolaire dans les phases est
théoriquement impossible. Par contre si le couplage est réalisée en triangle un courant homopolaire

peut apparaitre et circuler dans le triangle (figure 11-54).
Les harmoniques 3 des tensions induites au stator forment un systéme homopolaire :
Vas(t) = Vis(t) = Ves(t) = Vs sin(3ax)
£
RS +(L, 30)

On en déduit donc le courant homopolaire circulant dans le triangle : J, =
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Et donc les pertes correspondantes :

3RV,

b= Ry +(L,30)

La principale difficulté dans le calcul de
ces pertes est de bien estimer ’amplitude de
I’harmonique 3 des tensions induites. Notre

modélisation du circuit magnétique ne nous

REDRESSEUR

permet pas de prendre en compte ces pertes.

Ces harmoniques 3 sur les tensions

induites proviennent soit de la distribution non

sinusoidale du champ inducteur dans I’entrefer,

figure II-54 : Schéma électrique d’un alternateur soit de la modulation du fondamental de la

couplé en triangle réaction d’induit par la saillance du rotor.

5.1.2 - Pertes dans le redresseur
Les pertes dans le redresseur sont causées par la chute de tension aux bornes des diodes.

Pour calculer les pertes, on choisit la caractéristique

des diodes présentée sur la figure II-55. Lioge 4
Lorsque la diode est passante, on a la relation : \R
d
Viiode = Va + Ra Lujoge
R, est résistance de la diode a I’état passant. V, de;e

Pour simplifier les calculs, les courants de phase sont figure 11-55 : Caractéristique d’une diode

supposés sinusoidaux. Les harmoniques ne sont donc pas

pris en compte. Chaque diode est alors passante pendant une demi période de sinusoide.
La puissance élémentaire dans une diode est: p(?) = v(t) i(t) = [V, + R, i(t) ] i(?)

L’énergie dissipée par une diode sur une demi période est alors :

c
E=[p@ydt=][V,+R,-it)]it)dt avec: i(t)=1I; 2 sin(w-1)
0 0
I, (V, -2 R,-1
Ce qui donne apres calcul : E=-25|-4 \/_ +—L 5| (fest la fréquence du courant)

f /4

Les pertes du redresseur complet sont alors données par: P, =6-E- f

Vd-ﬁ+Rd-1S

Soit : P, =61
V4 2

%
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

5.1.3 - Pertes de I'excitation
L’excitation engendre des pertes électriques qu’on peut modéliser d’une facon globale par la
relation: P, =U, -1, . Dans cette expression, /., est le courant d’excitation et U, la tension aux

bornes de la batterie.

Cette formulation des pertes de I’excitation surestime légérement les pertes car le rendement du

régulateur n’est pas proportionnel au courant d’excitation.

On peut décomposer ces pertes d’excitation en trois catégories : Pertes Joule de la bobine

rotorique, pertes entre balais et bagues et les pertes dans le régulateur.

5.1.3.1 - Pertes Joule au rotor

Le rotor est composé d’une seule bobine axiale, on peut alors exprimer facilement les pertes

Joule au rotor :

2 Lﬁ[rotor
Py =Ry (1)1, avec: Ry(T)=pp(T) c——

fil stator

5.1.3.2 - Pertes électriques entre balais et bagues

Il existe une chute de tension entre les balais et les bagues au niveau du collecteur, ce qui
engendre des pertes: P, =2-V,, -1, avec Vy, la chute de tension entre un balai et une bague que

nous avons supposée constante.

5.2 - Modélisation des pertes fer

L’alternateur a griffe présente des zones ferromagnétiques dans lesquelles la saturation
magnétique est importante. De plus, les fréquences électriques sont élevées (1800 Hz au maximum)
par rapport aux machines conventionnelles. En conséquence, les pertes fer dans 1’alternateur a griffes
prennent beaucoup d’importance. Ceci est renforcé par celles qui apparaissent a la surface du rotor ;
elles découlent principalement du fort taux d’harmoniques d’espace (machine a une encoche par pdle

et par phase) associ¢ a un rotor en fer massif.

Dans ce qui suit, nous allons présenter des mod¢les de pertes fer issus de la littérature. De plus,
nous introduirons une expression analytique pour estimer, en premicre approche, les pertes fer au rotor

en charge.

5.2.1 - Modélisation des pertes fer au stator

5.2.1.1 - Pertes fer en régime sinusoidal

Il existe plusieurs formulations pour calculer les pertes fer en régime sinusoidal. Nous avons
choisi une formulation assez générale qui sépare les pertes par hystérésis et les pertes par courants de
Foucault.
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Les pertes fer massiques ont alors pour expression :
P, =P, +P =k, B, “+k f*B, (Equation 1)

ou f'et B, sont respectivement la fréquence et le maximum de I’induction. k; et k. sont respectivement
la constante des pertes par hystérésis et la constante des pertes par courants de Foucault, & est le

coefficient de Steinmetz. Ces constantes se déterminent par identification des donnés constructeurs.

On peut généraliser cette relation aux pertes fer en régime périodique non sinusoidal. Certains

auteurs ([14] [15]) utilisent alors la relation suivante :

., k 2
P, =k, fB, +— (d—Bj avec : (d—Bj
27[ dt RMS RMS

La différence introduite par cette relation provient du calcul des pertes par courants de Foucault.
En effet, les courants de Foucault sont généralement liés a la variation de 1’induction, et donc une
valeur efficace de la dérivée de I’induction est utilisée. On remarque facilement que si I’induction est

sinusoidale, on retrouve 1’équation 1.

Comme 1’évolution de I’induction dans les dents du stator est différente de celle dans la culasse,

nous avons choisi de séparer le calcul des pertes fer suivant ces deux régions.

5.2.1.2 - Pertes fer dans les dents

A vide, I’évolution de I’induction magnétique dans les dents est trapézoidale (figure 1I-56).
L’induction dans une dent est supposée nulle lorsque la dent est placée dans I’espace inter polaire,
croit linéairement lorsqu’elle entre en regard avec 1’épanouissement polaire, et est maximale

lorsqu’elle est totalement en regard avec le pole.

A Bdent

Position
> .
angulaire

figure II-56 : Evolution de ’induction dans une dent
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

Les travaux de Mi [15] montrent que I’intervalle angulaire de croissance (ou décroissance) de
I’induction est proche du pas dentaire (et non pas de la largeur de la dent) a cause de 1’épanouissement
des lignes de flux.

En charge, avec la réaction magnétique d’induit, I’évolution de I’induction dans les dents differe
du trapeze a cause des harmoniques d’espaces. Nous avons décidé de calculer les pertes fer a partir de
la forme trapézoidale avec comme induction maximale dans la dent, celle donnée par le réseau de
réluctances. Cela revient a soustraire au flux inducteur le flux créé par le fondamental de la réaction

magnétique d’induit. L’influence des harmoniques d’espace ne sera pas modélisée.

Pour calculer la valeur efficace de la dérivée de I’induction nous avons besoin d’exprimer le

temps mis pour parcourir un pas dentaire :

T 1
At= 5— pour une machine avec m phases et g encoches par pdle et par phase
mq

La dérivée de I’induction dans la zone linéaire peut alors s’exprimer par :

d_B: B vux
dt At

avec B, yux, I’induction maximale dans les dents.

Et comme cette zone linéaire (zone ou I’induction varie) se répéte quatre fois par période, on peut

exprimer ainsi la valeur efficace de la dérivée de I’induction :

2 B 2
(d_B] L[ g =L 2o | g
dt )y T3 di T\ At

(d_sz _8qujMAX
dt

2
RMS T

Au final, on peut exprimer les pertes fer massiques dans les dents :

P

fer dents

“ 4mgq
=k;, [ Biyux Tk, 7sz§MAX

On remarque que, d’apres cette approche, les pertes dans les dents par courants de Foucault sont

proportionnelles au nombre d’encoches par pole et par phase.

Nous n’avons pas tenu compte des chanfreins sur les bords des griffes. Or ces chanfreins
influencent forcement les pertes par courants de Foucault car il diminue la vitesse de variation de
I’induction. De ce point de vue 1a, notre formulation peut surestimer les pertes fer par courants de

Foucault dans les dents.
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5.2.1.3 - Pertes fer dans la culasse

L’évolution de I’'induction magnétique dans la culasse est proche de la sinusoide. Nous avons
donc supposé cette induction sinusoidale plutdt que faire des calculs approximatif sur la valeur

efficace de la dérivée de 1’induction.

Le maximum de I’induction dans la culasse (B, y4x) est directement calculé a partir du réseau de

réluctances. On obtient alors comme formulation pour les pertes fer massique dans la culasse :

— [24 2np2
Pferculasse - kh chMAX + ke f BcMAX

11 faut remarquer que ces pertes fer sont sans doute majorées par un phénoméne beaucoup plus

difficile a modéliser. En effet, le calcul classique des pertes fer suppose que le flux magnétique se
propage dans le sens des toles. Or, compte tenu de la forme des griffes, il se peut qu’il existe un flux
magnétique dans la culasse qui traverse longitudinalement le paquet de tdles. Ce flux 1a pourrait créer

des pertes par courants de Foucault supérieures a celles calculées ci-dessus.

Si on suppose que l’induction magnétique est presque
uniforme sur la surface des griffes (figure 11-57), alors comme la
surface a la base des griffes (S;) est plus grande que celle en bout
de griffe (), le flux magnétique sera lui aussi plus élevée a la base
des griffes qu’en bout de griffe. De ce fait, ce flux plus important a
la base est obligé de traverser la culasse longitudinalement pour

pouvoir se reboucler sur les bases des autres griffes adjacentes.

Nous n’avons pas pu confirmer cette hypothése car,

Sz

actuellement, les logiciels de simulation par éléments finis 3D
n’ont Pas d allgorlthme robuste pour utiliser des matériaux figure 11-57 : Développé de Ia
magnétiques anisotropes. surface des griffes

5.2.2 - Modélisation des pertes fer au rotor

5.2.2.1 - Origine des pertes fer surfaciques

Les poles des alternateurs a griffes sont en fer massif. La surface des griffes est donc le si¢ge de
pertes fer importantes, essentiellement des pertes par courants de Foucault. Un entrefer petit, des
fréquences ¢élevées et des harmoniques d’espaces importants sont les principales causes de ces pertes.
Les deux paragraphes suivant traiteront de deux types de pertes fer surfaciques au rotor. Le premier
type de ces pertes fer est li¢ a la variation de I’induction dans I’entrefer causée par 1’encochage du
stator (variation de la perméance de I’entrefer). Ces pertes apparaissent avec le flux d’excitation, elles
sont donc présentes a vide comme en charge. D’autres pertes fer surfaciques au rotor s’ajoutent
lorsque 1’alternateur est en charge. Ce sont en fait les harmoniques d’espace, liés a la discontinuité de

la distribution de la force magnétomotrice d’induit, qui induisent ces pertes.
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

5.2.2.2 - Pertes fer a vide

L’induction magnétique dans I’entrefer varie entre une valeur maximale et une valeur minimale
suivant I’augmentation de la perméance au droit d’une dent ou la diminution de celle-ci au droit de
I’encoche (figure 11-58). La variation de I’induction (d’une amplitude de AB) entrainée a la vitesse de
rotation du rotor génére des courants induits dans les griffes (qui sont en fer massif). La fréquence des

courants induits est élevée, et donc un phénomene d’effet de peau magnétique apparait.

1

Nous introduisons alors 1’épaisseur de peau : 0, = 2—
T

Dans I’article [13], on trouve une formulation pour
exprimer les pertes fer surfaciques. En prenant comme
hypothése que la profondeur de pénétration des courants de
Foucault est égale a la moiti¢é de 1’épaisseur de peau, une

formule est donnée pour calculer des pertes surfaciques créées

par une variation de I’induction sinusoidale, d’amplitude 4B :

301
P, =K (AB)* v t2 (Equation 2)

1
Avec : KS=E lu p

(qui est un facteur caractéristique

du matériau), v, la vitesse tangentielle du rotor et #;, le pas

dentaire. figure II-58 : Variation de ’induction

au droit des encoches

Ensuite, la variation de I’induction 4B est exprimée en fonction de 1’induction moyenne dans

t
Ientrefer (B,) : AB=(K,. —-1)B, Zd (b est I’ouverture d’encoche)

Le coefficient de Carter (K¢) a été introduit au paragraphe 3.3.2.

Enfin, il faut tenir compte du fait que la variation de I’induction se produit sur I’ouverture
d’encoche et non pas sur un pas dentaire comme il a été supposé précédemment. Ainsi, les pertes fer

surfaciques sont explicitées par la formule :

3

1
P,=K,(K.—-1)>B°>v2t,b?

Au final pour calculer les pertes fer, il faut multiplier les pertes surfaciques exprimées ci-dessus

par la surface totales des griffes.
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5.2.2.3 - Pertes fer en charge

Les bobines du stator, traversées par les courants de phase, générent une force magnétomotrice
dans ’entrefer qui a une distribution discontinue due au nombre fini d’encoches. Les harmoniques de
cette force magnétomotrice qui sont asynchrones par rapport au rotor, produisent alors des pertes
surfaciques a la surface des griffes. L’onde de force magnétomotrice comporte, outre le fondamental,
des harmoniques 5, 7, 11, 13... Nous nous sommes limité, pour le calcul de ces pertes, aux

harmoniques 5 et 7 qui sont les plus importantes.

L’onde due a I’harmonique 5 se propage dans le sens inverse a la rotation du rotor, avec une

. Q : . :
vitesse de — ? par rapport au stator (£2est la vitesse de rotation mécanique du rotor).

. . . 6Q
Dans le référentiel du rotor, cette vitesse devient : — ? -Q=——

5

Pour déterminer la pulsation des courants induits, il faut multiplier la vitesse relative par rapport
au rotor, par la polarité de I’harmonique considéré (pour I’harmonique 5, la polarité est de 5 p si p est
le nombre de paires de pdles). La pulsation des courants induits par I’harmonique 5 est alors :

Q
; =5p><6?=6p§2

On poursuit le méme raisonnement avec 1’harmonique 7.

6

La vitesse de propagation est donc de 7 -Q= —T par rapport au rotor, et ainsi, la pulsation

6Q
des courants induits est: @, =7 pXT =6pQ

On remarque alors que les pulsations des courants induits par les harmoniques 5 et 7 sont
identiques. De plus, pour un alternateur a une encoche par pdle et par phase, cette pulsation est la
méme que celle des courants induits par le phénomene d’encochage décrit au chapitre précédent. De
ce fait, nous pouvons, pour calculer les pertes, utiliser la formulation utilisée dans le paragraphe
précédent avec les mémes coefficients (équation 2) :

3 1

Py =K (AB)* v 12
11 reste cependant le point le plus délicat : expliciter la variation de 1’induction 4B.

Cette variation de I’induction est trés difficile a calculer. Nous avons donc décidé de faire des
hypothéses simplificatrices. L’onde susceptible de générer des pertes fer est supposée étre la somme
de I’harmonique 5 avec ’harmonique 7. Comme ces deux harmoniques n’ont ni la méme fréquence, ni
la méme vitesse de propagation, ni la méme amplitude, le résultat obtenu est assez complexe. Nous
avons tracé sur les figures II-59 et II-60 I’allure de cette onde dans I’entrefer pour deux temps
particuliers et pour un bobinage a une encoche par pdle et par phase. Les figures 1I-61 et 1I-62

présentent cette fois les évolutions temporelles de cette onde vue par deux points différents du rotor.
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

Fondamental Force magnétomotrice de

linduit

Harmonique 5 + 8 5L /
Harmonique 7 g %

figure II-59 : Décomposition harmonique de la fmm
d’induit en fonction de la position angulaire dans le
cas ol le courant est nul dans une phase

harmonique 5 + 7

harmonique 7

harmonique 5

figure I1-61 : Evolutions temporelles des
harmoniques 5 et 7 vues par un point du rotor (cas
ou les harmoniques 5 et 7 sont en phase)

Force magnétomotrice de
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figure I1-60 : Décomposition harmonique de la
fmm d’induit en fonction de la position angulaire
dans le cas ou le courant est maximum dans une
phase

harmonique 7

harmonique 5 + 7

: L ;
S harmonique 5"

figure I1-62 : Evolutions temporelles des
harmoniques 5 et 7 vues par un point du rotor (cas
ou les harmoniques 5 et 7 sont en opposition de
phase)

Les figures 1I-61 et 1I-62 montrent bien que les harmoniques 5 et 7 sont vues par le rotor a la

méme fréquence temporelle. Cependant, I’amplitude de la somme des deux harmoniques dépend du

point considéré au rotor. Nous décidons alors de calculer les pertes fer par une moyenne des pertes

locales sur un pas polaire. D’aprés 1’équation 2, il faut donc déterminer un (4 B)° moyen.

Tout d’abord, nous considérons un bobinage du stator a une encoche par pole et par phase et

avec nc¢ conducteurs par encoche. Nous supposons aussi que 1’ouverture d’encoche est réduite au

maximum, autrement dit, les conducteurs d’une encoche sont ramenés a un conducteur ponctuel au

milieu de ’encoche. Le bobinage d’une phase crée donc une force magnétomotrice dans I’entrefer en

forme de créneau. La décomposition en série de Fourier de la fmm créée par la phase a, parcourue par

un courant i,(¢), donne par exemple :

sin(3 6) N sin(5 6) N sin(7 6) N

F.(6,1)= ”70 i (t)%(sin(@) +

3 5 7 j
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Cette décomposition peut se faire pour les trois autres phases. On peut ainsi déterminer
I’expression de la fmm vue par le rotor. En supposant que les trois courants de phase forment un

systeme triphasé équilibré, nous sommons alors les harmoniques 5 des trois phases et nous trouvons

3n.1
apres simplification : F(¢,0+wt)=— % cos(6 wt+586)
T

3n. 1
Le méme calcul pour I’harmonique 7 donne : F, (¢, 0+ wt) = % cos(6 wt+706)
T

Dans les deux expressions qui précedent, 8 est la position angulaire dans le repére rotor.

Grace a ces deux expressions, on peut déterminer analytiquement I’expression de la sinusoide

représentant la contribution des deux harmoniques pour un point donné du rotor.

cos(78) cos(56) sin(56) sin(76)

E t:a(d)= et b(0)=
n posant : a(6) - 5 6) s -
3n.1
Ontrouve : Fyy = Fy +F, =<2 [4(9)? +b(6)* 005[60)[—Arctan(b$;ﬁ
4 a

Si e est I’épaisseur de I’entrefer et qu’on suppose qu’aucun ampere tour n’est consommé dans le

fer, alors I’induction magnétique engendrée par cette force magnétomotrice dans I’entrefer se

F
détermine par : AB =y, —-
e

A partir de cette expression, nous pouvons alors calculer la valeur moyenne sur un pas polaire

du carré de la variation de 1’induction :

2 2
3n. 1 f 3n.1
<AB2>: II'lO nC max lja(0)2+b(0)2 dez ILIO nC max 74
exw Ty erw 1225

Au final, on peut donc exprimer les pertes fer surfaciques dues aux harmoniques d’espaces par

la relation :

74 3ﬂ0nC1max ’ z l
5751225 er ¢

Cette formulation donne les pertes surfaciques, donc il faut comme précédemment les multiplier

par la surface des griffes.

11 faut remarquer que cette formulation a été calculée avec comme hypothése un entrefer lisse et
une profondeur infinie. Or comme notre alternateur est a poles saillants, les effets de bord doivent
réduire ces pertes. Ce phénomeéne est renforcé par la présence de chanfreins sur les bords des griffes.
Pour toutes ces raisons, nous avons décidé de pondérer ces pertes (les pertes en charge et les pertes a
vide) par un coefficient global qui sera déterminé par un recalage du modele avec une mesure
expérimentale. Le point de mesure utilisé¢ sera donné dans le paragraphe 5.4.1.2 - « comparaison des

pertes a charges partielles ».
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

5.3 - Modélisation des pertes mécaniques et aérauliques

Les alternateurs actuels peuvent atteindre des vitesses supérieures & 15000 tours par minute. De
ce fait, les pertes mécaniques et aérauliques ne sont pas négligeables. Les pertes mécaniques sont
générées par des frottements, notamment les frottements dans les roulements, les frottements entre les
balais et les bagues et enfin le glissement entre la courroie et la poulie. Les pertes aérauliques sont
engendrées par les discontinuités géométriques du rotor, et surtout par les deux ventilateurs. Nous
avons décidé de ne pas réaliser un modéle analytique de ces pertes. A partir d’essais expérimentaux,

nous avons identifié¢ une loi pour avoir le comportement de ces pertes en fonction de la vitesse.

La loi choisie pour modéliser ces pertes est du type :

3
kméca N + kaéro N
2000 2000

Kneca €t ks, sont les deux coefficients identifiés et NV est la vitesse de rotation de I’alternateur en
tours par minute. Le premier terme correspond aux pertes mécaniques alors que le second modélise les

pertes aérauliques.

11 faut remarquer que la modélisation de ces pertes n’est pas du tout générique. La variation des
parametres géométriques induit par le processus d’optimisation modifiera certainement la valeur de

ces pertes.

Une identification sur un alternateur actuel donne une fonction dont 1’évolution est tracée sur la
figure 11-63.

Pertes mécaniques 140
et aérauliques (W)
1200
1000
. . 200
Ligne : modéle
Croix : mesures A00
400
200
4 + 4 + +
2000 4000 a000 2000 1-10 12.10 14.10 1610 1810

Vitesse de rotation de I’alternateur (tours / min)

figure I1-63 : Pertes mécaniques et aérauliques en fonction de la vitesse de rotation
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5.4 - Validation du modele des pertes

Pour conclure ce chapitre, nous allons présenter la validation du modéele des pertes par rapport a
des mesures. Nous présenterons aussi la séparation des différentes pertes ainsi qu’une comparaison sur
le calcul du rendement. Enfin, nous utiliserons notre modéle pour calculer une cartographie du

rendement dans le plan « courant - vitesse ».

5.4.1 - Evaluation des différentes pertes

5.4.1.1 - Evaluation des pertes pour le débit maximum

Une premiére utilisation du modeéle nous permet d’observer I’importance relative des différentes
pertes. La figure 11-64 présente I’évolution des différentes pertes de I’alternateur A en fonction de la
vitesse de rotation. La puissance utile fournie par I’alternateur est déterminée par le modéle. Ensuite

les différentes pertes ont été cumulées pour aboutir au final & la puissance absorbée par I’alternateur.

. 7000 T T T T T . .
Puissances + Pertes mécaniques
et pertes (W) . B —_ et aérauliques
Puissance absorbée
}
— par Ualternateur I ]
\_1 > + Pertes Joule au stator
s000 |- T
L | — + Pert?s fer au rotor

(harmoniques d’espace)

4000 ]
J
/ _L > + Pertes fer au stator

3000 ]

—L——> + Pertes du redresseur

F——— + Pertes de l'excitation
2000 ]

Puissance utile, fournie
1000 = T par Palternateur
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4
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Vitesse de rotation de I’alternateur (tours / min)

figure I1-64 : Simulation des pertes maximales de ’alternateur A en fonction de la vitesse de rotation

Cette figure montre des pertes élevées a haute vitesse, ce qui laisse entrevoir un rendement
médiocre. De plus, nous pouvons constater que les pertes fer a la surface des griffes créées par les
harmoniques d’espace ne sont pas du tout négligeables puisque a haute vitesse, ce sont les pertes les

plus importantes.
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5.4.1.2 - Comparaison des pertes a charges partielles

Pour la validation du mode¢le des pertes, nous avons utilisé le courant de sortie mesuré et non
pas celui donné par le modéele. Cela permet de calculer les pertes Joule aux plus juste sans étre
dépendant de la précision du modele de simulation. Cependant, nous sommes obligé d’utiliser le
modg¢le de I’alternateur pour estimer les inductions magnétiques et ainsi calculer les pertes fer. De ce
fait, la validation qui suit dépend un peu de la précision du calcul des inductions. La variation de la
température dans les bobinages, mesurée a chaque point de fonctionnement, est prise en compte pour
calculer les pertes Joule. Nous présentons, ci-apres, trois figures qui montrent les pertes totales pour
trois vitesses de rotation. Une comparaison est réalisée a 1800 tours par min, puis a 6000 tours par min

et enfin & 15000 tours par min.

700
Pertes totales (W)
600
Ligne : modéle &
: 00
Croix : mesures
400
*
300
®
200
10 25 3 35 4 45

Courant d’excitation de [’alternateur (A)

figure I1-65 : Pertes totales de ’alternateur A a 1800 tours / min
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. \ 1500
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Courant d’excitation de [’alternateur (4)

figure I1-66 : Pertes totales de ’alternateur A a 6000 tours / min
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figure I1-67 : Pertes totales de I’alternateur A a 15000 tours / min

Pour calculer les pertes Joule et les pertes du redresseur, nous devons utiliser le courant efficace
de phase. Or, nous disposons, par la mesure, du courant moyen de sortie du redresseur. Ainsi, lorsque

les courants de phase sont sinusoidaux, on peut remonter au courant efficace de phase a partir du

courant de sortie par un simple coefficient (77 / 3\/5 ). Néanmoins, lorsque le redresseur est en mode
de conduction mixte (ou discontinue), les courants dans les phases s’¢éloignent de la sinusoide et donc
ce coefficient différe. C’est pourquoi nous avons déterminé, grace au modele formel du redresseur, le
coefficient qui permet de trouver le courant efficace de phase a partir du courant de sortie pour chaque

point de mesure correspondant a un mode de conduction mixte.

Comme il a été dit au paragraphe 5.2.2.3, nous utilisons un coefficient global pour pondérer les
pertes fer du rotor. Pour déterminer ce coefficient, nous opérons un recalage du modéle par rapport a
un point de mesure expérimentale. Le point choisi correspond a la vitesse de rotation la plus élevée et
au courant d’excitation maximal (figure 11-67). Nous avons choisi cette mesure car, les pertes fer au
rotor sont maximales pour ce point de fonctionnement. De plus, dans cette zone de fonctionnement, les
courants de phase sont quasiment sinusoidaux, et donc on a une bonne estimation des pertes Joule et

celles du redresseur.

Ces trois figures permettent de valider le modéle des pertes. Pour un courant d’excitation faible,

et d’autant plus faible que la vitesse est élevée, le modele sous-estime les pertes.

5.4.2 - Evaluation et comparaison du rendement

Dans cette derniere partie, nous allons utiliser la totalit¢ du modele pour calculer le rendement.
Nous comparerons alors ce rendement avec des mesures. Il faut remarquer que 1’imprécision sur le
calcul du courant se répercutera forcement sur la précision du calcul du rendement. En effet, la
puissance utile fournie par 1’alternateur est proportionnelle au courant débité si la tension de sortie est
supposée constante, alors que les pertes Joule sont proportionnelles au carré du courant débité. Ainsi
comme notre mode¢le surestime le courant débité, il faut s’attendre a une surestimation plus importante

des pertes Joule pour une vitesse et un courant d’excitation donnés.
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5.4.2.1 - Comparaison du rendement a pleine charge et a charge partielle

Les figures 11-68 et 11-69 présentent le rendement et le débit en pleine charge en fonction de la
vitesse de rotation. Les figures suivantes montrent 1’évolution du rendement et du débit en fonction du

courant d’excitation pour trois vitesses différentes. Les lignes représentent les résultats fournis par le

modele, alors que les croix sont les mesures expérimentales.
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figure I1-68 : Rendement de I’alternateur A
en pleine charge
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figure II-70 : Rendement de I’alternateur A
a 1800 tours / min
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figure II-72 : Rendement de I’alternateur A
a 6000 tours / min
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figure II-71 : Débit de ’alternateur A
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figure II-73 : Débit de ’alternateur A
a 6000 tours / min

87



42

2m
Débit

[

(%)

- A

38

38

34

32

30

N

s |

0 /w—

28

28
05

figure II-74 : Rendement de I’alternateur A
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figure II-75 : Débit de I’alternateur A
4 15000 tours / min

On remarque que les résultats sur le rendement sont cohérents avec ceux obtenus pour les

pertes. On a donc un modéle qui sur estime le rendement a faible vitesse et a faible courant

d’excitation et qui, au contraire, le sous estime a forte charge.

5.4.2.2 - Cartographie du rendement

Pour en finir avec ce chapitre, nous allons utiliser le modele pour tracer la cartographie de

rendement dans le plan « courant - vitesse ». Cette cartographie de I’alternateur sera une base pour

définir le cahier des charges du dimensionnement présenté¢ dans le chapitre suivant.
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figure I1I-76 : Simulation de la cartographie du rendement de I’alternateur A
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Chapitre Il — Modélisation analytique de I'alternateur a griffes en vue de 'optimisation

6 - Conclusion

Nous avons détaillé, dans ce chapitre, un modéle analytique de I’alternateur a griffes réalisé
dans une optique d’optimisation. Tout d’abord, nous avons présenté le couplage électromagnétique,
sous forme de diagramme vectoriel de réaction d’induit. Ce choix nous a permis de découper la
modélisation en deux parties : un modele pour le circuit magnétique et un autre pour le circuit

électrique.

Pour modéliser le circuit magnétique, nous avons utilisé la méthode analytique des réseaux de
réluctances qui présente un bon compromis entre précision et rapidité de calcul. De plus cette méthode
est intéressante dans notre cas car elle permet de modéliser les trajets en trois dimensions des flux
magnétiques. Ce modéle a ensuite ¢ét¢é comparé avec des mesures expérimentales sur la force
électromotrice a vide et 1’essai en court circuit. Les écarts sont satisfaisants (5% d’erreur sur la fem a

vide et 9% pour le calcul du courant de court-circuit).

Pour modéliser le circuit électrique, nous avons utilisé une méthode fondée sur la résolution
symbolique des équations différentielles des courants. Nous avons été contraint d’utiliser cette
méthode élaborée plutét qu’un modéle au premier harmonique car ce denier ne permet pas d’estimer
correctement les courants de 1’alternateur a basse vitesse et faible puissance. En effet, comme le
redresseur fonctionne en redresseur de courant, il en résulte que pour certains points de
fonctionnement, les courants et les tensions de 1’alternateur sont assez ¢loignés d’une sinusoide. Nous
avons ensuite vérifi¢é la validit¢é du modéle du redresseur a 1’aide de simulations numériques
(Simplorer). Enfin, nous avons présenté des comparaisons entre le modele global, donnant le courant
de sortie du redresseur, et des mesures expérimentales en charge. Les résultats sont trés bons pour une
vitesse élevée (2% d’erreur) mais sont perfectibles pour une vitesse faible (I’erreur est de 1’ordre de
20%).

La derniére partie de ce chapitre était consacrée au modele analytique des pertes et a son
utilisation pour estimer le rendement global de I’alternateur. Pour finir, nous avons présenté une
validation de ce modéle des pertes grace a une comparaison avec des mesures expérimentales du
rendement. Ce modele sur estime légerement les pertes a fortes charges, alors qu’il les sous estime
pour un courant d’excitation faible. L’estimation du rendement est convenable puisqu’elle ne dépasse

pas 10 % d’erreur en pleine charge.

Le modéle développé dans ce chapitre est ainsi adapté a une utilisation dans un processus

d’optimisation.
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Chapitre 11l — Apport de I'optimisation sur la conception des alternateurs

1 -Ladémarche de conception utilisée

Dans les phases de conception préliminaires, les processus d’optimisation sont trés utiles. En
effet, le couplage d’un algorithme d’optimisation sous contraintes avec un modéle analytique rapide a
calculer permet d’explorer un vaste espace des solutions pour converger vers une configuration, a

priori, optimale.

L’utilisation de contraintes dans le processus d’optimisation est capitale car elles permettent de
satisfaire un cahier des charges. Ainsi le concepteur peut spécifier diverses contraintes comme par
exemple, des contraintes sur les performances visées, des contraintes de cohérences géométriques et de
dimensionnement, et enfin des contraintes issues du processus de fabrication. L’ensemble de ces
contraintes restreint 1’espace des solutions, mais en contrepartie garantit le respect du cahier des

charges et la faisabilité de 1’alternateur sous réserve d’une modélisation adéquate.

Nous allons donc utiliser des outils informatiques d’optimisation sous contraintes fondés sur les
travaux de F. Wurtz [8], E. Atienza [16] et D. Magot [17]. Le logiciel Pro@Design [18] répond ainsi a
nos besoins. Tout d’abord, ce logiciel génére, a partir d’équations sous forme de fichier texte, un
composant de calcul dans lequel les équations sont codées automatiquement en langage JAVA. De
plus, ce composant contient les différentielles formelles du mod¢le, codées en JAVA, qui sont
obtenues par la différentiation automatique de toutes les sorties du modéle par rapport aux entrées.
Ensuite ce composant de calcul est utilisé dans le module « optimisation » du logiciel Pro@Design ou
dans le logiciel CDIOptimizer [17]. Ainsi, le composant de calcul créé est couplé a un algorithme
d’optimisation sous contraintes, de type gradient et utilisant une méthode SQP [19]. Enfin, I'utilisateur

final spécifie son cahier des charges et lance 1’optimisation.

2 - Le cahier des charges général

Dans tout ce qui suit, nous allons utiliser I’alternateur A, présenté au chapitre I, comme
configuration initiale de I’optimisation. Les parameétres de cet alternateur sont détaillés dans 1’annexe
D. La fonction objectif de I’optimisation sera le rendement global de I’alternateur sur un point de
fonctionnement. Nous chercherons donc a maximiser le rendement a puissance utile constante et
I’encombrement sera limit¢ a celui de l’alternateur initial pour déterminer le potentiel de la
technologie actuelle. La derni¢re partie présentera une méthode pour répondre a une optimisation

multi objectifs, a savoir la maximisation du rendement et la minimisation de la masse.

Nous supposerons la tension du réseau constante pour toutes les optimisations et tous les points
de fonctionnement. Elle sera fixée a 14 volts. Le mode¢le des diodes utilisé sera celui présenté en figure

II-45. Les parametres des diodes seront invariables au cours des optimisations.
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Nous présentons dans les tableaux suivants I’ensemble des paramétres d’entrée a optimiser.

Parameétres des bobinages contraintes
Nombre de conducteurs par encoche libre
Section du fil des conducteurs du stator libre
Nombre de spires de [’enroulement d’excitation libre
Section du fil de [’enroulement d’excitation libre

tableau III-1 : Paramétres des bobinages

Le tableau suivant décrit les paramétres géométriques du rotor. Ceux-ci sont présentés sur la

figure I11-1.
ﬁeifiegrj:ec;;;_if Parameétres géométriques du rotor contraintes
1 Longueur du noyau inférieure ou égale a I’alternateur initial
2 Epaisseur du plateau inférieure ou égale a I’alternateur initial
3 Rayon extérieur du noyau libre
4 Hauteur du plateau libre
5 Hauteur du bout de la griffe libre
6 Rayon extérieur du rotor libre
8 Largeur de la base d’une griffe libre
9 Largeur du bout d’une griffe libre
tableau III-2 : Paramétres géométriques du rotor
v
| 5 A A
A
Tf 8 9
A \
2 1 N 4 Y 10
v
] i\
3

figure I1I-1 : Paramétrage de la géométrie du rotor

Les parametres géométriques du stator sont détaillés dans le tableau I1I-3 et sur la figure II1-2.

ﬁeg;rlf::ﬁ;_l; Paramétres géométriques du stator contraintes
11 Ouverture d’encoche supérieure ou égale a I’alternateur initial
12 Rayon intérieur du stator libre
13 Rayon extérieur du stator inférieur ou égal a I’alternateur initial
14 Hauteur d’une dent libre
15 Largeur d’une dent libre
Largeur du paquet de téles inférieure ou égale a I’alternateur initial

tableau III-3 : Paramétres géométriques du stator
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figure I1I-2 : Paramétrage de la géométrie du stator

Comme il a été dit dans le paragraphe précédent, nous utilisons des contraintes sur les
parametres de sortie pour répondre a un cahier des charges et pour converger vers un alternateur
réalisable. Les contraintes sur les performances de 1’alternateur seront détaillées au cas par cas dans la
partie suivante. Nous rajoutons alors des contraintes de faisabilité qui sont, soit liées a des cohérences
géométriques (pour éviter d’avoir des distances négatives), soit liées au processus de fabrication ou

soit liées a la physique.

Les contraintes liées aux cohérences géométriques sont présentées dans le tableau suivant.

Références des Parameétres géométriques intermédiaires contraintes
figures I11-1 et I11-2
7 Hauteur du bec a la base supérieur ou égale a 1 mm
10 Distance entre griffes supérieure ou égale a | mm
16 Largeur du fond d’encoche supérieur ou égale a 1 mm
17 Hauteur de la culasse supérieur ou égale a | mm
Entrefer supérieur ou égal a 0,3 mm

tableau I1I-4 : Paramétres géométriques de sortie contraints

Nous rajoutons en plus deux autres contraintes géométriques pour éviter au processus
d’optimisation de passer par des géométries incohérentes avec la modélisation. Ainsi, nous
introduisons une contrainte qui est I’écart entre la longueur du noyau (supposée identique a la
longueur d’une griffe) et la largeur du paquet de toles du stator. Cet écart est donc contraint a étre
inférieur ou égal a 1 mm. La deuxi¢me contrainte rajoutée porte sur la forme trapézoidale des griffes.
La largeur de la base d’une griffe (référence 8 de la figure III-1) est donc contrainte a étre supérieur

d’au moins 1 mm a la largeur du bout de la griffe (référence 9 de la figure I1I-1).

Le processus de fabrication nous impose de rajouter des contraintes. Nous avons donc contraint
le coefficient de remplissage d’encoche du stator et le coefficient de foisonnement de la bobine du
rotor a ne pas dépasser les valeurs de 1’alternateur initial (0,4 pour le remplissage d’encoche et 0,7
pour le foisonnement de la bobine d’excitation). Les définitions de ces deux coefficients ainsi que

leurs expressions analytiques sont détaillées dans I’annexe B.

Ensuite nous complétons ces contraintes par d’autres liées a la physique. Ainsi les inductions
magnétiques dans les différentes parties ferromagnétiques (noyau, plateau, coude, griffe, dent, culasse)
et dans I’entrefer sont contraintes a étre inférieures a 2 Teslas. Ces contraintes sur les inductions
permettent d’avoir une bonne conception magnétique de I’alternateur, tout en limitant les pertes fer.
Nous faisons de méme avec les densités des courants du stator et du rotor pour limiter les pertes Joules
et ainsi garantir la tenue thermique des conducteurs. Ainsi, la densité de courant du rotor a été

contrainte a ne pas dépasser 5,8 A/mm’, et celle du stator doit étre inférieure 4 23 A/mm?. Nous avons
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choisi ces valeurs car ce sont celles de 1’alternateur initial, et comme nous n’avons pas de mod¢le

thermique, il nous a semblé bon de ne pas trop dépasser ces densités de courant.

Nous avons remarqué, au cours des premiéres optimisations, que le processus d’optimisation a
tendance a aplatir les griffes. Certaines des solutions obtenues ne sont pas viables car la tenue
mécanique des griffes aux forces centrifuges n’est alors pas toujours assurée. Pour palier ce probleme,
nous introduisons un paramétre supplémentaire qui est le rapport de la longueur d’une griffe sur la
hauteur de cette griffe a la base. Nous contraignons ensuite ce paramétre a €tre inférieur a celui calculé

avec I’alternateur initial, a savoir 2,9.

Finalement, nous introduisons des contraintes pour résoudre le systéme implicite. En effet, la
non linéarité des matériaux magnétiques combinée avec celle du modéle du circuit électrique nous
oblige a résoudre un systéme non linéaire. Il existe plusieurs méthodes pour traiter des problémes
implicites en cours d’optimisation [20]. La premic¢re méthode consiste a intégrer dans le composant de
calcul, un algorithme de résolution des systémes non linéaire. Ainsi, le systéme implicite est résolu a
chaque appel du composant de calcul, autrement dit, a chaque itération de I’optimisation. Cette
méthode est assez longue a mettre en ceuvre car il faut coder, en langage de programmation, un
algorithme avec I’ensemble du modéle. De ce fait, nous avons préféré utiliser une méthode plus rapide
a ¢élaborer. Nous décidons donc d’utiliser I’algorithme d’optimisation comme solveur du systéme
implicite. Pour ce faire, nous décrivons le systéme non linéaire comme un ensemble de contraintes a
annuler. Ainsi, 1’algorithme d’optimisation va déterminer les variables implicites, qui sont des
paramétres d’entrée variables, tel que les contraintes a annuler soient satisfaites. Dans notre cas, le
systeme implicite est composé de douze équations par point de fonctionnement. Ces douze équations
permettent de déterminer les douze variables implicites qui sont les dix flux de mailles du réseau de
réluctances (voir la mise en équations du réseau en annexe B) plus le courant dans 1’axe d et celui dans
I’axe q. Il faut remarquer que si 1’optimisation porte sur trois points de fonctionnement, alors le
nombre d’équations implicites est triplé. On obtient alors un systeme de 36 équations donnant 36

variables implicites.

3 - Les différentes optimisations

Les premicres optimisations utilisent des cahiers des charges sur un point de fonctionnement.
Apres avoir remarqué les limites de ces optimisations, nous présenterons, par la suite, des résultats

d’optimisations prenant en compte simultanément trois points de fonctionnement.
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3.1 - Optimisation sur un point de fonctionnement

3.1.1 - Le cahier des charges

Le cahier des charges des optimisations sur un point de fonctionnement est le suivant : il faut
maximiser le rendement d’un point de fonctionnement tout en conservant la puissance électrique
fournie par D’alternateur a ce point de fonctionnement. La puissance ¢électrique fournie aux autres
points de fonctionnement n’est pas du tout contrélée. Le reste du cahier des charges a été défini dans la
partie précédente, ’encombrement est donc limité a 1’alternateur d’origine. Nous sommes alors en

présence d’un processus d’optimisation qui comporte 30  Puissancep

utile
paramétres d’entrée variables (dont 12 variables implicites) et J 2 @ A
2 il
32 parametres de sortie contraints. D | Puissance utile
Py |-m-e--2 '

maximale
Nous avons remarqué que les solutions des

optimisations différaient selon le point de fonctionnement

considéré. C’est pourquoi, nous allons présenter deux

N,

exemples pour deux points de fonctionnement distincts. Nous : Neo o N,
Vitesse de rotation de [’alternateur

opérons alors une optimisation a puissance maximale et a
figure III-3 : Courbe de puissance utile

vitesse moyenne (point 2 de la figure III-3), et une autre a maximale de I’alternateur

puissance maximale et a vitesse basse (point 1 de la figure III-
3).

3.1.2 - Résultats de I'optimisation a vitesse moyenne

3.1.2.1 - Evolution des parametres durant | ’optimisation

Le processus d’optimisation est exécuté pour un point de fonctionnement qui correspond au
débit maximal et & une vitesse de rotation de I’alternateur de 6000 tours/min. Une simulation du
modele pour ce point de fonctionnement donne une puissance utile d’environ 2326 W. L’algorithme
d’optimisation a donc pour contrainte de conserver cette puissance utile a ce point de fonctionnement.
Les évolutions des grandeurs caractéristiques au cours de I’optimisation sont décrites sur les figures
suivantes. Les valeurs initiales et finales des paramétres sont présentées dans I’annexe C. Nous avons
choisi de modéliser seulement la masse de cuivre plus la masse de fer du circuit magnétique, que nous
avons appelée « masse active », sans calculer la masse des autres organes, a savoir la carcasse, 1’axe,

les ventilateurs, le redresseur et le régulateur.
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Rendement (en %)
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Itérations Itérations
figure 111-4 : Evolution du rendement au cours de figure III-5 : Evolution de la masse au cours de
I’optimisation I’optimisation

Nombre de conducteurs par encoche Section d’un fil du bobinage du stator (en mm’)
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figure III-6 : Evolution du nombre de conducteurs figure III-7 : Evolution de la section d’un fil du
par encoche au cours de ’optimisation bobinage du stator au cours de I’optimisation

3.1.2.2 - Evolution de la géométrie

Les figures suivantes présentent I’évolution de la géométrie entre 1’alternateur initial et

I’alternateur optimisé.

\

figure III-8 : Coupe axiale de I’alternateur initial figure I11-9 : Coupe axiale de I’alternateur final
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figure II1-10 : Coupe transversale de I’alternateur figure III-11 : Coupe transversale de ’alternateur
initial final

[
L""‘I
L]
gl |
r,‘
[ =

figure I1I-12 : Développé de la surface des griffes de  figure I1I-13 : Développé de la surface des griffes
Palternateur initial de Palternateur final

3.1.2.3 - Commentaires

Au cours de cette optimisation, le rendement est passé de 51% a 68% (figure 11I-4) alors que la
masse a augmenté de 193 grammes (figure I1I-5). La maximisation du rendement a puissance utile
constante revient a minimiser les pertes. Une des directions privilégiées dans la recherche du point
optimum conduit a des actions sur les pertes Joules au stator en diminuant la résistance des bobinages
(les pertes Joules passent de 968 Watts a 132 Watts). Pour ce faire, ’algorithme diminue le nombre de
conducteurs par encoche (donc le nombre de spires des bobinages) (figure I1I-6) et augmente leur
section (figure III-7) jusqu’a la butée du coefficient de remplissage d’encoche. Cette section devient
encore plus grande car la section des encoches est augmentée (figure I1I-11). La résistance globale des
conducteurs est donc diminuée car les fils en main sont moins long et ont une section plus grande.
Cette diminution du nombre de spires a pour conséquence de baisser la force électromotrice induite.
L’alternateur final arrive quand méme a délivrer la puissance utile demandée car, pour ce point de
fonctionnement, il fonctionne presque en court circuit et I’impédance interne (résistance et inductances

du stator) a diminué gréce a la baisse du nombre de spires.

Le gain en rendement est important car le processus d’optimisation baisse aussi les pertes fer
surfaciques au rotor créées par les harmoniques de I’induit (elles passeraient de 320 Watts a 25 Watts,
sous réserve d’une modélisation robuste car leur formulation est trés empirique). Ces pertes sont
fonctions du nombre de conducteurs par encoche et de 1’épaisseur de I’entrefer. En plus de diminuer le

nombre de conducteurs par encoche, I’optimisation augmente 1’entrefer pour diminuer ces pertes.

Les figures III-11 et III-13 laissent entrevoir des résultats critiquables. A priori, il semble que

les fuites entre griffes soient majorées car la distance entre griffes est trés faible. La réluctance de
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fuites entre griffes passe de 12,3 A/uWb pour I’alternateur initial a 3,5 A/uWb. Or ces fuites
magnétiques n’augmentent pas énormément ; elles passent de 122 pWb a 182 pWb. Ceci est
principalement du a la diminution des ampéres tours de 1’excitation et de 1’induit. Une autre objection
sur les résultats de la figure III-13 est recevable car nous remarquons maintenant que la largeur de la
base des griffes devient trés importante par rapport a la largeur du bout des griffes. Ceci risque
d’entrainer le modele dans ses limites de robustesse car nous n’avons pas modélisé les pertes fer dans
la culasse créées par les flux longitudinaux (voir le paragraphe 5.2.1.3 — pertes fer dans la culasse du
chapitre II). Insistons également sur le fait que la modification de la forme des griffes risque
d’augmenter la teneur des tensions induites en harmonique 3 et par la méme augmenter les pertes

Joules si le couplage est en triangle.

On pourrait espérer un gain en rendement encore supérieur en adaptant le systéme de
refroidissement. En effet, comme I’alternateur congu a moins de pertes, alors il y a moins de chaleur a
évacuer. Or, nous n’avons pas optimis¢ la forme des ventilateurs au cours de I’optimisation. Ainsi, un
sous dimensionnement des ventilateurs permettrait de réduire les pertes aérauliques et donc

d’augmenter le rendement.

La diminution du nombre de spires

entralne une réduction de la force  Débit **
. . . maximal Solution de
¢électromotrice. De ce fait, cet alternateur (4) = Uoptimisation |
. . . A . P Alternateur
n’arrivera pas a satisfaire la puissance ol initial
¢lectrique utile a basse vitesse car la force
¢lectromotrice doit étre élevée (figure III- o Ve \
14). Cette solution n’est alors pas acceptable w00l Point de
dans un contexte automobile car en roulage Jfonctionnement
. . , . L. sof contraint
urbain le bilan électrique du véhicule et son
équilibre sont basés sur la puissance 05— 555 T 5000
disponible a bas régime. Ainsi, nous Vitesse de rotation (tours / min)

décidons de lancer une optimisation pour un figure I11-14 : Courbe de puissance utile maximale de
point de fonctionnement correspondant a une P’alternateur optimisé
vitesse plus faible pour observer une

conception différente.

3.1.3 - Résultats de I'optimisation a vitesse basse

3.1.3.1 - Evolution des parametres durant | ’optimisation

Cette fois ci, nous exécutons une optimisation sur autre point de fonctionnement qui correspond
au débit maximal et a la vitesse de 1500 tours/min. La simulation du modele pour ce point de
fonctionnement donne une puissance utile d’environ 762 W. L’algorithme d’optimisation a donc pour
contrainte de conserver cette puissance utile a ce point de fonctionnement. Les différentes évolutions
des grandeurs caractéristiques au cours de I’optimisation sont décrites sur les figures suivantes. Les

valeurs initiales et finales des paramétres sont présentées dans 1’annexe C.
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Rendement (en %) Masse active (en kg)
Tar ] 485 1
480 4
T3r 7
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Tir 4 4501 4
4451 1
nr 1 aa0f 1
4351 4
Tar 1
4301 4
gar 1 235F 1
4201 4
BE L 7 415 7
é 5 1‘IJ 1I5 zlu zla 3In ag alu o a 10 149 0 5 30 34 40
Itérations Itérations
figure III-15 : Evolution du rendement au cours de figure 111-16 : Evolution de la masse au cours de
I’optimisation I’optimisation

3.1.3.2 - Evolution de la géométrie

=) =

figure III-17 : Coupe axiale de I’alternateur initial figure I11-18 : Coupe axiale de I’alternateur final

figure III-19 : Coupe transversale de ’alternateur figure II1-20 : Coupe transversale de I’alternateur
initial final
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figure I11-21 : Développé de la surface des griffes de  figure I11-22 : Développé de la surface des griffes
Palternateur initial de Palternateur final

3.1.3.3 - Commentaires

Les résultats sont similaires a 1I’optimisation précédente avec un changement important, a savoir
que le processus d’optimisation ne peut plus diminuer le nombre de conducteurs par encoches comme
il le souhaite, car I’alternateur a besoin d’une force ¢lectromotrice suffisante pour délivrer le courant
requis a basse vitesse. Le nombre de conducteurs par encoche passe de 8 a 7 alors que la solution de
I’optimisation précédente présentée 3 conducteurs par encoche. Le gain en rendement est alors moins
important ; il passe de 68% a 74% (figure I1I-15). Dans le méme temps, la masse augmente de 384
grammes (figure III-16). Le logiciel arrive quand méme a gagner sur les pertes Joules (elles diminuent
de 112 Watts a 59 Watts). Pour ce faire, le nombre de conducteurs par encoche étant diminué, la
section des conducteurs peut ainsi augmenter jusqu’a atteindre le coefficient de remplissage d’encoche
maximal. Cette section devient encore plus grande car, comme dans la premiére optimisation, la

section des encoches est agrandie (figure 111-20).

Il faut remarquer que cette optimisation engendre un alternateur qui a des pertes fer au rotor,
créées par les harmoniques d’espace de 1’induit, plus importantes que 1’alternateur initial. Toutefois,
ceci a peu d’importance car ces pertes sont faibles pour une vitesse de rotation faible (elles passent de
4,3 Watts a 7,7 Watts). On pose une réserve sur les résultats a cause de la modélisation des pertes fer
dans les dents. En effet, pour ce point de fonctionnement, le matériau magnétique est fortement saturé
et de plus la réaction d’induit entraine des saturations locales dans les dents. Ainsi, comme notre
modéle ne prend en compte que le fondamental de la réaction d’induit pour calculer ces pertes fer,
alors il se peut que le résultat de I’optimisation soit faussé par un manque de robustesse du modele de

ce point de vue la.

La méme critique du cas précédent est également recevable : la géométrie trouvée pour la forme

des griffes (figure 111-22) risque d’accroire les pertes fer dans la culasse.

3.1.4 - Conséquence de l'optimisation sur un point de fonctionnement
unique

Les deux optimisations précédentes montrent que la conception de I’alternateur différe selon le
point de fonctionnement choisi pour établir le cahier des charges. Ainsi, ces résultats d’optimisations
ne sont pas exploitables dans le cas de I’automobile car le point de fonctionnement peut varier sur une
grande plage (la vitesse de rotation s’échelonne de 1200 tours/min a 15000 tours/min). Cependant, ces

résultats peuvent étre intéressants si on utilise 1’alternateur dans un contexte ou le point de

102



Chapitre 11l — Apport de I'optimisation sur la conception des alternateurs

fonctionnement varie peu. Dans un contexte hors automobile citons par exemple le cas d’un groupe

¢lectrogene.

Pour respecter les cahiers des charges de l’industric automobile, nous sommes obligés
d’améliorer la méthode. Pour cela, nous avons établi un modéle et un cahier des charges fondés sur

trois points de fonctionnement.

3.2 - Optimisation sur trois points de fonctionnement

3.2.1 - Le cahier des charges

La premiére exigence lorsqu’on décide d’installer un alternateur dans un véhicule est que celui-
ci fournisse au moins deux valeurs de puissance électrique pour deux vitesses bien définies. Il doit
donc fournir une puissance suffisante (Py) a la vitesse du ralenti du moteur thermique (soit environ une
vitesse, N, de 2000 tours/min pour ’alternateur) et une autre puissance é€lectrique (Py), supérieure,
pour une vitesse nominale (pour cela, une vitesse de rotation de 1’alternateur, Ny, de 6000 tours/min
est choisie comme vitesse nominale). On peut observer ces deux points particuliers sur la courbe de

puissance utile maximale de 1’alternateur (points 1 et 2 de la figure 111-23).

Améliorer le rendement de Puissance , Puissance utile maximale

>

I’alternateur pour les points 1 et 2 utile o ¢

n’est pas D’objectif principal car Py |---mmmmmmmmmm 3 ‘
Zone de fonctionnement

lui-ci fonctionne trés rarement 3 '
celul-ci fonctionne fres rarement P D a7 ou Ualternateur est le
son maximum. Le fonctionnement L . v plus utilisé
nominal d’un alternateur se situe Py/2 i b 22 %
surtout dans la zone hachurée de la b ; \ Point de
figure 11I-23, autour du point 3. Ce LR e i fonctionnement
o nominal

point de fonctionnement correspond : R
’ Ll

a la moitié de la puissance maximale N Ny
Vitesse de rotation de l’alternateur

a la vitesse nominale. Il semble alors
plus intéressant d’essayer figure I1I-23 : Courbe de puissance utile

d’améliorer le rendement de ce point maximale de alternateur

de fonctionnement. L’objectif de

I’optimisation devient le suivant : il faut maximiser le rendement du point 3 tout en conservant les
puissances utiles aux points 1 et 2. Une simulation du modéle pour les points 1 et 2 nous donne les
contraintes sur la puissance utile maximale : 1’alternateur optimisé doit fournir une puissance
d’environ 1738 W pour le point 1 et environ 2326 W pour le point 2. Le reste du cahier des charges a
¢été décrit dans la partie 2 « cahier des charges général ». L.’encombrement de I’alternateur est donc
limité a celui d’origine. Cet objectif est réalisable si et seulement si on résout simultanément le modéle

pour les trois points de fonctionnement.

Le modéle de I’alternateur a été adapté a ce cahier des charges en triplant tous les parameétres
dépendants des points de fonctionnement. Ainsi, certaines contraintes sont triplées, comme par

exemple les inductions et les densités de courant. Nous sommes alors en présence d’un processus
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d’optimisation qui comporte 54 paramétres d’entrée variables (dont 36 variables implicites) et 76

parametres de sortie contraints.

3.2.2 - Résultats de I'optimisation

3.2.2.1 - Evolution des parametres durant [’optimisation

Rendement (en %)
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T T T T T I T T T T T T
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B1.0L 4

0 i 10 185 20 2% 30 35 40 45 &0 55 6D
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Masse active (en kg)

Itérations Itérations
figure 111-24 : Evolution du rendement du point figure III-25 : Evolution de la masse au cours de
objectif au cours de I’optimisation Poptimisation

3.2.2.2 - Evolution de la géométrie

=) =

figure III-26 : Coupe axiale de I’alternateur initial figure III-27 : Coupe axiale de I’alternateur final

figure III-28 : Coupe transversale de I’alternateur figure III-29 : Coupe transversale de ’alternateur
initial final
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figure II1-30 : Développé de la surface des griffes de  figure III-31 : Développé de la surface des griffes
I’alternateur initial de ’alternateur final

3.2.2.3 - Commentaires

Une évolution du rendement du point objectif (point 3 de la figure 11I-23) de 61% a 66% est
observée (figure 111-24). En parall¢le, la masse augmente de 291 grammes (figure I11-25).

La contrainte sur la puissance requise au régime de ralenti empéche le processus d’optimisation
de trop baisser le nombre de spires, car I’alternateur a besoin d’une force ¢électromotrice suffisante
pour délivrer de la puissance a faible vitesse. Le méme raisonnement déja détaillé lors de
I’optimisation sur un point de fonctionnement a faible vitesse s’applique: nous 1’appelons
« optimisation 2 ». Il est clair que ce point de fonctionnement est dimensionnant. Comme dans les
deux premiéres optimisations, la section des encoches est agrandie. La résistance du stator est ainsi
diminuée par une légeére réduction du nombre de spires et une augmentation de la section des

conducteurs.

La grande différence avec 1’optimisation 2 est que cette fois-ci la fonction objectif porte sur le
rendement du point 3 de la figure [II-23. A ce point de fonctionnement, la vitesse est beaucoup plus
¢levée que celle du ralenti, et donc les pertes fer prennent beaucoup plus d’importance. L’algorithme
d’optimisation essaye donc de diminuer I’ensemble des pertes et accorde beaucoup plus d’importance
aux pertes fer que dans 1’optimisation 2. Dans les deux optimisations sur un point de fonctionnement
unique, I’algorithme d’optimisation augmentait la surface des griffes. Il arrivait cependant a limiter les
pertes fer au rotor créées par les harmoniques de la réaction d’induit car pour une vitesse faible, les
fréquences des harmoniques et les courants du stator sont faibles et dans le cas a vitesse moyenne, la
réaction d’induit était fortement réduite par la diminution du nombre de spires du stator. Dans le cas de
’optimisation sur trois points de fonctionnement, I’algorithme ne peut pas trop augmenter la surface
des griffes car la réaction d’induit est importante a cause du nombre de spires requis pour les faibles
vitesses. Pour illustrer cette remarque, nous avons utilisé I’alternateur donné par 1’optimisation 2 pour
simuler le point 3 de la figure I1I-23. L’alternateur solution de I’optimisation 2 produit des pertes fer
au rotor de I’ordre 168 Watts pour le point 3. Or I’alternateur issu de I’optimisation sur trois points de
fonctionnement engendre des pertes fer au rotor de I’ordre de 70 Watts au point 3. On comprend alors
pourquoi la surface des griffes ne peut pas €tre autant augmentée que dans les deux premiéres

optimisations.
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3.2.2.4 - Evolution de la cartographie du rendement

Les deux figures suivantes présentent 1’évolution de la cartographie de rendement entre

I’alternateur initial et I’alternateur optimisé sur trois points de fonctionnement.

Rendement (%)
Courant ; ; : ; ; ; ; ‘
débité 160} 160 70
) 50

140+ 140+ 65

60
120} 60 120+
100+ 20 100+
80+ 80 80+
60 - 60|

401 40
0 20 : .
2000 4000 6000 8000 10000 12000 14000 2000 4000 6000 8000 10000 12000 14000
Vitesse de rotation (tours/min) Vitesse de rotation (tours/min)
figure III-32 : Cartographie de rendement figure III-33 : Cartographie de rendement
de ’alternateur initial de Palternateur optimisé

Tout d’abord, on remarque que les deux points de fonctionnement contraints sur le débit
maximal (points 1 et 2 des figures I11I-32 et I1I-33) sont bien respectés. Ensuite, le rendement est
amélioré sur I’ensemble de la cartographie, alors que la fonction objectif de 1’optimisation ne portait

que sur un seul point de fonctionnement.

4 - Les courbes de Pareto : un outil d’aide a la décision

4.1 - Présentation des courbes de Pareto

Les courbes (ou surfaces) de Pareto sont utilisées en conception comme un outil d’aide a la
décision pour traiter les problémes multi objectifs [17]. Ces courbes (ou surfaces) présentent un
ensemble de solutions (d’optimisations) répondant au cahier des charges. Nous avons préféré tracer

des courbes 2D, plus facile a interpréter, plutét que des surfaces 3D.

Pour établir une courbe de Pareto pertinente, il s’agit de tracer ’ensemble des solutions en
fonction de deux parametres objectifs qui tendent vers des directions opposées. Dans le cas de la
conception des machines électriques, il faut souvent combiner deux objectifs principaux antagonistes,
qui sont de maximiser le rendement et de minimiser la masse. Il en découle alors une courbe de Pareto
avec un axe représentant le rendement et un autre représentant la masse. La visualisation de cette

courbe permet ensuite de choisir le meilleur compromis entre la masse et le rendement.

Dans ce qui suit, nous allons présenter plusieurs courbes de Pareto de type

« masse / rendement » issues de plusieurs cahiers des charges.
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4.2 - Courbe de Pareto « masse / rendement »

Avant de tracer la courbe de Pareto correspondant au cahier des charges de 1’optimisation sur
trois points de fonctionnement, nous devons déterminer les deux limites. Il faut donc déterminer le
maximum de rendement du point 3 de la figure I1I-23 & encombrement limité et a masse libre. Ce
maximum correspond a la solution présentée dans la partie précédente. Pour déterminer 1’autre limite,

il faut minimiser la masse a rendement libre.

4.2.1 - Minimisation de la masse

Pour déterminer la masse minimale, nous exécutons une optimisation dont 1’objectif est le
suivant : minimiser la masse tout en conservant les performances requises au point 1 et 2 de la figure
II1-23. Le reste du cahier des charges correspond points par points a celui décrit dans le paragraphe 2.
L’encombrement est donc limité a celui de I’alternateur initial. Il faut remarquer que, pour cette
optimisation, les butées choisies pour les densités de courant prennent beaucoup d’importance. En
effet, comme nous cherchons a minimiser la masse a puissance utile constante, 1’optimisation va
pousser les densités de courant au maximum pour obtenir la meilleure puissance massique. Nous
rappelons que nous avons choisi de ne pas dépasser les densités de courant de I’alternateur initial, pour
garantir la tenue thermique de ’alternateur. A défaut d’avoir un mod¢le thermique de I’alternateur,
nous pensons que les densités de courant permettent d’estimer, en premicre approche, les
¢chauffements dans 1’alternateur. Nous n’avons pas utilisé les régles empiriques utilisant la densité
linéique de courant au niveau de I’entrefer car d’une part, la géométrie évolue peu au niveau radial
pour les configurations a forte puissance massique, et d’autre part, le refroidissement de ces
alternateurs est complexe et spécifique a chaque type d’alternateurs. Les figures suivantes présentent

les évolutions des grandeurs caractéristiques et de la géométrie au cours de 1’optimisation.

4.2.1.1 - Evolution des parametres durant [’optimisation

Rendement (en %) Masse active (en kg)
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figure 111-34 : Evolution du rendement du point figure III-35 : Evolution de la masse au cours de
objectif au cours de I’optimisation P’optimisation
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4.2.1.2 - Evolution de la géométrie

\ .

figure II1-36 : Coupe axiale de I’alternateur initial figure III-37 : Coupe axiale de I’alternateur final

figure II1-38 : Coupe transversale de I’alternateur figure II1-39 : Coupe transversale de I’alternateur
initial final

AL .

figure I11-40 : Développé de la surface des griffes de  figure I11-41 : Développé de la surface des griffes
I’alternateur initial de ’alternateur final

4.2.1.3 - Commentaires

Au cours de cette optimisation, la masse a diminué d’environ 1,14 kg, alors que le rendement du
point 3 de la figure III-23 est passé¢ de 61% a 58%. Comme attendu, les densités de courant de
I’alternateur optimisé sont maximales. La densité de courant de la bobine d’excitation est donc de 5,8
A/mm’ et celle des bobines du stator reste a 23 A/mm” pour le point 2 de la figure III-23. Pour
diminuer la masse, ’algorithme d’optimisation réduit la longueur active de I’alternateur (figure III-
37). Il ne peut pas en méme temps diminuer le rayon extérieur car I’alternateur est contraint a délivrer

la puissance initiale. La diminution de la longueur active entraine une baisse du flux utile qui traverse
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les bobines du stator (il passe de 372 pWb a 292 uWb pour le point 1 de la figure I11-23). Pour
compenser cette baisse du flux, il augmente le nombre de conducteurs par encoche qui passe de 8 a 10.
La section des fils du stator ne peut pas diminuer a cause de la contrainte sur la densité de courant. Le
nombre de conducteurs par encoche est alors augmenté grace a une hausse de la section des encoches.
Contrairement aux optimisations qui visaient a augmenter le rendement, il ne peut pas trop baisser le
rayon intérieur du stator car il faut garder de 1’espace pour la bobine d’excitation en prenant en compte
la diminution de la longueur active (figure III-37). Les inductions magnétiques sont sensiblement
identiques a celles de D’alternateur initial, sauf dans le plateau et le noyau ou les sections ont été

fortement réduites.

Une autre différence avec les optimisations précédentes est détectable. La distance entre griffes
ne peut pas diminuer a cause des flux de fuites, alors que dans 1’optimisation qui visait & maximiser le
rendement, elle ne pouvait pas diminuer a cause des pertes fer au rotor. En effet, dans cette
optimisation les ampéres tours de 1’excitation doivent rester importants pour produire le flux utile, et

une trop faible distance entre griffes entrainerait des fuites entre griffes trop importantes.

La baisse du rendement provient évidemment de 1’augmentation des pertes. Les pertes Joules ne
sont pas augmentées car la résistance du stator varie peu. En effet, I’augmentation du nombre de spires
laissait entrevoir une augmentation de la résistance, mais celle-ci combinée avec la diminution de la
longueur active de ’alternateur entraine une variation faible de la résistance. La baisse du rendement
est surtout causée par I’augmentation des pertes fer au rotor. En effet, ’augmentation du nombre de
conducteurs par encoche implique une augmentation de la réaction d’induit et donc des pertes fer au

rotor.

4.2.2 - Détermination d’'un compromis masse / rendement

Une fois les deux limites déterminées, il est possible d’accéder a la courbe de Pareto
« masse/rendement ». Pour ce faire, nous exécutons plusieurs optimisations sur trois points de
fonctionnement qui visent & maximiser le rendement du point 3 de la figure I1I-23 a masse constante
avec le cahier des charges décrit au début du chapitre. Chaque solution de ces optimisations respecte

les puissances utiles maximales requises aux points 1 et 2 de la figure I11-23.

Nous faisons donc varier la masse entre celle trouvée par la maximisation du rendement et celle

déterminée par la minimisation de la masse. La courbe de Pareto est donc tracée sur la figure suivante.
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figure I11-42 : Courbe de Pareto « masse/rendement » du cahier des charges initial

Le point 1 de la figure I1I-42 correspond aux caractéristiques de ’alternateur initial. Les deux
limites de la courbe (les points 2 et 3) sont déterminées par les optimisations précédentes. Sur cette
courbe, nous définissons deux points particuliers. Le point 5 montre 1’amélioration du rendement a
masse initiale constante, alors que le point 4 présente une optimisation qui réduit la masse de
’alternateur tout en conservant le rendement initial de I’alternateur. Il découle de cette courbe que
toutes les solutions situées entre le point 4 et le point 5 offrent un meilleur compromis que

I’alternateur initial, a la fois au niveau du rendement et de la masse.

Les solutions en dehors de cette zone sont a priori moins intéressantes. Obtenir un rendement
supérieur au point 5 se paye par une forte augmentation de la masse. Inversement, si on cherche une

masse inférieure au point 4, alors le rendement chutera.

Les résultats des optimisations présentés sur la courbe de Pareto doivent étre corrigés pour tenir
compte du fait que le nombre de spires doit étre un nombre entier. En effet, I’algorithme
d’optimisation donne une valeur décimale pour le nombre de spires, ce qui est évidemment
irréalisable. Nous avons donc relancé pour chaque solution une optimisation avec un nombre de
conducteurs par encoche fixé a sa valeur enticre inférieure et une autre avec celui-ci fixé a sa valeur
entiére supérieure. Nous avons remarqué que pour chaque optimisation, la meilleure solution revenait
a prendre comme valeur entiére, celle trouvée par arrondi au plus proche du nombre de conducteurs
par encoche. Aprés avoir appliqué cette méthode pour chaque point de la courbe de Pareto, nous

constatons que chaque point corrigé est trés proche du point initial.

Les algorithmes d’optimisation sous contraintes ne garantissent pas 1’obtention d’un optimum
global. Pour tracer la courbe de Pareto, nous avons maximisé¢ le rendement a masse fixée. Nous

pouvons vérifier que 1’opération inverse, minimiser la masse a rendement fixé, donne les mémes

résultats. Nous observons alors que la minimisation de la masse a rendement fix¢ donne la méme
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courbe de Pareto, et donc nous n’avons pas mis en évidence de meilleurs optimums. Nous pouvons

donc penser que, dans notre cas, la courbe de Pareto est formée d’optimums globaux.

Cette courbe de Pareto permet alors de déterminer le meilleur compromis masse / rendement.
Elle permet au concepteur de choisir la meilleure solution, qui se trouve, dans la plupart des cas dans

le coude de la courbe.

4.3 - Courbe de Pareto a encombrement illimité

4.3.1 - Influence d’'un encombrement illimité

Il est intéressant d’observer les résultats des optimisations en libérant les contraintes
d’encombrement. Le diamétre extérieur et la longueur axiale sont ainsi libérés. Pour des raisons
¢videntes, nous resterons dans des valeurs de masses proches de I’alternateur initial. Nous ne
chercherons donc pas a déterminer la limite supérieure de la courbe de Pareto, le maximum de
rendement, qui présente peu d’intérét. Nous présentons sur la figure I1I-43 une partie de la courbe de
Pareto correspondant a un encombrement illimité. Sur la méme figure, nous avons tracé la courbe de

Pareto précédente (en pointillé), issue du cahier des charges initial.

42

Masse active
(en kg) Encombrement

48 . 1. W
limite ~

4.4 '
42 0 ’,'
Alternateur
initial

38
Encombrement

25 illimité
3.4

32 ——

3
58 50 al &1 52 a3 64 65 il a7 62
Rendement du point objectif (en %)

figure I11-43 : Courbe de Pareto « masse/rendement » avec un encombrement illimité

Nous observons alors que les courbes sont confondues dans la zone ou la puissance massique
est élevée (vers le point 3 de la figure 111-43). Ceci montre qu’il n’est pas possible d’augmenter la
puissance massique des alternateurs en augmentant I’encombrement. Ensuite, plus nous progressons
vers les rendements élevés, plus la courbe de Pareto correspondante a I’encombrement illimité s’écarte
de la courbe initiale pour donner de meilleurs rendements. Les courbes différent dans la zone a
rendement ¢élevé car les solutions de la courbe de Pareto initiale ont des paramétres géométriques
limités par la contrainte d’encombrement. Nous allons présenter dans le paragraphe suivant la solution
a encombrement illimité avec une masse fixée a celle de I’alternateur initial (point 2 de la figure III-
43).
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4.3.2 - Présentation de la solution a masse initiale constante

Les figures suivantes présentent 1’évolution de la géométrie pour une optimisation qui vise a

maximiser le rendement & encombrement illimité et 4 masse constante.

P

figure I11-44 : Coupe axiale de I’alternateur initial figure II1-45 : Coupe axiale de I’alternateur final

- . ’
figure I11-46 : Coupe t;:':;‘;ersale de I'alternateur figure I11-47 : Coupe transversale de I’alternateur final
: I
[

figure I11-48 : Développé de la surface des griffes de  figure I11-49 : Développé de la surface des griffes
Palternateur initial de Palternateur final

e
[ —

Cette optimisation augmente le rayon extérieur de 1’alternateur tout en réduisant la longueur
active pour conserver la masse. L’augmentation du rayon extérieur du stator permet d’accroitre
fortement les sections des encoches. Ainsi la section des conducteurs, dont le nombre n’a pas évolué a
cause de la contrainte du débit a basse vitesse, peut augmenter jusqu'a ce que le coefficient de

remplissage d’encoche soit maximal. Les pertes Joules sont alors fortement diminuées grace a la
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baisse de la résistance du stator liée a d’une part, ’augmentation de la section des conducteurs, et

d’autre part, a la diminution de la longueur active.

4.4 - Courbe de Pareto avec une nouvelle technologie de bobinage

4.4.1 - Influence d’une technologie de bobinage en épingles

Nous avons présenté dans le premier chapitre une technologie différente pour bobiner le stator,
a savoir le bobinage en épingles. Cette technologie permet d’augmenter le remplissage de I’encoche et
laisse donc entrevoir de meilleurs rendements. Nous avons donc utilisé notre modéle pour déterminer
les gains potentiels que pourrait apporter cette nouvelle technologie. Pour ce faire, nous avons adapté
le cahier des charges initial. Nous conservons I’ensemble du cahier des charges, y compris la
contrainte d’encombrement, sauf pour quelques contraintes que nous allons détailler. Tout d’abord,
nous modifions la contrainte de remplissage d’encoche qui passe donc de 40% a 70%. Ensuite, nous
modifions la longueur des tétes de bobines car, avec cette technologie, elles sont réduites d’environ
40%. Pour finir, nous avons légérement repoussé la butée sur la densité de courant du stator de
23 A/mm’ a 26 A/mm’ car les conducteurs sont beaucoup mieux placés dans les encoches que dans
une technologie classique. Comme le contact est meilleur entre les conducteurs et les dents, il en
résulte que les échanges thermiques sont facilités et une augmentation des pertes volumiques peut étre

acceptee.

Nous présentons sur la figure suivante la courbe de Pareto obtenue avec cette nouvelle
technologie de bobinage a partir de I’alternateur initial. Sur cette figure, nous avons aussi tracé la

courbe de Pareto obtenue avec le cahier des charges initial (en pointillé).
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45 \ E

4 ! JX
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> i —) E
PR
Wemmmm = 3 ---" '33‘? 5
3 ; Technologie de

bobinage en épingles

58 59 a0 a1 ) 63 fid (8] fi &7 a2 (]
Rendement du point objectif (en %)

figure I11-50 : Courbe de Pareto « masse/rendement » avec une technologie de bobinage en épingles
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Nous observons, tout d’abord, que cette technologie permet de repousser les limites (points 2 et
3 de la figure III-50). Ainsi, le rendement du point objectif peut dépasser les 68% tout en respectant
I’encombrement de 1’alternateur initial (point 2). Inversement, la masse active peut descendre sous les
3kg (point 3). Globalement, I’ensemble des points de cette courbe de Pareto offre un meilleur
compromis que les solutions issues d’une technologie de bobinage classique. Le bobinage en épingle
permet de gagner en rendement car, d’une part, & encombrement identique, le remplissage d’encoche
supérieur permet d’augmenter la section des conducteurs et, d’autre part, la diminution des longueurs
des tétes de bobines contribue a la baisse de la résistance du stator. De méme, la puissance massique
peut étre augmentée car, outre une densité de courant admissible légérement supérieure, le meilleur

remplissage d’encoche permet de mieux exploiter le volume de 1’alternateur.

Comme nous 1’avions remarqué pour 1’optimisation sur un point de fonctionnement & vitesse
moyenne, les solutions de la courbe de Pareto a fort rendement pourraient sans doute étre améliorées
par une adaptation du systéme de refroidissement. En effet, ces solutions présentent des alternateurs
qui ont beaucoup moins de pertes, et un sous dimensionnement des ventilateurs permettrait de limiter
les pertes aérauliques et donc d’accroitre le rendement. Pour illustrer ceci, nous avons calculé le
rendement du point 5 de la figure I1I-50 dans le cas ou les pertes aérauliques seraient supprimées. Le

rendement de ce point atteindrait alors 70%.

Le rendement de I’alternateur pourrait sans doute étre encore amélioré par 1’utilisation de toles
plus fines. Le passage a des toles de 0,35 mm d’épaisseur, au lieu de 0,50 mm initialement, permettrait

de limiter les pertes fer au stator.

L’apport de cette technologie était prévisible qualitativement. Cependant, 1’approche
d’optimisation nous a permis de quantifier trés rapidement les conséquences des changements des

hypothéses et des contraintes.
4.4.2 - Evolution de la cartographie de rendement de la solution a
masse initiale constante

Nous présentons sur les figures suivantes 1’évolution de la cartographie de rendement entre celle
de l’alternateur initial et celle de 1’alternateur optimis¢ avec une technologie de bobinage en épingle et

une masse constante (point 5 de la figure I111-50).
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figure III-51 : Cartographie de rendement figure III-52 : Cartographie de rendement
de ’alternateur initial de I’alternateur optimisé

Les deux contraintes sur le débit maximal sont bien respectées, et un gain en rendement

important est décelable sur I’ensemble de la cartographie.

A titre de comparaison qualitative, nous présentons ci-dessous une cartographie de rendement
¢tablie a partir de mesures sur un alternateur avec un bobinage en épingle, qui posséde 8 paires de
poles et deux bobinages au stator avec chacun une encoche par pole et par phase, soit en tout 96
encoches. Cet alternateur présente sans doute des pertes mécaniques et aérauliques différentes de
celles utilisées dans nos optimisations. De plus les pertes fer sont modifiées car les fréquences sont
plus élevées, di a I’augmentation de la polarité, et 1’épaisseur des toles est de 0,35 mm (alors que dans
notre cas, elles sont de 0,5 mm).
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figure III-53 : Cartographie de mesures de rendement
sur un alternateur avec un bobinage en épingle
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5 - Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté plusieurs résultats d’optimisations sous contraintes. Tout
d’abord, des optimisations sur un point de fonctionnement visant a améliorer le rendement ont été
présentées. Apres avoir remarqué les limites de ces optimisations, nous avons modifié¢ le cahier des
charges pour effectuer des optimisations sur trois points de fonctionnement qui reflétent mieux les
exigences de I’industrie automobile. Finalement, nous avons tracé des courbes de Pareto pour prendre
en compte un objectif antagoniste au rendement, a savoir la masse de ’alternateur. Les différentes
optimisations ont montré un gain potentiel en rendement de I’ordre de 5% a 7% selon les technologies.
De plus, on a pu observer, grace aux courbes de Pareto, que 1’alternateur initial pouvait étre amélioré a
la fois au niveau du rendement et a la fois au niveau de la masse. A rendement identique, les

optimisations montrent que la masse de matiére premicre peut diminuer d’environ 1kg.

Pour certaines configurations le gain en puissance massique est élevé. Il faudrait compléter la
modélisation avec un modéle thermique de I’alternateur pour améliorer la précision de nos

optimisations pour les configurations ou la puissance massique est ¢levée.

Pour répondre au besoin de I’industrie automobile, nous avons utilisé un cahier des charges
fondé sur trois points de fonctionnement. Cependant, la méthodologie présentée dans ce chapitre peut
étre utilisée avec un nombre de points de fonctionnement supérieur. Ainsi, on pourrait cibler plusieurs
zones de la cartographie de rendement issues des cycles de roulage et déterminer la meilleure

configuration pour une consommation minimale sur I’ensemble du cycle.

Les calculs d’optimisation sont trés rapides, de 1’ordre de 5 secondes pour une optimisation sur
un point de fonctionnement et de I’ordre de 30 secondes pour une optimisation sur trois points avec un
Pentium 4 1,8 Ghz. La méthodologie d’optimisation utilisée dans ce chapitre est alors trés utile car elle
permet de connaitre trés rapidement le potentiel d’une technologie avec les mémes contraintes de
fabrication et de fonctionnement. De plus, elle permet de comparer, de maniere rapide et quantitative,
des hypothéses et des contraintes différentes, et donc de confronter différentes technologies entre elles.
Cette approche devient alors tres intéressante et permet d’avoir un outil d’aide a la décision pour les
concepteurs d’alternateurs, qui sont les équipementiers automobiles, ainsi que pour les intégrateurs, a

savolr les constructeurs d’automobiles.
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Conclusion générale

L’augmentation de la part de 1’électricité dans I’automobile liée avec les normes d’antipollution
oblige maintenant les équipementiers et les constructeurs a améliorer le générateur d’électricité.
Actuellement, ce générateur est un alternateur a griffes qui posséde une bonne puissance massique a
un prix compétitif, mais qui présente, en contrepartie, un mauvais rendement. L’étude développée dans
ce mémoire de thése présente une méthodologie qui permet d’évaluer rapidement les diverses

évolutions possibles des alternateurs a griffes et de déterminer le potentiel de cette technologie.

Nous avons présenté, dans le premier chapitre, les alternateurs a griffes actuels. Aprés avoir
détaillé les divers éléments constitutifs de ces alternateurs, nous avons présenté leur principe de
fonctionnement. Ensuite, nous avons détaillé nos objectifs, a savoir modéliser I’alternateur a griffes en
vue de I’optimisation pour pouvoir, par la suite, utiliser ce modéle dans un processus d’optimisation.
Ainsi, avant de présenter notre modele, nous nous sommes positionné par rapport aux modeles

rencontrés dans la littérature.

Dans le deuxiéme chapitre, nous avons détaillé un modéle analytique de 1’alternateur a griffes.
Ce modéle a été construit dans le but d’étre utilisé, par la suite, dans un processus d’optimisation.
Nous avons donc choisi de modéliser cet alternateur d’une maniére entiérement analytique car les
modeles analytiques sont beaucoup mieux adaptés a ’optimisation que les modéles numériques
beaucoup plus long a calculer. Dans un premier temps, nous avons modélisé la réaction magnétique
d’induit sous forme d’un diagramme vectoriel. Ceci permet de faire le lien entre le modele du circuit
magnétique présenté dans la deuxieme partie de ce chapitre et le modele du circuit électrique détaillé
dans la partie suivante. Aprés avoir modélisé le circuit magnétique par des réseaux de réluctances
analytiques, nous avons validé une premiere fois ce modele avec des essais expérimentaux a vide.
Ensuite, le circuit électrique a été pris en compte par une résolution formelle des équations
différentielles des courants de [’alternateur. Le modele global a ainsi pu étre validé par une
comparaison avec des essais expérimentaux en charge. Puis, nous avons établi un modéle analytique
de I’ensemble des pertes, ce qui nous a permis d’estimer le rendement global de I’alternateur.
Finalement, le modé¢le des pertes a été validé grice a une comparaison avec des mesures

expérimentales de rendement.

Une fois ce modele établi, nous 1’avons utilisé dans un processus d’optimisation visant a
améliorer le rendement de 1’alternateur. Le dernier chapitre présente donc des résultats d’optimisation
utilisant différents cahiers des charges. Tout d’abord, nous avons montré les limites des optimisations
fondées sur un seul point de fonctionnement. Ensuite, nous avons présenté des résultats
d’optimisations sur trois points de fonctionnement, beaucoup mieux adaptées aux cahiers des charges
de l’industrie automobile. Pour finir ce chapitre, nous avons détaillé une démarche, utilisant les
courbes de Pareto, qui permet de rajouter un objectif supplémentaire, a savoir la minimisation de la
masse. Ces courbes sont tres utiles car, dans la plupart des cas, la maximisation du rendement est un
objectif antagoniste a la minimisation de la masse a puissance utile constante. Ainsi, les courbes de
Pareto présentent un ensemble de solutions, et il devient alors possible, par observation de la courbe,
de déterminer le meilleur compromis entre un rendement élevé et une bonne puissance massique. Cette
méthodologie permet donc de déterminer trés rapidement le potentiel d’une technologie. De plus, on
peut, en modifiant les hypothéses et les contraintes, comparer rapidement différentes technologies

entre elles. Ces courbes sont évidemment utiles aux concepteurs des alternateurs, mais elles le sont
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aussi pour les constructeurs automobiles car elles leurs permettent de déterminer la meilleure solution

dans une optique d’une meilleure intégration avec I’ensemble des autres composants de 1’automobile.

Le travail présenté ici est exclusivement destiné a calculer les performances des alternateurs a
griffes reliés a un redresseur a diodes. Cet emploi restreint nous a autorisé a utiliser un modele élaboré
sur I’axe direct et approché sur I’axe en quadrature. Il serait trés intéressant d’éliminer cette limitation
pour pouvoir prendre en compte des redressements sur ponts commandés et des fonctionnements en
mode moteur (entralnements hybrides). Ceci est réalisable par une modélisation plus fine, a I’instar du
modele de Hecquet et Brochet [5], qui utilise une modélisation par un réseau de perméances plus
détaillé au niveau de I’entrefer et des dents. En adaptant ce modele avec des réluctances analytiques, il
pourra étre utilisé dans le processus d’optimisation présenté dans le chapitre trois. Ainsi, des
¢évolutions plus importantes de I’alternateur a griffes seront observées pour un fonctionnement mixte

en générateur et en moteur.

La méthodologie d’étude des systeémes électrotechnique que nous avons mise en place peut étre
appliquée a de nombreux autres problémes. Son efficacité redoutable n’est tempérée que par le temps
qu’il faut éventuellement pour écrire correctement le modéle. Cela dit dans de nombreux cas, un

modele simple suffit largement pour répondre au but fixé.
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Annexe A — modélisation du redresseur

1 - Une premiére approche : Le modele du premier harmonique

Avec certaines hypothéses, le redresseur triphasé de courant peut se modéliser de fagon tres
simplifiée, en utilisant la méthode du premier harmonique. En effet, comme nous cherchons a
déterminer le courant continu en sortie du pont et donc la puissance de sortie, I’hypothése du premier
harmonique sur les tensions simples en entrée du pont est valable car dans certaines conditions, les
courants de phase sont presque sinusoidaux. En clair, si ces courants de phase sont sinusoidaux, seul

les fondamentaux des tensions simples sont utiles pour le calcul de la puissance électrique.

11 faut remarquer que 1’approche du premier harmonique donne de bon résultats si et seulement
si les courants de phase ont peu d’harmoniques. Autrement dit, ce modéle n’est valable que pour le
mode de conduction triphasée, et il est d’autant meilleur que 1’amplitude ou la fréquence des fem est

¢élevée.

Nous allons détailler dans ce qui suit le modele du premier harmonique du redresseur. Cette
approche est fondé sur la théorie détaillée dans [21]. La figure A-1 rappelle le schéma électrique

équivalent d’un alternateur a griffes. Un neutre artificiel (ng) a ét¢ introduit pour séparer la tension

55 %

batterie en deux.

e Ly Ry i
TN — A
— YN — C> U,/ 2
€p Lf RS ib
ne ( %9 I — ® Ny
e. Ly Rg e 7y
S T S <> Uy/2

figure A-1: Schéma électrique équivalent d’un alternateur a griffes

Pour modéliser le redresseur on pose les hypothéses suivantes :
e, = \/EER sin(wt)

. 2z

Les fem de I’alternateur forment un systéme triphasé : e, =2 E, sm(a)t - Tj
. 2z
e, =2 E,sin a)t+T

Les diodes sont supposées idéales avec une chute de tension dans 1’état « passant » égal a V.

Enfin, le redresseur est suppos¢ fonctionner en mode de conduction triphasée, et donc chaque diode

est passante sur une demi période.
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Les états des diodes (passantes ou bloquées) dépendent des signes des courants a I’entrée du
pont. On peut alors déduire les tensions simples a I’entrée du pont par rapport au neutre n :

v, =V, signe(i,)

ang

Vi, =V, signe(i,) avec V, = 7”+ v,

n,

Ve, =V, signe(i,)

ch

) di,
Vo =€, t Ry i, +L, 7
e, +e +te =0 ) di
Ona: 4. ° ‘ et v,, =e, +Ryi, +L, —> dou v, +v, +v, =0
. . . bn b S b f an bn cn
i, +i,+i,=0 dt
. di,
Voo =€t Rl +L, 7
vun :Vano +Vnon
.. _ d _ Vano +vbno +vcn0
On a aussi : Von = Vou, TVon onc vV, , =~ 3
vcn :vcn0 +vn0n

Compte tenu des hypothéses, on obtient les formes d’ondes suivantes pour la tension de la phase a :

figure A-2 : Formes d’ondes de la tension de la phase a

Les fondamentaux des signaux v, , et v, ,, sont identiques car le signal v,,, a une fréquence trois

fois supérieure a ces signaux.

On peut alors approcher les tensions simples par rapport au neutre n par leurs fondamentaux :

4V, .
Vn = Vans =V, ; =—2sin(wt —6)
y 0J 7Z-
4V, 27
Vin = Vons =Vou 1 = - sin wt—é’—T

4V, . 27
Ven = Vens =Vep 5 = sin| wt—0 +—
0 T 3
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Annexe A — modélisation du redresseur

0 est le déphasage entre les tensions simples a I’entrée du pont ( v,, , Vpn €t Ve, ) et les fem de

I’alternateur ( e, , ¢ et e. )

On peut aussi approximer les courants de phase ( i, , i, et i. ) par leurs fondamentaux, et comme
le déphasage entre les tensions simples ( V., , vy, €t Ve, ) €t ces courants est nul alors les courants

induits sont de la forme :

I, =i, =1 sin(wt —0)

. 2
Iy =l = Lg sm[a)t—ﬁ—%j

. 2
i =0, =L sm[a)t—9+7ﬂ-j

Ismax est I’amplitude des fondamentaux des courants induits (c’est la grandeur que nous

cherchons a expliciter)

Bref, les tensions simples ( V,, , Vpn €t Vo, ) et les courants de phase ( i, , i, et i. ) sont
sinusoidaux et en phase. On peut alors approximer le pont de diodes et la batterie par une résistance

équivalente.

€q RS la Req
_@_/ YY)  — —  —
I L L
€p 4 RS Iy Req
n ,_@_l YY) 1 —>  —
e, Ly Ry i R.,

figure A-3 : Schéma électrique du modéele equivalent

On définit ainsi cette résistance équivalente par :

_amplitudedu fondamentaldev 4V

“ amplitudedu fondamentaldei 7l

S max

D’apres le schéma ¢électrique du modele simplifié, on peut exprimer I .« par :
2 2

V2E, .
S max = - - d’ou : Req = \/_
JRs +R) +(wL,) 4 2 E,

1

La résolution de cette équation donne :

({2 i (4 Jrtae

(e} ()

T

R =

eq
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2 -Une méthode plus élaborée: Résolution symbolique des
équations différentielles

2.1 - Mise en eéquations et resolution des courants de phase

Le schéma ¢électrique du redresseur est le suivant :

55

V2 R 2 A
— M = <> E
I
—>

V3 L
MY\_—

L N
NG L |
L

®
[

figure A-4 : Schéma électrique équivalent d’un alternateur a griffes

Chaque diode est supposée idéale avec une chute de tension a 1’état passant égale a V.

Les sources de tensions sont de la forme :

V1= (V-sin)(w-t) Vi-V2= U~c0s(w~t — g}
2 2:
V2 = V-sin| w-t — —”\ Vi —-V3=U-cos| wt— —”\
3 ) 3 )
4
V3 = V~sin(w~t - Tﬂ) V3 — V2= U--cos(w-t)
2.1.1 - Phase de conduction a 2 diodes (phase 1)
Nous choisissons arbitrairement i3 nul.
Vi—V2—(E+2Vd)=2Ril + 2-L-%i1
t
L 1
il + —~iil = —-:| U-cos| w-t— f\ —(E+2Vd) (D
Rd 2R 3)
-t
solution generale : Al-e © sin(¢) - L7W cos(¢) _ g

. L U 7 ) (E+2Vd)
solution particuliere : — cos|l wi-= -2 =% \/ﬁ
[zz ( 3 ¢) 2R Z=\R"+ (Lw)
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Annexe A — modélisation du redresseur

-t

. _  [u 7\ (E+2Vd)
ilphasel (t) = —i2phasel (t) = Al-e = +| —-cos| wt—— — -—
P (®) D (®) [22 ( 3 ¢) R

2.1.2 - Phase de conduction a 3 diodes (phase 2)

VI -V2—(E+2Vd) = (Ril + L-iil\ - (R-iZ + L-iiZ\ 2

de ) dt )
Vi—-V3—(E+2Vd)= (R-i] + L-iil\ - (R-iS + L-iiS\ 3)
de ) dt )

QB [(VI=V2)+ (VI =V3)] =2«(E+2-Vd) = 2-(R~i1 + L~ii1) - (R~i2 + L~ii2\ - (R~i3 + L~ii3\

dt ) )
o d) o d. d.)
[((VI=V2)+ (VI=V3)] =2(E+2Vd)=2|Ril + L%il '—| R@G2+i3)+L| Li2 + %3
d ) dt d )
e od )
i2+ i3 = —il (VI = V2) + (VI - V3)] = 2(E + 2Vd) = 3| Ril + L%l
dt
U 2 2 L
—-|| cos| w-t — f\\ + cos| w-t — —”\ —|—(E+2Vd)| =il + —~iil
3R 3)) 3 )| 3R R dt
U 2-(E+ 2-Vd L
— -\ 3-sin(w-t) — g =il + —.iil 4
3-R 3R R dt
—t
solution generale : AD-e 4
solution particuliere : v sin(wt — @) - 2(E+ 2.Vd)
V327 3R
—t
U 2:(E+ 2V
ilphase2 () = A2-¢ © + sin(w-t = @) - 2E+2VE)
V327 3R
avec (2) 2+ 2L+ £-ii1\ - Er2d)
R dt Rd ) R R
L U 2:(E+ 2-Vd U E+2Vd
(2) et (4) 2+ —112 = —- 3Sln(wt) — M — —-.cos| w-t — LZ'\ + M
Rdt 3R 3R 3) R

L [si L costw
|:—~\/§~sm(w-t) - 2 cos(w-t) 2 R

(6)

i2+£ii2: _U- ( ﬂ\+—E+2.Vd
Rdt  \[3R

} U E+2Vd
+—

E+2Vd

U
i2phase2 (t) = A3-e r_ .cos| w-t — z_ o+
V32 6 ) 3R
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L L Vi-7V3 E+2Vd
avec (3) i3+ =Lz =il + —~ii1\ L ), { )
R dt Rdr ) R R
L U 2:(E+2-Vd U 2: E+2Vd
3)et(4) i3+ _.iig = ——[3sin(wt) — 2(E+2Vd) =~ ocos| wt— _”\ " ( )
Rdt 3R 3.R 3 ) R
L U E+2Vvd
i3 + —~ii3 = ~c0s(w~t + f\ + —
Rdt  R+3 6) 3R
-t
U E+2Vd
i3phase2 (t) = A4-e t s 'COS(W-Z‘ + z_ ¢\ ===
YAE 6 ) 3R

i2phase?2 (t) + i3phase2 (t) = —ilphase?2 (t)
-t

(43 + Ad)e " + L'(cos(w + 2 ¢\ - cos(w.t oz N ,Ev2Vd
V3 6 ) 6 )) 3R

Z+[3
_!
-U E+2Vd
(43 + A4)e T + sin(w-t — @) + 2=—""2 = —iIphase2 (1)
Z+3 3.
(A3 + A4) = A2 A4 = —(42 + 43)
-t
U E+2Vd
i3phase2 (t) = —(A2 + A3)-e "y ~cos(w-t + z_ ¢\ ===
AE 6 ) 3-R

2.2 - Détermination des courants de phase pour le mode de
conduction discontinue

On a une conduction de 2 diodes : les courants il et i2 sont non nuls de t0 a t1, et nul ensuite jusqu'a t0+T/6
(voir figure A-5)

Rappel de la solution de 1'équation différentielle :

—t
. _  [u )\ (E+2Vd)
ilphasel (t) = —i2phasel (t) = Al-e = +| —-cos| wt—— — -—
P (®) j2 (®) [22 ( 3 ¢) R

Apparition du courant pour t = t0, c'est a dire lorsque la tension entre phase atteind E+2*Vd
Vi(t0) — V2(t0) = E + 2-Vd
U~cos(w-t0 - f\ =E+2Vd

3)
w-t0 — z_ _arccos(E+—W) on prend l'angle le plus faible des 2 solutions
3 U

t0 = (—arccos(E-i_Tz.Vd\ + f\i

) 3}w
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Annexe A — modélisation du redresseur

determination du coefficient A1l :

ilphasel (t0) = 0

—t0
U E+2Vd
0=Ale ' +| —-cos wtO— - \ y
2.7 ) 2R
—t0
U E+2Vd
—Al-e T = —-cos| w0 - ¢\ (E+2Vd)
2.7 ) 2-R
—t0

|
N
~
®

I

r U ( (E+2Vd\ ) (E+2-Vd)
—arccos —

Tz-cos ) ) R

0

Al = [w - l-cos(—arccos(E 2 Vd\ \:|
2-R 2.7 v ) )

fin de cette phase lorsque le courant s'annule, c'est a dire au temps t= t1

ilphasel (t1)=0

—tl
E+2
0= Al-e ‘ +l-cos wtl— - \ M
2.7 ) 2R

On remarque qu'on ne peut pas expliciter t1 a partir de cette équation. On choisit alors d'approximer cette équation par des
développements limités de 1'exponentielle et du cosinus

developpement limité a I'ordre 2 de exp(-x*k) autour de x=a

2
exp(_x\ 1- Sl + ro—a) -exp(_?a)

k) k 012

developpement limité a I'ordre 2 de cos(x*k) autour de x=a

cos(x-k) cos[k-(x —a)]-cos(k-a) — sin[k-(x — a)]-sin(k-a)

2.2
|:1 - %}cos(l{ﬂ) - (x—a)k-sin(k-a)

expression de I'équation du courant avec le developpement limité autour de t = ta [ tal = ta — — — ﬂ}
6 w

I 2 2.2
0=| arf1- 12 L@ [_m\ ZZHI _ma)w :|~cos(w-ta2)—(t—ta)'W~sin(w~ta2):| J(Ex 2V
T

I T 52 ) 2 2R
2 )
0= Al - Uw -cos(w-ta2) | t2 + _— -exp —ta\ \ + — (w ta-cos(w-ta) — sin(w-ta2)) |-
(m\ 2 47 7 : ) )
2-exp| — T
7) )
Al ta ta2 \ U \ E+2Vd
+——— | 1+ —+— + —| tawsin(w-ta2) + ) -cos(w-ta2) T
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¢ i : : ; : . -b - \’ b” —4a
On détermine alors le temps t1 par une résolution d'une équation du second degré : tl = 2oND mrace

2-a
Al U~w2 \
avec : a= - -cos(w-ta2) |
(ta\ 2 4z
2-exp T
z) )
b= ﬁ.exp(_—m\ ( \ + — (w ta-cos(w-ta2) — sin(w- ta2)):|
Lz J )
Al ta \ U |: ( w2~ta2\ } E+2Vd
c 1+ — + —| ta-w-sin(w-ta2) + -cos(w-ta) | - ———
(m\ T 27 2 ) 2R
exp| — )
7)

2.3 - Détermination des courants de phase pour le mode de
conduction mixte

Premiére phase : conduction de 2 diodes, détermination des courants il et i2

Rappel de la solution de 1'équation différentielle pour cette phase 1a :

-t
: : z U ) (E+2Vd)
ilphasel (t) = —i2phasel (t) = Al-e = +| —-cos| wt — — — —_—
phasel (1) = ~i2phasel (1) [2-2 ( Sy
fin de cette phase a 2 diodes quand i3 apparait (voir figure A-6)
. d .
V2 —Ri2 - L-—i2 =V3
dt
L 1 U
i2 = —il il + =il = (73 - V2) = = Z-cos(w-1)
R dt R R
U 1
avec (1)  —-.cos(w-tl) = —-| U-cos| w-tl — f\ —(E+2-Vd)
R 2R 3)
E+2vd U
g cos| w-tl — —Y\ 2 cos(w-tl) |- ——
2-R 3)) 2-R
E+2Vd
(Ex2Vd) = cos| w-tl — f\ — 2cos(w-tl)
U 3)
E+2vd 1 3
(Ex2Vd) ) —-sin(w-tl) — £~cos(w~z‘])
U3 "2 2
E+2Vd
( ) = os(wtl + f\
—U~+3 6)
(E+2Vd)| = (E+2Vd) |1
wtl = arccos — tl =|arccos —|—
~U~3 6 —U~+3 6w
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Phase de conduction a 3 diodes : détermination des courants il ,i2 et i3

Rappel des solutions des équations différentielles :

-t

ilphase2 (t) = A2-e f |:

U o 2(E+2Vd)
e - 2D }

-t

E+2Vd
i2phase2 (t) = A3-e . \\ S

v cos(wt—f—qﬁ
3z 6 j 3R

—t

i3phase2 (1) = (A2 + A3)e ©

U ( z \ E+2Vd
+ cos| wt+ ——¢, + ———
AR 6 ) 3R

fin de cette phase a trois diodes quand le courant i2 passe a 0, c'est a dire au temps tt2=t0+T/6

y2=v3-Ri3 - L3 + 1Lz

dt dt
v2-v3=-Ri3 - 1.Li3 + 1.0
dt dt
A2+ 43 -\ U
i1'3phase2 = Q \ s sin(w-t + z_ ¢\
dt T ) z\3 6 )

—A3 —t U-w
ii2phase2 = exp( \

-t

E+ 2V
V2= V3=-R|—(A2 + A3)e © + ), E+2Vd

\/Scos(wt+§-—¢)+ 3R
[ O O S e O T A

—t

—U-cos(w-t) = —R| —(42 + A3)e * +

s 7 =z |

ol Byl Sl 1]

- _rl|- . i F_g Ex2vd
0=—R|—(A42 + A3)-e ~ 3cos(wt+6 ¢j+ 3R
+L (ﬁ exp[ Tt\)\ ;]\/_ sm(w t— g - ¢}) —{@exp(f) - ;ﬁ/vg-sin(w-t + g— ¢)j|:| + U-cos(w-t)
0= %(}L-w + R[3)-sin(w-1) + i~(6~L2~w2 + 3R+ R3Lw— 6-Zz)j|-cos(w~t)
6 6
R(A2+43) E+2Vd L(243+ 42)
exp(é} 3 Texp( ‘[}
0= |:M-(3-L~w + R3)-sin(w-1) + {_—U-(6-L2-w2 + 3R+ R3Lw— 6~Zz):|~cos(w-t)j| _Ex2Vd  R(43)
6~Z2 6 3 exp( \)\
T
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N | =

0= BU (3 Lw |
6Z VA

0o RU -(sin(g " \\.Sm(w.,) + cos(g + \.COS(W-I)) - E+T2Vd - R-A3-exp(;t}

’) ’) :

RU E+2.vd —tt2
.cos(w-ttZ - g - T —R-AS-exp|:( )j|

\/§-Z ¢) B T

'\/Sj'sf”(w'f) + [3'§ - ﬁ-(%ﬂ-cos(w-t)} - E%m - R-A3-exp(;3

0=

Nous aboutissons alors a une équation implicite. Comme précédenment, nous allons
effectuer des développements limités pour déterminer t2

en faisant un developpement limite a I'ordre 2 autour du temps tt2, on trouve :

remarque : le temps tt2 doit etre le plus prés possible de la solution finale to+T/6

[ 2 2
t—tt2) —tt2 t—1t2 t— 12
0= AA-|:[1 - %}-cos(w-tﬂ) —[(t - ttZ)-w]-sin(w-ttl):| + BB:| - CC-exp|:( )j| 1- ( ) + ( 2)
- 4 4 2T
cc AA CC-\12 +
0=| ——— - —-cos(w-ttl)-wz\-t2 + AA-(cos(w-ltl)-wz-nZ - sin(w-lt])-w) + M -t ...
(ttz\ 2 2 (”Z\ 2
—2-exp| — T exp| — -7
7 ) ) )
2 .2 2
12 cC 12 12
+ A4 cos(w-utl)| 1 = 2y sin(wetel ) w2 | + BB - ——— | 2y Z2 4
2 ) 12" 2 7
exp| — 2-T )
7 )
4
RU E+2Vd %
avec : AA = — BB = — CC=R-A3 DD = tl =12 + DD
NEYA -3 w
’ 2
La solution est donc : 1 = —b-Nb —4ac
2-a
cc A4 [ cc-(u2 +
avec: g= —-cos(w-ttl)-wz\ b= AA-(cos(w-ttl)-wz-ﬁZ - sin(w-ttl)-w) + (—T)

) 2 2
—2~exp(—\-r

) ) i

2 | )
12 cc 12 12
c= AA-|:cos(w-ltl)-(l Y 5 + sin(w-ttl)yw-tt2|+ BB ———| — + — + 1

/ - exp(%} 27 T )

Les développements limités ont été effectué autour de tt2. Nous devons donc éstimer la valeur de tt2

r 4

La valeur pour le regime de court circuit, c'est a dire quand la tension et tres grande devant E, est : -+ =
3 2
Lwl

'angle que fait le courant pour des regimes intermediaires peut étre approximé par :  grctan| ————
RI+E+2Vd)

- U T L-w T
en posant arbitrairement /= — , on trouve : t2 = — + arctan| ——— | —

z 7 |2
R+ (E+2Vd)y— 27
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Annexe A — modélisation du redresseur

Détermination des coefficients (A1, A2, A3) des équations différentielles

Pour déterminer ces coefficients, on utilise les conditions de continuité des phases :

ilphasel (t0) = 10 ilphasel (t1) =11
. T .

ilphase? | t0 + z) =10 ilphase? (t1) =11
, T ‘

i3phase2 | t0 + z} =-10 i2phase2 (t1) = —11
. T .

i2phase2 | t0 + z} =0 i3phase2 (t1) =0

e Lacondition" i3phase? (t1) = 0" implique :

-t
E+2Vd
i3phase? (t1) = —(A2 + A3)-e Ty -cos(w-tl + z_ g, +———=0
73 6 ) 3.R
i
E+2Vd
A2 + A3 = -cos(w-tl + I ¢\ L B2V )
Z+[3 6 ) 3R )

. Les conditions " jlphase2 (t1) =11 "et" i2phase2 (t1) = —11 "impliquent :

— 1l
ilphase? (11)=| A2-¢ © + sinGoetl — ¢ - ZEX2ZVD 1
L 3z 3R
-t ‘\
i2phase? (t1) =1 A3-e A -cos(wtl _r_ + E+2Vd = _J]
NEYA 6 ) 3R )
il
différence : (42 — A3)e T 4|2 -(sin(w-tl — 9+ cos(w-tl _x_ N _Ex2W]_,
Z+[3 6 )) R
-
(42 — A3)e © + E-cos wetl = Z - Eravd 27d ) =211 (6)
z 37) R )
e T e
. La condition "  i2phase2 | t0 + E) =0 "implique :
—(t0+i\
6)
, ( ) T U [ ( T ] E+2Vd
i2phase? | t0 + — [ =| A3-e - ccos|w| 10+ — ' —=— 0|+ =
) V32 6) 3R
L )
A3e © 66.7 — -cos(w-t() + z_ ¢\\ + Ex27d
V32 ) 3R )
0 T
A3=eT-e6.r- -cos(w-t()+—— \—E+—2Vd\
3Z ) 3R )
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.. T T . .
. Les conditions " j/phase2 (tO + —\ =10"et" i3phase2 (tO + E} = —J0 " impliquent :

6)
T
- t0+—\
%)
T U T 2(E + 2-vd
ilphase2 (tO + —\ =| A2-e 4 + ~sin[w~(t0 + —\ - ¢:| _X(Er2Vd) =10
6) V32 6) 3R
T
- t0+—\
_\ 6)
2(E + 2-vd
A2e T4 in[ w0+ E_ g) D ZEX2VD 1
3.7 3 7) 3-R
T
- t0+—\
_\6J
T U T E+2Vd
i3phase2 | t0 + —\ =—(A42 + A3)-e ¢ + -cos| w-| t0 + —\ + z_ o+ —— =-10
6) 73 6) 6 3R
T
- t0+—\
6)
E + 2-Vd
(A2 + 43)e T+ cos(w-tO += - ¢\ -10
AE ) 3-R
T
- t()+—\
_\ 6)
. E+2
différence : (2-42 + A3)-e 4 Y (—cos(w-to + X ¢\ + sin (w-tO + X ¢Y\ _E+2Vd _ 2.0
Z~\/§ 2 ) 3 ))
T
- t()+—\
_\6)
E+2
a2+ 43ye F 4 Zos|ww - ZF - ¢\ _ER2V L o
z 37) R
e Lesconditions"  ilphasel (t0) =10 "et" ilphasel (t1) = I1 " impliquent:
_ Y -
U E+2.Vd
ilphasel (10)=| Al-e © +| ——-cos| w10 - Z ¢\ _EE2TD g
L 2.7 3 7) 2-R
- L Z
E+2
ilphasel (tl)=| Al-e L i'cos w-tl — z_ ¢\ - (Er2Vd) =1
L 2.7 37 2R
— 1l
U E+2.Vd
Alve ¥ =11 —| —=-cos| wtr = Z - ¢\ _Ex 2V
2.7 3 7) 2-R
-t
avee®: (42— dsye © + [ Locos[war - ZV - EX2VAN
Z 3) )
— 1l — 1l
E+ 2 E+ 2.
(a2 = asye o+ | Licos| wur - E - ¢\ RS/ NN DR IR (R ¢\ _(Er2vd)
z 3 7) R ) 2.7 3 7) 2-R
-4 -
U E+2Vd U E+2Vd
(A2 — A3)-e | =cos| wet - Z - \ - —\ =2Al-e T +|—=-cos| witl - = - ¢\ _Ex2V)
Z 37) R ) z 3 7) R

A2 — A3 = 2-41
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Annexe A — modélisation du redresseur

T
(0 D)
6)
U E+2Vd
(7 A2+ 43)ye © 4 =Zcos| wi0—Z - \_Er2Vd_,
z 3 ) R
T
(g L)
6 -0
U E+2Vd U E+2Vd
(2242 + A3)-e ¢ + —-cos w~t0—7[—\———2AleT +| —-cos wt()— —\ E+27d)
z 3 ) R z ) R
T
- t()+—\\
6) -0
242+ A3)ye ° =2dle ©
- t()+—\\
( 6) —10
T T
(242 + A3)-e = (42 - A3)e
T
(242 + 43)e T = (42— 43)
T T
242 T a2 a3+ u3¢ =0
T L\
a2 \2e 7)) v azlice ©7)=
-r
l+e6AT
A2= A3
-r
1-2e
il
E+2Vd
avec (5): (42 + A3)-e tos cos(w t1+£—¢\ —\
Z\3 6 ) 3R )

(2
T
A2- l+-—) e cos(wt1+£—¢\ E+—2Vd\
( T BNE 6 ) 3R )
I+e 6'7)
1,
'T —
A2- 27¢ e’ :( v cos(wt1+——¢\ E+2Vd\
T AE 6 ') 3R )
I+e 6'1)
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T
l‘] —6—
T
A2 = cos(wtl+£—¢\ E+2Vd\ L+e
73 6 ') 3R ) [ T
[ =7 2-¢ )
6-7
A3 = A2l Ze )
-7
(1+e6'2—)
1
=—(42 - 43
2( )
=—(A2 + A3)

2.4 - Détermination des courants de phase pour le mode
conduction triphasée

Phase de conduction a 3 diodes : détermination des courants il ,i2 et i3

Rappel des solutions des équations différentielles :

-t

U 2(E+2Vd
ilphase2 (t) = AA2-e f s ~sin(w-t - ¢) - 2(E+2Vd)
NEYA 3.R
!
E+2Vd
i2phase2 (f) = Ad3-e © — cos(w - Z_ ¢\ £+2Vd
372 ) 3R

-t

U ( n \ E+2Vd
+ cos| wt+——¢, + ————
Z+\[3 6 ) 3R

i3phase2 (f) = —(AA2 + AA3)-e ©

Détermination des coefficients (AA2, AA3) des équations différentielles et du temps t00

Pour déterminer ces coefficients, on utilise les conditions de continuité des phases :

ilphase?2 (IOO + —) ilphase2 (¢00) = 10
i3phase?2 (IOO + —) i2phase?2 (t00) = —10
i2phase? (tOO + —) i3phase2 (t00) = 0
e  Lesconditions " ilphase2 (100 +— 1 =10"¢et" ilphase2 (100) = 10 " impliquent :
- 100

v ~sin(w~t00 - ¢) - M} =10

ilphase2 (t00) = | A42-e © +
\/3.2 3-R
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Annexe A — modélisation du redresseur

] (m%}

T U T 2{(E+ 2-Vd
ilphase2 (tOO + —\ =| AA42-e ‘ + -sin|:w-(t00 + —\ - ¢j| _2Ex2Vd) =10
6) V32 6) 3R

- (rom%}

Ad2-e T —n0-|-Y -sin|:w-(t()() + T
NEYA 6)
- (t00+1\

] 2(E+27d)
§- 2

)
Ad2.¢ T+ (\/;Z.sin(w-tOO - ¢)} =| 442.¢ °© 6 + |:\/gz-sin|:w-(t00 + %} - (éﬂ
— 100 =T
Ad2e T .(1 —e%7 )= \/;Z[sin[w-(tOO + %) - qﬂ — sin(w-100 - ¢)}

— 100

2z \

. U
66 1')= -sin(w-tOO +T_¢

Z\3 )

e Lacondition" j2phase2 (10() + 1} = (0 "implique:
6

- (rom%}

T U T E+2Vd
i2phase2 (t()() + —\ =|AA3-e 4 - ~cos|:w-(10() + E) - g - i| +—|=0

6 ) NEYS 3R

100 -T )

6r U E+2vd
Adze © -eér— -cos w-t00+£—¢\++— =
6 ) 3R )

V3z

-t00 -T

AA3-e ’ -eG'T =(

v -cos(w-tOO + z_ ¢\ - E+—2Vd\
37 6 ) 3R )

e Lacondition" j3phase2 (100) = 0" implique :

- t00

T

E+2Vd
i3phase2 (100) = | —(AA2 + AA3)-e + N, Er2vd =

v -cos(w-t()() + z_ o, +
Z\3 6 ) 3.R

- t00

U E+2Vd
(442 + A43)e © = .COS(W.”}O LI ¢\ L Et2Vd
ANE 6 ) 3R

N E+2Vd U 1

¢) " 3R Z~\/§‘ ( -7

U
-cos(w-tOO + g—

2. \ ( 4
-sin| w-t00 + — — ¢ + cos| w-t00 + — — ¢
AE ( 3 ) 6
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EA - Y]
Ex2Vd 1+e6.r}: v ! -sin(w-t()()+2.—”—¢\+cos(w-t()()+£— \\ 6.7—1)
3R Z+3 =T 37 6 ")
1—66.1) -
ERE 7]
—E+2'Vd~ 1+e 'T)= v . 1 -sin(w-t00+2.—7[—¢\+cos(w-t00+z— \ e6'1—1)
o 2 ( R 5 %) 5
-7 ]
I 1) Tz
E+—M- e6Ir—e6'7): v sin(w-t()0+2.—”—¢\\+cos(w-t()0+£— \\ e6Ir+e6.r—2}
3R NE 3 7) 6 )
Cette équation nous permet de déterminer t00.
pour le trouver, on effectue alors des developpements limités autour de :  00; = I + arctan . tw T
R+ (E+2vd)y L | 27
U
ooz TooZr )
—E+2'Vd- 66.1—66.7)- —Z.\/E\\zsin w-t()()+2'_”_¢\+cos w-t00+£_ \ e6'7+e6.7—2)
3R U ) 3 ) 6 )
A
AAA = sin w-t()0+2'—”—¢\+BBB-cos w-t()0+£—¢\ avec: qaq= EXEVA| 67 _ 07 Z 3)
3 6 ") v )
TooZr )
BBB=\eT 47 _2)
Onpose: ] = t00i + [f— ¢\-l 1t2 = t00i + (2—7[— :p\-i
6 } w 3 ) w

. 2
AAA = BBB-H] - w}-cos(wttﬂ) — (00 - tOOi)-w]-sin(w~ttt1)i|

. 2
+ {[(zoo — 100i)-w]-cos(w-t112) + {1 - w}-sin(wﬁﬁ)}

. 2
0= BBB-|:|:1 - w}ws(w-nﬂ) — [(t00 — t00i)-w]-sin(w-ttt] ):|

[0 - 100i)-w]*

5 :|-sin(w-ttt2):| — AAA

+|:[(t()0 — t00i)-w]-cos(w-ttt2) + |:1

-1 1
0= (7-15’81.‘?-c’0s(w-ttt1)-w2 - E-sin(w-tttZ)-wz)-t()()2

+ (BBB-cos(w-tttl)-w2~t00i + w-cos(w-ttt2) + sin(w-tttZ)-w2~t00i — BBB-w-sin(w-ttt] ))-tOO + BBB-cos(w-tttl) ...
1 1
+ BBB-w-sin(w-tttl)-t00i — E-BBB-COS(W-ttt])-wz-t()()i2 + sin(w-ttt2) — w-cos(w-ttt2)-t00i — AAA — E-sin(w-tttZ)-wz-t()Oi2
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Annexe A — modélisation du redresseur

' 2
La solution est donc : 100 = —bbb —\ bbb~ 4aaa-ccc

2-aaa

avee |

2
aaa = (BBB-cos(w-tttl) + sin(w-tttZ))-W—2

bbb = [(cos(w-ttt])-w-t00i — sin(w-tttl))-BBB + cos(w-ttt2) + sin(w-ttt2)-w-t00i ]-w

Wz-t()Oiz\

)

2
-100i
cce = {cos(w-ttt])-(l - %) + w~sin(w-ttt])-t()0i}-BBB — w-cos(w-ttt2)-100i — AAA + sin(w~ttt2)~[1 -

Les constantes des équations différenticlles sont alors :

100
U ( 2z W\ e’
AA2 = sin| wt00 + — — ¢
AE 3 ) (0 -1
1—e6'T)
T
t00+—
6

U ( 7 ) E+2vd) ¢
AA3 = -cos| wtl) + — — ¢, ——— e
3z 6 ) 3R )

2.5 - Calcul du courant moyen de sortie

2.5.1 - Expression du courant moyen pour la conduction mixte

phase a 2 diodes de tQ a t1 :
tl

6 U E+2Vd
Imoyen_phasel = —- Al-e T +| = cos| wt - z_ ¢\ _ B2V dt
T 27 3 7) 2-R

Imoyen_phasel = —

(2~2'~exp( ﬂ)AI wZR+cos(wt1+—7r ¢) UR+WZE[1+2WZVdﬂ)
- T
[W(ZR)]
)
)

—t0
(2~2'~exp( -Al-w-ZR + cos(w 0+ —r7— ) UR+ wZE-t0 + 2wZ Vd-t())
T

2 [ (ZR)] |
3 sl w0+ Z = 0 = cosf et + Z = )
Imoyen_phasel = p (Zw} (cos(w t04\— p ¢) c:s\(w tl + p q)))
—t0 —t1 E+2Vvd
+2-7Al| exp| — exp( + —— (10 —t])
i ( 7 ) J)
Imoyen_phasel = — (%)-(cos(w 10 + g - ¢) —cos| w-tl + g ))
+T~A1~(exp _—20) exp( ! )) E-;—in (10 —t1)
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phase a 3 diodes de t1 a t2 (t0+T/6) :

[tZ

—t

Imoyen_phase2 = E ! A2¢ T+ v -sin(w-t - ¢) - Mdl
T J 3.7 3R
tl
I —_’1 —2)
Imoyen_phase2 = E A2-T ‘ ) cos(w tl — ¢) - cos(w-tZ - ¢)) + 2.(L':J'_—Z-Wl)-(ﬂ —12)
T \/_ Zw
(m_\
—tl 6)
Imoyen_phase2 = E A2-T| e L ‘ + v -[cos(w-t] - ¢) - cos[w-(tO + I\ - ¢E|:|
T 3-Zw 6}
+M|}] — (tO + Z\
3R 6) |
courant moyen total :
Imoyen_mixte = E E+—2Vd tl —t0 — —T\ + |:T-(AI — A2-exp( T\\ ( \ + (A2 — Al)- exp( -t \:|
6R 3 ) ) ) )
v \ (cos(w-tO -¢- f\ + cos(wn‘] -¢- f\\
N2 3) 3))

2.5.2 - Expression du courant moyen pour la conduction triphasée

Pour la conduction triphasée 1'expression se simplifie :

[ (-

2.6 - Calcul du fondamental du courant de phase

tl =t0

— 100

-7

1—e6'T)+

) _
3))

T-(E+ 2V
9-R

Imoyen_tri = —-| AA2-Te

U
\/§~Z~w

2.6.1 - Expression de la composante réactive du courant de phase en

conduction triphasée

T
%J i1(t)-cos(w-t) dt

Ireactif tri =
0
T T-2 A
t00+— t00+——
t00 6
o4 (T . S, T
Ireactif tri = —- —i3| t + — -cos(w-t) dt + J i1(t)-cos(w-t) dt + | —i2| t — — -cos(w-t) dt
T 6) 00 6)
J T T
t00— t00+—
6 6 )
T T T
t00+; t00+; t00+€
4 r T T
Ireactif tri = —- —i3(t)~cos[w~t - —W\ dt + J i1(t)-cos(w-t) dt + —i2(t)-cos(w-t + —W\ dt
T J 6 ) 100 J 6 )
100
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Annexe A — modélisation du redresseur

_ i i
100+—=
4 ( 6w 1 o
Ireactif tri = —| | [ (442 + A43-2)~[3-sin(w-1) + 3-AA2-cos(w-1) | dt ... (intégrale 1)
r | (2 exp( \ﬂ
] )
100
00+ 2%
6-w
.\ [ (E+ 2 W osovty + Y \/Esm ) (intégrale 2)
L Jwo ]
Calcul de l'intégrale 1 :
2
t00+6—
W
4 ( [(AA2 + AA3-2)~[3-sin(w-1) + 3-A42-cos(w-1)] dt =
T | (2 exp( \ﬂ
| 0))
100
4 : —T (_’00\ (\3-442-w- T+ 2+[3-AA3-w- T+ 3-442)-cos(100-w) ...] ...
Ti(l " Wzifz) 7 ) +(\/_\AA2 + 2+[3-AA3 = 3 AA2-w- 7)-sin(100-w)
V3
—t00 — —
+§.exp %) (3-442 + 2[3-443 = 3- A42-w-7)- Sm(tOO w+ g}
+(\3-442-w-7+ 2[3-443-w- T+ 3<AA2)'cos(t()0'w + %;r)

enposant:  (00bis = t00 + g
—t00bi.
/= \sm(ﬂ)()bz‘s Aw)\

B LA i (442 + 2443 —\[3-442-w- T)'(exp(_too Vin00-w) - exp(

2
T~(l +w T -
+ (442w 74 2443 w7+ \/EAAAZ)(exp(_t —100bis \'cos(t()()bis 'w))

00 (
-cos(t00-w) — exp
) r )

Calcul de l'intégrale 2 :

2
(l‘()()‘l-_
W
%- (E+_—id cos(w-t) + 7—\/3 sm )dt = W-(ﬂn(w-mo + f) —sin(w-tOO)) - \/gz-sin(qﬁ)
t00
Expression du courant réactif :
Ireactif tri = M w-t00 + f\\ - sin(w-tOO)\ - v -sin(¢)
- w-T-R 3} j \/§~Z
3T (442 4 2445 — 3 A42-w- r)(exp(_too\sin(mo.w) - exp(_t()()bls \sin(z()()bis 'w))

+

T-(1+W2-T) _[00\\
+ (AAZ‘W' T+ 2 AA3-w-T+ \/3'AAZ)A(exp(—/cos(t()()'w) - exp( )
T T

—100bis \co s(t00bis ‘W)}

2.6.2 - Expression de la composante active du courant de phase en

conduction triphasée

) T
—~J i1(t)-sin(w-t) dt
T 0

lactif tri =
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T T T A
t00+— t00+— 1t00+—
6 6 6
o ru ( r
lactif tri = —- —i3(¢)- sm(w t— —\ dt + J il(t)-sin(w-t) dt + —i2(1)- sm(w t+ —W\
T J 6 ) 100 J 6 )
100 100 )
t00+z
4 ﬂ\\ 7[\
lactif tri = —- —i3(t)-sin| w-t — — |+ (il(2)-sin(w-t)) — i2(¢)-sin| w-t + — | dt
if TJ (0 ( 3)(()()) (0 ( 3)
t()0+— —‘
et i = & Y [(~4432 = 442)-cos(w- )3 + 3- AA2-sin(w- z)] (intégrale 3)
2-exp \
)
t00+—
O UnfBcos(d) E+2vd e
" _ sin(w-) dt (intégrale 4)
2-Z R
| ‘w0 |
Calcul de l'intégrale 3 :
2.
t00+6—
2 M [(~4432 = 442)-cos(w )3 + 3 AA2-sin(w-1)] W _
exp )
[f)
t00
2 [ —1 (3-000-w + 1 1 i
—| —Texp —m . —2\/_ 3-AA3- cos(lOO w+ = ir\ + 2\/_ 3-AA3-w- Tsm(t()O w+ = ir\ \
( 2 2) 3 (w-7) 3 ) 37)
T\l+w7 \ 1 \
+\/_ AA2-w-Tsin| t00-w + — \/g‘AAZ‘cos t00-w + —
37) 37
1 1
+3~AA2~w‘rcos[100‘w + Eﬂ) + 3‘AA2‘sin[100~w + gﬂ) )
—t00
+ fexp( \ —2\[3- 443 -cos (100 -w) + 2[3- AA3-w- T-5in (100 -w) —~[3- A42-cos (100-w) ...
L 4 +\/§<AA2-w-z‘sin(t()()-w) + 3-AA2-w-T-cos(t00-w) + 3-AA2-sin(t00-w) ) ]

i il e I
(e w2 )]

7

2[3-443-w- 7+ \[3-442-w- T+ 3-AA2)-sin(t00<w S
z)

+(2/3-443 +\[3-442 = 3-442-w- T)‘COS(IOO‘W + =

3)

T
en posant : t00bis = t00 + g

= ﬁ (2‘\/§‘AA3‘W~T+ \/§~AA2‘W‘T+ 3~AA2) (exp[ 100} sin(t00-w) — exp —100bis \
2 T T

mewe —t00bis \cos(w-tO()bis )\

Y )

-sin(w-t00bis ))

~t00
+(=2/3-443 —\[3- 442 + 3-442-w- T){exp(—}cos(m()-w) - exp(
T
Calcul de l'intégrale 4 :

2-

t00+—6
W

3

v 3.COS(¢) - E+2Vd -(cos[w-t()() + g} - cos(w-tOO))

2-Z

2-U~[3-cos(¢) . ME+ 2V
ZT 3w R-T-w

-sin(w-t) dt | =

N

t00
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Annexe A — modélisation du redresseur

Expression du courant actif :

)

Mi + M(cos(wwo + g} - cos(w-tOO)J

lactif tri =
zZ-T 3w R-T-w

2T (2B 3w T4 B Ad2 T+ 3~AA2)~(exp( —100 \~sin(t00-w) —exp ﬂ\-sin(w-tOObis )\
rliv ) 100 \} —t00bis \ \}
+(—2~\/§~AA3 —\/_3'AA2 + 3-AA2-w- T)'(exp( )'cos(t()()'w) - exp( )~cos(w't00bis ))
T

2.6.3 - Expression de la composante réactive du courant de phase en
conduction mixte

T
2
Ireactif mixte = 7J il(t)-cos(w-t) dt

0
T
0L )
4 (ﬂ) TR t1 6
Ireactif mixte = —- —i3p2| t+ — |-cos(w-t) dt + ilpl(t)-cos(w-t)dt + ilp2(t)-cos(w-t) dt ...
- T | 6)
J t0 t]
T
tl—
6
T T2
tl+— ZO-I—T
T T
+ —i2pl| t —— |-cos(w-t) dt + —i2p2| t — — |-cos(w-t) dt
P ( 6 ) (w-1) P ( 5 ) (w-1)
10+1 z]+1
6 6 )
T T
t+— to+— \
4 ( 6 T \ t] 6
Ireactif mixte = —- —i3p2 (t)-cos(w-t L J ilpl (t)-cos(w-t) dt + J ilp2(t)-cos(w-t) dt ...
r J 6 ) 0 i
t]
T
/ 2‘0+z
.T ( .T
+ J[ —i2pl (t)-cos(w-t + WT) dt + J —i2p2 (t)-cos(w-t + WT) dt
10 1 )
_ o -
! ow tl \\
4
Ireactif mixte = —- —i3p2(t)-cos| w-t — f\ dt + ilpl(t)-| cos(w-t) + cos| w-t + z dr ...
T 3) 3))
t] t0
3 3
t+—— t+——
3w 3w 7[\
+J ilp2 (f)-cos(w-t) dt + —i2p2(t)-cos| w-t + = | dt
1 J 3)
1 ]
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_ . -
t+——
[ 3w —t
4 E+2Vd
Ireactif mixte = —- —(A42 + A43)-e Ty -cos| wt+ — — ¢\ —r- -cos| w-t — ir\ dt ...
T Z\3 6 ) 3R 3)
tl
tl
—t
E+2vd
+ Ale ¥ +| —-cos w~t———¢\—¥ cos(w-t) + cos wt+—\\
37) 2R 3))
“10
t+—— _
3w —t
U 2(E+2Vd
+ A2¢ T+ ~sin(w~t - ¢) _2AEX2Vd) -cos(w-t) dt ...
L 7 3-R
Yt
t+——
3w —t \
U E+2Vd
+ —-A3-e  + -cos| wit —— —¢\ - ———— -cos| wit+ f\ dt
7 6 ) 3R ) 3)
L ‘/tl .
_ . -
~tOH+——
3w —t
4 E+2Vd
Ireactif mixte = —- —(A42 + A3)-e Ty -cos| wt+ — — ¢\ LA LAl os| w-t — ir\ Lodt.
T NE 6 ') 3R 3)
-t
U 2(E+2Vd
+| A2-e -sin(w-t - ¢) - 2E+2Vd) -cos(w-t) ...
3.Z 3R
-t
E+2Vvd
+| —A43-e cos(wt— ¢\ _Lrord (wt+ ir\
NEYA 6 )" 3k )¢ 3)
“tl
tl
[ -
U E+2vd
+ Ale ¥ +| —-cos wt—z—qj\—g cos(w-t) + cos| w-t+ — \\
J 27 3 7) 2-R ))
L lo .
simplification de I'expression de la premiére intégrale :
T
r'l0+3_
%
4 E+2Vd
—- —| —cos t—— 2-cos(w-t) — cos| w-t + —\\
T 3R 3)) "
+ v -|:cos(w-t +— - ( cos( -t — —\\ + szn(w t— ¢)-cos(w-t) + cos(w-t . ¢\-cos(w-t + —
Z\3 6 U 6 ) 3

]
o

-t
+| (42 + 43)-e -—cos

+ A2-e cos(w~t) +A3e’ -—cos(wi + 5}

-t

7

(intégrale 5)

-t

Yt
t0+3—
w
4 E+2Vd U~3
—. —(cos(w-1)) — -sin dt ...
.- o (cosr) ==+ (4
tl
to+——
" 3w
+i~ (A2 + A3)-cos w~t—£\
T 3)
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+ A2-cos(w-t) — A3-cos[w-t + f}:|-e

T ar

(intégrale 6)

dt
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simplification de I'expression de la deuxiéme intégrale :

tl

[ =
2 Ale” +£~cos w~t—£—¢\—w -cos w~t+£\~\/§dt
TJ 27 3 7) 2R 6)

tl
= i[ M'COS(W'I + iz-\\/5 + l'COS(W'Z G ¢\~(00s(w~t + f\\ 3dt ...
T 2-R 6) 27 3

(intégrale 7)
) 6))
10
tl
I
intégrale 8
+i- Ale” ~cos(w-[ + z\\ﬁdt (intégrale 8)
T J 6)
10

Calcul de l'intégrale 5 :

i.E+ z Vd(sin(wm + f\ —sin(wltl)\ - M(r() + Z - tl\
T —Rw 3) ) r-z2

Calcul de l'intégrale 6 :

Lz. (3 743w+ A2+[3 = A3+[3 + 3-A2-w- T)-exp|:_?l~w:|~sin(t0~w)
AT L (w4 )
+(-7A43wA[3-342 + 742-w~[3 = 3-43)-exp

s |-cos(t0-w) ...
3 (W‘ Z') } ( )
+(zA2wA3+ 342+ 2~rA34w4\/§)~equ—ﬂ\-cos(w4ﬂ)

)
+(A42+[3+ 2-43+3 = 3-42-w- T)Aexp(_—tl

I . )~sin(w~tl) |
Calcul de l'intégrale 7 :
M‘[{Sin(wil + f\\ - sin(wtO + E\J
-R7 6)) 6)
+ \/§'U~[—cos(2~w-tl + l,”_ ¢\ + cos(2~t0~w + l,”_ ¢\ + 2~sin(¢)~w~(t0 - tl)j|
wZ-4 3 } 3 )
Calcul de l'intégrale 8 :
M —eXp(_—tO\(—cos(wltO + f\ + w~z=sin(w~t0 + f\\
2 2)r ’ 1)\ 67[)\ 6”)\)\
+exp | —cos| w-tl + — |+ w~1’~sin(w~tl + =
el d) )

Calcul de la somme :

T T
Onpose:  t0bis = t0 + 5 t0bis = t0 + —

3w
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Er2 Vd-(lsin(w-t!) - 2~sin(w~t0 + — ”\\ M-(m + I tl\
P G )T T s ")
2T (3 d3w+ 4243 — 433+ 3 A2w- T)~exp(_t0bls \-sin(t(}w)
T-(l + w2~1'2) 2—-t0bis\
+ (—T-A3-w-\/§ —-3-42 + z'-A2~w~\/§ - 3-A3)-exp[—)~cos(t0~w)
L T
+L~ (z'-A2~w- 3+342+ 2-T-A3-w-\/§)-exp(_—t1\-cos(w~t1) ......
T(1+w2 1'2) _ﬂ{)
+ (A2~ 3+ 2-A3~\/§ - 342w z') exp(—)-sin(wﬂ)
+(E+.2ij/d)-(\/§-sin(w-t() + g} —\/S-sin(w tl + f})
+ \/E.U-|:—COS(2-W-II + z_ ¢\ + cos(Z-t()-w + = - ¢\ + 2-sin(¢)-w-(t() - tl):|
wZ-4 3 7)) 37)
+ ( 2; 2) - 2-\/§-A1~exp( ) (—\/_ -cos(w-tl) + — 5 sm(w-t]) + g-wmsin(w-ﬂ) + %'W'T'COS(W'H)
1+w-7)T
+|:—2-\/§-A1-exp(ﬁ}(é-cos(w-t()) + %-sin(w-t()) + g-w-‘&sin(w-t()) + é-w-r-cos(w-t())
T

Expression du courant réactif :

Ireactif mixte =

L 2U 3-sm(¢)_

T-Z
V3U
wZ-4

27

T
6
[(cos(Zt()-w + ;[ -

10 + )
\

—t0bis \\

T-(1+w2-2')

. exp(
2

r )

[

¢)—cos

Vd-[(sin(w-tl) + sin(w-10)) —\/§~(cos(w-t0) + cos(w~t1)):|

)

)

2wtl+——
) ¢

( /)

[3-7w-(A3 + A2) +[3-(42 — A43) |-sin(10-w) ..
+[ wn3:(42 = 43) = 342 + 43) ]-cos(10-w)

+ 2-sin(@)-w-(10 - t]):|

i

W( )[

ren 221

[ 2w[3-(A2 + 243 + AI) + 3-(42 — AI) |-cos(w-t]) .

[\V3:(42 + 243 + AI) + 3w-7(AI — A2) |-sin(w-t]) }
3w 7 Al —\[3-A1)-sin(w-10) — (=3- A1 +~[3-w- 7 A1)-cos(w-10) |

2.6.4 - Expression de la
conduction mixte

T
2
lactif mixte = ?J i1(2)-sin(w-t) dt
0

composante active du courant de phase en

T
0L )
4 rtO o tl 6
lactif mixte = —- —i3p2| t+ — |-sin(w-t) dt + J ilpl (t)-sin(w-t) dt + ilp2(6)-sin(w-t) dt ...
T J 6) 10 il
T
tl-——
6
T T2
t1+z t0+T
+ 2pl| t T\ in(w-t) dt + 2p2| t T\ in(w-t) dt
-1l - — Sin(w- -1l - — Sin(w-
J P 6) J P 6)
T T
t+— ti+—
6 6 )
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T T A
t+— t0+—
6 tl 6
o 4 , , T-w) , ) , ,
lactif mixte = —- —i3p2 (¢)-sin| wt — —— | dt + ilpl(t)-sin(w-t)dt + ilp2(t)-sin(w-t) dt ...
T 6 ) 0 i
tl
T
t+—
t] 6
.T -T
+J' —i2p1(t)-sin(w-t + WT} dr + —i2p2(t)-sin(w-t + WT} dt
10 1 )
_ o -
! 3w tl
lactif mixte = 4 —i3p2(t)-sin| w-t — z dt + ilpl(t)-| sin(w-t) + sin| w-t + f\\ dt
| T P 3) p 3 }}
t] t0
T
t+—— t+——
3w 3w ”\
+ ilp2(t)-sin(w-t) dt + —i2p2(t)-sin| w-t+ — | dt
3)
tl
- . -
AtO+——
3w —t
4 U E+2Vvd
lactif mixte = —- —(A2 + A3)-e Ty -cos| w-t + z_ \ + ———— |-—sin| w-t — f\ ..dt .
T AE 6 ') 3R 3)
-t
2(E+2Vd
+|42e "+ -sin(w-t - ¢) - 2(E+2Vd) -sin(w-t) ...
| iz R
!
U E+2Vvd
+] 43¢ - -cos(w-t I o, +— ~—sin(w~t + f\
3z 6 ) 3R ) 3)
“tl
t]
!
U E+2Vd
+ Ale © +| —-cos| wt - z_ \ _\E+2Vd) -| sin(w-t) + sin| w-t + iﬂ\ dt
27 37) 2R 3))
- . -
10+3—
W
4 E+2Vvd U~/3 .
lactif mixte = —- —sin(wt) + \/_~cos(¢) dt ... (intégrale 9)
T - yAY)
t]
T
rt+——
3w —t
+ |:(A2 + A3)~sin(w~t - g} + A2-sin(w-t) — A3~sin(w-t + g)i|~e bt (intégrale 10
tl
rtl
E+2Vd U .
+ Qsin w-t + f\\ﬁ + ——-cos| wt — z_ ¢\- sin| w-t + iT\\\/gdt ..| (integrale 11
2R 6) 2.7 37) 6))
t0
rtl
!
(intégrale 12
+ Al-e © sin| wt + i[\-\/gdt
6)
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Calcul de l'intégrale 9 :

i.E+2'Vd~(cos(w-t()+f\ ) M-(ﬂ)+%—zl}

- 11
T Rw 3) COS(WI))+ T-7:2

Calcul de l'intégrale 10 :

2T —exp|:_—l~M:|~ (3-43-w 7= 433 + A2+[3 + 3-A2-w-7)-cos(w-10) .. | ...
) 3 (wo) +(3-42 = 42w T3 + 343 + A3-w-7[3)-sin(w-10)
+exp(_—t1\- (342 + A2-w-7[3 + 2-A3-w-7[3)-sin(w-t1) ...
v )| (=1:42+3 = 2433 + 3-A2-w-7)-cos(w-t])

2
T~(1 + wz-T

Calcul de I'intégrale 11 :

WK(W Al (W.,o v i’\}

e 6))—cos 6)

ﬁ.U{(Zcos((b)-w-ﬂ - sin(lw-tl + f‘ ¢D ) (z'cos((b).ww ) Sin(zww ' g _ ¢D}

+
wZ-4

Calcul de I'intégrale 12 :

M —eXp(_—t]\(w-r-cos(w-tl + g) + sin(w-tl + f\\

T-(1+w2-1'2) 7 6))
S CE e G}
+exp| — | w-Tcos| w-t0 + — | + sin| w-t0 + —
7 ) 6) 6))
Expression du courant actif :
lactif mixte = Er2 Vd-[—cos(wi()) —cos(w-tl) — \/§~(sin(w-t1) + sin(w~t()))] + 2 ;].f-(t() + % - tl)cos(@
. .71' .
+ \/§-U~|:2-cos(¢)-w-(t] —10) —sin(Z-wt] + z_ ¢\ + sin(Z-wt() + z_ \:|
74 37) 3 7)

+“—‘/5 exp(_t()bis \ —[[\/E-w- 7(A3 + A2) + (42 — A3)]-cos(w-10) ...] ...
T-(l + WZ. 1-2) v +| wr (42 - 43) —\/§~(A2 + A3)]-sin(w-t())

+exp(_—t1\- —[ 3w-r(Al — A2) + (2243 + A2 + AI):l-cos(w-tl) ......
) +\3(42 = AD) + w- (42 + 2-43 + AD) J-sin(w-t1)

+exp(_—t0)|:(\/§ - w- T)-A]-sin(w-tO) + (w-z‘- 3+ 1)-A1-cos(w-t0):|
T
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2.7 - Gestion des transitions entre les modes de conduction

On pose :
tl disc = tl (avec t1, le temps déterminé dans la résolution du mode discontinu)
t0 disc = t0 + — (avec t0, le temps déterminé dans la résolution du mode discontinu)
h 6
tl_mixte =tl (avec t1, le temps déterminé dans la résolution du mode mixte)
t0 mixte =t2 —— (avect2, le temps déterminé dans la résolution du mode mixte)
h 6

A partir de ces variables, on peut déterminer quel est le mode de fonctionnement du redresseur :

si t0_mixte <tl mixte : le redresseur est en mode mixte ou binaire
si t0_mixte > t1_mixte : le redresseur est en mode triphasé
sitl disc>1t0 _disc : le redresseur est en mode discontinu

si U < E+2*Vd : les courants sont nuls

On peut donc déterminer les coefficients de pondération :

10000
arctan [ U (E+ 2-Vd - U)}

105 -

kl = [0_5 + arctan [10000- f-(¢0_mixte — tI_mixte )]}

T T

(k1 =1 sile redresseur est en mode triphasé, = 0 sinon)

0 - [0.5 | @rctan [10000- f-(¢I_mixte — 0_mixte )] M 05 4 gretan [10000- /(1] disc — 10_disc )]}
T

T

10000
arctan |: (E+ 2-Vd - U)}
X U

0.5 -

V3
(k2 =1 sile redresseur est en mode mixte, = 0 sinon)
Finalement, on peut exprimer le courant moyen et les courants actif et réactif :
Imoyen = kl -Imoyen_tri + k2 -Imoyen_mixte
lactif = kl -lactif tri + k2 -lactif mixte

Ireactif = kl -Ireactif tri + k2 -Ireactif mixte
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2.8 - Formes d’ondes des courants

1
ty t, ty+T/6

courant phase 1
""" courant phase 2
— -~ courant phase 3

figure A-5 : Formes d’ondes des courants de la conduction discontinue

2 diodes 3 diodes

11
10

— courant phase 1
""" courant phase 2
— -~ courant phase 3

figure A-6 : Formes d’ondes des courants de la conduction mixte

154



Annexe B : compléments sur la modélisation




SOMMAIRE — Annexe B

1 - COMPLEMENTS SUR LA MODELISATION DU CIRCUIT MAGNETIQUE ......cceviiiiiiiiiiiiieeeeeeeiiieeeeeeeeeeeirreeeeaeeens 157
1.1 - Calcul de I'inductance de fuites du SALOT.................c.cccceuiviriiiiiiiiiiiiiinieie sttt 157
1.1.1 - Calcul de I’inductance de fuite d’encoche :..........c..c.......... e naaa s 157

1.1.2 - Calcul de I’inductance de fUite ZIZ-ZAZ : ......cceevvirierierieiieieieeieie et esteseesteetee e essesbeesaesseeseessesseessesnsensesssens 157

1.1.3 - Calcul de I’inductance de fuite des tétes de DODINES : .......c.eeevieeuviiiiiieieccee ettt e 158

1.1.4 - Calcul de I’inductance de fuite totale du STATOL @ ........ccouiiiiiiiiiiiiee e e 158

1.2 - Calcul de l'inductance transversale
1.3 - Calcul des réluctances dans le fer ................ccceveeuvann..
1.3.1 - Réluctance du plateau ...........c..c......
1.3.2 - Réluctance du coude .......
1.3.3 - Réluctance de la griffe.....
1.3.4 - Réluctance des dents ..........
1.3.5 - Réluctance de la culasse................
1.4 - Calcul des réluctances de fUTLES ................ccoeeiriiiiiiiiiiiiiiiiiiii ettt
1.4.1 - Réluctance de fuites entre un coude et 1€ StAtOT..........cevuiririireriiieiee e
1.4.2 - Réluctance de fuites entre un plateau et la griffe adjacente...
1.4.3 - Réluctance de fuites entre une griffe et le plateau opposé
1.4.4 - Réluctance de fuites entre une griffe et le noyau
1.5 - Mise en équations du réSeau de FEIUCIANCES ................ccueeceiioieeiiieiieeciee ettt
1.6 - Calcul de la force électromotrice induite dans [’axe d
2 - COMPLEMENTS SUR LE MODELE DE DIMENSIONNEMENT
2.1 - Calcul de la résistance du stator
2.2 - Calcul de 1a réSiStaNCe AU FOLOF .............c..cccouiviueeeiiiiiieeie et ae e
2.3 - Calcul du courant d’excit@tion MAXIMQL....................cccoocvuiieiiieiiiiieiie e
2.4 - Calcul du coefficient de remplissage d’encOCRe. .................c..ccoccveviiieeiiiiiiiciiieieieeeeee e
2.5 - Calcul du coefficient de foisonnement de la bobine d’excittion....................c..ccocoveveeeveeniveseeenennnn 168



Annexe B — compléments sur la modélisation

1 - Compléments sur la modélisation du circuit magnétique

1.1 - Calcul de I'inductance de fuites du stator

Pour le calcul de cette inductance, on s’inspire des travaux réalisés par A. Foggia [22]. La these

de S. Richard [23] permet d’avoir une expression approchée des fuites des tétes de bobines.

1.1.1 - Calcul de I'inductance de fuite d’encoche :

by

A4

Stator

hy

h>

b hs

figure B-1 : géométrie d’une encoche du stator

Les flux décrits par les trajets 1, 2 et 3 sont des flux de fuites d’encoches.
Le flux décrit par le trajet 4 est le flux de fuite zig-zag.
L’inductance de fuite d’encoche est donnée par la formule suivante :

h h b h
ﬂ’enc = Il'l 0 n spires _ par encoche2 ne”c‘mhm L N : + : ln —+ + =
T 3 3b, b, —-b, ) X

Lg est la largeur du stator.
1.1.2 - Calcul de I'inductance de fuite zig-zag :
Notre machine a un entrefer trés faible et donc le flux de fuite zig-zag est trés important.

n (pas -b,)’
ﬂ — ,U n_. 2 "encoches L dentaire 2
2z 0 "“spires _ par _encoche 3 ]
e p as dentaire

e est I’épaisseur de I’entrefer.
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1.1.3 - Calcul de I'inductance de fuite des tétes de bobines :

2p.

nt

0,6

/1 _ IUO 3 nspires _ par _ phase
th 2

p

D, est le diamétre intérieur du stator.

1.1.4 - Calcul de I'inductance de fuite totale du stator :

L’inductance de fuite totale est la somme des trois inductances calculées précédemment.

1 )
LO’ = (ﬂ’enc + ﬂ’zz + ﬂ’tb )(Ej

0 est un coefficient qui permet de prendre en compte le couplage des enroulements (& = 0 si le

couplage est en étoile, alors que 0= 1 si le couplage est en triangle)

1.2 - Calcul de I'inductance transversale

Avant de calculer I’inductance transversale, nous devons déterminer une surface d’échange du
flux au niveau de I’entrefer. Pour ce faire, nous nous inspirons des travaux de Rakotovao [7]. En
supposant que les lignes de flux dans I’entrefer sont perpendiculaires a la surface des griffes et qu’il

n’y a pas d’épanouissement, alors la surface d’échange de ce flux est décrite sur la figure suivante.

Is

L—) >«
PAaSpolaire PAS dentaire OUVencoche

A
Y

figure B-2 : Surface d’échange du flux au niveau de I’entrefer

On détermine, tout d’abord, la surface polaire d’entrefer : pas,oiaire Is
Ensuite, on enlé¢ve la surface correspondante a I’espace inter griffes : pas,oiire Is — dgg sin ()

Finalement, pour trouver la surface d’échange du flux au niveau de I’entrefer, on multiplie I’ensemble

par un coefficient de remplissage statorique :
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ouy
— . o
Sentreﬁ;r = (PaS polaire lg—d . sin( ﬂ))(l —M]

p asdenlai re

ElolyE

e

figure B-3 : Coupe transversalle A-A

En appliquant le théoréme d’Ampéres sur le contour C, et si N¢ est le nombre de conducteurs par

encoche, on trouve :

[Hdl=N,1,
< H,-2-e=N_,-1,
N1,
& B, =4 2o
N, ¢ 1 g Pentrefer
e 0= 4 e o

On peut donc déterminer une expression analytique de 1’inductance transversale :

N Se"l refer 1 d
Lq — ,Uo encoches ch trefé (_j

4e 3

phases

Oest le méme coefficient que lors du calcul des inductances de fuites.

1.3 - Calcul des réluctances dans le fer

Certaines expressions des réluctances sont inspirées des travaux de Rakotovao [7].

o
Nous utilisons la formulation suivante pour calculer les réluctances dans le fer : R(®) = EH (—j

Nous devons donc déterminer, pour chaque réluctance dans le fer, une longueur et une section

équivalente.
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1.3.1 - Réluctance du plateau

La réluctance du plateau n’est pas évidente a calculer car la section n’est pas constante. Pour

simplifier les calculs, la perméabilité du plateau est supposée constante. On peut alors exprimer la

réluctance du plateau :

Rn+h lateau
1 £ dr
plateau — o h
plateau
/’l plateau R, re
P
p
. —
Ce qui donne : A
_ P 1 Rn + h plateau
plateau — 7 n R R,
ﬂ-ep /'lplateau n
Nous cherchons une longueur et une surface

équivalente. Comme la longueur du tube de flux est /,ucqus
alors on peut déterminer une surface par identification de

I’expression précédente avec :

figure B-4 : géométrie du plateau

_ 1 L plateau
plateau —
plateau plateau
Lplateau = Nplateau
S _ 2 7Z ep hplateau
plateau —
Rn + hplateau
plhn| ———
R

n

1.3.2 - Réluctance du coude

En supposant que la ligne moyenne du flux dans

le coude est une ligne droite, on trouve :

2 2
_ ep + hbase griffe

Lcoude - 7

A

La section choisie correspond a la plus petite, a

savoir quand le flux rentre dans le coude.

Scoude = ep lbasegri[f'e
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figure B-5 : géométrie du coude
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1.3.3 - Réluctance de la griffe

De méme, si on suppose que la ligne moyenne
de flux dans la griffe est une ligne droite, on trouve :
17 +h ?

base griffe

L

griffe >

La section utilisée correspond a 1’entrée du flux

dans la griffe :
Sgrijfe = hbase griffe lbasegrijj’e

1.3.4 - Réluctance des dents

Y

’ hbase griffe

figure B-6 : géométrie de la griffe

En observant la surface d’échange du flux au niveau de

I’entrefer (figure B-2), on remarque que chaque dent n’est pas

traversée sur toute sa longueur a cause de la forme trapézoidale
des griffes. Pour calculer la section de passage du flux dans les ha

dents, nous utilisons alors cette surface d’échange du flux au 4dD

niveau de I’entrefer, pondérée par un coefficient :

ld

—ouyv

S vons =S

dents entrefer

S dentaire encoche

Ldents = hd

1.3.5 - Réluctance de la culasse

La réluctance de la culasse est différente des autres
car le flux se sépare en deux pour retourner vers les deux
poles adjacents. Ainsi, cette réluctance est divisée par

deux :

1 L ()
R (6] , — _ _“culasse H culasse ,
culasse( culasse f) 2 (I) [2 S f}

culasse culasse

Sculasse = hculasse lS

Y
A

ld pasdentaire OUVepcoche

figure B-7 : géométrie des dents

Zfond—encoche

N &
rd

Y

hculasse

A

figure B-8 : géométrie de la culasse
On suppose que la culasse sature au niveau de 1’axe

inter polaire. En négligeant les réluctances des parties non saturées, le tube de flux est une portion de
la culasse (figure B-8). Selon la position du rotor par rapport au stator, la zone saturée comprend une

ou deux portions. La longueur utilisée pour la réluctance de la culasse est alors :

Lculasse = %(lfond encoche + ld )
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1.4 - Calcul des réluctances de fuites

1.4.1 - Réluctance de fuites entre un coude et le stator

Ces fuites sont un peu particulieres. Ce ne sont pas
des fuites en tant que tel car elles participent au flux utile.

3/

On définit un élément de perméance : dP,, = 3ﬂ_d dr
—r

2

On peut alors déterminer la réluctance :

R =L= 1 3z

Pcs eP
J'dpcs 44, (31,)In "

e

figure B-9 : géométrie du tube de flux

1.4.2 - Réluctance de fuites entre un plateau et la griffe adjacente

On peut faire la méme remarque que

précédemment. Ces fuites participent au flux utile.

' e
B hbout grifj"eJ YT - 1 A

/

b
&= arctan( wegrife

h
n plateau

I
d P base griffe d}"

pg:ﬂo(Cer,z[jr RN e

v ln A
(£+7] ,\ 1
R = 1 = 1 = 2 __________ hbout—griffe
e P hp lateau h hbase riffe
pg plateau 8" 5
de g /u 0 lbase griffe ln[ ] \ 5
Timin Fimin

figure B-10 : géométrie du tube de flux

1.4.3 - Réluctance de fuites entre une griffe et le plateau opposé

Le calcul de cette réluctance de fuites est similaire

aux deux cas précédents. Il faut remarquer que le flux se

, . . . . 1 [RRY
sépare en deux, on introduit donc un coefficient un demi. by W
11 AR
11 AN}
11 AN}
R — l 4 /I/I /f\"\‘;
g 2 1 v\ 88
2 h hl 72 bout griffe lbout griffe
,U 0 "“bout griffe d
g8

figure B-11 : géométrie du tube de flux
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1.4.4 - Réluctance de fuites entre une griffe et le noyau

h _ hbasegriffe - hboutgriff@

moy 2 plateau

La section du tube de flux correspondant a ces J fuites griffes / noyau
fuites est réduite car on a déja pris en compte une

partie du flux dans les fuites entre griffes intéricures.

21

[ = arctan n —
base griffe - lbout griffe moy(/;.

1/ \
hmoy - dgg €] ’ :
2sin(f3) Sen

lbout griffe tan(ﬂ ) - ; '\.

? 2 i \
S — (ln - 62 ) (lbase griffe - 2 e] ) QV
gn 2
h

R = moy
¢ /uO Sgn

figure B-12 : géométrie du tube de flux

1.5 - Mise en équations du réseau de réluctances

On trouve dans la littérature, différentes méthodes pour résoudre les systémes d’équations
correspondant aux circuits électriques. On peut appliquer directement ces méthodes aux circuits
magnétiques modélisés par des réseaux de réluctances grace a 1’analogie qui existe entre 1’¢lectricité et

le magnétisme.
Nous utilisons une méthode de résolution de systémes électriques présentée dans [12] et [24].

Pour un schéma magnétique ayant b branches et n nceuds, on peut trouver m mailles

indépendantes, avecm =b—n + 1

Notre réseau de réluctances comporte 18 branches et 9 neeuds, on a alors 10 (=18-9+1) mailles

indépendantes. On résout le systéme sous forme matricielle et on définit :

U(b) vecteur des d.d.p. magnétiques aux bornes des branches,
@)  vecteur des flux de branches,

R(b,b) matrice diagonale des réluctances des branches,

F(m)  vecteur des f. m.m. de mailles,

Ym) vecteur des flux de mailles.
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¢ R

—

— L U=-R¢

<
<

U

figure B-13 : Modéle d’une branche du circuit magnétique (convention)

Pour calculer le vecteur flux, on définit une matrice topologique S (d’ordre m X b) décrivant les

positions des branches par rapport aux mailles du schéma.

Un élément S;; de cette matrice est définit par :

Sij=1 si la branche j est dans le méme sens que la maille i ;
Sij=-1 si la branche j et la maille i sont en sens opposé ;
Sij=0 si la branche j n’appartient pas a la maille i.

Nous présentons, en figure suivante, I’orientation des branches et le choix des mailles indépendantes.

SKdents Q)s SKculasse SKdents

Roerr — O = g

R griffe

D,

9’(coude

9’(plateau 23 %noyau 7 EKnoyau 9’(plateau (D9

1/2 Nex Iex ]/2 NCX IEX

figure B-14 : Modéle d’une branche du circuit magnétique (convention)
A partir de la, on peut construire la matrice topologique S.
Prenons par exemple la maille n°7 (i = 7). Cette maille comporte 4 branches (4, 5, 6 et 18).

On peut alors remplir la septiéme ligne de la matrice S.

n° de| 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10|11 12 (13|14 | 15|16 |17 |18
branches

7% lignef 0| OO |11 ]1[0|O0[O]O]|O|O0O|O]|O|O]|]O|O]-1
de S

La construction de chaque ligne en fonction de chaque maille donne alors la matrice S pour cette
convention et ce choix de mailles.
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n° de branches

{0 0 D 0 0 D 0 0 0 0 0 i o0 i1 10 D
00 0 0 0 0 0 0 1 0 0 0 0 i1 0 i 4D
0ot dt o lodo lmdo oo im0 im0t
00 0 0 0 0 i1 LoD D 0 0 0 000l

n° de mailles D0 1 1 0 D 0 0 0 0 0 4 0 0 0 0 D
D0 0 0 0 il il 0 0 0 0 0 -l iD 00 0D
00 0 il LD G0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 il
00 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 00 0 il 1 i
O i1 i1 0 0 0D G0 0 10 0 0 i 00 0D
00 0 0 0 0 i1 il 0 0 -l 0 0 0 0 0 0D

Grace a cette matrice S, on peut écrire les lois de Kirchoff appliquées au schéma magnétique :
Loi des mailles : SU=F
Loi des nceuds : S7 ¥= ¢
On a alors : U=-R¢ = SU=-SR¢
= F=-SRS"¥ (équation 1)

= Y=_(SRS')'F

D’ou : ¢p=-S"(SRS')'F

On remarque que les flux des branches sont obtenus par I’inversion d’une matrice dont I’ordre
est plus petit que le nombre de flux calculés. L ordre de la matrice a inverser est égal au nombre de
mailles indépendantes du schéma ( = 10 dans notre cas, et 18 flux sont calculés). L’inversion de cette

matrice n’est possible que si les matériaux magnétiques sont supposés linéaires.

Dans le cas ou les matériaux magnétiques sont supposés non linéaires, les réluctances dépendent
des flux qui les traversent et donc on ne peut plus inverser la matrice. On prend alors I’équation 1 et on

la met sous la forme :

C=F-SR®S" ¥

L’utilisation d’un algorithme de résolution des systémes non linéaires permet alors de

déterminer les flux de mailles (‘#) tel que le vecteur C soit nul.

1.6 - Calcul de la force électromotrice induite dans I'axe d

La valeur efficace de la force électromotrice induite dans 1’axe d est directement donnée par la

1 1

formule suivante : e=——

—_n .
\/5 (\/g) S spires _ par _ phase

w est la pulsation des fem induites, @D, max correspond au flux maximum qui traverse les bobines du

utile _max

stator (= @s du réseau de réluctances) et J est le coefficient de couplage (0= 0 si le couplage est en

étoile, 0= 1 si couplage est en triangle).
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2 - Compléments sur le modéle de dimensionnement

2.1 - Calcul de larésistance du stator

Nous avons introduit dans la partie « pertes supplémentaires dues aux flux de fuites (effet
Field) » du chapitre II, un coefficient K,,, qui permet de prendre en compte la majoration de la

résistance liée aux flux de fuites.

RS = Kmoy Rencoches + Rtetes bobines AVeC . Kmoy > 1

Coupe axiale Développé d’une bobine sous un péle
1 1
1 1
1
Stator
! Stator
hy/2
A
A
7
Ltetes bobines
Rintstator 1 1
>
lS Ltetes bobines

figure B-15 : géométrie utilisée pour le calcul de la résistance du stator

La résistance peut alors se déterminer pour une branche étoile équivalente par 1’expression :

2 lS Kmoy + Lﬁl stator th [ 1 jls

N_.
_ spires par phase
RS (Tcu stator ) - p(Tcu stator ) 3

fils _en _paralléle- S

fil stator

L1 staor o correspond a la longueur du fil des tétes de bobines et a pour expression :

2 7 (Rintstatar + };lj
2N, N

pp phases N
encoches

L =N +4L

fil statortb — *Y spires par phase

tetes bobines

N, est le nombre d’encoches par pdle et par phase.

2.2 - Calcul de larésistance du rotor

On peut déterminer la résistance de 1’enroulement d’excitation en calculant la longueur d’une spire

moyenne :

h
v.aefi )

S

RR (TCH rotor ) = p(TClt rotor )

fil rotor
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2.3 - Calcul du courant d’excitation maximal

Le courant d’excitation maximal peut étre approché par la formulation suivante :

] = Ub _Vbb _Vr
ex RR

U, : Tension de la batterie

Vi, : Chute de tension entre bagues et balais
V, : Chute de tension aux bornes du régulateur
Ry : Résistance de 1’enroulement du rotor

2.4 - Calcul du coefficient de remplissage d’encoche

Le coefficient de remplissage d’encoche peut étre défini rigoureusement par :

Surface réelle des fils de cuivre a nu

coefficient de remplissage = :
Surface utile de 1'encoche

Avec :

Surface utile de I’encoche = Surface découpée — Surface des isolants — Surface cale de fermeture

Pour calculer la surface utile de I’encoche, nous avons négligé la surface des isolants et la surface de la

cale de fermeture. Nous n’avons pas pris en compte la surface correspondant aux semelles des dents.

Largeur du fond de I’encoche :

(ld/’\ lfbnd encoche
_ 2 z (Rint stator + hd)

encoche pied — N - ld

/

encoches

Largeur de I’encoche au niveau du pied :

_ 2 7[ (Rint stator + hpied ) _

encoche pied ld
encoches
OUVencoche
Largeur de I’encoche au niveau de la semelle : figure B-16 : géométrie d’une encoche
l _ 2 7[ (Rint stator + hsemelle )
encoche semelle ™~ - (p as dentaire Ouvencoche )
encoches
On peut donc déduire la surface de I’encoche :
S _ lencoche pied + lﬁmd encoche h h encoche pied + lencoche semelle h h
encoche 7 ( d pied)+ ) ( pied semelle)

Le coefficient de remplissage d’encoche est alors :

- fils _en paralléle-S
S

cond par encoche fil stator

remplissage encoche =

encoche
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2.5 - Calcul du coefficient de foisonnement de la bobine d’excitation

En supposant que la section de la bobine d’excitation est carrée, on peut déterminer le

coefficient de foisonnement de celle-ci.

ex Sﬁl rotor

foisonnement _bob _rotor =

n '" plateau
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Annexe C — compléments sur les optimisations

1 - Le modele utilisé dans le processus de dimensionnement sur
un point de fonctionnement

/* Paramétres électriques déduits */
N_encoches=2*p*N_phases*Nepp;
N _spires par phase=N cond par encoche*N encoches/ (2*N_phases) ;

/* Paramétres géométriques déduits */
entrefer=R_int_stator-R_ext_rotor;

1_fond_encoche=(2*pi* (R_int_stator+hd) /N_encoches) -largeur_ dent;
h culasse=R _ext stator-R int stator-hd;

pas_dentaire=2*pi*R_int stator/N_encoches;
pas_polaire=pas_dentaire*N encoches/ (2*p) ;
beta=atan(2*1n/ (1 _base griffe-1 bout griffe)) ;

dgg=sin(beta) * (2*pi*R_ext rotor-p*(l base griffe+l bout griffe))/(2*p);
ecart longueur=abs (lstator-1n);

h base griffe=R ext rotor-(Rn+h plateau) ;

h base bec=h base griffe-h bec;

xi=atan(h_base bec/1n) ;

contrainte trapeze=1 base griffe-1 bout griffe;

rdm griffe=1ln/h base griffe;

/* Calcul des paramétres électriques */

/* Inductance de fuite */
Kf=muO*pow (N_cond_par_encoche, 2) *N_encoches*lstator/N_phases;
1 enc=Kf* ((hd-h_pied)/(3*1 fond encoche)+(h_pied- h_semelle) *
log (1l fond encoche/ouv_encoche) /(1 _fond encoche-ouv_encoche)+h semelle/ouv_encoche) ;
1 zz=Kf*pow(pas_dentaire-ouv_encoche,2)/(8*entrefer*pas dentaire) ;
1 tb=muO*3*pow(N_spires par phase,2)*2*R_int stator*0.6/pow(p,2);
Lf=(1_enc+l_zz+l tb)/pow(3,delta);

/* Coefficient de correction des ampéres tours d'induit */

Kri=6* (cos (p*1l_bout griffe/(2*R_ext rotor))-cos(p*l_base griffe/(2*R_ext rotor)))
/(pi* (1 _base griffe/(2*R_ext rotor)-1 bout griffe/(2*R_ext rotor))*
(1 _base griffe/(2*R_ext rotor)+l bout griffe/(2*R_ext rotor)) *pow(p,2));

/* Inductance transversale */
S_entrefer=(pas_polaire-dgg*sin (beta)) *lstator* (1-ouv_encoche/pas_dentaire) ;
Lg=muO*pow (N_cond par_encoche,2)*N encoches*S entrefer/ (N phases*4*entrefer) /pow(3,delta);

/* Résistance de 1l'enroulement statorique */

rho (Temp) =rho_0_cu* (1+gamma*Temp) ;

L fil stator_tb=N_spires_par phase* (2*Nepp*N_phases* (2*pi* (R_int_stator+hd/2) /N_encoches) +
4*L, tetes_bobines) ;

h cond reduit=sqgrt (4*pow(10,-7)*S fil stator*w/ (rho(T_cu stator)));

PSI=2*h cond reduit* (sinh(h cond reduit)- sin(h cond reduit))/
(cosh(h_cond_reduit)+cos (h_cond_reduit)) ;

PHI=h cond reduit* (sinh(2*h cond reduit)+sin(2*h _cond reduit))/
(cosh(2*h_cond reduit)-cos(2*h cond reduit)) ;

Km=PHI+ (pow (n_couches,2)-1) /3*PSI;

Rs=rho(T_cu_stator)*(L_fil stator_tb+N_spires_par phase*2*lstator*Km)/(fils_en paralléle*
S _fil stator)/pow(3,delta);

/* Paramétres divers pour le calcul des pertes fer */
Kc=pas_dentaire/ (pas_dentaire- (pow (ouv_encoche, 2) / (ouv_encoche+5*entrefer))) ;
surface griffes=2*p*ln* (1l base griffe+l bout griffe)/2;

/* Résistance de 1l'enroulement rotorique */
L fil rotor=Nex*2*pi* (Rn+h plateau/2);
Rr=rho(T_cu_ rotor)*L fil rotor/S fil rotor;

/* Courant d'excitation maximal */

Iex_max=(Ub-Vbb-Vr) /Rr;
Iex=duty cycle*Iex max;
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/* Définition de la réluctance d'entrefer */

S_entrefer 2=1stator* (1l base griffe+l bout griffe)/2;

entrefer moyen=2/(1_base_griffe+l bout_griffe)*(((1_base griffe+l bout_griffe)/
2-2*1 chanf) *entrefer+2*1 chanf* (entrefer+h chanf/2));

R4=Kc*entrefer moyen/ (mu0*S_entrefer 2);

R6=R4;

/* Définition des longueurs et surfaces utiles pour le calcul des réluctances */
L noyau=ln+ep;

S _noyau=pi* (pow(Rn,2) -pow(Ra,2)) /p;

S plateau=h plateau*2*pi*ep/ (p*log((Rn+h plateau)/Rn));

L _coude=sgrt (pow (h_base griffe,2)+pow(ep,2))/2;

S coude=1 base griffe*ep;

L griffe=sqrt (pow(h base griffe,2)+pow(ln,2))/2;
S_griffe=h base griffe*l base griffe;
S_dents=S_entrefer*largeur dent/ (pas_dentaire-ouv_encoche) ;
L culasse=3*(1_fond encoche+largeur dent)/2;

S _culasse=h culasse*lstator;

/* Définition des réluctances variables (non linéaire) */

R1 (flux)=Hr (abs (flux) /S_noyau) *L__noyau/ (2*abs (flux) ) +Hr (abs (flux) /S_plateau) *h plateau/
abs (flux) ;

R2 (flux) =Hr (abs (flux) /S_coude) *L._coude/abs (flux) ;

R3 (flux)=Hr (abs (flux) /S _griffe)*L griffe/abs (flux);

R5 (flux)=2*Hs (abs (flux) /S_dents, f) *hd/abs (flux) +Hs (abs (flux) / (2*S_culasse), f) *L_culasse/
abs (flux) ;

R9 (flux)=R1 (flux) ;

R8 (flux)=R2 (flux) ;

R7 (flux)=R3 (flux) ;

/* Définition des réluctances correspondantes aux flux de fuites */

/* réluctance de fuite entre deux griffes */

/* réluctance utile au calcul de la réluctance de fuites entre griffes par le stator */

alpha s=1 bout griffe/(2*R_ext rotor) - (pas_dentaire-ouv_encoche)/(2*R_int stator);

beta_s=1 base griffe/(2*R_ext rotor)+(pas_dentaire-ouv_encoche)/ (2*R_int stator) ;

Rgg_stator_ entrefer=3*entrefer* (beta s- alpha_s)*pas_dentaire/(R_int stator*2*mul*
lstator* (pas_dentaire-ouv_encoche) * (pow (beta_s, 2) -pi*beta_s/p+pow (pi/p,2)/4)) ;

Rgg stator dent=dgg/(20*muld*largeur dent*hd*cos (beta)) ;

alpha dent=hd/ (hd+largeur dent/2)*2*pi*largeur dent/sqgrt (pow(10,7)*rho fer stator*2*pi/
(mu_r dent*w)) ;

coef effet peau=alpha dent* (sinh(2*alpha dent)+sin(2*alpha dent))/
(cosh(2*alpha dent) -cos (2*alpha dent)) ;

Rgg_stator=(Rgg_stator dent*coef effet peau+Rgg stator entrefer)/2;

/* réluctance de fuite entre deux griffes principale*/

1 gc=1n/sin(beta)-dgg*cos (beta) ;

hgl=h bec+dgg*cos (beta) *tan (xi) ;

hg2=h base griffe-hgl;

Rgg principal=hg2/ (4*mu0*1_ gc* (hgl+hg2/2) *log(dgg/ (sqgrt (pow (dgg, 2) +pow (hg2/2,2))-hg2/2))) ;

/* réluctance de fuite entre deux griffes intérieure*/
Rgg_int=pi/ (mu0*1_gc*log((dgg+(l_bout griffe+l base griffe)/2)* (sqgrt (pow(h_base bec,2)+
pow (dgg, 2))+1_bout_griffe)/(dgg*sqrt (pow (h_base bec, 2)+pow(dgg,2))))) ;

/* réluctance de fuite entre griffex*/
Rgg_rotor = Rgg_principal*Rgg_int/(Rgg_principal+Rgg_int);
R18 = Rgg_rotor*Rgg_stator/(Rgg_rotor+Rgg_stator);

/* réluctance de fuite entre un plateau et une griffe */
r min=0.001;
R10=(xi+pi/2)/ (mu0*1_base griffe*log(h _plateau/r min));
R11=R10;

/* réluctance de fuite entre un coude et le stator */
R12=3*pi/ (4*mu0*3*largeur dent*log(ep/entrefer));
R13=R12;

/* réluctance de fuite entre griffe et plateau */

R1l4=pi/ (4*mu0*h_bec*log(2*1 bout griffe/dgg)) ;
R15=R14;
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/* réluctance de fuite entre griffe et noyau */
h moy=(h _base bec/2)+h plateau;

el=(h moy-dgg)/ (2*sin (beta)) ;

e2=1 bout griffe*tan(beta)/2;
Sgn=(ln-e2) * (1_base griffe-2*el)/2;
R16=h moy/ (mu0*Sgn) ;

R17=R16;

/* Calcul de la pulsation */
w=p*pi*N/30;

/* Pour le stator */
Hs (B, freq)=70*atan(13*B) * (1+freq/2000) +130*pow (B, 2) * (L+atan( (freq-1030) /350) *2.25/pi) *6.5+
pow(B/1.58,10) *900* (1+atan(15*(B-1.6))*2/pi) +pow(B/2.1,18)*18500* (1-atan(6.8* (B-2.33))*2/pi);

/* Pour le rotor */
Hr (B) =556.2*pow (B, 0.584) +pow (exp (B-2.373) ,2.949) *4105*pow (B, 5.208) /
(l+pow (exp (B-2.373),2.949)) ;

/* Calcul de la force électromotrice */
fem d=N spires par phase*abs (psi7) *w/sqrt (2) /pow(sqgrt (3),delta);
Er=sqgrt (pow (fem d, 2) +pow (Lg*w*Iqg, 2)) ;

/* Courant efficace de phase */
Is=sqgrt ( (pow(Iactif,2)+pow(Ireactif,2))/2);

Définition des équations implicites a annuler.
10 équations pour le circuit magnétique
et 2 équations pour le circuit électrique et le couplage

cl=(R1(psil)+R15+R16) *psil-R15*psi3-R16*psi8-Iex*Nex/2;
c2=(R9 (psi2)+R14+R17) *psi2-R14*psi4-R17*psi8-Iex*Nex/2;
c3=-R15*psil+ (R2 (psi3+psi9) +R3 (psil3+psi5+psi9) +R15+R18) *psi3+R18*psid4+R3 (psil3+psiS+psi9) *psis
-R18*psi7-R18*psi8+ (R2 (psi3+psi9) +R3 (psil3+psiS+psi9) ) *psi9;
c4=-R14*psi2+ (R8 (psi4+psil0) +R7 (psi4+psi6+psil0) +R14+R18) *psi4+R18*psi3+R7 (psid+psi6+psilo) *
psi6-R18*psi7-R18*psi8+ (R8 (psi4+psil0) +R7 (psid+psi6+psil0) ) *psilo;
c5=R3 (psi3+psi5+psi9) *psi3+ (R3 (psil3+psiS+psi9) +R4+R12) *psi5+R4*psi7+R3 (psi3+psiS+psi9) *psi9;
c6=R7 (psi4+psi6+psil0) *psid+ (R7 (psi4+psi6+psil0) +R6+R13) *psi6+R6*psi7+R7 (psid4+psi6+psilO) *
psilo;
c7=-R18*psi3-R18*psi4+R4*psi5+R6*psi6+ (R4+R5 (psi7) +R6+R18) *psi7+R18*psi8+
2*Kri*N_ cond par encoche*sqgrt (2)*Id/pow (sqgrt (3),delta);
c8=-R16*psil-R17*psi2-R18*psi3-R18*psi4+R18*psi7+ (R16+R17+R18) *psi8;
c9=(R2 (psi3+psi9) +R3 (psi3+psi5S+psi9) ) *psi3+R3 (psil3+psibS+psi9) *psis+
(R2 (psi3+psi9) +R3 (psil3+psi5+psi9) +R10) *psi9;
cl0=(R8 (psi4+psil0) +R7 (psid+psi6+psil0) ) *psid+R7 (psid+psi6+psil0) *psi6+
(R8 (psi4+psil0) +R7 (psid+psi6+psil0) +R11) *psilo;
cll=Id-Is*cos (atan(abs(Iactif/Ireactif))-atan(Lg*w*Iqg/fem d));
cl2=Ig-Is*sin(atan(abs(Iactif/Ireactif))-atan(Lg*w*Iqg/fem d));

f=w/(2*pi) ;

T=1/f;

phi=atan (Lf*w/ (Rs+Rd)) ;

Z=sqgrt (pow ( (Rs+Rd) , 2) +pow (Lf*w, 2) ) ;
tau=Lf/ (Rs+R4d) ;

/* équation du mode binaire */
t000=(pi/3-ExternFunction.realAcos ( (Ub+2*Vd) / (sqrt (6) *Er))) /w;

AAALl=( (Ub+2*Vd) / (2% (Rs+Rd) ) - (sqgrt (6) *Er) *cos (w*t000-pi/3-phi) /(2*Z)) *exp (£t000/tau) ;
ta=3*T/11;

ta2=ta-T/6-phi/w;

aa=AAAl/ (2*pow (tau, 2) *exp (ta/tau)) - (sgrt (6) *Er) *pow (w, 2) *cos (w*xta2) / (4*Z) ;

bb=-AAAl*exp (-ta/tau) * (ta/tau+l) /tau+ (sqgrt (6) *Er) *w* (w¥ta*cos (w*ta2) -sin(w*ta2))/(2*2) ;
cc=AAAl* (1l+ta/tau+pow(ta,2)/ (2*pow(tau,2)))/exp(ta/tau) +(sqgrt (6) *Er) * (ta*w*sin (w*ta2) +
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(1-pow (w*ta,2)/2) *cos (w*ta2))/(2*2) - (Ub+2*Vd) / (2* (Rs+Rd) ) ;
t1lll=(-bb-sqgrt (abs (pow (bb,2) -4*aa*cc)) )/ (2*%aa) ;
t000bis=t000+T/6;

/* équation du mode mixte */

tl= (ExternFunction.realAcos (- (Ub+2*Vd) / (sqgrt (6) *Er) /sqgrt (3)) -pi/6) /w;

A2=((sqrt (6) *Er) *cos (w*t1l+pi/6-phi) / (Z*sgrt (3)) + (Ub+2*Vd) / (3* (Rs+Rd) ) ) *exp (t1l/tau) *
(1+exp (-T/ (6*tau)) )/ (2-exp (-T/ (6*tau))) ;

A3=A2% (1-2%*exp (-T/ (6*tau)))/ (1+exp(-T/(6*tau))) ;

Al=(A2-A3)/2;

tt2=T/4+atan (Lf*w/ ( (Rs+Rd) + (Ub+2*Vd) *Z/ (sqrt (6) *Er) ) ) *T/ (2*pi) ;

AA= (Rs+Rd) * (sqrt (6) *Er) / (sqrt (3) *2) ;

BB=- (Ub+2*Vd) /3;

CC=(Rs+Rd) *A3;

DD=- (phi+pi/6) /w;

ttl=tt2+DD;

a=-CC/ (2*exp (tt2/tau) *pow (tau,2)) -AA/2*cos (w*ttl) *pow (w, 2) ;

b=AA* (cos (w*ttl) *pow (w,2) *tt2-sin (w*ttl) *w) +CC* (tt2+tau) / (exp (tt2/tau) *pow (tau,2)) ;

C:AA*(COS(w*ttl)*(1—pow(w*tt2,2)/2)+Sin(w*tt1)*w*tt2)+BB—CC*(pow(tt2,2)/
(2*pow (tau,2))+tt2/tau+l) /exp (tt2/tau) ;

tObis=(-b-sgrt (abs (pow(b,2) -4*a*c)))/(2*a) ;

t0=t0bis-T/6;

Imoyen mixte=6/T* ((Ub+2*Vd) /(6% (Rs+Rd))* (t1-t0-2*T/3)+tau* (Al-A2*exp (-T/(6*tau)))*
exp (-t0/tau) +tau* (A2-Al) *exp (-tl/tau) + (sqrt (6) *Er) / (2*sqrt (3) *Z*w) *
(cos (w*t0-phi-pi/3)+cos (w*tl-phi-pi/3)))

Tactif mixte=(Ub+2*Vd)/(2* (Rs+Rd) *pi) * (-cos (w*t0) -cos (w*tl) -sqgrt (3) * (sin(w*tl) +sin(w*t0)) )+
* (sqgrt (6) *Er) *sqgrt (3) / (T*Z) * (t0+T/6-t1) *cos (phi) +sgrt (3) * (sqrt (6) *Exr) / (pi*z*4) *
(2*cos (phi) *w* (t1-t0) -sin(2*w*t1l+pi/3-phi) +sin (2*w*t0+pi/3-phi) ) +2*tau*sqgrt (3)/
(T* (1+pow (w*tau,2)) ) * ( (w*tau* (A2-A3) -sqrt (3) * (A2+A3) ) *exp (-tO0bis/tau) *sin (w*t0)
- (sqrt (3) *w*tau* (A3+A2) + (A2-A3) ) *exp (-t0bis/tau) *cos (w*t0) + (sqrt (3) * (A2-A1) +
w*tau*(A2+2*A3+Al))*exp(—tl/tau)*sin(w*tl)—(sqrt(3)*w*tau*(Al—A2)+(A2+2*A3+Al))*
exp (-tl/tau) *cos (w*tl) + (sqgrt (3) -w*tau) *Al*exp (-t0/tau) *sin (w*t0) + (w¥tau*sqgrt (3) +1) *
Al*exp (-t0/tau) *cos (w*t0)) ;

Ireactif mixte=(Ub+2*Vd)/ (2* (Rs+Rd) *pi) * (sin(w*t0)+sin (w*tl) -sgrt (3) * (cos (w*t0) +cos (wxtl))) -
* (sqrt (6) *Er) *sqrt (3) / (T*Z) * (t0+T/6-tl) *sin(phi) +sqrt (3) * (sqrt (6) *Exr) / (pi*Z*4) *
(2*sin (phi) *w* (t0-tl) +cos (2*w*t0+pi/3-phi) -cos (2*w*t1l+pi/3-phi))+2*tau*sqgrt (3)/
(T* (L+pow (w*tau,2))) * ((sgrt (3) *w*tau* (A2+A3) + (A2-A3) ) *exp (-t0bis/tau) *sin (w*t0)
+ (w*tau* (A2-A3) -sqgrt (3) * (A2+A3) ) *exp (-tObis/tau) *cos (w*t0) + (sqrt (3) * (A2-Al) +w*tau*
(A2+2*A3+A1) ) *exp (-tl/tau) *cos (w*tl) + (sqrt (3) *wrtau* (A1l-A2) + (A2+2*A3+Al) ) *exp (-tl/tau) *
sin(w*tl) + (sqrt (3) -w*tau) *Al*exp (-t0/tau) *cos (w*t0) - (w¥tau*sqrt (3)+1) *
Al*exp (-t0/tau) *sin (w*t0)) ;

/* équation du mode triphasée */
= (Ub+2*Vd) / (3* (Rs+Rd) ) * (exp (T/ (6*tau) ) -exp (-T/ (6*tau)) ) *sqrt (3) *Z/ (sqgrt (6) *Er) ;
BBB=exp (T/ (6*tau) ) +exp (-T/ (6*tau)) -2;
t00i=T/6+atan (Lf*w/ ( (Rs+Rd) + (Ub+2*Vd) *Z/ (sgrt (6) *Er) ) ) *T/ (2*pi) ;
tttl=t00i+ (pi/6-phi) /w;
ttt2=t00i+ (2*pi/3-phi) /w;
aaa=- (BBB*cos (w*tttl) +sin(w*ttt2)) *pow(w,2) /2;
bbb=( (cos (w*tttl) *w*t00i-sin(w*tttl)) *BBB+cos (w*ttt2) +sin (w*ttt2) *w*t001i) *w
cce=(cos (wxtttl) * (1-pow (w*t001i,2) /2) +w*sin (w*tttl) *£t001i) *BBB-w*cos (w*ttt2) *t00i-AAA+
Sin(w*ttt2)*(l—pow(w*tOOi,2)/2)
t00=(-bbb-sgrt (abs (pow (bbb, 2) -4*aaa*ccc))) / (2*aaa) ;
t00bis=t00+T/6;
AA3=((sgrt (6) *Er) / (sqrt (3) *Z) *cos (w*t00+pi/6-phi) - (Ub+2*Vd) / (3 (Rs+Rd)))*exp(tOObis/tau);
AA2=(sqgrt (6) *Er) / (sqrt (3) *Z) *sin (w*t00+2*pi/3-phi) *exp (t00/tau) / (1-exp (-T/ (6*tau))) ;
Imoyen tri=6/T* (AA2*tau*exp (-t00/tau)* (l-exp(-T/(6*tau)))+(sqrt(6 *Er)/(sqrt 3) *xZ*w) *
cos (w*t00-phi-pi/3) -T* (Ub+2*Vd) / (9* (Rs+Rd)) ) ;
Ireactif tri=-4*(Ub+2*Vd)/ (w*T* (Rs+Rd)) * (sin(w*t00+pi/3)-sin(w*t00)) - (sqgrt (6) *Er)/
(sgrt (3) *Z) *sin (phi) +2*sqgrt (3) *tau/ (T* (1+pow (w*tau,2)) ) * ( (AA2+2*AA3-sqgrt (3) *AA2*w*tau) *
(exp (-t00/tau) *sin (t00*w) -exp (-t00bis/tau) *sin (t00bis*w) ) + (AA2*w*tau+2*AA3*wrtau+
sqgrt (3) *AA2) * (exp (-t00/tau) *cos (£00*w) -exp (-t00bis/tau) *cos (t00bis*w))) ;
Tactif tri=2*(sgrt(6) *Er) *sqrt (3) *cos (phi) / (Z*T*3*w) *pi+4* (Ub+2*Vd) / (w*T* (Rs+Rd) ) *
(cos (w*t00+pi/3) -cos (w*t00) ) +2*tau/ (T* (1+pow (w*tau,2))) * ( (2*sqgrt (3) *AA3*w*tau+
sqgrt (3) *AA2*w*tau+3*AA2) * (exp (-t00/tau) *sin (t00*w) -exp (-t00bis/tau) *sin (t00bis*w) ) +
(-2*sqgrt (3) *AA3-sqrt (3) *AA2+3*AA2*w*tau) * (exp (-t00/tau) *cos (t00*w) -
exp (-t00bis/tau) *cos (t00bis*w))) ;

/* Détermination des coefficients de pondération */

k1=(0.5+atan(10000*£* (t0-tl)) /pi) *(0.5-atan(10000* (Ub+2*Vd- (sgrt (6) *Er) )

k2=(0.5+atan (10000*f* (t1-t0)) /pi) * (0.5+atan(10000*f* (£111-t000bis) ) /pi) *
(0.5-atan (10000* (Ub+2*Vd- (sqrt (6) *Er) ) / (sqgrt (6) *Er) ) /pi)

/ (sqrt (6) *Er)) /pi) ;

/* Calcul des grandeurs de sortie du modéle du redresseur */
Imoyen=kl*Imoyen tri+k2*Imoyen mixte;

Tactif=kl*Tactif tri+k2*Iactif mixte;

Ireactif=kl*Ireactif tri+k2*Ireactif mixte;
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Annexe C — compléments sur les optimisations

/* Calcul de la puissance fournie */
P_electrique=Imoyen*Ub;

/* Calcul des inductions */

B _noyau=abs (psil) /S _noyau;

B plateau=abs(psil) /S _plateau;

B coude=abs (psi3+psi9) /S_coude;

B griffe=abs(psi3+psi5+psi9) /S _griffe;
B _entrefer=abs (psi5+psi7) /S_entrefer;
B dents=abs (psi7)/S_dents;

B culasse=abs(psi7)/(2*S_culasse);

/* Calcul du coefficient de foisonnement de la bobine d'excitation */
foisonnement bob_ rotor=S fil rotor*Nex/ (ln*h plateau) ;

/* Calcul du coefficient de remplissage d'encoche */
1 encoche pied=2*pi* (R _int stator+h pied)/N_encoches-largeur dent;
1_encoche_semelle=2*pi* (R_int_ stator+h semelle) /N_encoches- (pas_dentaire-ouv_encoche) ;
S_encoche=(1_encoche pied+l fond encoche) *

(hd-h _pied) /2+(1_encoche pied+l encoche semelle)* (h_pied-h semelle)/2;
remplissage_ encoche=N_cond par encoche*fils en paralléle*S fil stator/S_encoche;

/* Calcul des densités de courant */
delta rotor=Iex/S_fil rotor;
delta stator=Is/(fils_en paralléle*S fil stator);

/* masses de cuivre */

M_cu_rotor=M v_cu*L_fil rotor*S fil rotor;

M cu stator=M v_cu*N phases*fils en paralléle*(L_fil stator tb+N spires par phase*2*lstator) *
S _fil stator;

/* volumes des zones de fer */

V_noyau=pi* (pow(Rn, 2) -pow (Ra, 2)) * (ln+2*ep) ;

V_plateau=pi* (pow (Rn+h _plateau,2) -pow(Rn,2)) *ep;

V_coude=3*ep*]l base griffe*h base griffe/4;

V_griffe=(1_base griffe+l bout griffe)*1ln* (h bec+h base bec/2)/2;

V_dent=lstator* (largeur dent* (hd-h pied)+(h pied-h semelle) * (pas_dentaire-
ouv_encoche+largeur dent)/2+h semelle* (pas_dentaire-ouv_encoche)) ;

V_culasse=pi* (pow(R_ext_stator,2)-pow(R_ext stator-h culasse,2))*lstator;

/* masses de fer */

M fer rotor=M v_fer* (V_noyau+2*V_plateau+2*p* (V_coude+V_griffe));
M_fer_dents=M _v_fer*N_encoches*V_dent;

M _fer culasse=M_v_fer*V_culasse;

M fer stator=M _fer dents+M fer culasse;

/* masse totale de l'alternateur */
masse=M_fer stator+M fer rotor+M cu_stator+M cu rotor+M sup;

/* Pertes joules au stator */
P_j s=3*Rs*pow(Is,2);

/* Pertes dans le redresseur */
P red=6*Is* (sqgrt (2)*Vd/pi+Rd*Is/2) ;

/* Pertes de l'excitation */
P_ex=Ub*Iex;

/* Pertes fer dans le stator */

P _fer dents=(k_hyst*w/(2*pi) *pow (B_dents, steinmetz) +4*3*Nepp/pow (pi, 2) *k_eddy*pow (w/ (2*pi) ,h 2) *
pow (B_dents,2))*M_fer dents;

P _fer culasse=(k_hyst*w/ (2*pi) *pow (B_culasse, steinmetz)+k_eddy*pow (w/ (2*pi),h2) *
pow (B_culasse,2))*M fer culasse;

P_fer stator=P fer dents+P_fer_ culasse;
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/* Pertes fer dans le rotor */

mu_r surface griffe=B_entrefer/(muO*Hr (B_entrefer)) ;

Ks=sqgrt (pow (10,7)/ (mu_r surface griffe*rho fer griffe))/(32*pi);

P_fer enc_rotor=correction pertes*surface griffes*Ks*pow(Kc-1,2)*pow(B_entrefer,2)*
pow (pi*N*R_ext rotor/30,3/2) *pow (ouv_encoche, -1/2) *pas_dentaire;

P_fer harm rotor=correction pertes*surface griffes*Ks*74/1225*pow (3*mu0*N_cond_par_ encoche*Is*
sqrt (2) / (pi*entrefer), 2) *pow (pi*N*R_ext rotor/30,3/2) *pow (pas_dentaire,1/2);

/* Pertes mécaniques et aérauliques */
P _meca=K meca*N/2000;
P_aero=K_ aero*pow (N/2000,3) ;

/* Puissance absorbée et rendement */

P _absorbee=P_electrique+P_j_ s+P_red+P_ex+P_fer stator+P_fer enc_rotor+P_fer harm rotor+
P_meca+P_aero;

rendement=100*P_electrique/P_absorbee;

2 - Les résultats numériqgues des optimisations

Les différentes optimisations présentées dans le mémoire sont :

Optimisation 1 : optimisation sur un point de fonctionnement a vitesse moyenne.

Optimisation 2 : optimisation sur un point de fonctionnement a vitesse basse.

Optimisation 3 : optimisation sur trois points de fonctionnement, maximisation du rendement.

Optimisation 4 : optimisation sur trois points de fonctionnement, minimisation de la masse.

Optimisation 5 : optimisation sur trois points de fonctionnement avec un encombrement illimité,
maximisation du rendement a masse initiale constante.

Optimisation 6 : optimisation sur trois points de fonctionnement avec une technologie de bobinage en
épingles, maximisation du rendement a masse initiale constante.

Le tableau suivant présente les résultats sur les parametres d’entrées variables pour les différentes

optimisations. Les résultats en gras représentent les paramétres qui sont arrivés en butées (lié aux
cahiers des charges).
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Annexe D : compléments sur I'alternateur A
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Annexe D — compléments sur l'alternateur A

1 - Parametres d’entrée de I'alternateur A

1.1 - Parametres géometriques

1.1.1 - Parameétres du rotor

Parameétres Désignations Valeurs
p Nombre de paires de poles 6
1n Longueur du noyau (1) 32,45 mm
ep Epaisseur du plateau (2) 12,2 mm
Rn Rayon extérieur du noyau (3) 29,65 mm
h plateau Hauteur du plateau (4) 11,7 mm
h bec Hauteur du bout de la griffe (5) 2,5 mm
R_ext rotor Rayon extérieur du rotor (6) 52,65 mm
Ra Rayon de I’arbre (7) 8,65 mm
1 base griffe | Largeur de la base d’une griffe (8) 28,3 mm
1 bout griffe | Largeur du bout d’une griffe (9) 6,5 mm
1_chanf Largeur du chanfrein 1,5 mm
h_chanf Hauteur du chanfrein 0,5 mm

1.1.2 - Parametres du stator

Parameétres Désignations Valeurs
ouv_encoche Ouverture d’encoche (1) 2,8 mm
R_int_ stator Rayon intérieur du stator (2) 53 mm
R_ext stator Rayon extérieur du stator (3) 67,75 mm
hd Hauteur d’une dent (4) 10,5 mm
largeur dent Largeur d’une dent (35) 3,4 mm
h pied Hauteur du pied d’une dent (6) 1,5 mm
h_semelle Hauteur de la semelle d’une dent (7) 1 mm
lstator Largeur du paquet de toles 33,05 mm

figure D-1 : Paramétrage
de la géométrie du rotor

A
Y

T <>l A
2

figure D-2 : Paramétrage
de la géométrie du stator
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1.2 - Parametres des bobinages

Parameétres Désignations Valeurs
Nepp Nombre d’encoches par pole et par phase 1
N_cond _par_encoche | Nombre de conducteurs par encoche 8
S_fil_stator Section du fil des conducteurs du stator 1,54 mm’
Nex Nombre de spires de I’enroulement d’excitation 370
S fil rotor Section du fil de [’enroulement d’excitation 0,74 mm’
1.3 - Parametres électriques
Parameétres Désignations Valeurs
Vbb Chute de tension entre balais et bagues 0,75V
Vr Chute de tension aux bornes du régulateur 0,8V
vd Chute de tension aux bornes d’une diode 0,75V
Rd Résistance d’une diode a l’état passant 9.4 mQ
delta Couplage des enroulements (= 0 si étoile, = 1 si triangle ) 1
1.4 - Parametres des pertes
Paramétres Désignations Valeurs
K meca Coefficient empirique des pertes mécaniques 17,919
K_aero Coefficient empirique des pertes aérauliques 1,73
k_hyst Coefficient empirique des pertes par hystérésis 0,044
k_eddy Coefficient empirique des pertes par courants de 3710
Foucault ’
steinmetz Exposant de I'induction dans la formulation des 1.62
pertes par hystérésis ’
correction pertes | Coefficient de pondération des pertes fer au rotor 0,61
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Annexe D — compléments sur l'alternateur A

2 - Parametres du schéma équivalent de 'alternateur A

2.1 - Résistances

Les mesures des résistances ont été effectuées avec un ohmmetre a 4 points.

> Résistance des enroulements du stator entre phase : 31,3 m€ (température ambiante : 25°C).

> Résistance de I’enroulement d’excitation : 2,11 Q (température ambiante : 21°C)

2.2 - Inductances

Pour déterminer les diverses inductances de D’alternateur a griffes, nous simulons les flux
magnétiques a ’aide du réseau de réluctances. Nous pouvons ainsi déterminer les inductances en
régime non saturé. Toutes les valeurs présentées s’appliquent & un schéma équivalent par branche

étoile équivalente.

Inductances et mutuelle en régime non saturé Valeurs
Inductance de magnétisation dans I’axe d (L,q9) 124,5 uH
Inductance de magnétisation dans I’axe q (Lyq0) 98,6 uH
Inductance de fuites du stator (L) 31,2 uH
Inductance de magnétisation du rotor (L) 533,4mH
Inductance de fuites du rotor (L) 60,35 mH
Mutuelle rotor / stator (Mgpy) 6,52 mH

2.3 - Coefficient de Potier

Le coefficient de Potier représente une équivalence entre le courant d’excitation et le courant de

phase (qui est différent du courant traversant les bobinages si le couplage est en triangle).

Dans le cas ot I’alternateur n’est pas saturé, on peut définir le coefficient de Potier par : ¢ = —24°

SRO

Ce qui donne dans notre cas : = 0,019
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3 - Simulations de cartographies

3.1 - Cartographie du couple absorbé par I'alternateur A

Débit de
’alternateur
(A)

160 -

140

120

100 -

80 -

60 -

40}

20

2000

4000 6000 8000
Vitesse de rotation (tours / min)

10000

0

15

10
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absorbé

(N.m)

3.2 - Cartographie de I'induction dans I’entrefer de I’alternateur A

Débit de
I’alternateur

(A)
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