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Version abrégée

L’évolution des techniques de commande des moteurs électriques, telle que la méthode des cap-
teurs indirects, alliée & la baisse du cout des composants électroniques permettent d’envisager
de plus en plus d’applications économiquement viables pour les moteurs & commutation élec-
tronique. Parmi ces nouvelles applications figurent les pompes de circulation pour chauffage
central.

De nos jours, la majorité des pompes de circulation de faible puissance (< 200W) sont entrainées
par des moteurs asynchrones monophasés. Bien que présentant un rendement faible (entre
20% pour la variante monophasée et 50% pour la variante triphasée), I’avantage du moteur
asynchrone réside dans le fait qu’il ne nécessite pas d’électronique de commande.

Cet avantage disparait dés lors qu’on désire effectuer un asservissement de la pompe, comme
par exemple un réglage en pression ou en débit.

Le travail proposé dans cette étude est axé sur ’analyse systématique des éléments qui consti-
tuent la pompe de circulation. Il débouche sur une solution utilisant un moteur synchrone a
aimant permanent (chemisé) commandé électroniquement. Les points suivants sont analysés en
détail:

e Le calcul de la distribution de 'induction dans l'entrefer développé dans le cadre de cette
étude est particuliérement adapté aux moteurs a grand entrefer tels que les moteurs chemisés
et les moteurs a bobinage dans I’entrefer.

e L’analyse des caractéristiques électromagnétiques des moteurs & commutation électronique
montre les similitudes entre les différents types de moteurs synchrones a aimants permanents.

e Le modeéle développé pour estimer les pertes de la chemise statorique permet de montrer
leur influence sur le bilan énergétique du moteur.

N

e La détermination de l'origine du bruit acoustique produit par un moteur a commutation
électronique montre I'influence de la commande électronique sur les caractéristiques du mo-
teur.

o Les aspects thermiques qui prennent en compte I'environnement du moteur sont examinés
avec soin autant d’un point de vue théorique que pratique.

La synthese des éléments présentés ici débouche sur la conception ct P'optimisation de moteurs
synchrones a aimants permanents; 1'étude a permis la réalisation de plusieurs prototypes de
pompes.

Appliqué a une pompe de circulation, le remplacement du moteur asynchrone par un moteur
synchrone a aimants permanents permet de doubler le rendement global de I’installation. Cette
solution s’avére donc intéressante, autant du point de vue énergétique qu’économique, et con-
tribue ainsi aux économies d’énergic indispensables en cette fin de siecle.



Abstract

The number of brushless DC (BLDC) motor applications has increased significantly, essentially
due to reduced costs of semiconductors and permanent magnets, but also because of the emer-
gence of new control strategies, such as closed-loop and sensorless control. Among the different
electric drives, the heating circulation pump is a typical application which could greatly bene-
fits from new BLDC technologies.

Nowadays, the majority of low power heating circulation pumps is driven by AC induction
motors. Despite of its low efficiency (< 20% for a single phase motor and < 50% for a three
phase motor), this kind of motor is still used widely, because of its inherent simplicity since
no electronic driver is needed. When a regulation is necessary (for example pressure, flow
regulation), this advantage disappears.

The aim of this work is a systematic analysis of the circulating pump motor. One solution
is investigated in particular: the pump with a sealed BLDC motor. The following points are
analysed in details:

¢ An analytical method to calculate the flux density distribution is tailored for motors with
an important gap, as the sealed motors or slotless motors.

e The analysis of the electromagnetic characteristics for brushless DC motors shows the simi-
larity of the various brushless DC motors

e The calculation of tube losses determines their influence on the encrgetic balance of the
motor.

o The determination of the acoustical motor noise shows the influence of the different modes
of phases switching.

o The thermal aspects which take into account the motor environment are examined from the
theoretical and practical point of view.

The synthesis of these points results in a concept for the design and optimisation of BLDC
motors; a series of pump prototype have been designed. For the heating circulation pump, the
replacement of the AC induction motor with a brushless DC motor makes it possible to double
the global installation efficiency. This solution is very promising from an energising aspect as
well as an economical one and contributes to electrical energy savings, essential in this end of
century.
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Chapitre 1
Introduction

1.1 Contexte de la thése

La diminution des ressources d’éncrgie non renouvelables, alliée & une consornmation toujours
grandissante, risque de se traduire dans le futur par une pénurie et un cotit élevé de 1’énergie.
L’économie d’énergie et en particulier celle d’origine électrique passe d’une part par la réduc-
tion des consommateurs inutiles et d’autre part par I'amélioration du rendement des appareils
électriques. C’est dans cet état d’esprit que le projet suisse RAVEL (Rationelle Verwendung
von Elektrizitit) a démarré. Parmis les nombreuses mesures possibles, cette organisation de
'office fédéral des questions conjoncturelles propose de diminuer la consommation électrique
des pomnpes de circulation de petite puissance pour chauffage central. En effet la Suisse compte
environ 2 millions de ces pompes qui assurent la circulation de I’eau de chauffage (radiateurs).
Ces pompes, dont la puissance mécanique varie entre 1 et 50W sont installées dans des loge-
ments de 1 & 4 familles et représentent environ 1% de la consommation d’électricité du pays. De
conception relativement ancienne leur rendement global oscille entre 6% et 40% ce qui conduit
& des puissances électriques variant entre 20 et 200W. La durée de fonctionnement annuelle
d’une pompe de circulation est de 1'ordre de 5000 heures, ce qui correspond & une énergie an-
nuelle de 1 GW heure pour une dépense de Vordre de 200 millions de francs (figure 1.1).
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Figure 1.1. Evolution du rendement des pompes de circulation en fonction de leur puissance
hydraulique (source [26] ).



L’économie d’énergie électrique réalisable sur les circulateurs passe essentiellement par les

quatre points suivants:

(1)

Amélioration du rendement de la pompe et en particuler celui du moteur. Le rendement
de la plupart des moteurs actuels utilisés dans la fabrication des circulateurs (moteur asyn-
chrone) présentent un rendement de 15 4 40%. L’utilisation de moteurs synchrones a aimants
permanents permet pratiquement de doubler le rendement du moteur.

Arrét automatique ou vitesse réduite du circulateur pendant la coupure nocturne du chauf-
fage.

Changement du mode de réglage de la pompe. En effet le passage d’un réglage a débit
constant & un réglage 4 pression constante conduit non seulement & une économie d’énergie
électrique mais encore a une économie d’énergie thermique.

Meilleur dimensionnement du circulateur. Une étude [15] réalisée dans toutes les régions de
la Suisse a montré que le débit des installations de chauffage est en moyenne 2.5 fois trop
élevé!. En conséquence, les circulateurs actuels consomment donc en moyenne 15 (= 2.53)
fois trop d’électricité (figure 1.2).

Ces différentes mesures d’économie combinées et appliquées non seulement aux nouvelles ins-

tallations mais encore lors du remplacement des circulateurs défectueux permettraient une éco-
nomie globale d’énergie de 'ordre de 80%, soit ’équivalent de 160 MW pour les pompes de
petite puissance (< 200W). Une économie comparable demeure possible dans le cas des circu-

lateurs de moyennes et grandes installations.
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Figure 1.2. Surdimensionnement des pompes de circulation de différentes installations de
chauffage (source [26] ).

C’est dans ce contexte qu’a débuté la collaboration entre le laboratoire d’électromécanique et
de machines électriques (LEME), I’ Arbeitgemeinschaft Energie-Alternativen (ARENA), deux

1

Le surdimensionnement concerne le débit de la pompe, il est déterminé & partir de la différence de température
entre |'aller et le retour.



entreprises de pompes: Biral et Riitschi ainsi que le laboratoire Stromungsmachinen, Institut fiir
Energietechnik ETH-Ziirich. Le travail de recherche et de conception d’une pompe de circulation
a haut rendement a été réparti selon les spécialités et les compétences des différents partenaires.
Ainsi dans le cadre de la thése, on travaillera exclusivement sur 'analyse et 'ameélioration du
rendement du moteur électrique d’entrainement de la pompe.

1.2 Description d’une pompe de circulation

Une pompe de circulation pour chauffage central se compose d’un moteur électrique accouplé
4 une pompe axiale-radiale qui représente la charge. Pour assurer 1’étanchéité entre le moteur
et la turbine (pompe), plusieurs solutions sont envisageables.

e Accouplement magnétique (figure 1.3). Cette solution permet de transmettre un couple entre
deux axes sans nécessiter un contact physique entre eux. Avec cette solution il est possible

d’entrainer la pompe avec n’importe quel type de moteur électrique (ou autre).

e Palier étanche assuré par un presse-étoupe (figure 1.4). Cette solution propose un accouple-
ment direct entre le moteur et la charge. Le presse-étoupe est constitué d’anneaux composés
de matériaux synthétiques fibreux, empilés les uns derriére les autres et serrés sur 'arbre au
moyen d’un dispositif de bride réglable (fouloir).

e Moteur chemisé ou a rotor noyé (figure 1.5). Cette solution consiste & introduire une chemise

(généralement métallique) entre le stator et le rotor du moteur.
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Figure 1.3. Principe de l'accouplement magnétique
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Figure 1.4. Schéma d’un presse-étoupe.
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Figure 1.5. Pompe centrifuge entrainée par un moteur chemisé.

Pour des questions de performances, de fiabilit¢ et de cout de fabrication, la majorité des

moteurs de pompes sont de type a rotor noyé. Cette solution présente les caractéristiques

suivantes:
e Avantages:

— Relativement bon marché par rapport & un accouplement magnétique (un seul axe et un

seul jeu de paliers).

Fiable, sans frottements ni entretien. Comme pour ’accouplement magnétique I’étan-
chéité est assurée par une paroi fixe, en conséquence il n’y a pas de frottements supplé-

mentaires, l'usure et les risques de fuites sont quasi nuls.
e Inconvénients

— Exigeant un grand entrefer, cette caractéristique diminue le rendement du moteur.

— Limite le type de moteur employé pour entrainer la pompe (les moteurs & balais sont
exclus de toute fagon).

- Les performances du moteur sont conditionnées par le choix du matériau qui constitue
la chemise statorique (les matériaux ferromagnétiques sont exclus et les matériaux bons

conducteurs électriques provoquent des pertes importantes).

La plupart des moteurs actuels utilisés dans les pompes de circulation sont de type asynchrone
monophasé (petites installations) ou triphasé (moyennes et grosses installations). Ces moteurs
présentent d’une part l’avantage d’étre bon marché a produire et d’autre part de ne pas néces-

siter d’électronique de commande (pour un moteur monophasé un condensateur suffit).



Le rendement énergétique d'un moteur asynchrone de petite puissance est intrinséquement bas®

(de I'ordre de 50% pour un moteur triphasé et de 20% pour une variante monophasée). Lorsque
I'on associe un moteur de type asynchrone avec une variante de moteur chemisé, le rendement
du moteur se dégrade. Les mesures réalisées en laboratoire [18] sur un moteur asynchrone
monophasé d'une puissance électrique nominale de 80 W électrique montrent que le rendement

varie entre 17 et 40 % selon son point de fonctionnement.

1.3 Sources de pertes

Le rendement des pompes de circulation de petite puissance a été analysé dans le cadre du
projet RAVEL [26]. A la suite de ces mesures, les différentes sources de pertes d'une pompe
de circulation ont été déterminées et quantifiées (figure 1.6). Selon la puissance du moteur et
par conséquent de la pompe, la répartition des pertes du moteur et de la turbine change. La
figure (1.7) montre le transfert énergétique typique de deux pompes de circulation de 25 et 80
W (puissance électrique consommée). Pour la pompe de petite puissance (25 W), le rendement
du moteur atteint 20% alors que pour le moteur de 80 W, le rendement passe & 30%.

De plus la répartition des pertes change selon la puissance du moteur, Pour la pompe de 80W
les pertes Joule du moteur représentent la moitié des pertes totales et pour celui de 25 W elles

atteignent pratiquement les deux tiers.

100% - —— ——

[ | pertes du moteur
[ | pertes hydrauliques

puissance hydraulique

propartion de la pulssance
électrique consommés

Figure 1.6. Evolution de la répartition des pertes en fonction de la puissance [26).
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Figure 1.7. Bilan énergétique des pompes centrifuges de petite puissance [27].

Le mauvais rendement du moteur asynchrone de petite puissance (< 200 W) est entre autre di au rapport Glevé
entre 'entrefer et son diameétre d'alésage.



Du point de vue commercial, pour que le projet soit viable, il s’avére nécessaire que le moindre
colit d’exploitation d’une pompe de circulation a haut rendement compense le prix d’achat plus
élevé que celui d’une pompe classique. Par conséquent, ’économie d’électricité et surtout la
diminution du cout d’exploitation qui en résulte doit permettre de couvrir en quelques années la
différence de prix entre les deux variantes. Le tableau (1.1) compare le coit annuel d’une pompe
actuelle correctement dimmensionnée (par rapport a 'installation hydraulique), 2.5 fois sur-
dimmensionnée (moyenne) et enfin le cotit annuel d’'une pompe & haut rendement correctement

dimensionnée.

Puissance Consomation élect- coit d’exploitation
consommee rique annuelle (18 ct/kWh)
(moyenne)
(W] [kWh/an] [Fr/an]

pompe 2.5 fois surdimensionnée 90 405.0 72.90

pompe correctement dimensionnée 39 157.5 28.35

pompe & haut rendement et correc- 10 45.0 8.10

tement dimensionnée

Tableau 1.1. Consommation électrique et frais d’exploitation

1.4 Organisation du travail

Dans cette thése nous nous sommes essentiellement penchés sur P’analyse, la conception et
I’amélioration du rendement du moteur de pompe.

Tout au long des chapitres qui suivent, nous procéderons 4 une étude compléte d’un moteur
de pompe. Pour ce faire, nous analyserons systématiquement les éléments qui entrent en jeu
dans la conception d’un moteur de pompe de circulation. Le travail est divisé en trois parties

principales:

e Le chapitre 2 présente l'analyse électromagnétique compléte d’un moteur synchrone a ai-
mant permanent. Pour ce faire a4 partir des équations de base de I’électromagnétisme (éq.
de Maxwell), un modeéle analytique est élaboré. Celui-ci débouche sur une modélisation ana-
lytique de la distribution de l'induction dans ’entrefer, particulierement adaptée aux mo-
teurs 4 grand entrerfer (moteurs chemisés et moteurs a bobinage dans ’entrefer). Le calcul
des caractéristiques électromagnétiques montre les nombreuses similitudes existantes entre
un moteur & encoches et un moteur & bobinage dans I’entrefer. Finalement le bilan énergé-
tique qui compléte P'étude est effectué, en déterminant et quantifiant les différentes sources

de pertes d’un moteur.

e Le chapitre 3 présente ’analyse mécanique et thermique de ’environnement d’un moteur
de pompe. Dans un premiecr temps cette étude se limite a I’étude des frottements d’origine
mécanique et hydraulique. Dans une seconde étape, on s’attaque 4 des problémes délicats
tels que les vibrations générées par le moteur et le bruit acoustique qui en découle. Pour ce
point, on s’applique d’une part 4 déterminer et comprendre 'origine du bruit et de 'autre
a le diminuer, voire a le supprimer. Enfin I'étude thermique qui compléte le chapitre permet

encore de s’assurer que le moteur congu satisfait les contraintes thermiques.



Le chapitre 4 présente les propriétés des matériaux qui composent un moteur et propose
une méthode de dimensionnement adaptée aux moteurs chemisés. Deux exemples de dimen-
sionnements complétent le chapitre. La mesure des caractéristiques des moteurs congus et
construits permet de contréler non seulement le modele de calcul mais encore de s’assurer
de la conformité de la construction.

Enfin le dernier chapitre présente la synthése et la conclusion du travail réalisé. Il présente
les résultats obtenus, & savoir le rendement hydraulique total et effectue la comparaison
entre les pompes 4 haut rendement construites dans le cadre de ce travail avec les pompes
actuelles de puissance similaire.






Chapitre 2
Analyse électromécanique

2.1 Introduction

La détermination des caractéristiques magnétiques d’un moteur permet de prédire son com-
portement et ses performances en fonction de la commande électronique choisie. Ce chapitre
présente un modéle analytique original décrivant les propriétés électromagnétiques des moteurs
synchrones 4 aimants permanents avec et sans chemise. La modélisation comporte trois étapes
principales autour desquelles ce chapitre est articulé:

(1) Modeélisation de la distribution de l'induction dans I’entrefer.
(2) Calcul des caractéristiques électromagnétiques.

(3) Evaluation des différentes sources de pertes.

La distribution d’induction est déterminée d’une part par la géométrie du moteur et de 'autre
par les matériaux qui le composent. Lors de 'élaboration du modele, il s’agit de trouver un
compromis entre la complexité analytique et son adéquation avec le monde physique. Le calcul
des caractéristiques électromagnétiques ainsi que des pertes dans la chemise fait appel & une
fonction mathématique qui modélise la distribution de I'induction dans I'entrefer. Celle-ci est
déterminée & partir de la modélisation des lignes de champ du moteur. Enfin, le bilan énergétique
définit les différentes composantes des pertes et puissances du moteur synchrone afin d’en
optimiser le rendement.

2.2 Equations de Maxwell

Dans le domaine macroscopique, les équations de Maxwell permettent de lier les différentes
grandeurs physiques. Pour des fréquences de travail ne dépassant pas quelques dizaines de kHz
le vecteur déplacement électrique est négligeable; en conséquence, les équations de Maxwell

valables en régime stationnaire prennent la forme instantanée suivante:

rotd = J (2.1)
— - oB

E = - 2.2
rot ot ( )

dvB = 0 (2.3)
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avec
B induction [T],
H champ magnétique [A/m],
E  champ électrique [V/m],
J  densité de courant [A/m?].

champ magnétique variable

champ électrique
associé au champ
magnétique

matériau de résistivité p

I

E

courant induit

induction ou champ
magnétique générée
par les courants induits

Figure 2.1. Coexistance du champ magnétique et du champ électrique.

Ces équations, qui mettent en évidence la coexistance du champ magnétique et du champ
électrique (figure 2.1), sont complétées par les propriétés électomagnétiques des matériaux.

e Dans un milieu conducteur, la correspondance entre la densité de courant J et le champ
électrique E est donnée par la relation:
-~ 1 =
J=-.F (2.4)
0

avec
p résistivité du matériau [V/A].

e Dans un milieu donné, la relation qui lie I'induction et le champ magnétique est établie par
I’équation suivante:
B=ypo-p (H)-H+m (2.5)
avec
o perméabilité du vide (ug =4-7-1077) [Vs/Am],
i, perméabilité relative du milieu traversé [—],
m  aimantation rémanente du milieu [T).

~ Parmi les différents matériaux ferromagnétiques qui composent le moteur, on admettra
que seul I’aimant posséde une aimantation rémanente 77i non nulle. En conséquence pour
tout autre milieu 1’équation (2.5) devient:

— -

B =y pr H (2.6)

— Pour un aimant de caractéristiques parfaitement linéaires, I’équation (2.5) correspond
alors & la droite de retour de I'aimant (figure 2.2).

B =y phrg - (H+ HO) (2.7)
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avec
Ky, Derméabilité relative de 'aimant [—],
Hy champ magnétique rémanent [A/m).

droite de retour B T]

A
droite de charge By B;
point de fonctionnement
....... g I—— -
caractéristique approchée
caractéristique réelle
H[A/m]

-Hg Hc Ha
Figure 2.2. Modélisation des caractéristiques magnétiques de l’aimant.

L’application du théoreme de Stokes a 1’équation (2.1) permet d’écrire:

/J.d§=7{ﬁ.df (2.8)
JS

Ceci amene & la définition du potentiel magnétique © (grandeur scalaire).
2
O = / g-d (2.9)
1

Enfin I'application du théoréme de la divergence a P’équation (2.3) permet de définir le flux

magnétique ¢ (grandeur scalaire) ainsi que sa conservation dans un volume déterminé (figure
2.3).

® = /é-d§ (2.10)
de
H(e)
»B.dS /-2 s
R o{B.dS
\ s2
0=[H(e).de

Figure 2.3. Champ magnétique, flux et potentiel associés a un tube élémentaire de flur.

Sur la base de ces équations, il est possible d’énoncer les propriétés relatives aux lignes de
champ et aux tubes de flux magnétique:
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e Chaque ligne de champ sec referme sur elle-méme.
e Il n'y a pas d’intersection possible entre deux lignes de champ.

e Dans un milieu non conducteur, la somme des potentiels magnétiques associés a chaque
élément qui constitue une ligne de champ est nulle.

2.3 Définition du systéme de coordonnées

En utilisant les coordonnées cylindriques, la position d’un point est déterminée par un rayon
(r), un angle () et une distance axiale (z) choisie par rapport au centre du moteur (figure 2.4).

axe intermédiaire

zone de fuites

Figure 2.4. Représentation du systéme de coordonnées (ici pour 4 poles)

On peut alors définir les angles “géométriques” de position suivants:

e ¢ = 0, l'origine de ’angle de position ¢ correspond & I’axe interpolaire (transition entre deux
poles).
® ..., angle de fuite limite ou angle intermédiaire, ¢,;,, représente la frontiére entre le flux

principal et celui de fuites.

® ..., angle formé par Paxe polaire et 'axe interpolaire. Il représente I’angle géométrique
occupé par un demi-pole du moteur ou plus simplement, le demi-angle d’un pas polaire; il

est donné par la relation:

Pmaz = 2_1) (2‘11)
T
= 4. F
dae
avec
P le nombre de paires de péles du moteur,

dge le diametre externe de ’aimant,
Tp  le pas polaire calculé au niveau du diametre externe de ’aimant.
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La modélisation de la distribution de 'induction se limite & une paire de péles. On définit
encore 1" angle “électrique” #(p) donné en fonction de la position géométrique suivante.

O(p) =p-¢ (2.12)

D’aprés les définitions (2.11) et (2.12), une valeur de I'angle de position ¢ = ,,,,, correspond
4 un angle 6 = 7.

Remarque 1 Les effets de bord axiaur étant négligés par hypotheése, la position azxiale (z) n'a
pas d’effets. Dans un premier temps elle ne sera pas mentionnée lors de la modélisation de
Uinduction dans U'entrefer.

2.4 Circuit magnétique équivalent

2.4.1 Hypothéses relatives a I’élaboration du circuit

Un systéme électromagnétique peut étre représenté par un circuit magnétique équivalent dérivé
de la forme intégrale des équations de Maxwell. Le degré de complexité de ce circuit dépend des
hypotheéses relatives a la géométrie du systéme et aux propriétés magnétiques des matériaux
qu’il représente. L’élaboration du circuit magnétique du moteur fait appel a la modélisation de
la trajectoire du flux magnétique. Celle-ci se base entre autres sur les résultats obtenus pour
différents cas calculés numériquement par la méthode des éléments finis.

La représentation par un circuit magnétique d’un moteur synchrone 4 aimants permanents
chemisé ou non se base sur les hypothéses suivantes:

e Il n'y a pas d’effets d’extrémités; ceci suppose que le moteur est suffisamment long pour que
les variations axiales des champs électrique et magnétique (conséquence des effets d’extré-
mités) soient négligeables. Cette hypothése permet de ramener le circuit magnétique du mo-
teur 4 un systéme plan.

e L’arbre est considéré comme non ferromagnétique, en conséquence le modele analytique ne
tiendra pas compte du flux qui pourrait le traverser. Un arbre magnétique reste possible;
dans ce cas il est confondu avec la culasse rotorique.

e Le matériau qui constitue les chemises statorique et rotorique n'est pas ferromagnétique. En
effet un tel matériau provoquerait un court-circuit magnétique, donc une diminution notable
de l'induction dans ’entrefer. Par contre, un matériau électriquement conducteur est pris en
compte (ce qui suppose des pertes par courants de Foucault, cf. § 2.8.4).

o Le stator est lisse. Pour un moteur & encoches cela signifie que les effets magnétiques locaux
dus aux dents sont globalement pris en compte par le facteur de Carter [20], [14} Dans ces
conditions, la méthode de calcul utilisée pour déterminer I'induction dans ’entrefer pour
un moteur & encoches est analogue a celle utilisée dans le cas d’'un moteur 4 bobinage dans
Ventrefer (cf. § 2.4.3).

e L’aimant sera considéré comme annulaire {8} Cette simplification, qui est parfaitement va-
lable dans le cas d’une magnétisation paralléle, présente quelques réserves dans le cas d’une
magnétisation radiale. En effet, 1a construction d'un tel rotor peut s’effectuer de deux fagons
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différentes: la premiere consiste a utiliser un aimant de forme annulaire que ’'on magnétise
selon des secteurs déterminés. Leur nombre correspondant au nombre de poles du moteur. La
seconde, (appliquée surtout lors de la construction de prototypes) consiste a coller directe-
ment sur la culasse rotorique des aimants en forme de secteurs de cercle. Bien que la distribu-
tion de I'induction dans 'entrefer issue de I’application des deux constructions s’avere lége-

rement différente, la modélisation proposée ici ne prend en compte que la premiére variante.

La figure (2.7) représente le circuit magnétique associé & un moteur synchrone a aimants per-
manents.

2.4.2 Eléments finis

Le calcul numérique par la méthode des éléments finis permet de déterminer, pour une structure
géomeétrique et des propriétés magnétiques données, le champ magnétique et 'induction d’un
point de la structure. Bien que fiable, cette méthode de calcul s’avére un peu lente et n’est pas
spécialement adaptée a la résolution de problémes analytique. Dans le cadre de cette étude, le

calcul par éléments finis a les fonctions suivantes:

e Il controle la modélisation de la trajectoire des lignes de flux et en particulier les fuites.

o Il sert de base a la fonction mathématique qui approche la distribution de I'induction {com-

posante normale) dans l'entrefer.
e Il permet de controler ¢t limiter la validité du modeéle proposé.

La figure (2.5) montre la distribution des lignes de flux pour différentes structures et magné-
tisations. La modélisation des lignes de flux qui en résulte pour un schéma équivalent se base

sur les hypotheses et approximations suivantes:

e Dans 'aimant, les lignes de flux ont la méme direction que sa magnétisation.

e Dans I’entrefer magnétique, les lignes de flux principales sont des droites radiales et les lignes
du flux de fuites sont approchées par des arcs de cercle.

e Dans le cas d’un moteur a encoches, la trajectoire des lignes de flux dentaires est approchée

par des droites radiales.

e Dans les culasses rotorique et statorique, les lignes de flux sont distribuées uniformément.
Elles sont modélisées par des droites radiales et des arcs de cercles.

La précision de ces hypothéses dépend des caractéristiques magnétiques des matériaux. Ainsi
dans un milieu caractérisé par une perméabilité relative élevée (par rapport aux autres milieux
qui composent la structure) méme une erreur grossiére relative a la trajectoire des lignes de
flux n’influencera le résultat final que de quelques pour-cent.

Dans le cas d’un moteur synchrone 4 aimants permanents, c¢’est la précision avec laquelle les
trajectoires des lignes de flux sont modélisées dans I'aimant et I'entrefer qui fixe les limites du

mod¢le.
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culasse statorique

culasse rotorque

a: Moteur a encoches, arbre

b: Moteur a encoches,
aimantation parallele aimantation radiale

culasse statorique

bobinage A
. @-Q%ﬂfﬁib
2

TR R

N

arbre

c¢: Moteur a bobinage dans ('entrefer,

aimantation paraliéle d:Moteur a bobinage dans I'entrefer,
aimantation radiale

Figure 2.5. Simulation, a l’aide d’un programme de calcul par éléments finis, de la trajectoire
des lignes de flux, pour différents cas de structure et de magnétisation.
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2.4.3 Définition de ’entrefer magnétique

Dans le but de conserver la méme terminologie pour le moteur a encoches que pour celui 3
bobinage dans I'entrefer, on définit I’entrefer magnétique é,, ainsi que le diameétre de ’entrefer
magnétique dg, (figure 2.6).

e Pour un moteur & encoches, afin de tenir compte de la présence des pré-encoches, on aug-
mente virtuellement ’entrefer § en le multipliant par le facteur de Carter, k..

r
ke = —2F (2.13)
Te =0
avec
T, le pas dentaire,
_ )
T TR
s la distance entre deux pré-encoches.
dsa (dge d
| “bi =
rotor I s ] rotor - dse = dsi

I

{om

b
Vv Ziaah

J S.N\ dent \ j thOb
i
|

<
I8 S,
F 1
._i"_<_

bobinage

stator

\ H

a: moteur a encoches b: moteur a bobinage dans I'entrefer

Figure 2.6. Représentation de l'entrefer magnétique.

L’entrefer magnétique 6,, est donné par la relation suivante:

S = ke § (2.14)

En laissant le diamétre externe de 'aimant fixe, le diameétre de 'entrefer magnétique dg, est

donné par ’équation suivante:
dse = dsq - ke + (1 — k¢) - dge (2.15)
avec

dse le diameétre d’alésage (moteur a encoches),
dee le diamétre externe de ’aimant

e Pour un moteur a bobinage dans I’entrefer, la pecrméabilité du bobinage est équivalente a
celle de I'air. L’entrefer magnétique correspond a la somme suivante:

bm = 0 + hpop (216)

avec
hpop  ’épaisseur du bobinage (= dimension dans le sens radial)
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Dans ce cas, le diamétre de 'entrefer magnétique est confondu avec le diametre interne de
la culasse statorique dg.

dse = dy; (2.17)

avec
ds; le diametre interne de la culasse statorique (moteur a bobinage dans 'entrefer),

La figure donnée dans I’annexe (/) montre un résumé des dimensions géométriques d’un moteur
synchrone a aimants permanents utilisées dans le cadre de ce travail.

2.4.4 Circuit magnétique équivalent simplifié

Les hypotheéses relatives 4 la structure du moteur ainsi que les résultats obtenus par la méthode
des éléments finis ménent & I’élaboration d’un circuit magnétique simplifié (figure 2.7) associé
au moteur synchrone & aimants permanent chemisé ou non.

Le moteur ne présentant aucune dissymétrie géométrique ou magnétique, I'étude du circuit
magnétique équivalent se réduit & un demi-pole.

Ocsc .
- culasse statorique

Op ;

BT

Moteur a encoches Moteur & bobinage dans I—— ] T o
I'entrefer
Ensemble des L_

. circuits associés
culasse rotorique 5, fiyx principal

Ensemble des circuits ! T ®pob
associés au flux de
'| ©b

l@)
o5
I

aimant

\. % \\ fuites
circuit Ve : \ |
de fuites QNI 7+ X
* \\ 0o
) o L — oo
. ) circuit principal :

i
(Dhes,

Oai

encoches

' bobinage

I |

Gcre culasse rotorique

Figure 2.7. Modélisation du moteur et représentation du circuit magnétique équivalent associé
a un demi-pdle.

Le circuit magnétique associé & un demi-pdle se compose de deux groupes d’une infinité de
circuits élémentaires indépendants les uns des autres; le premier groupe représente le flux
principal et le second le flux de fuite. L’assimilation d’un circuit magnétique équivalent a chaque
angle élémentaire dy de position ¢ permet de calculer le champ magnétique et I'induction en
tout point du systéme (figure 2.8).
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ligne de flux . ® ‘axe interpolaire
AY

o
de position ¢p & \Ppim zone de fuites 2
N H |

7
.7 centre du péle
7/

. N _ T
’ ’ AN 2"pmax ~p

7 N
Figure 2.8. Représentation d’une ligne de flur associée a la position .
Le potentiel magnétique associé & un demi-pole est donné par la somme suivante:

e Circuit principal ¢, < ¢ < Vmas

0 = Ocsr(0)+ Oai(9) = Oa0() +Osm () + Ocss() (2.18)
—6111(99)

e Circuit de fuites 0 < ¢ < Yjm,

0 = Ocsr(0)+ Oui() — Oao() +00 () (2.19)
)

avec pour les différents potentiels magnétiques:

e Eléments liés au circuit principal et au circuit de fuites:

©¢sr chute de potentiel du circuit fer rotorique, Ocfr = Qe + Oprr,
Oq0  potentiel intrinséque de Iaimant,

O  chute de potentiel interne de ’aimant

O,  potentiel total de I’aimant

e Eléments liés uniquement au circuit principal:

Osn chute de potentiel de I'entrefer magnétique,
Ocss chute de potentiel du circuit fer statorique, O¢frs = Ocse + Ocsr,

e Eléments liés uniquement au circuit de fuite

O, chute de potentiel associée aux fuites de 'aimant.

2.4.5 Hypothéses relatives a la résolution du circuit magnétique

Le calcul analytique du potentiel magnétique associé & chaque élément du circuit, se base sur
les caractéristiques magnétiques des matériaux (perméabilité, aimantation) qui le composent.
Dans le but d’obtenir une modélisation aussi fidéle que possible, sans pour autant en alourdir

la description, on admet les hypothéses suivantes:
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e La perméabilité des différents matériaux est constante (méme en cas de saturation). On verra
au chapitre (4) que, lors du dimensionnement d’un moteur, l'induction dans les culasses
ct les dents est imposée. On calcule ensuite les dimensions géométriques du moteur qui
correspondent aux valeurs choisies.

e Les matériaux qui constituent le circuit magnétique du moteur ont des caractéristiques
magnétiques isotropes.

e Les caractéristiques des aimants sont parfaitement linéaires et connues. Les fuites au sein de
I’aimant sont négligées.

e Le courant de phase du moteur a une influence négligeable sur la distribution de I'induction
dans l'entrefer et sur les pertes fer. En effet, lors du fonctionnement en moteur, I'induction
dans l'entrefer, les culasses et les chemises peut étre localement modifiée par le courant de
phase. Le potentiel magnétique de I’aimant reste néanmoins nettement supérieur a celui du
bobinage. On signalera que cette derniére propriété est une des caractéristiques des moteurs

de petite puissance.

e Les courants induits dans les chemises statorique et rotorique sont suffisamment faibles pour

que leur influence sur la distribution de I'induction dans l’entrefer soit négligeable.

La résolution du circuit magnétique permet de déterminer I’induction maximale dans I’entrefer
ainsi que la valeur de ’angle intermédiaire. En conséquence la résolution compléte s’effectue
uniquement pour la position relative & 1’axe polaire.

La méthode de calcul et les valeurs des potentiels magnétiques du circuit principal et du circuit
de fuite sont donné dans ’annexe (11).

2.5 Distribution de I’induction dans ’entrefer

2.5.1 Modélisation de la distribution de I’induction dans ’entrefer

Les hypotheses relatives & la symétrie du moteur et aux propriétés des matériaux permettent
de définir une fonction mathématique qui modélise la composante normale de la distribution de
I'induction dans P’entrefer. Cette fonction, basée sur les simulations effectuées par la méthode
des ¢léments finis est valable aussi bien pour les moteurs & encoches que pour ccux & bobinage

dans I'entrefer [12]. Ses propriétés sont les suivantes:

e FElle est continue en tout point.

e Elle est périodique sur deux pas polaires (6 = 2 - 7).

o Elle est nulle lors du changement de pole (axe inter-polaire: 6 = £k - 7).

e Elle présente un maximum (minimum) au centre du péle (axe polaire: 8 = 5+ k- 7).
e Elle est symétrique (paire ou impaire selon le choix des axes).

L’'origine de la fonction est choisie de telle sorte que 8 = 0 corresponde a l'axe interpolaire (la
fonction est alors impaire). Selon le type de magnétisation de 'aimant (radiale ou parallele) la
fonction mathématique differe.
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Magnétisation radiale Dans le cas d’'une magnétisation radiale, parmi les différentes fon-
ctions de modélisation possibles on choisit la fonction “hyperbolique” f;;, donnée par la relation

suivante (figure 2.9):

-T1<6<0
fon(9) = (2.20)
WL Jg—=])—
[I_WJ'Bmaz 0<bo<m

Le facteur de forme f > 0, détermine ’allure de la fonction.

1 7 T T
7
! .
0sl fonction fon(0)
N N U T ps— f=1
I f=4 B
06 /A e f=10
i f=40
o4/ N\ e T
'_;' référence
— 02} sin(0) .
3E o .
0.2+ g
04f A
)
06 i1
[
-08f y /T
| /- /ll
1 i 1
0 1 2n

Figure 2.9. Allure de la fonction fy,(0) pour différentes valeurs de f et comparaison, pour f
unitaire, entre fyn(0) et sin(8).

La fonction de modélisation est définie par les deux parametres: B et f.

La valeur de I'induction maximale B,,.. est déterminée en calculant la valeur de ’induction au
niveau de I’axe polaire.

La valeur du facteur de forme “f” se calcule de facon & assimiler la “constante d’espace®” Tesp
de la fonction a la valeur de I’angle intermédiaire rapporté au nombre de poles (figure 2.10).
La relation entre I’angle limite et le facteur de forme est donné par I’égalité suivante:

Qum _ 1 [cosh(f) — 1
e T [ snh(7) ] (221

En analogie avec une fonction temporelle ou la constante de temps correspond a la pente a 'origine de la fonction
rapportée a sa valeur stabilisée.
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3

(Pmax

Figure 2.10. Correspondance entre la constante d’espace Teqp €t Uangle intermédiaire ¢y, .

La figure 2.11 montre la correspondance entre la valeur de ’angle limite rapporté au nombre
de poles du moteur et la valeur du paramétre f. Non transcendante, cette équation se résout

numériquement. Il est néanmoins possible de I'approcher par les deux fonctions suivantes:

(2 0< gm < 0.01
log,o(f) = ﬁ —0.4341 - In (—M&;) pour 0.01 < fmr < 0.186 (2.22)
1.1643 — 2.3339 - (M) 0.186 < Luw < 0.5

L’approximation est réalisée par la juxtaposition d'une fonction logarithmique et d’une fonction
linéaire. Le point de transition est déterminé de facon & conserver leurs pentes.

3 T T T T T T T T T

fonction exacte |
25 . .| — — — — approximation linéaire | 4

-—— —— approximation logarithmique

2 . 4

Kl 1 1 1 1 L 1 I 1 {

Figure 2.11. FEvolution du facteur de forme en fonction du rapport f‘-ﬁ“- (échelle logarith-

mique), équation exracte et approximations.
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Remarque 2 L’égalité (2.21) prend une valeur infinie lorsque le rapport :‘pm& tend vers 0.
L’allure de la fonction hyperbolique fy,(0) qui décrit la distribution de Vinduction dans lentre-
fer s’approche d’une fonction carrée lorsque le facteur de forme f croit. En raison de la faible
différence d’allure de la fonction fy,(60) pour une valeur de f supérieure a 100, la valeur maxi-
male du facteur de forme f prise en compte est fixée arbitrairement a 100.

De méme lorsque le rapport entre Q. €t Q.. $'approche de 0.5, la valeur théorique de f tend
vers 0. Comme Uallure de la fonction hyperbolique varie peu lorsque f est inférieur a l'unité,
on fize arbitrairement la valeur minimale du facteur f a1 .

Magnétisation paralléle Dans le cas d’'une magnétisation paralléle, en raison de la variation
du potentiel magnétique tout au long du poéle, la distribution de 'induction est modélisée par
une fonction sinusoidale (figure 2.9). Par analogie & une magnétisation paralléle, 'amplitude
de la fonction est déterminée en calculant la valeur de 'induction au niveau du centre du pole

2.5.2 Deétermination de I’angle intermédiaire

L’angle intermédiaire ou angle de fuite ¢, représente la transition entre une ligne de flux
principale et une ligne de flux de fuite. Il est déterminé en comparant, au niveau de I'axe
intermédiaire, la chute de potentiel associée au circuit de fuites a celle du circuit principal. A
partir de (2.18) et (2.19), on obtient:

eﬁm(wlim) + @Cf.S(‘rolim) = eﬂ(‘plim) (223)

Remarque 3 La méthode utilisée pour calculer Uangle de fuite tient uniquement compte des
caractéristiques du stator et de 'entrefer.

En introduisant les valeurs des différents potentiels magnétiques calculés dans I'annexe (I1),
dans I’équation (2.23), on obtient les relations suivantes:

e Moteur a encoches:

dsa : kC - (dSi — dsa) [ . (Sin((rolim)) < dSi : ((pmaz — ¥ ‘m)
In +1—k. |+ = QYim" | T — arcsin | ——= | — s
< dae (‘) Hrf e kf «Zn - by Pim Plim (dse - d-s‘i) “ Mg kf

(2.24)

e Moteur & bobinage dans |’entrefer:
dsi [ Sin(@rim) de * (Prmaz — Piim)
In —s) = Qlim [71' — arcsin ( ) — oL n 2.25
(dae Plim Plim (dse - dSi) “Mpg kf ( )

ds; le diameétre interne de la culasse statorique (moteur & encoches),
dse le diameétre externe de la culasse statorique,

by la largeur d’une dent,

Kry la perméabilité relative du fer,

ky  le coefficient de foisonnement des toles.

avec

Les relations (2.24) et (2.25) sont résolues numériquement. Toutefois, en raison de la valeur
élevée de la perméabilité relative des toles, la chute de potentiel dans la culasse statorique a
peu d’influence sur la valeur de ’angle limite.
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En conséquence 'approximation suivante, valable aussi bien pour les moteurs a bobinage dans
I’entrefer que pour ceux & encoches, est réalisée de fagon a minimiser l'erreur pour un rapport
dse/da; inférieur & 2.57.

d
Olim = 0.55 - In <li> +0.01 (2.26)

Gge
La figure (2.12) montre P’évolution de I’angle limite en fonction de l'entrefer magnétique. Le
calcul est réalisé en utilisant I’équation “exacte” (eq. 2.25 et 2.24) ainsi que son approximation
(eq. 2.26).

h 7 o
- "__;—:‘;
e
0.7+ " 1
06 i
051 )
1
g ——— approchée (
E oal — —-— ‘“exacte” pour mfer=100 4
2 |\ S “exacte” pour mfer=500
..... - “gxacte” pour mfer=10'000
03r i
02} |
01 )
/
0 1 1 L L L L y
10 15 20 25 35 40 45 5.0

3.0
$e 1

Figure 2.12. Fvolution de l'angle de fuite en fonction de [Uentrefer magnétique, avec
dse/ds; = 1.1.

2.5.3 Induction maximale dans 1’entrefer

L’application des hypothéses relatives aux propriétés des matériaux et a la trajectoire des lignes
de champ permet de calculer, le potentiel magnétique des différents éléments qui constituent le
circuit magnétique associ¢ au circuit principal.

Dans le but d’alléger la notation et de permettre la transposition des résultats obtenus a des
moteurs de différentes tailles (I'induction suit les lois de similitude) on introduit les rapports
suivants:

Soit « le rapport entre le diamétre externe de ’aimant et son diameétre interne:

(2.27)

Le modele analytique est valable uniquement lorsque ’entrefer magnétique est inférieur & la moitié du pas polaire.
Pour un moteur ayant une seule paire de poles, le rapport dge/dse maximum vaut 7/2 + 1.
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et A le rapport entre le diameétre de I’entrefer magnétique et le diameétre externe de 'aimant:

dée
A= (2.28)

Pour une magnétisation radiale ou paralléle, I'induction d’entrefer associée a I’axe polaire By,

est donnée par la relation suivante:

1-17. Hy d
Bap(d) = -] : L= dae < d < dge (2.29)
i [Xé + Xbob T Xes + Xai T Xcr] d
avec
moteur a bobinage
In(A) dans 'entrefer
Xbob + X6 = pour
1 T (dui—dua
In (/\) + oKy ' [ ﬁzn'bd )}
moteur a encoches
_ 1 d Qz —n?
1 . et .
7o In (k) magnétisation radiale
Xai = | | pour
o [1 - ;] magnétisation paralléle
1 d ¥ fre s T
e [1 -t %_1} magnétisation radiale
Xer = 1 pour
.#_17 . [1 - %_L + ‘p""”'(‘p"“‘;;arfcos("uv»:I magnétisation paralléle
r ai . -
et

d,;  le diamétre interne de ’aimant
dr; le diameétre interne de la culasse rotorique (diameétre de l'arbre)
H.o la perméabilité relative de 'aimant

Remarques et limitations

e Dans le cas d’'une magnétisation paralléle, la relation (2.29) est valable tant que 'inégalité

sulvante est satisfaite:

In () < (“—2 1+ l) 2 (2.30)

g %) tira

e L’analyse de I’équation (2.29) montre que dans le cas d’une magnétisation radiale, 'induction
s'annule lorsque le rapport « est unitaire ou s’1l tend vers I’infini. Paradoxalement ’induction
diminue lorsque la longueur de 'aimant augmente; en fait comme le diamétre externe de
P’aimant est fixé, le potentiel magnétique associé a un demi-pole ne peut pas excéder la valeur

maximale G4, telle que:

d
Oum = % - Hy (2.31)



Lorsque le diameétre interne de 'aimant diminue, le potentiel magnétique n’augmente pra-
tiquement plus alors que la chute de potentiel interne de 'aimant continue de croitre; en
conséquence le flux magnétique produit par I'aimant diminue.

En négligecant la chute de potentiel dans les culasses rotorique et statorique, il est possible
de déterminer, pour une valeur du rapport A donnée, le rapport x optimal, Kop qui produit
I'induction maximale.

In (’\) “Hpq T 1= Kopt — In (Kopt) (232)

Lorsque le rapport & est supérieur a la valeur optimale, la modélisation de la trajectoire des
lignes de flux dans 'aimant ne correspond plus 4 la réalité. En conséquence le modéle ana-
lytique n’est plus valable. La figure (2.13) montre, pour une magnétisation radiale, 1’évolu-
tion du rapport Koy en fonction du rapport .

Contrairement au cas relatif & la magnétisation radiale pour lequel on peut déterminer
un rapport x« optimal, I'induction maximale issue d’'une magnétisation paralléle augmente
continuellement avec le rapport x. Cette différence est uniquement liée au calcul de la chute
de potentiel interne de 'aimant ;.

28 : i i

26 | . . .

22} - : .

xopt [-]

20+ R

184 . . . 4

1.6 - : 4

14 | . . 4

12} 4

1 1 1 ! 1 1 1 1 1 1

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 07 0.8 09 1.0
In(A) . pra -]

Figure 2.13. Evolution du rapport kop qui donne l'induction marimale.
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2.5.4 Facteur de correction associé a4 une magnétisation radiale

Le calcul théorique de I'induction, déterminé par 'eq. (2.29), donne de bons résultats lorsque le
rapport entre ’angle intermédiaire et I’angle d’un demi-pdle est faible®. Par contre, si ce rapport
augmente, le modéle analytique devient imprécis car il ne tient absolument pas compte de la
déviation des lignes de flux au voisinage de 'axe intermédiaire. Dans I'impossibilité d’établir
de facon simple un modele analytique qui prenne compte de ce fait, on introduit un facteur de

correction f. [17]. L'induction maximale corrigée d’un point de I'entrefer devient:

Bapc = fe- Bap (2.33)

L’élaboration du facteur de correction se base sur les constatations suivantes:

e Il dépend du rapport entre ’angle de fuite et I’angle d’un pole (ﬁ“"—)

maxr

- Pour: (ﬁm‘—) = 1, cela signifie que le flux magnétique -composé uniquement de fuites-

produit par I'aimant ne traverse pas la culasse statorique. Il en résulte que le facteur de

correction doit étre lui aussi nul.

- Pour: lim (ﬁ“u—) — 0, cela signifie que les fuites sont négligeables; en conséquence le

maxr

facteur de correction vaut 1.
e Il dépend de la position dans I’entrefer.

— Pour: d = dge (proximité immédiate de 'aimant), la valeur de la composante radiale
de I'induction n’est que peu sensible aux fuites car les lignes de flux (principales et de
fuites) qui quittent ’aimant sont radiales. Il en résulte, que pour d = dge, la valeur du

facteur de correction est unitaire.

— Pour: d = ds. (au niveau de la culasse statorique), seul le flux principal est présent;

c’est en ce point que le facteur de correction a le plus d’influence.

Ces constatations permettent d’établir un facteur de correction empirique qui satisfasse les

conditions citées précédemment. Celui-ci est donné par:

. d‘—dae man
el =) ) a3

Le factcur m est déterminé de fagon a minimiser l'erreur au niveau de la culasse statorique

(d = dge) et celle du facteur n de fagon & réduire 'erreur au milieu de 'entrefer magnétique
dsm = d_(;L)‘Z 5. Ce sont les valeurs de m = 0.4 et n = 1.5 qui donnent les meilleurs résultats.
La figure (2.14) montre pour d = dgy, et d = dg. I’évolution du facteur de correction en fonction

du rapport entre ’angle de fuite et I’angle d’un demi-péle.

Le rapport entre I’angle limite et ’angle d’'un demi pole n'excéde pas 15%.
Pour un moteur a bobinage dans I'’entrefer, lorsque le rapport A est élevé, on considere que le milieu de I’entrefer
magnétique correspond pratiquement au diamétre moyen du bobinage.
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Figure 2.14. Valeur du facteur de correction en fonction du rapport entre l'angle limite et
celus d’un demi-pole.

2.5.5 Validation du modéle

La comparaison des résultats obtenus entre le calcul analytique et une résolution numérique
réalisée par la méthode des éléments finis est réalisée. En raison de I’hypothése relative au
stator lisse, scules les variantes des moteurs a bobinage dans I’entrefer seront comparées. La
comparaison a été effectuée pour les valeurs suivantes:

e Le nombre de paires de pdles du moteur varie entre 1 (magnétisation radiale et parallele) et 4.
e Le rapport s varie entre 1.1 et 2.5.
e Le rapport A varie entre 1.1 et 1.6 selon le nombre de péles du moteur.
e Les caractéristiques magnétiques de 'aimant sont:
- B, = 1.1, I'induction rémanente de I'aimant [T,
~ Mpq = 1.1, la perméabilité relative de I'aimant [-].

e Les dimensions géométriques ainsi que les propriétés magnétiques des culasses ont été im-

posées’.
dee = 15.1073 | le diameétre externe de 'aimant [m],
- dri=4.1073 , le diametre de 'axe [m)],

La perméabilité relative du fer est suffisamment élevée pour que la chute de potentiel magnétique des culasses
soit négligeable par rapport & celle de Pentrefer.
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dse = 30.1073 | le diamétre externe du moteur [m],
- ey = 1000 , la perméabilité relative des culasses [-],
kr=1 . le coefficient de foisonnement [-].

La comparaison de 'induction maximale entre le calcul analytique issu du modele théorique
ct la simulation numérique réalisée par la méthode des éléments finis est effectuée pour les 3

positions de 'entrefer suivantes.

[ ] dl = dae + 0-4 . 10-3 m
o dy =dsm
L d3 = dée

En raison des nombreuses comparaisons effectuées, on ne présentera ici que quelques résultats
relatifs & ds,y,.
Les figures (2.15) et (2.17) comparent I’allure de la distribution de I'induction dans l’entrefer

calculée par la méthode des éléments finis et par le modele analytique.

Les figures (2.18) et (2.19) comparent 'amplitude maximale de I'induction calculée selon la
méthode des éléments finis et selon le modéle analytique.

Le cas relatif a la figure (2.17) (4 paires de poles, k = 1.8, A = 1.3) montre les limites du modéle.
Bien que lallure de la fonction calculée par le modéle analytique corresponde relativement bien
a celle obtenue par la méthode des éléments finis, sa valeur reste néanmoins trop élevée.

On notera cncore qu’une telle solution n’est pas trés rationnelle car pour des mémes rapports
k et A, Iinduction obtenue pour p = 4 est de 26% inférieure a celle obtenue pour p = 1

(magnétisation radiale).
2.5.6 Remarques

Cette méthode de calcul de l'induction dans D’entrefer convient autant pour les moteurs a
bobinage dans l’entrefer que pour ceux & encoches (a condition de négliger I'influence des pré-
encoches). On notera que le facteur de correction proposé est inutile dans les cas suivants:

e Le rapport entre I’angle intermédiaire et I’angle d’un demi-pdle est inférieur a 15%.
e Le rapport entre la longueur de I’aimant et le pas polaire est inférieur & 16%.

Les observations des différents résultats laissent supposer que la longueur de I’aimant a aussi une
certaine influence sur 'angle intermédiaire. Ainsi, lorsque I'entrefer magnétique est important
et que la longueur de 'aimant est faible, I'angle intermédiaire calculé est surestimé; comme ce
cas produit de toute fagon une induction faible, il n’en a pas été tenu compte ici.

Dans le cas d’une magnétisation parallele, 'induction calculée par le modele analytique est
légérement sous-estimée lorsque I'entrefer magnétique est faible.
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Dans le cas d'un moteur ayant une seule paire de poles, pour des mémes rapports £ et A,
la magnétisation paralléle produit une induction maximale plus élevée (surtout si le rapport
K est important) que celle obtenue pour une magnétisation radiale. Par contre du point de
vue de la forme de la distribution de l'induction, une magnétisation paralléle produit une
forme sinusoidale alors qu’unc magnétisation radiale engendre une forme plus carrée. Clest
essentiellement les caractéristiques électromagnétiques qui départagent les deux solutions.

Dans le cas d’une magnétisation radiale, la valeur maximale du rapport & admissible pour un
rapport A donné peut aussi étre limitée par I'induction maximale admise dans la culasse roto-
rique. En effet, selon les propriétés magnétiques intrinséques de 'aimant (By, fi,.,) 'induction
calculée au niveau de la culasse rotorique peut devenir prohibitive. Ainsi par exemple, pour le
cas représenté sur la figure (2.16), 'induction maximale calculée au niveau de la culasse roto-
rique est de l’ordre de 2.5 T. En conséquence, lors de la détermination du rapport £ maximal,
il s’avere donc nécessaire de prendre en compte non seulement la valeur du rapport A mais en-
core les caractéristiques magnétiques de I'aimant et du fer. Ce second cas de limitation sera
pris en compte lors du dimensionnement (§ 4.4.3).
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Figure 2.15. Distribution de l'induction au milieu de lentrefer magnétique pour x = 1.8,

A = 1.3 et une magnétisation paralléle.
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Figure 2.16. Distribution de l’induction au milieu de l'entrefer magnétique pour k = 1.8,

A = 1.3 et une magnétisation radiale (p =1).
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Figure 2.17. Distribution de Uinduction au milieu de 'entrefer magnétique pour k = 1.8,

A = 1.3, une magnétisation radiale et pour différents nombre de paires de poles.
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2.6 Tension induite

2.6.1 Hypothéses et méthode de calcul

La tension induite qui caractérise un systéme électromagnétique est la conséquence directe de
I'interaction entre le champ magnétique produit par I'aimant et le bobinage statorique. La
méthode de calcul de la tension induite présentée ici consiste a calculer analytiquement, en
fonction de la position, le flux qui traverse chaque spire du bobinage (figure 2.20). La tension
induite qui en résulte correspond a la variation temporelle du flux; elle est obtenue par la
dérivée, par rapport au temps, du flux magnétique.

G

b

Figure 2.20. Surface balayée par une spire.

Le calcul de la tension induite ainsi que du couple électromagnétique s’effectue sur la base des

hypothéses suivantes:

e Lors du calcul des caractéristiques électromagnétiques d’un moteur a bobinage dans I’en-
trefer, on néglige les variations radiales de la distribution de 'induction dans ’entrefer. En
d’autres termes, on néglige la hauteur du bobinage (ce qui correspond & ’épaisseur dans le
sens radial) en ne calculant la distribution de 'induction que pour le diamétre moyen du

bobinage.

e Le régime de fonctionnement du moteur est quasi-statique. La tension induite, de méme que

le couple électromagnétique, sont déterminés pour une vitesse de rotation constante.

La modélisation de la distribution de I'induction de méme que la répartition du bobinage sont
des facteurs essentiels dans le calcul des caractéristiques électromagnétiques du moteur. Le
modeéle proposé distinguera le cas d’'un moteur 4 encoches de celui d’un moteur a4 bobinage

dans ’entrefer.

2.6.2 Flux totalisé associé & un moteur a encoches

Dans le cas d’'un moteur muni d’encoches, les conducteurs qui forment les différentes bobines
associées a une phase sont logés dans les encoches. Selon les cas et essentiellement dans le but
de diminuer le couple réluctant, ces derniéres sont parfois inclinées (figure 2.21). Pour cette
configuration, il est nécessaire de prendre en compte 1’évolution axiale de I'induction le long de
la machine. Bien que le cas relatif aux encoches inclinées ne soit pas abordé ici, le raisonnement
reste semblable a celui appliqué dans le cas des encoches droites.



encoches droites encoches inclinées
centre du pble

Figure 2.21. Encoches droites et inclinées.

En faisant abstraction des pré-encoches, 'ouverture beta (angle magnétique) qui caractérise
une spire rectangulaire correspond a ’équation suivante (figure 2.22):

(2.35)

avec
S I'ouverture de la bobine (exprimée en encoches),
p  le nombre de paires de poles du moteur,
Z, le nombre d’encoches.

flux créé par le rotor

el
A

toutes les spires logées
sont traversées par le

:
;
méme flux N |
|
i
|
|
I
|
|

Figure 2.22. Modélisation des spires pour un moteur & encoches.

Comme les dents canalisent le lux magnétique produit par I’'aimant, chaque spire qui constitue
une bobine est traversée par le méme flux. En conséquence, 'ouverture beta des différentes
spires qui composent une bobine ne varie pas. Le flux totalisé qui traverse une bobine composte
de N, spires en série correspond simplement au produit du flux magnétique qui traverse une
spire par le nombre de spires.

0u+2 ©

T 2 . g

\1/(9,,)=N5,,-?”./9 oty VB-sin(v-6) (2.36)
MG v=1

z
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avec
Tp le pas polaire du moteur (calculé au niveau du diameétre d’alésage),
YDB la valeur du fondamental de I'induction de rang v calculée au niveau
du diameétre d’alésage.
8, la position du centre de la bobine

Apreés résolution, on obtient:

2 —'B , . .
U (6,) = ;-Nsb-zw-rpzj- ks -sin (v - 6y) (2.37)
v=]

Le facteur de raccourcissement, ks est défini comme le rapport entre le flux totalisé obtenu pour

une spire raccourcic et celui obtenu pour une spire diamétrale (ouverture de 7).

Yk = sin (1/ . -g) (2.38)

La figure (2.23) montre I’évolution du flux totalisé en fonction de 'ouverture de la bobine pour
une distribution de 'induction “hyperbolique™ (f = 6). On remarque que plus cette derniére
est proche de 7 (sa largeur circonférentielle est proche du pas polaire) plus le flux totalisé est
important. De méme le flux totalisé obtenu pour une ouverture de bobine de 4'7” est équivalent

a celui qui traverse une bobine dont ’ouverture est complémentaire & 2 - 7 a savoir de 2Z.
3
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Figure 2.23. Evolution du flux totalisé d’une bobine en fonction de son ouverture (3. Dans
Uencart figure la distribution de l'induction b(0) prise en compte dans le calcul de V.

2.6.3 Flux totalisé associé & un moteur a bobinage dans ’entrefer

La famille des moteurs & bobinage dans l’entrefer se répartit en deux classes: la premiére
comporte les bobines rectangulaires et concentriques et la seconde les bobinages dits “auto-

porteurs” ou en “panier” (figure 2.24).



Figure 2.24. Bobinages dans 'entrefer de type “panier”.

Bobinage “rectangulaire”:

Ce bobinage consiste a juxtaposer, le long de la culasse statorique, des bobines de forme rectan-
gulaire. Dans le cas d'un bobinage a bobines adjacentes (le cas relatif & un bobinage superposé
ne sera pas traité) la surface d’une spire est directement liée & sa position au sein de la bobine
(figure 2.25). Pour un nombre de spires Ng d'une bobine donnée, le flux totalisé dépend de
I'étalement ay, de la bobine (angle électrique).

2. by

Oy = —— ] (2.39)

uin

avec
b la largeur de la bobine,
dym e diamétre moyen du bobinage.

- i .l
s Ple)
- * " conducteur de
T f , position o
oa A | i T
ay | ww EERTE L R
1 |
! ,
2| 3| tw, : g
- L | —
' |
|
| .
= i —
__T____'__ ! "i
! ! -
. | I
i

= U S SH,

Figure 2.25. Modélisation du bobinage rectangulaire.
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Par analogie aux moteurs a encoches pour lesquels le flux totalisé d’une bobine est caractérisé
par le facteur de raccourcissement, le flux totalisé d’'un moteur a bobinage concentrique corres-
pond a ’équation suivante (le détail des calculs figure & 'annexe I11):

. 3 d X v
\I](gb) — EG_(LJ\I;:)—(LU?" Z TB v ks . Sin(l/ . ()) (240)

v=1l

= e [ (e o)) e (3 o)
UL S (,,. (%_aw))}
bt foos (v (S - ) - eos (v )] (2.41)

ol kg, représente le facteur de développantes; il est donné par le rapport suivant:

avec

/ ldev
by

kgw = (2.42)

avec
hgev la longueur axiale des développantes (hors de la longueur active),
€ le rapport entre la longueur active du moteur et le diamétre moyen du
bobinage, ¢ = El“-“—

La valeur du facteur kg, est comprise entre 0 et 1; la valeur nulle correspondant a4 un moteur
sans développantes et la valeur unitaire & une hauteur de développantes égale a la largeur de la
bobine. Du point de vue électromagnétique, une hauteur de développantes supérieure (kg > 1)
n’a aucun sens.

Contrairement aux variantes & encoches, pour lesquelles le facteur de distribution est unique-
ment fixé par Pouverture des bobines, dans le cas d’'un bobinage concentrique, le facteur de
distribution associé est fonction de I'¢talement «,, des bobines, du rapport & ainsi que de la
hauteur des développantes représentée par le facteur kgy,,. On notera que ces deux derniers pa-
ramétres sont étroitement liés: en effet, plus le moteur est long, plus I'influence du facteur de
développantes diminue.

Pour un moteur & bobinage concentrique, les possibilités de bobinage sont restreintes; dans le
cas d’un moteur triphasé, les deux configurations les plus utilisées sont les suivantes:

. R , . . . 2.
(1) p paire de poles et 3 - p bobines, donc une ouverture de bobine de <.

(2) 2. p paires de poles et 3 - p bobines, ce qui correspond & une ouverture de bobine maximale

in
de 3 -

Bien que la variante 4 4 paires de poles et 9 bobines soit aussi possible, elle n'est pas employée,
d’une part en raison de la force radiale qui résulte de I’asymétrie du bobinage (cette force se
compense dans le cas 16 poles et 18 bobines) et d’autre part en raison de ses performances
électromécaniques médiocres. (Elle sera tout de méme mentionnée dans le tableau 2.2) .

Pour un moteur biphasé, on mentionnera la solution a 3 paires de poles et 4 bobines, particulié-
rement intéressante. Relativement aux variantes triphasées, la figure (2.26) montre 1'évolution
du facteur de distribution en fonction des parameétres au,, € et Kgy,.
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Figure 2.26. Fvolution du facteur de distribution en fonction des paramétres qy,e €t kgy-
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Remarques:

e Dans le cas d’'un moteur de rapport € élevé ou plus simplement lorsque les conducteurs
transversaux (développantes) se trouvent hors de la longueur active du moteur (kg,, = 1), le
facteur de distribution décrit par I’équation (2.41) devient:

L [cos (¥ - (Bg — 2 aw)) — cos (4 - By)]
$ g U

(2.43)

Dans ce cas, le facteur ks est alors indépendant des dimensions du moteur.

N

e Lorsque l'ouverture initiale (3, est supéricure & 7 (4 poles et 3 bobines), le facteur ks pré-
sente un maximum qui rappelle que le flux maximum est obtenu pour une spire d’ouver-
ture diamétrale. En conséquence et relativement au facteur de distribution, la configuration

4 poles et 3 bobines se révéle plus avantageuse que la variante 2 poéles et 3 bobines.

e L’optimisation d’un tel bobinage dépend essentiellement du choix des critéres tels que la
longueur axiale des développantes, le couple maximum pour un volume donné, ou encore le
meilleur rendement Joule. Pour ce dernier critére, 'optimisation du bobinage est directement
liée & I'optimisation du facteur ke défini par le rapport suivant [9]:

km

kem = T
v Bph

(2.44)

avec
km la constante de couple du moteur (cf. § 2.7.1),
Ry, la résistance ohmique d’une phasee.

Lorsque 'influence des développantes est négligeable, (¢ > 5 ou kg, > 0.75) le rapport kep,
optimum est atteint pour une valeur a,, = 0.233 - m (angle électrique) pour la configuration
2 poles et 3 bobines et oy, = 0.526 - 7 pour la variante 4 poles et 3 bobines. Les facteurs
de distribution valent alors respectivement 0.625 et 0.849. Pour un diameétre moyen, une
longueur axiale des développantes et une longueur active identiques, le rapport ke, obtenu
pour la seconde configuration est nettement meilleur (figure 2.27).

Bobinage “auto-porteur” ou “en panier”:

Cette famille de bobinage, directement dérivée des bobinages employés dans les moteurs a
collecteurs dits “moteur a rotor sans fer”, englobe les bobinages de forme triangulaire et en
forme de losange. La principale caractéristique de ces bobinages est d’une part de diminuer les
développantes et de I'autre de rendre I’ouverture des spires indépendante de la largeur d’une
bobine. On mentionnera encore que ces bobinages ne nécessitent pas de support (d’ou le terme
auto-porteur). Dans le cas d’un bobinage en panier, toutes les spires qui constituent une bobine
sont identiques (figure 2.28); seule la position de leur centre 6, varie selon la position angulaire
« (angle électrique).

Bien qu'un bobinage auto-porteur ne soit pas exclusivement réservé a une ouverture diamétrale
des bobines, cette famille de bobinage reste essentiellement employée pour le cas d’une paire

de péles associée a une ouverture (3, de 7.
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kem

0 ! i 1 1 1 1
0 0.1.1t 02.n 03.n 04.m 0.5.n 06.m
aw [rad]

Figure 2.27. Fvolution du facteur kep, pour kg = 1 et € comme paramétre. (Calcul effectué
pour dym = 24 mm, hyop =2 mm, By = 0.6 T et p,,, = 1.8-107°Qm).

Le flux totalisé d'une bobine composée de Ny, spires est donné par la relation suivante:

lact * Nsp - dum <= VB

U(g,) = -t tsb Cwm Y — ¥ ks -sin(v - 0) (2.45)
p v=1

avece:

le facteur ks associé a une forme losange

4-Ti‘i‘,~sin(&’é£)~[cos(i’igu.(%_l))_cos(%ﬂ

Ykeo = 2.46)
56 , o (
’ V2 - By - sin (5F)
le facteur ks associé a une forme triangle
o 8edsin(2g2) sin (M 4o ) sin ()
kop = (2.47)

V2 -y - By - sin (%)
Contrairement au bobinage concentrique, pour lequel il est nécessaire d’optimiser la largeur
des bobines, dans le cas d’'un bobinage auto-porteur, une valeur d'étalement a, différente de
la valeur maximale oy, mez est sans fondement.
2-7m-p
aw_max = - (2.48)

2-m
La figure (2.29) montre I'évolution du facteur de distribution en fonction du rapport entre la
longueur axiale du bobinage et la longueur active du moteur. Lorsque la longueur du bobinage
est égale 4 la longueur active du moteur, le flux totalisé calculé pour un bobinage constitué de

Ny, spires en triangle est identique & celui déterminé pour des spires en forme de losange.
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forme losange forme triangle

Figure 2.28. Modélisation des bobinages “auto-porteur”.

Le facteur de distribution prend alors la forme simplifiée suivante:

4 -sin (2s2) . [1 — cos (1/- %‘l)]
ukSI[ —

2.4
w=luer 1/2 s Qe BO . Sin (U_Q"r) ( 9)

Par analogie aux moteurs & bobinage rectangulaire, la mise en place du facteur ke, et surtout
I’étude de son évolution en fonction du rapport entre la longueur axiale du bobinage et la
longueur active du moteur permet de comparer et d’optimiser les deux variantes (figure 2.30).
Dans le cas d’'un bobinage auto-porteur, lorsque la longueur axiale du bobinage est supéricure
a la longueur active du moteur, le choix des spires de forme triangulaire ou losange dépend
cssentiellement du rapport €. Ainsi par exemple, pour un moteur long (¢ > 5), lorsque la
longueur axiale du bobinage est de 5% supérieure a la longueur active du moteur, la forme
losange s’avére plus intéressante que la forme triangulaire.

Par contre lorsque la longueur axiale du bobinage est équivalente 4 la longueur active du moteur,
les spires de forme triangulaire permettent une meilleure optimisation du rapport ken,, que les
spires de forme losange. Cette différence est encore accentuée lorsque le rapport ¢ est faible.
En effet, lorsque ’on compare la longueur d’une spire associée a la forme triangulaire a celle

issue d’une forme en losange, le rapport des longueurs est alors le suivant: (cf § 4.4.5):

2 .2
lsp_<> B \/lw+4 T pwm (250)

l - 2 2
sp-5 lw + prm

avec
Tpwm e pas polaire calculé au milieu du bobinage,
P p p o
lsp_o la longueur d’une spire de forme losange,
lsp_n la longueur d’une spire de forme triangulaire.
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Figure 2.29. Fvolution du facteur de distribution en fonction du rapport entre la longueur du

bobinage et la longueur active.
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Figure 2.30. Evolution du facteur kem en fonction du rapport entre la longueur axiale du

bobinage et la longueur active du moteur.
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2.6.4 Calcul de la tension induite

La tension induite d’une bobine est dircctement liée a la notion de vitesse. La tension induite
associée & une vitesse et & une position instantanée 8, du centre de la bobine s’obtient en dérivant

I’équation du flux totalisé par rapport au temps. Pour une bobine, la tension induite vaut:

dv(9) db
Uep(8) = % T (2.51)

avec
w=Q-p

Aprés résolution, I'équation (2.51) prend la forme générale suivante:

Nap - dm + lget - @
Ugp(By) = —S2—m  tact Z YB-ks(v) - cos(v - 8y) (2.52)
p v=1
avec
dyn =dss moteurs a encoches

= dym moteurs 4 bobinage dans ’entrefer

L’étude de I’équation (2.52) montre que le déphasage entre la tension induite et la distribution

de I'induction dans I’entrefer vaut % (figure 2.31).

T T T T T T T T T

induction
Bimax : flux totalisé

— — — —— tension induite ; |

Uemax

b(8), y(8b). Ue (0 1)

]

¥ max

'Bmax

0 02n 04n 06n 08n n 12=x 14 = 16 = 18n 2n
Ob [rad)

Figure 2.31. Induction, flux totalisé et tension induite pour un moteur & encoches et une
ouverture de ZT”



2.6.5 Tension induite de phase

Une phase du moteur résulte de la mise en série des différentes bobines qui la constituent. La
tension induite de phase correspond alors 4 la somme vectorielle des tensions induites relatives

a chaque bobine (figure 2.32).
l\!bnl:

Ue(Bpn) = > Uet(Bon) (2.53)
n=1
avec
By, la position du centre de la phase
O la position de la n®™¢ bobine

En conséquence, la tension induite de phase dépend d'une part des caractéristiques électro-
magnétiques des bobines qui la composent et de ’autre de leur répartition spatiale. Pour une
phase composée de q bobines identiques déphasées entre clles d’un angle e (angle électrique),
la tension induite de phase u, est donnée par la relation suivante.

o
Ue(Opn) = Nop  dm - lact 'QZ "B kg(v) - ko (v) - cos(v - Opp) (2.54)
v=1

avec
Nsp  le nombre de spires par phase

Figure 2.32. Représentation vectorielle de la tension induite

Dans la litérature [4] le facteur de distribution k, représente le rapport entre la somme vectorielle
et la somme arithmétique de la tension induite de phase. Pour les moteurs a encoches ce facteur
est donné par I'équation suivante:

-
o __sin(32)
N Y
N V-n
q - sin ﬁ.q)

[

(2.55)

avec
m le nombre de phases,
g le nombre d’encoches par péles et par phase

_ _Z
q= 334
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Lorsque la grandeur ¢ est un nombre fractionnaire (¢ = %, %, %) on remplace la valeur de ¢
de I'équation (2.55) par ¢’ qui représente le plus petit commun multiple entier de ¢. Ainsi par
exemple, lorsque ¢ vaut %— . ¢ = 3 représente la plus petite valeur qui satisfasse la relation [14):

/
% = nombre entier (2.56)

Dans le cas d’un moteur 4 bobinage dans ’entrefer, il faut prendre en compte le déphasage de
chaque bobine; la tension induite de phase se calcule de cas en cas selon la relation (2.53).
Toutefois, pour la plupart des variantes triphasées usuelles 4 faible nombre d’encoches (cf.
tableau 2.2), sauf le cas a 8 poles et 9 bobines, le déphasage spatial entre chaque bobine est de
2. 7 électrique ce qui équivaut & un déphasage nul.

En posant k, le facteur de bobinage qui représente le produit entre le facteur de raccourcis-

sement et le facteur de distribution, ’équation de la tension induite de phase prend la forme

sulvante
oo
Ue(w - t) = Nsp - dm - lact QZ YB Y ky - cos(v-w-t) (2.57)
v=1
avec
ka =Y ks Y k'z

La constante de tension induite qui permet de caractériser I’amplitude de la tension induite de

phase est définie par le rapport suivant:

U.
= 28 2.
ke =4 (2.58)

On notera encore que la valeur de la constante de tension induite ne dépend pas du nombre de
paires de poles du moteur.
Le tableau (2.2) montre les bobinages usuels des variantes triphasées (moteurs & encoches et

moteurs & bobinage dans I’entrefer) ainsi que les valeurs optimisées de leur facteur de bobinage.

2.6.6 Tension induite de ligne (variantes triphasées connectées en
étoile uniquement)

La tension induite de ligne d’un moteur dépend de son nombre de phase ainsi que de la connexion
employée. Lorsque les différentes phases du moteur sont connectées en étoile, la tension induite
de ligne u,_;, correspond & la somme vectorielle des tensions induites de deux phases.

= 2-m-n
Uegi(w - t) = Zuen (w “t+ —-—m——) (2.59)

n=1

avec
eme

Uen la tension induite de la n phase.

Pour un moteur triphasé et une tension induite sinusoidale, I’amplitude de la tension induite
de ligne vaut Ue_h- =3 U..
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q 2p Zn S B ks ks kw
i 2468 | 6121824 | 3 n 1 1 1
2
5 1 2468 | 6121824 | 2 2.1/3 | 0.866 1 | 0866
[5)
=
- || 12 | 2468 3,6,9,12 1 2.3 | 0.866 1 0.866
g
2| 3 8 9 1 8.7/9 | 0.985 | 0.960 | 0.945
£
1/4 4,8 3,6 1 473 | 0.866 1 | 0866
& 5[ a 2p Nbob bwitp | Bo ks kz K
:F: dto) E 33
SHal 1 2 6 1/6 n | 0629 1| 0.629
5115 2
SHEL 2 6 1/6 T | 0.629 1 | 0.629
== -
S||I8) v2 | 2468 3,69,12 | 0233 | 2.3 | 0.625 1 | 0625
Eal 'E
g Sl 38 8 9 0320 | 8.7/9 | 0.740 | 0.960 | 0.710
=
Ll e
2l °ll 14 48 3,6 0526 | 43 | 0849 | 1 | 0.849

* . le rapport kem est maximum

-
:lw = lact

Bo : ouverture initiaie

Tableau 2.2. Tableau récapitulatif pour les variantes triphasées

2.7 Couple électromagnétique

2.7.1 Génération du couple électromagnétique

Le couple électromagnétique résulte de I'interaction entre les potentiels magnétiques statorique
et rotorique. Développée dans [14], en négligeant le couple réluctant (hypothése relative au
stator lisse) I’expression du couple électromagnétique prend la forme suivante:

Uen

mw-t) = i _+t) ip(w - t) (2.60)

n=1

avec

in  le courant de la n®™¢ phase.

Lorsque la tension induite et le courant de phase sont décomposés en série de Fourier, ’expres-
sion du couple résulte alors de la somme du produit relatif & chaque harmonique (seules les
harmoniques de méme rang contribuent au couple moyen).
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En limitant I'étude du couple électromagnétique au fondamental P’expression (2.60) devient:

M=——2="0,11-cos(y) (2.61)

avec
l’amplitude du fondamental du courant de phase,

. 1'amplitude du fondamental de la tension induite de phase,
la vitesse de rotation du moteur,
le déphasage entre le courant et la tension induite.

Rt

En régime permanent, le couple ¢électromagnétique est directement proportionnel a la tension
induite et au courant de phase.
L’analyse de ’équation (2.61) montre que dans le cas d’un réglage en courant, le couple présente

un maximum et un minimum en fonction du déphasage 1.

e Couple maximum pour ¢ = 0 (fonctionnement en moteur)
e Couple minimum pour ¥ = £7 (fonctionnement en générateur)

A I'image de la constante de tension induite, le coefficient de couple k;, est défini par le rapport

suivant:

_ Alld):O
m = =

(2.62)
Ion

Dans le cas d’'un moteur triphasé, la relation entre la constante de couple et celle de tension

induite correspond au rapport suivant;

ke (2.63)

ki =

N w

Dans le cas d’un réglage en tension, on exprime le courant en fonction de la tension de phase.
L’expression du couple prend alors la forme suivante (figure 2.33):

U, |Ucos(ps— e) — U, - cos (¢,)
= ~ (2.64)

T-cos(y)

avec
I'impédance statorique, Z, = Z, - e7'¥s

) . ¥
le déphasage entre la tension et le courant de phase, ¢, = a tan (“’f)

=/R2+ (w- L,)*

la résistance statorique,
linductance statorique.

SIN SN

Lors d’un réglage en tension, le couple présente aussi un maximum et un minimum pour les cas

sulvants:

e Couple maximum pour € = ¢, (fonctionnement en moteur)

e Couple minimum pour € = ¢, — 7 (fonctionnement en générateur)
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Figure 2.33. Diagramme de phase.

Lorsque ’on recherche le meilleur rapport entre le couple et le courant, dans le cas d’un réglage
en courant, 'optimum est atteint pour ¥ = 0 et dans le cas d’un réglage en tension, 'optimum
est atteint pour l’angle de commutation ¢ suivant [22]:

Eopt = ATCCOS M — arctan ( fs ) (2.65)
Zs U w- Ls

Pour garantir un fonctionnement optimum, il est nécessaire, lors d’un réglage en tension, d’adap-

ter I’angle de commutation en fonction de la vitesse du moteur.

Le contréle du courant de phase en fonction de la position du rotor permet d’asservir directe-

ment le couple ¢lectromagnétique du moteur.

2.7.2 Influence de la commande

L’alimentation et la commande électronique représentent les éléments clés du moteur & commu-
tation électronique. En effet elles géneérent, & partir d’'une tension continue, le champ tournant
statorique nécessaire au fonctionnement du moteur. Dans le but d’augmenter ses performances,
il est indispensable d’asservir le champ magnétique statorique & la position du rotor.

Pour un moteur triphasé, la génération du champ tournant s’effectue a partir de trois tensions
(commande en tension) ou courants (commande en courant) déphasés spatialement et tempo-
rellement de 27” La réalisation pratique du champ tournant est faite & partir d’un onduleur.
Celui-ci se présente généralement sous la forme d’un pont a 6 transistors (figure 2.34). Pour
éviter tout court-circuit, deux transistors d’une méme branche ne peuvent conduire simultané-

ment. La séquence de commutation des phases est déterminée par le type de commande utilisé.

2.7.3 Commande a 120° contrélée en courant

Parmi les différentes commandes électroniques (120°, 180° ou “sinus”) adaptées aux moteurs
synchrones triphasés, seule la commande a 120°, relative & un branchement en étoile, sera
présentée ici.

Dans une commande & 120°, chaque transistor conduit pendant un tiers de période électrique et
la séquence de commutation correspond & une succession de six combinaisons. Chaque combinai-

son a deux branches du pont actives et une flottante. Comme les extrémités de chaque branche
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Figure 2.34. Séquences de commutations associées ¢ une commande ¢ 120°.
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du pont sont connectées aux bornes d’une source de tension continue et son centre a une des
phases du moteur, chaque borne du moteur peut se trouver dans un des trois états suivants [6]:

(1) Potentiel positif Uy (le transistor de la branche supérieure conduit)
(2) Potentiel nul (le transistor de la branche inférieure conduit)

(3) Potentiel flottant (aucun transistor de la branche ne conduit)

Le passage d’une combinaison & l'autre s’cffectue tous les 60° électriques en fonction de la
position du rotor. Lors de la commutation, il s’agit d’éteindre un transistor de I'une des deux
branches actives et d’enclencher un transistor de la branche flottante. La figure (2.34a) illustre
les différentes séquences de conduction associées 4 une commande & 120°.

Le controle du courant du moteur est alors réalisé par un systéme & modulation de largeur
d’impulsions ou “PWM” (Pulse Width Modulation). Ce systéme de réglage consiste & appliquer
(par hachage de la tension d’alimentation) directement aux transistors de chaque branche du
pont onduleur une consigne de courant (figure 2.35). De cette fagon, il est possible de controler
exactement la forme d’onde et 'amplitude des courants de chaque phase.

A basse fréquence (lorsque w - Ls << R;). le courant de phase associé a4 une commande a 120°

controlée en courant est modélisé par la fonction suivante (figure 2.34,b):

Imax % S w-t< E)Gl
Hw-t) =< —Igh.x pour 7—6’1 Sw-t< “T’r (2.66)
0 le reste du temps

Sa décomposition en série de Fourier permet de calculer directement le couple électromagnétique
du moteur donné par 'équation (2.61).

La commande & 120° se révele parfaitement adaptée & une auto-commutation du moteur sans
capteurs directs de position. En effet le courant circule dans deux phases et la troisiéme, non
alimentée peut servir de capteur. De plus, comme le courant de phase correspond au courant
total du moteur, le réglage du courant, donc du couple, s’en trouve facilité. Enfin, dans le cas
d’un réglage en courant, le couple instantané du moteur est directement proportionnel a la
tension induite de ligne.

/ transistor en
U, 4 — o conduction

L L L) consne e counn
% N N .

i tension
0/
| o t

-, transistor
bloqué

Figure 2.35. Principe de réglage du courant de phase
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2.8 Bilan énergétique

2.8.1 Deéfinition des pertes et puissances

[ ———— -~ e
\Pphases

| PJouie AN alimentation et |———— P ¢lectrique
} N commande
: AN

: N

moteur synchrone Palimentation
a aimant ==
permanents

/ H
Pfrottements / \ x !
e / Pfer

Figure 2.36. Bilan énergétique d’un moteur synchrone chemisé.

Le bilan énergétique d’un moteur synchrone et de son alimentation est le suivant (figure 2.36).

Pélectm'que = Falimentation™ I)Joule + Pfer+ PfTottemean + Parbre (267)
Ny v
Pz:utm:/cr
Prases
avec

Piectrique : C’est la puissance électrique totale fournie au moteur. Elle correspond &
la somme de toutes les pertes et puissances.

P, limentation Elle correspond & la puissance perdue dans l’alimentation, la commande
électronique ainsi que les pertes dans le pont onduleur.

Pjouie . Les pertes Joule. Elles correspondent aux pertes ohmiques du bobinage.

Pyer :  Les pertes fer. Elles expriment les pertes dans le fer pour les différentes
parties du moteur ainsi que, pour le cas d’un moteur chemisé, les pertes
dans les chemises rotorique et statorique.

Pfrottements :  Les pertes par frottements. Ce terme englobe les différentes pertes par
frottement mécanique (paliers, ventilation) ou, dans le cas d’'un moteur
a rotor noyé, les pertes hydrauliques. Ces pertes seront traitées plus en
détail lors de I’analyse mécanique et thermique.

Porbre :  La puissance a I’arbre ou puissance utile correspond a la puissance dispo-
nible au niveau de ’arbre du moteur.

Pphases :  La puissance de phases représente la puissance électrique consommeée par
le moteur.

Pentrefer ¢ C’est la puissance transmise au travers de entrefer. Elle correspond la

somme de la puissance a I’arbre, des pertes par frottements et des pertes
fer au rotor. Dans le cas d’un moteur synchrone pour lequel les pertes fer
rotoriques sont négligeables, la puissance électromagnétique correspond
4 la puissance mécanique.



2.8.2 Pertes de I’alimentation

L’alimentation du moteur sysnchrone a commutation électronique se compose d’une électro-
nique de commande, d’une électronique de puissance et dans le cas d’un raccordement au réseau
domestique, d’un convertisseur alternatif-continu (figure 2.37).

information
signaux de commande ‘/(position du rotor)
AC WC &_
| convertisseur commande > circut de
puissance i ! moteur
AC-DC »_| (pont onduleur)

/ ]
puissance

puissance (alimentation
des phases)

Figure 2.37. Alimentation et commande d’un moteur & commutation électronique

L’¢lectronique de commande génére la séquence de commutation des transistors du pont et
I’électronique de puissance réalise cette commutation. Les pertes moyennes dans 1’électronique
sont approchées par ’équation suivante:

Patimentation = Peom + 2 [Vce ’ Imoy + Ree - 3]/] (2'68)

avec

Peom  les pertes de la commande électronique,
Vee la chute de tension par transistor,
Ree la résistance interne du transistor.

Les pertes de 1’électronique sont, & une constante prés, proportionnelles 4 la puissance de phase
(figure 2.38). La constante représente les pertes dans I’électronique de commande ct la partie
variable, les pertes dans I’électronique de puissance. Bien que les pertes relatives a I'électronique
ne soient pas calculées ici, elles seront toutefois mesurées et prises en considération dans le bilan
énergétique total.

4
1 Patimentation

pertes associées au
circuit de puissance
L

pertes associées a la
%/ commande
Pphase |

Figure 2.38. Evolution des pertes dans l’électronique.
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2.8.3 Pertes ohmiques dans le bobinage

Pour un moteur de petite puissance et tournant & faible ou moyenne vitesse (n < 6000 ¢/ min),
les pertes ohmiques ou pertes Joule représentent généralement la principale source de pertes
du moteur. Leur valeur dépend de la résistance du bobinage ainsi que de la valeur du courant.
Pour un moteur mono- ou poly-phasé elles correspondent & I’équation suivante:

™ e . .
Pr=Y g [ Rweil) (2.60)
n=1 b=

Selon la température, la valeur de la résistivité du matériau (donc la résistance) change. Pour
une plage de température variant entre 0 et 200°C, la résistance d’un fil de cuivre évolue selon
la relation suivante:

235 + 15
Rre = R+ ———— 2.70
T2 TU 935 T (2.70)
avec
T la température ambiante (sans échauffement),

R71 la valeur de la résistance a la température ambiante,
b la température atteinte en fonctionnement,
Rys  la valeur de la résistance a la température ambiante.

La figure (2.39) illustre I’évolution de la résistance en fonction de la température.

18 T T T T T T T T

[}

Ry,

14 . . B .
& | |

13 .. R - o : . : : i

9 1 i 1 1 1 1 1 1

20 40 60 80 100 120 140 160 180 200

T2 [C)

Figure 2.39. Evolution de la résistance en fonction de la température. Rog correspond a la
valeur de la résistance a 20°C.
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2.8.4 Pertes fer dans les toéles

Tous les matériaux magnétiques soumis 4 des variations du champ magnétique sont le siége de
pertes. Ces pertes, appelées généralement pertes fer, sont issues de deux phénomeénes princi-
paux:

(A) Les pertes par hythérésis

(B) Les pertes par courant de Foucault.

Pertes par hystérésis

Les pertes par hystérésis représentent l'énergie nécessaire a la variation de I'aimantation du
matériau ferromagnétique. Pour une masse spécifiée donnée, elles sont proportionnelles a la
surface du cycle d’hystérésis parcouru et & la fréquence des cycles (figure 2.40). L’équation
suivante [20] donne une bonne estimation des pertes par hystérésis.

Pfer_h= Chi fB+Ch2fBZ ‘m (271)

avec
Chiet Cry les coefficients de pertes par hystérésis,

f la fréquence du cycle,
B I’amplitude de I’induction dans le fer,
™m la masse du circuit fer.

HNT%H[A]

e

Figure 2.40. Cycle d’hystérése d’un matériau ferromagnétique.

Toutefois, lorsque l'induction dans le fer est supéricure & 1 T, ce qui est généralement lc cas
pour la plupart des moteurs, le coefficient de pertes Cj,; qui est proportionnel & 'induction
est négligeable par rapport au coeflicient Cp2 qui est proportionnel au carré de l'induction. En
conséquence ’équation (2.71) prend la forme simplifiée suivante:

Pfer_h = Ch . f . B‘Z m (272)

ou Cp, représente le coefficient de pertes par hystérésis du matériau.
Pour des raisons pratiques on lui préférera la forme relative suivante:

. 2
o (LY. [B) .
PferJL = Chp <f0> B, m (2.73)

avec
fo la fréquence de référence (généralement 50 Hz)
Bp linduction de référence (généralement 1 T')
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Pertes par courants de Foucault

Les pertes par courants de Foucault correspondent aux pertes ochmiques issues des courants
induits dans les matériaux ferromagnétiques. Ces courants ont pour origine les variations cy-
cliques du champ magnétique dans le fer (figure 2.41). Pour une masse donnée elles sont propor-
tionnelles au carré de l'induction, de la fréquence ainsi que de I’épaisseur des toles qui forment

le circuit magnétique statorique®.

N\ 2
Pfer_s = Cy - (('-'t - f- B) -m [W] (2.74)

avec
e; D'épaisseur des toles [m]

pertes créées par les
courants induits

Figure 2.41. Courants induits par un champ magnétique variable.

Le coefficient Cy qui donne les pertes par courants de Foucault est inversement proportionnel
a la résistivité du matériau.
Comme pour le cas des pertes par hystérésis, on lui préfére la forme relative suivante:

2 2 5\ 2
€ f B
P =C¢-|l—) {=) | =] m[W 2.75
fer-t = Cs (et()) <f0> B Wi (2.75)
avec

fo la fréquence de référence (généralement 50 Hz),

By VYinduction de référence (généralement 1 T),

ewy I’épaisseur de référence (généralement 0.5 - 1073 m).

Les valeurs des coefficients C}, et Cy ne sont généralement pas mentionnées dans la documen-
tation des fabricants; les pertes fer totales (somme des pertes par hystérésis et par courants
de Foucault) d’un moteur, déterminées & partir des équations (2.73) et (2.75) sont alors appro-

chées par ’équation relative suivante:

A\ 2
_ N (BY
Pier = Cier (fo) Be m (2.76)

avec
Cyer e coeflicient de pertes fer; le tableau (2.3) donne les valeurs du coefficient
de pertes Cy., pour différentes sortes de toles.
k le coefficient de répartition des pertes par hystérésis et par courants de
Foucault; il varie généralement entre 1.5 et 1.8.

& Le moteur étant synchrone, le rotor n'est pas soumis aux variations du champ magnétique tournant; il en résulte

qu’il n'y a pas de pertes fer rotoriques.
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qualité de tole % de Si  designation*  pertes [W/kg] pour 0.5 mm
1.0T 15T
toles normales de dynamo 0.5 +1.4 'V 800-50 HA 3.6 8.0
toles faiblement alliées 1.2+14 V 700-50 HA 3.0 7.0
toles moyennement allices 2.2 +2.6 V 530-50 HA 2.3 5.3
toles fortement alliées 4.5 V 400-50 HA 1.7 4

*Norme DIN 46400 1983

Tableau 2.3. Coeflicients de pertes fer pour différents types de toles

2.8.5 Pertes dans la chemise

L’étanchéité et la protection du stator et des aimants du rotor d’un moteur de pompe (& rotor
noyé) est assurée par deux chemises placées dans l'entrefer du moteur.

La chemise rotorique qui assure le maintien et la protection des aimants est frettée sur le rotor
et la chemise statorique qui étanchéfic la pompe est fixée au stator (figure 2.42).

Bien que tout matériau non ferro-magnétique puisse constituer la chemise”, cette derniére est
généralement faite en acier inoxydable. Ce choix résulte d’unc part de la faible épaisscur des

10 rendue possible par I'utilisation d’un tel matériau, et de sa mauvaise conductibilité

chemises
électrique. En effet les chemises placées dans I’entrefer produisent des pertes supplémentaires
qui correspondent a des pertes fer par courants de Foucault.

En faisant abstraction du champ magnétique créé par le courant de phase du moteur, la chemise
rotorique d’un moteur synchrone n’est pas soumise aux variations du champ magnétique; en
conséquence, ses pertes par courants de Foucault sont nulles.

Dans le but d’estimer les pertes par courants de Foucault de la chemise statorique, on ’assimile,
pour chaque pole du moteur, & une infinité de spires concentriques et cn court-circuit (figure
2.43). On exprime alors en fonction de la position, la tension induite et la conductance (inverse

de la résistance) de chaque spire élémentaire.

culasse rotorique

rotor . ’/Z’// aimant
S— chemise rotorique
o— entrefer
c i/ /L e e e /j T ,1 I// e e ——— 7 =2 chemise statorique
stator [

% %\ culasse statorique

Figure 2.42. Position des chemises rotorique et statorique.

Un matériau ferro-magnétique dégraderait trop 'induction dans ’entrefer.
'amplitude et la forme de l'induction sont directement lices a la taille de I'entrefer magnétique.



58

Figure 2.43. Modélisation des courants induits dans la chemise statorique.

En négligeant l'inductance de la chemise statorique, les pertes Joule associées 4 une spire
élémentaire d’épaisseur dz a la position x sont données par la relation suivante:

T
APrcns(e,da) = 1+ | UR(@,) - Yela,da) -t (2.77)
Jt=0

avec
Uec(z,t) la tension induite d’une spire élémentaire de position z,
Ye(z,dz) la conductance d’une spire élémentaire de position z.

Les pertes Joule totales de la chemise correspondent a 'intégrale suivante:

Ipea

Prehs =2-p- / * dPyons(z,dz) - dz (2.78)

Jz=0

ou p représente le nombre de poles du moteur.
Pour une distribution sinusoidale de 'induction dans I’entrefer (I'induction est décomposée en
série de Fourier), les pertes dans la chemise correspondent a ’équation suivante (annexe IV):

Lehs - Tous - (€2 - 2. e,
PJchs = 2'7) b Pe ( p) hs]

4. (lgh,s + T;%cs) *Pehs * 72

Z "BQ'{I?M- [%+Ci(laet -1/-7r> —Ci(v-7)+In (llChs)]
v=1 act

lchs
2
. s loc
_+_2 . lcﬁ . Sin2 la_a . v-m — IChS laCt .sin act U-T (279)
vV-T lchs 2 V-7 lchs

Tpes le pas polaire calculé au niveau de la chemise statorique,
lens  la longueur axiale de la chemise statorique,

echs 1’épaisseur de la chemise statorique,

Pehs la résistivité électrique de la chemise,

Ci  le cosinus intégral, il est donné par ’équation suivante {1]:

Ci(z) = v+ In(z) + 7, LU= a1, ( = 0).

avec
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La figure (Figure 2.44) montre I’évolution des pertes de la chemise statorique. Les pertes sont
directement proportionnelles a la longueur active du moteur et varient sclon le carré de P'induc-
tion et de la vitesse de rotation. La diminution des pertes dans la chemise avec I'augmentation
du nombre de paires de poles est essentiellement due a la diminution de I'induction au niveau
de la chemise statorique. Enfin les pertes sont proportionnelles au rapport entre ’épaisseur de
la chemise et sa résistivité électrique. En conséquence le choix du matériau qui constitue les
chemises rotorique et statorique résulte d’un compromis entre une épaisseur minimale pour une
résistance mécanique imposée et une résistivité électrique maximale.

2.8.6 Remarques

e Par hypothése, on suppose qu’a une distance axiale 112— des extrémités du moteur il n'y a
plus de courants induits dans la chemise; en conséquence la longueur axiale maximale de la

chemise prise en compte dans le calcul des pertes vaut.

len < lact + Tpes (2.80)

e La méthode de calcul présentée ci-dessus est valable tant que les deux phénomeénes suivants
sont négligés.

(a) L’effet pelliculaire reste négligeable. En premiére approximation, la profondeur de péné-
tration 9, du courant dans un matériau est donnée par la relation

_|%2p
0=1\/on (2.81)

Pour un courant & une fréquence de 200 Hz dans I'acier inoxydable, cette profondeur est
de l'ordre de 30 mm, taille nettement supérieure a I’épaisseur de la chemise (environ 0.5
mm).
(b) L’induction créée par les courants de Foucault induits dans la chemise statorique est
négligeable par rapport a l'induction créée par les aimants du rotor.
Dans le cas ou I'un des deux phénomeénes ne peut étre négligé, il s’avere nécessaire de proposer
un modéle de calcul plus complexe, comme par exemple en déterminant la valeur du vecteur
de Poynting au niveau des surfaces externes et internes des chemises [16].

2.8.7 Vérification expérimentale

La comparaison entre le calcul et la mesure des pertes fer dans la chemise (tableau 2.4) a été
réalisée pour deux moteurs a encoches différents (5 et 10 W de puissance nominale pour 3500
t/min). Pour estimer 'influence de la chemise correctement, la méthode de mesure utilisée
consiste & mesurer la différence de puissance nécessaire pour entrainer le moteur chemisé ou
non. Pour réduire au maximum 'erreur duc a la modification des pertes par frottements, un
banc de mesure a été spécialement congu de fagon qu’il s’avére possible d’introduire ou de
retirer la chemise lorsque le moteur tourne.

Bien que la mesure des pertes dans la chemise ait été effectuée pour différentes vitesses, seules
les pertes estimées pour une vitesse de 3500 t/min sont présentées dans le tableau (2.4).

Bien que la mesure montre que les pertes augmentent bien avec le carré de la vitesse, la com-
paraison entre le calcul théorique et la mesure montre une erreur importante (pratiquement
un facteur 2 dans le cas du moteur de 10W avec la chemise en aluminium). Il convient néan-
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Figure 2.44. Evolution des pertes dans la chemise en fonction de la longueur active (cas 1),
de Uépaisseur de la chemise (cas 2), de la vitesse (cas 3) et du nombre de paires de poles (cas 4).
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moteur \ pertes dans la chemise

Pertes estimées - Pertes mesurées
statorique pour 3500 . .
t/min (W] (W]
moteur 5 W 6 poles/9 encoches 0.08 0.08
chemise en acier inoxydable
moteur 5 W 6 poles/9 encoches 4.60 7.30
chemise en aluminium
moteur 10 W 6 poles/9 encoches 0.27 0.41
chemise en acier inoxydable
moteur 10 W 6 poles/9 encoches 10.00 19.40

chemise en aluminium

Tableau 2.4. Comparaison calculs-mesures des pertes dans la chemise statorique.

moins de rester prudent entre les disparités constatées. En effet la moindre erreur au niveau de
la distribution de l'induction au niveau de la chemise statorique se reporte au carré. Pour les
différents cas présentés 'amplitude et la forme de la distribution de I'induction dans I'entrefer
est estimée A partir de la mesure de la tension induite de phase du moteur.

2.9 Bilan et syntheése

Ce chapitre a permis d’établir un modéle théorique simplifié et efficace qui permet de modéliser
par une expression mathématique la distribution de I'induction dan Pentrefer. Ce modéle est
basé d'une part sur ’étude théorique de la trajectoire des lignes de flux et d’autre part sur
les résultats obtenus par la méthode des élément finis. En conséquence ce modele se révele
particuliérement adapté a 1’étude des moteurs 4 grand entrefer tels que les moteurs chemisés
ou les moteurs a bobinage dans l’entrefer.

Dans le cas d’une magnétisation radiale, lorsque le rapport entre 1'angle de fuite et I’angle d’un
pole est supérieur a 15%, il s’avére nécessaire d’adjoindre un facteur de correction afin de tenir
compte du flux de fuite.

Considéré comme classique pour les moteurs 4 encoches, I’établissement du facteur de distri-
bution pour les moteurs & bobinage dans 'entrefer permet de montrer les similitudes entre les
deux types de moteurs. On remarquera que dans le cas des moteurs & bobinage dans 'entrefer,
le calcul du facteur de bobinage calculé ne prend pas en compte le décalage entre les différentes
couches du bobinage.

Lorsque le critére de choix du bobinage est donné par 'optimisation des pertes Joule (pertes
Joule minimum) du moteur, 'optimisation du rapport ke, permet de comparer les différentes
configurations possibles. Bien que dans le cadre de ce travail, scule I'optimisation de la taille du
bobinage des moteurs & bobinage dans 'entrefer ait été présentée, cette méthode de sélection
peut sans autre étre étendue aux moteurs & encoches voire a d’autres technologies telles que les
moteurs 4 bobinage en “anneau de Gramme”.

Enfin le calcul analytique des pertes de la chemise statorique permet de quantifier I'influence
des différents parameétres sur les pertes de la chemise statorique. Bien que les résultats théo-
riques divergent notablement de ceux obtenus expérimentalement, le modele proposé adapté
aux moteurs synchrones 4 aimants permanents donne une bonne cstimation de 'ordre de gran-
deur de ces pertes.






Chapitre 3
Analyse mécanique et thermique

3.1 Introduction

Ce chapitre présente une modélisation analytique qui décrit les propriétés mécaniques et ther-
miques d’'un moteur synchrone a aimants permanents. Le chapitre comporte 4 étapes princi-
pales:

(1
(2
(
(

) Détermination des pertes d’originc mécanique et hydraulique
3) Origine du bruit acoustique
)

Estimation des fréquences propres d’oscillation

4) Etude thermique

La détermination des pertes d’origine mécanique permet de compléter le bilan énergétique
développé dans le chapitre précédent. L’estimation des pertes hydrauliques est directement liée
aux cas des moteurs de pompe de circulation.

L’estimation des fréquences propres du stator est intimement liée 4 la notion de bruit acoustique.
Ce point permet d’introduire et d’évaluer de fagon qualitative 'origine du bruit acoustique.
Enfin I'étude thermique permet de compléter le modéle analytique et de fixer les limites du
moteur (puissances électrique et mécanique).

3.2 Pertes mécaniques dans les paliers

Sans prendre en conscidération les problémes d’alignement et leurs conséquences (bruit, oscil-
lations et diminution de la durée de vie des paliers), les pertes par frottements dans les paliers
dépendent des facteurs suivants:

e la charge axiale et radiale,

e la variation temporelle de la charge

la vitesse de fonctionnement du moteur,

les matériaux qui constituent les paliers,

I'état de surface des paliers

la température de fonctionnement,
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e environnement,
e la lubrification,

Selon [30] il est possible de calculer approximativement le couple de frottement sec a 'aide de

la formule suivante:

M, = - P- d"T’" (3.1)
avec
le coefficient de frottements secs du matériau (tableau 3.5),
la charge dynamique équivalente [N], P=F, -y
ou y est un coefficient qui dépend du rapport entre la charge radiale et
axiale. Pour un moteur de pompe pour lequel le rotor est mobile axialement,
le coefficient y vaut 1.
F.  la composante radiale de la charge [N]
gm le diametre moyen de glissement [m].

~ T

.

sur face de glissement | p [—|

acier / acier 0.2
acier / bronze 0.25
acier / bronze spécial 0.15

acier / matiére plastique | 0.20

acier / bronze fritté 0.20

acier / tissu de PTFE 0.15

Tableau 3.5. Coeflicients de frottements secs.

3.3 Pertes hydrauliques

3.3.1 Origines

Les pertes d’origine hydrauliques représentent 'action exercée par un fluide sur un solide en
mouvement. Elles sont dues aux contraintes tangentielles dynamiques dont I’amplitude est fonc-
tion du coefficient de viscosité du liquide. En effet, lorsque ’on étudie 1’écoulement d’un fluide
réel'! 4 proximité d’un obstacle, on observe 'apparition d’une couche limite dont I'épaisseur
varie de quelques microns & plusieurs millimétres. Cette couche (limite) représente la zone de
variation de vitesse du fluide. Son épaisseur est fonction de la viscosité du fluide et de I’état de
surface du solide (figure 3.1).

3.3.2 Modéle adopté

Dans le but d’estimer les pertes hydrauliques, on modélise le moteur par deux cylindres concen-
triques (figure 3.2). Le cylindre externe est fixe alors que le cylindre interne tourne & la vitesse

angulaire €.

Contrairement au fluide parfait pour lequel la viscosité est nulle, la viscosité d*un fluide réel est non nulle.
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direction de I'écoulement > _ v=cte
T
B I v(h)
couche limite # T h
v
) ~ - paroi solide o

Figure 3.1. Comportement d’un fluide réel a proximité d’une paros.

En raison du faible entrefer physique ou hydraulique é; par rapport i la distance entre les
extrémités du rotor et les parties fixes, les forces de frottements dues a la périphérie du rotor
sont d’un ordre de grandeur supérieur a celles dues aux extrémités. En conséquence le frottement
d aux extrémités du moteur ne sera pas pris en compte dans le calcul des pertes hydrauliques.
De méme, les faibles valeurs de rugosités des chemises statorique et rotorique (les inégalités de
surfaces sont de Pordre de 0.05 4 0.1 um) permettent de ne pas prendre en considération 1'état

de surface des matériaux lors du calcul des pertes.

Figure 3.2. Modélisation du moteur par deuz cylindres concentriques.

3.3.3 Nombre de Taylor - Nombre de Reynolds

Dans le cas d’écoulements circonférentiels, les turbulences sont affaiblies (lorsque le cylindre
interne est fixe et le cylindre externe est mobile) ou renforcées (lorsque le cylindre externe est fixe
et le cylindre interne tourne) par les forces centrifuges. Lors du calcul des pertes hydrauliques il
est nécessaire de bien distinguer le régime laminaire du régime turbulent. Le genre d’écoulement

est déterminé par le nombre de Taylor (sans dimensions) donné par la relation suivante:

T, = 2% bn [ on (3.2)

v Tre
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avec
8n,  Pentrefer hydraulique du moteur [mj,
v la vitesse périphérique du rotor [m/s], v = Q- rp,
Tre le rayon externe du rotor [m],
v la viscosité dynamique du liquide [m?/s], v = g

ou 7 représente la viscosité du liquide [Pa - s] et p sa masse volumique [kg/m?].

Remarque 4 Dans la littérature on parle souvent du nombre de Reynolds Re qui comme le
nombre de Taylor permet de caractériser l’écoulement d’un liquide. Le nombre de Reynolds
correspond a la relation:
v-d
Re = —= (3.3)

v

Sa relation avec le nombre de Taylor est la suivante:

Re= /-2 T, (3.4)
Op

Comme le nombre de Taylor prend en considération le rapport entre Uentrefer hydraulique et
la courbure du rotor, on lui préférera ce dernier.

Selon {29] on rencontre trois types d’écoulements différents:

(1) T, < 41.3: écoulement de laminaire de Couette. Il correspond a un écoulement parfaitement
linéaire; dans ce cas la variation de vitesse dans la couche limite décroit de fagon linéaire.

(2) 41.3 < T, < 400: écoulement laminaire avec des tourbillons de Taylor. Ce type d’écoulement,
étudié par G. 1. Taylor [29] montre que dés qu’un certain nombre de Taylor est dépassé, il
apparait des tourbillons dont les axes sont localisés le long de la circonférence et dont la
rotation s’effectue alternativement dans des directions opposées (figure: 3.3)

(3) Ta > 400: écoulement turbulent. Ce genre d’écoulement désordonné est atteint lorsque les
forces dues a la viscosité sont négligeables par rapport aux forces d’inertie du liquide.

\

N EEOEEEE
NN

\

Figure 3.3. Tourbillons de Taylor entre deux cylindres concentriques (figure tirée de [29] ).

3.3.4 Deétermination des pertes

Le couple de frottement hydraulique A}yq qui apparait lorsque le cylindre interne tourne & une
vitesse angulaire 2 est donné par la relation suivante [29]:
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1 .
Mpyq = 3 Cr-T-p-v%- 7'fc A, [Nm] (3.5)

avec
v la vitesse périphérique du rotor [m/sec], v = - 1y,
Tre le rayon externe du rotor [mj,
lan  la longueur axiale du moteur [m)].
p  la masse volumique de l'eau [kg/m3)].

Le facteur C,, déterminé empiriquement (figure 3.4), est fonction de la valeur du nombre de
Taylor. Sa valeur est approchée par les équations suivantes:

( eln(?O)—049756-[ln(T‘,—ln(lO)] 0 < Ta < 41.3
eln(18)+0.1594~[]n(f.—ln(41.3)] 413 < Ta S 80
1000 - Cp, = pour (3.6)
eln(18)—().(51§29~[1rl(I,—ln(80)] 80 < T, < 400
| £In(6.5)—0.2402-In(T,, ~1n(400)] 400 < T, < 10000
100 v - 1 7 1 - I
t ; fo) mesures réalisées par Gl Taylor pour dn'rri = 0.028 :
- ! ! approximation pour le calcul des pertes hydrauliques I
[ : : —
[ : e
% ! I~ ! . i
| \b\ | |- D ! : s
; Ml 5 |
i [ D] I i
: } - - :
?;(9\“69\ |
= |
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régime laminaire } régimle laminaires avec la ! régime turbulent
: ! ! présence ; ! -.
| | | detourbillons o . Dl
1 . L1 [ P ; 11
10 100 1000 10000
Ta[-]

Figure 3.4. Approche du coefficient Cy, & partir de mesures (les mesures sont tirées de [29] ).

Les pertes hydrauliques correspondent alors & ’équation suivante:

1
Phydzi.cnl.’,r.p.rge.lah.QB (3.7)

Les pertes hydrauliques sont directement proportionnelles a la longueur axiale du moteur,
augmentent avec le cube de la vitesse de rotation et la puissance quatriéme du rayon externe du

rotor. Par contre, lorsque la température de I'’eau augmente, les pertes hydrauliques diminuent

(figure 3.5).
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3.4 Détermination des fréquences propres du moteur

Les vibrations sont des éléments indésirables de la conversion électromécanique, d'une part en
raison du bruit acoustique qu’elles pcuvent provoquer et d’autre part en raison de la réduction
de la durée de vie du systéme. L’analyse vibratoire de la structure d’un moteur permet de
déterminer ses fréquences propres et, au besoin, d’en modifier la structure ou les dimensions
géométriques dans le but de les déplacer hors du domaine de fonctionnement.

3.4.1 Modes de vibrations

L’analyse modale consiste a faire osciller une structure a une fréquence de résonance associée a
un mode déterminé, tout en éliminant les interférences avec d’autres modes. Le mode de vibra-
tion circonférentiel est défini par le nombre de cycles de déformations le long de la circonférence
(figure 3.6). Selon [31] les modes de vibrations circonférentiels les plus importants sont les modes
2, 3 et 4 pour les petits moteurs. Bien que, pour les machines de plus grande taille, les modes
plus élevés soient parfois plus importants, en régle générale c’est le second mode qui prédomine.
Le long d’une génératrice de la surface du stator, le niveau de vibration radiale n’est générale-
ment pas constant. Le mode de vibration longitudinal correspond donc au nombre de cycles de
déformations le long de la longueur axiale (figure 3.7). Toutefois, dans la plupart des cas, sauf

pour un moteur trés long, le mode de vibration longitudinal prédominant correspond au mode ().

3.4.2 Modélisation et hypothéses

Le moteur de pompe pour lequel on cherche a déterminer les fréquences propres est constitué
d’un moteur & bobinage dans I’entrefer. Dans le but d’estimer les fréquences propres du moteur,
on assimile son stator & une poutre circulaire (cylindre mince) [10].

Le rotor est li¢ au moteur uniquement au moyen des paliers; on suppose que son influence sur
les fréquences propres du stator est nulle; de méme, I'influence de la carcasse n’est pas prise en
compte. Comme la liaison entre le cuivre qui constitue le bobinage et la culasse statorique est
faible, on admet dans un premier temps que le bobinage n’intervient pas dans le comportement
dynamique de la culasse statorique. Relativement aux modes d’oscillations longitudinaux, on
suppose qu’il n'y a pas de déformation dans le sens axial du moteur (m = 0).

Pour calculer les fréquences propres d’un moteur, on pose les hypothéses suivantes:

e Les matériaux qui constituent le moteur sont homogénes et isotropes, ils obéissent 4 la loi
de Hooke.

e Les déformations sont suffisamment faibles pour permettre une approche parfaitement linéaire
et élastique.

e Les normales & la surface moyenne restent, aprés déformation, normales a la surface moyenne
déformée.

e La surface moyenne du moteur ne subit ni déformation ni élongation.
e L’énergie cinétique de rotation d’un point de la structure est négligéc.

e La déformation du stator est due uniquement a la flexion (’effort normal transversal et les
contraintes de cisaillement sont négligées).

e Il n’y a pas de transmission d’énergie entre deux modes.
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Figure 3.6. Modes de vibrations radiauz.
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Figure 3.7. Modes de vibration longitudinauz.

3.4.3 Systéme de coordonnées et méthode de calcul

Y

Pour modéliser la culasse statorique on assimile celle-ci & un cylindre de mémes dimensions.
On adopte le repére suivant: ’origine se trouve sur le rayon moyen du cylindre 7,,, les axes z,
y et z sont dirigés selon les directions axiale, tangentielle et radiale (vers l'intérieur). L'angle
central, ¢, est placé dans le plan y, z. Les composantes u,,, v,, wy, représentent, selon les axes
x,y et z, le déplacement d'un point P de la surface moyenne (figure 3.8) associé au n™€ mode

de déformation.

Figure 3.8. Systéme d’axes et de déformations du stator.

La méthode de Rayleigh-Ritz, utilisée ici [10], consiste & superposer les fonctions relatives a
chaque mode d’oscillations. Le facteur n représentant le nombre de modes circonférenticls; la
valeur unitaire de n n’est pas traitée ici, car elle correspond a une simple translation du stator
en tant que corps indéformable.
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La fréquence propre d’oscillation du systéme est atteinte lorsque, en 'absence de forces exté-
rieures et d’amortissement, la variation de la somme de ’énergie cinétique et potentielle est
nulle. Exprimé mathématiquement on a:

dT'(t) dVv(t)

a dt (3.8)

avec
T(t) Iénergie cinétique du systéme
V(t) [Iénergic potenticlle de déformation

le calcul de P’énergie cinétique du systéme et de I'énergie potenticlle de déformation figure a

'annexe (V).
3.4.4 Fréquences d’oscillation

En ’absence d’éléments amortisseurs et en appliquant la loi de la conservation d’énergie, la fré-

quence propre d’oscillation de chaque mode n est atteinte lorsque I’égalité suivante est satisfaite.
1 E-Ipm-w
—-p-S-rm-w-w3-[n2+1]=—L———--[n2-(n2—1)2] (3.9)

2 2-Tm

ou le moment d’inertie en flexion d'un anneau Iy, est donné par:

If=7m-S-d (3.10)

S =1 h représente la surface de la poutre circulaire et d, représente la distance entre la ligne

moyenne de Panneau et la fibre neutre. Pour une section rectangulaire on a:

de = Tm_—h— (311)

2.7 th
In <2~r,,,—h)
avec

h  D'épaisseur du cylindre h = r, — 7,

re le rayon interne du cylindre,

r; le rayon externe du cylindre.

Ce qui conduit 4 la pulsation w associée au n™¢ mode,

| E-I; n?. (n?2-1)?
w(")_\/7-$n-p-5' T (3.12)

et & la fréquence d’oscillation de résonance f suivante:

If n-(n?—
Fn) = 1 E If. ( 1)

- . 3.13
2'7r'7'7rt PS TL2+1 ( )

La méthode de calcul des fréquences propres de la culasse statorique reste valable pour calculer
les fréquences propres de la culasse statorique, du bobinage (type auto-porteur) et du stator
complet!2. Le calcul des fréquences propres du bobinage reste toutefois assez délicat; en effet,

le caractére composite du bobinage (cuivre et résine) rend ’estimation de sa masse volumique

Pour ce dernier cas, on considére que le bobinage augmente la masse de la culasse statorique mais pas sa rigidité.
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et surtout celle de son module d’élasticité (non isotrope) délicate. Néanmoins, en raison de
la disposition des fils de cuivre dans le bobinage, le module d’élasticité Epop dans le plan y, 2
correspond approximativement & celui de la résine qui constitue I'isolation électrique. La masse

volumique du bobinage py,, est calculée simplement a partir du coefficient de remplissage k.

Pbob = Peu Kew + Pisolation (1 - k'cu) (314)
avec
Peu la masse volumique du cuivre [kg/m?]
Pisolation 12 masse volumique de Disolation électrique [kg/m3]

Pour les caractéristiques données par le tableau (3.6), les fréquences propres calculées selon le
modeéele analytique sont données dans le tableau (3.7). Ces fréquences ne prennent en compte

que les déformations radiales.

matériau \ propriétés | E [GPa] p [kg/m3) Tm (M h [m] S [m?]
culasse statorique 211 7800 16.43-10-% 5.15-1073 1.23.10~*
bobinage 4.50 4232 12.78 -107% 2.15-1073 5.16-107°

Tableau 3.6. Données numériques

f[Hz]\ n[-] 2 3 4 5 6 7
culasse statorique 12252 34’643 66’443 107453 157’632 216’960
bobinage 1998  5'653 10’841 17'532 25719  35'399
culasse statorique et bobinage | 10’809 30’572 58619 95800 139070 191’412

Tableau 3.7. Fréquences propres d’oscillations

3.4.5 Remarques

Dans la gamme des fréquences audibles (1 Hz — 20 kH z) seul le premier mode calculé (12 kHz
pour n = 2) pour la culasse statorique et les deux premiers modes de résonance du bobinage
(1998 Hz et 5653 Hz) sont susceptibles de contribuer au bruit acoustique du moteur.

En raison de la difficulté d’établir les propriétés mécaniques du bobinage, les résultats relatifs
aux fréquences propres du bobinage sont purement indicatifs (ils donnent uniquement 1’ordre
de grandeur).

En déterminant les fréquences propres de la culasse statorique, du bobinage et de l'ensemble
culasse statorique et bobinage a ’aide d’un programme de calcul par ¢léments finis, on trouve
dans la gamme des fréquences audibles (1 Hz — 20 kHz), les résultats suivants (tableau 3.8).
Enfin la figure (3.9) montre les déformations associées aux deux premiers modes de résonance
du stator.
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fréquence [Hz]

culasse statorique 5045 12/835 (n=2) #x*x
bobinage 5616 5793 18340

culasse statorique et bobinage | 4’446 14’701 (n =2) % x

Tableau 3.8. Fréquences propres d’oscillations calculées par la méthode des éléments finis

3.5 Bruit acoustique

3.5.1 Introduction

Lors du dimensionnement d’un moteur, la composante “bruit acoustique!”

est souvent négligée,
d’une part en raison de la difficulté de prédire et de calculer (précisément) le bruit d’un moteur,
ct d’autre part a cause du fait que le bruit du moteur est rarement pris en compte. Or selon les
applications, un niveau de bruit trop élevé se révele incompatible avec la fonction demandée,
comme par exemple un disque dur ou un moteur de scanner (camescope). En ce qui concerne
les pompes de circulation, le moteur est placé dans un local non habité (chaufferie); a priori, le
bruit qu’il génére n’a que peu d’importance. Or, la pompe de circulation (donc le moteur) est
fixée sur les conduites d’eau qui alimentent les radiateurs de ’habitation. Les différents bruits et
vibrations engendrés par le moteur se transmettent, via les canalisations, a I’habitation (figure
3.10).

Dans le cadre de ce travail, 'investigation sur le bruit acoustique se limitera a étudier, dans
un premier temps et pour les moteurs & bobinage dans ’entrefer, 'origine du bruit acoustique.
Dans une seconde étape on déterminera l'influence de la commande électronique sur le bruit
acoustique. Enfin, en dernier lieu, on proposera une solution susceptible de diminuer le bruit
acoustique du moteur.

Milieu émetteur ' Transmission | Milieu récepteur

! /_\ transformation
réponse d’énergie mécanique

: \ mécanique en énergie
| 1 acoustique

| I rayonnement

i | récepteur

Figure 3.10. Génération et transmission du bruit acoustique

3.5.2 Le son et la notion de bruit

Le son ou vibration acoustique est la conséquence de la propagation d’une onde de pression
dans un milieu élastique. Si le son est une grandeur objective, & savoir mesurable, la notion de

bruit reste subjective; en effet, la sensibilité au bruit différe d’un individu a l'autre.

Dans le cadre de ce chapitre, nous ne parlerons que du bruit acoustique, le probléme relatif au bruit ou émission
electromagnétique ne sera pas abordé.
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Par définition, le bruit est un son acoustique qui provoque une géne ou une douleur; son degré
de géne dépend principalement de:

e son intensité,
e sa sonie,
® son spectre,

® son caractére temporel, et en particulier de son irrégularité,

I'activité des personnes soumises au bruit,

e le moment de la journée,

la durée de I'exposition,
e Dattitude individuelle.

Si les quatre premiers points sont mesurables de facon objective, les quatre derniers restent
purement subjectifs. Dans le cas d’'une pompe de circulation, c’est essentiellement la durée de
I’exposition, la sonie et son spectre qui rendent le bruit génant.

3.5.3 Niveau acoustique

Le décibel

La mesure du son s’effectue en décibels, par définition, le décibel ou dixiéme de Bel représente

le rapport entre deux grandeurs, x; et 3 de mémes unités.

1- Bel = logy, <%) (3.15)
2
I
1.dB =10 log;q (5-) (3.16)
2

Le Bel (ou décibel) représente donc¢ un niveau relatif, comme il n’indique pas les grandeurs
physiques, il s’avére nécessaire de les préciser.

Dans un milieu linéaire, la puissance est proportionnelle au carré des valeurs de champ; il en
résulte que le rapport entre deux niveaux de puissance différents et leurs valeurs de champ

correspondantes, est donné par la relation suivante:
h .
20 log (1%) ~10-log (M) (3.17)
champy putssances

Pour la mesure de certaines grandeurs telles que le niveau d'un signal ou encore le niveau

sonore, il existe différentes valeurs de références normalisées:

e dBm, cette grandeur représente un niveau absolu de puissance. 0 dBm correspondent a la
dissipation d’une puissance de 1 mW dans une résistance de 600 €.

e dBvrms, cette dénomination permet de mesurer le niveau d’un signal. 0 dBvrms correspon-

dent A une tension efficace de 1 V.
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e dD acoustique, cette grandeur exprime le niveau d’intensité sonore I, en acoustique aérienne,

0 dB correspondent & une puissance acoustique (intensité), de 10712 r‘ni La pression sonore

I
Lp =10-log (I_)
0

correspondante vaut alors 20 pPa.

avece

Iy =

-12 W
10 m?

(3.18)

La figure (3.11) montre les ordres de grandeur des niveaux acoustiques et de pression corres-

pondants.
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. Ordres de grandeurs des niveaux acoustiques (figure tirée de (28] ).

Bien que la notation du bruit en décibels permette de quantifier une grandeur physique, elle

ne représente pas Pimpression sonore ressentie ou la sonie (“loudness” en anglais). L’étude des

variations de la sensibilité de I'oreille en fonction de la fréquence et de l'intensité a conduit a

Pétablissement des lignes isophoniques. Celles-ci représentent un ensemble de niveaux sonores

de sons purs qui produisent, sur une personne d’audition normale, la méme sensation de “force

sonore” (figure 3.12).
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Figure 3.12. Lignes isophoniques normalisées (figure tirée de (28] ).

Les lignes isophoniques L,,, sont graduées en phones; pour une fréquence de 1 kHz, le niveau
Ly coincide avec le niveau de pression acoustique L,. Les courbes montrent que notre oreille
est la plus sensible aux fréquences de 'ordre de 5 kH2; au-dela de 17 kHz Voreille devient

insensible au bruit (figure 3.13).

Niveaux acoustiques pondérés

Selon la nature du phénoméne acoustique considéré, la valeur du niveau acoustique mesuré
est modifiée par 'introduction d’une pondération. Lorsque les valeurs de la pondération sont
exprimées en décibels, celles-ci prennent des valeurs positives (amplification du phénoméne) ou
négative (diminution). Elles sont en général définies par des tables normalisées.

e Pondération de type “A”: c’est la pondération la plus usitée pour caractériser un champ
sonore lors des problémes de géne et de nuisances. Du point de vue physiologique, elle
correspond a peu prés & l'inverse des courbe isophoniques (cf figure 3.12).

e Pondération de type “B”: semblable au type “A”, mais peu utilisée.

e Pondération de type “C”: elle ne pondeére que les trés basses (f < 16 Hz) et trés hautes
fréquences (f > 16 kHz). Elle est généralement employée pour caractériser un champ sonore

du point de vue physique.

e Pondération de type “D”: elle est utilisée pour la mesure du bruit des avions, cas particulier

pour lequel on accentue la contribution des composantes situées entre 2 Hz et 5 kH z.

e Pondération linéaire, “LIN”: c’est le niveau obtenu en l'absence de pondération pour une

bande de fréquence comprise entre 2 Hz ¢t 30 kHz.

La figure (3.14) montre ’atténuation du bruit en fonction du type de pondération.
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Figure 3.13. Aire d’audition (figure tirée de (28] ).
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Figure 3.14. Courbes de pondération, dB A,B. C et D (figure tirée de [28] ).

3.5.4 Sources de bruits d’un moteur

Les sources de bruit acoustique d’un moteur ont les origines suivantes:
e mécanique,

¢ aérodynamique (hydrodynamiques pour les moteurs de pompes),

e électromagnétique.

Bruit d’origine mécanique

Les sources de bruit d’origine mécanique sont produites par les paliers (lisses ou a roulement a
billes) et, dans le cas d’'un moteur a collecteur, par le collecteur et les charbons.

D’aprés [31], le bruit acoustique produit par des paliers lisses est généralement moindre que
celui produit par des roulements & billes (tableau 3.9). Le bruit mécanique produit par les
paliers et les roulements & billes peut avoir les origines suivantes:
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e la présence de corps étrangers (saletés dans les paliers et roulements & billes),

les conditions de lubrification,

les problémes d’alignement,

la charge et la température de fonctionnement,

le jeu, di a I’absence de pré-contrainte axiale,

Pétat de surface (billes et paliers),

les fréquences propres de résonance (roulements & billes),
o les défectuosités des billes (roulements a billes).

Le spectre de bruit d’un roulement & billes est composé d’un bruit blanc!* et de composantes
discrétes, dont les fréquences dépendent de la vitesse de rotation du moteur et du nombre de
billes du roulement. La réduction du bruit d’origine mécanique passe donc essentiellement par

la qualité et le soin apporté lors de la fabrication.

palier \ n° de moteur | 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
paliers lisses 26.1 29.9 279 242 31.3 287 246 278 287 299
roulements a billes 31.8 375 342 351 324 371 404 315 359 368

Tableau 3.9. Comparaison du bruit acoustique en dBA (mesuré a a 3m) produit par des paliers
lisses et des roulements & billes pour des moteurs identiques.

Bruit d’origine aéro- ou hydro-dynamique

Bruit aérodynamique:

Pour un moteur de petite puissance (sans ventilateur de refroidissement), le bruit d’origine

aérodynamique a essentiellement deux origines:

(1) Le bruit dit aux variations de pression qui apparaissent lors du déplacement de ’air. L’in-
tensité du bruit blanc ainsi généré croit avec la vitesse de rotation du moteur.

(2) Le bruit da au contournent d’obstacles divers et a I’excitation de cavités de résonance (en-
coches). Le spectre est alors composé de fréquences propres qui sont indépendantes de la
vitesse de rotation du moteur.

Pour un moteur de petite puissance et tournant & un régime élevé (n > 6000 t/min), le bruit
d’origine aérodynamique peut devenir prépondérant.

Brassage de ’eau (moteur de pompe)

L’écoulement de ’eau dans une canalisation est aussi la cause de bruit; celui-ci est d’autant
plus marqué que le diamétre de la canalisation est petit et la vitesse d’écoulement élevée. Ce
bruit a pour origine les diverses turbulences qui prennent naissance au sein du liquide et qui
provoquent une fluctuation rapide de la pression agissant sur la canalisation. Ce phénoméne lié

Le bruit blanc est un bruit dont I'intensité ne varie pas sclon la fréquence, tout le spectre est balayé avec la méme
intensité.
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& un écoulement turbulent n’existe que si le nombre de Taylor correspondant a I'écoulement
dépasse une valeur limite. En dessous de cette limite, ’écoulement est laminaire et le bruit émis

est pratiquement inaudible. Dans la pratique, un écoulement laminaire ne se rencontre que pour
un faible débit1?.

Bruit d’origine électromagnétique

Le bruit d’origine électromagnétique regroupe le bruit d’origine purement magnétique et le
bruit de commutation.

Le bruit magnétique est da & la variation de la perméance d’entrefer (moteurs & encoches) et des
forces radiales qui en résultent. Généralement, celles-ci se compensent, mais une excentricité du
rotor associée & certaines combinaisons des harmoniques provoquent une force résultante non
nulle capable d’exciter les fréquences propres du moteur (figure 3.15).

Figure 3.15. Forces radiales le long de la périphérie en cas d’excentricité du rotor. (figure tirée
de [31] ).

La vibration des tdles statoriques représente aussi une source de bruit d’origine magnétique.
Celle-ci peut étre diminuée par ’amélioration de la planéité des toles (cn faisant un recuit) et
en contrélant la pression de maintien de ’empilage.

Le bruit de commutation représente la source de bruit prépondérante des moteurs a bobinage
dans l'entrefer. En effet, 'absence de dents favorise d’une part les vibrations entre le bobi-
nage et la culasse statorique (bobinage auto-porteur) et d’autre part elle diminue l'inductance
statorique; en conséquence le courant de phase présente des temps de montée extrémement
courts; le spectre du courant présente donc de nombreuses harmoniques capables d’exciter les
fréquences propres du moteur (figure 3.16).

Le bruit de commutation est particuliérement désagréable en raison de la concentration de son
spectre sur un faible nombre de fréquences. L’oreille humaine est particuliérement sensible a
ces derniéres.

3.5.5 Origine et contréle du bruit de commutation

La réduction du bruit d’'un moteur a bobinage dans l'entrefer passe soit par la pose d’amor-
tisseurs mécaniques ou par l’amélioration de la commande électronique; ici, seule la seconde
possibilité sera étudiée.

Pour une canalisation de 15 mm de diamétre interne, le débit doit étre inférieur a 0.36 m®/h.
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Figure 3.16. Spectre du courant de phase pour différents modes d’alimentation et une vitesse
de rotation de 3340 t/ min.
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Dans le but de déterminer 'origine du bruit de commutation et de déterminer I'influence de la
commande électronique sur celui-ci, I'expérience suivante est réalisée:

Pour un moteur de pompe a bobinage dans ’entrefer d’'une puissance nominale de 13 W placé
sur un circuit hydraulique de laboratoire, 'étude harmonique du bruit de commutation est

effectuée pour cinq modes d’alimentation:

(1) Mode “120° non haché”: ce mode correspond a une commande & 120° & capteurs indirects
et commandé en tension.

(2) Mode “normal”: ce mode correspond aussi & une commande & 120° & capteurs indirects
mais dont le courant de phase est controlé par hachage (PWM).

(3) Mode “boucle ouverte a 180°”: pour ce mode, le moteur tourne en boucle ouverte: le champ
tournant statorique est créé par une commande 4 180°. Ce mode permet d’estimer le niveau
du bruit acoustique d’origine mécanique et hydraulique.

(4) Mode “boucle ouverte & 120°”: ce mode de fonctionnement est identique au cas précédent,
sauf que le champ tournant statorique est créé par une commande & 120°.

(5) Mode “bruit minimum”: ce mode particulier correspond aussi & une commande a 120°
a capteurs indirects. Il a été développé dans le but de réduire le bruit de commutation.
Son principe de fonctionnement est basé d’une part sur le controle de I’établissement et
'extinction du courant de phase (figure 3.17) et d’autre part sur la modification de I’angle

de commutation.

La figure (3.16) montre pour une vitesse de rotation de 3340 t/ min et une puissance hydraulique
de 4.4 W, I'allure et le spectre du courant de phase pour les modes d’alimentation (2), (3) et (5).

H i B T jl :"———‘— e s a rUCos— 1t —
; commande 120° “nommal* 100 ps/div] | | ( i 100 us/div
- —\ 7 = -— 05 Aldiv : T —+—10.5 AJdiv
: I ; - i ! ok i I

i - =4 !

commande 120° “bruit minimum®

commande 120° “normal”

a: établissement du courant b: extinction du courant

Figure 3.17. Commande & 120° mode “normal” et “sans bruit”: détail de !’établissement et
de Uextinction du courant de phase.

3.5.6 Appréciation subjective

Lorsque le moteur tourne selon les modes (1), (2) ou (4), il engendre un bruit de “commutation”
qui rappelle un grésillement. Ce bruit ne varie pas en fonction de la vitesse de rotation du
moteur, mais son intensité augmente avec la charge. Lorsque le moteur tourne a vide, le bruit de
commutation est presque inaudible et 'augmentation de bruit est directement liée & 'amplitude
du courant de phase.
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Entre les modes “120° non haché” et “normal” le bruit de commutation ne change pas; en
conséquence, le hachage n’est pas responsable du bruit de commutation.

Lorsque le moteur tourne cn boucle ouverte et que le champ tournant est créé par une commande
4 180°, le bruit de commutation disparait totalement. Par contre, si le champ tournant est créé
par une commande & 120°, le bruit de commutation s’avére encore plus élevé que celui observé
lors d’un fonctionnement 4 120° en boucle fermée!®. En conséquence le mode de fonctionnement
boucle ouverte-boucle fermée n'a pas d’influence sur le bruit de commutation.

Une mesure complémentaire réalisée en imposant au stator seul (le rotor et la chemise statorique
sont enlevés) un champ tournant généré par une commande en boucle ouverte & 120° montre
que le bruit de commutation ne diminue pas. On en déduit que le bruit de commutation n’est
pas di a l'interaction du champ magnétique créé par I'aimant et le bobinage.

Bien que le mode de fonctionnement “bruit minimum” ne fasse pas totalement disparaitre le

bruit de commutation, il le raméne au moins 4 un niveau acceptable.

3.5.7 Analyse spectrale

Les figures (3.18) et (3.19) montrent le spectre du bruit acoustique du moteur 13 W lors du
fonctionnement selon les modes (2), (3) et (5). On observe entre 2 et 8 kHz toute une série
de pics, d’amplitude variable, qui apparaissent avec une régularité de 'ordre de 100 kHz.
L’amplitude de ces pics croit avec la vitesse (le courant de phase) du moteur.

L’analyse spectrale réalisée pour les trois points de fonctionnement donnés par le tableau (3.10)
confirme le fait que la fréquence du bruit de commutation ne dépend pas de la vitesse mais que
son intensité croit avec 'amplitude du courant de phase.

On observe une similitude entre les pics mesurés lors de ’analyse spectrale et ceux obtenus lors
de la mesure de la réponse en fréquence du bobinage montrés par le tableau (3.11) et les figures

(3.21) et (3.20).

1 2 3
vitesse [t/min] 1870 2780 3340
débit [m®/h) 0.688 1.00 1.22
pression [mbar] 52 105 130
puissance hydraulique (W] | 0.99 2.9 4.4

Tableau 3.10. Points de fonctionnement du moteur pour les mesures du bruit.

Lors du fonctionnement & 180° en boucle ouverte, bien que le courant de phase soit plus élevé
que lors d’un fonctionnement en boucle fermée (modes 1,2 et 4) , le spectre présente moins

d’harmoniques de rang élevé (les harmoniques décroissent plus rapidement).

16 Pour un méme point de fonctionnement, le courant de phase qui résulte d’un fonctionnement en boucle ouverte
est généralement plus élevé que celui observé lors d’un fonctionnement en boucle fermeée.



type de vitesse fréquence et amplitude des pics [kHz} et [dB]
commande [t/min] | 1.9 2.5 4.3 3.0 6.3 8.0 11.3
“120° normal” 1870 —58.2 | =541 | *x*xx | —61.0 | —61.3 | —62.6 | —57.2

2780 | —46.5 | —43.6 | —52.8 [ =57.1 | —57.3 | —58.4 | -51.6
3340 | —47.6 | —51.0 | —48.4 | —53.9 | —47.3 | —58.9 | —48.4
*120° bruit minimum” 1870 | —62.0 | =57.1 | *x% | —64.1 | ~64.3 | —67.7 | —65.0
2780 | =51.8 | =528 | *xx | —63.1 | —64.1 | —66.4 | —62.5
3340 | —=55.6 | =57.2 | —=60.7 | —61.4 | —62.0 | —64.7 | —61.5
“boucle ouverte 4180°” 1870 | —67.2f =675 *** | *x*xx | =726 | =716 | *x*«
2780 | —64.8 | —65.4 | *xxx | —=70.1 | —=70.6 | —67.8 | —69.9
3340 | =639 [ —60.2 | -63.8 | ~65.9 | —64.3 | —65.4 | —65.0

s***

le signifient que le "pic” est noyé dans le bruit de fond

Tableau 3.11. Amplitudes et fréquences des principaux pics.

3.5.8 Remarques

La faible différence spectrale du courant de phase entre les modes “normal” et bruit “mini-
mum” n’explique pas totalement la diminution du bruit de commutation. L’expérience montre
d’ailleurs que le controle de I’établissement du courant de phase ne suffit pas a réduire le bruit
de commutation. Il s’avére nécessaire de lui adjoindre un déphasage entre la tension induite et
le courant de phase. Cette seconde condition montre que I’effet sonore produit lors de I'enclen-
chement du courant de phase n’est pas le méme que celui provoqué lors du déclenchement.

Le bruit acoustique du moteur a bobinage dans ’entrefer est da en partie a I'excitation des
fréquences propres du moteur par les harmoniques du courant de phase et en partie & la défor-
mation et aux vibrations des conducteurs qui forment le bobinage. En effet, lorsque le moteur
est alimenté avec une commande a 180° chaque phase du moteur est continuellement alimentée;
en conséquence, il en résulte une sorte de précontrainte permanente des conducteurs du bobi-
nage. Cette précontrainte limiterait alors les chocs et vibrations du bobinage (dans le cas d’une
commande & 120°, cette pré-contrainte est intermittante).

Paradoxalement, la réduction du bruit de commutation passe aussi par la diminution du rende-
ment du moteur (déphasage entre le courant de phase et la tension induite). Il s’agit de trouver
un compromis entre le bruit minimum et le rendement maximum.

Pour les moteurs & encoches, la réduction du bruit magnétique (le bruit magnétique est princi-
palement créé par la variation de la perméance d’entrefer) passe par la modification du nombre
et de la forme des dents statoriques, ainsi que par la diminution de I'induction dans ’entrefer.
Dans le cadre de ce travail, on a limité I’é¢tude du bruit acoustique a celle du bruit de commu-
tation des moteurs & bobinage dans I’entrefer. Il serait possible d’envisager une étude plus ap-
profondie sur le bruit acoustique produit par un moteur a encoches en fonction de sa géométrie
et de la distribution de I'induction dans I’entrefer.
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Figure 3.21. Réponse en fréquence du bobinage.
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3.6 Modélisation thermique

3.6.1 Introduction

La maitrise de I’échauffement est I'un des parameétres clé du dimensionnement d’un moteur. En
faisant abstraction de la commande électronique, c’est cssentiellement la température interne
du moteur qui en limite la puissance. En effet, une température de fonctionnement trop élevée
est & éviter d'une part en raison de la destruction des couches isolantes du bobinage ou des
toles et d’autre part & cause de la démagnétisation possible des aimants.

Une autre conséquence d’une température de fonctionnement trop élevée est le vieillissement
prématuré des matériaux; la figure (3.22) montre la durée de vie en fonction de la température
de différents isolants utilisés dans la construction de moteurs.

Enfin on signalera que lors d’un échauffement important les différents facteurs de dilatation
entre les diverses parties du moteur engendrent des contraintes mécaniques supplémentaires.
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Figure 3.22. Evolution de la durée de vie en fonction de la température (figure tirée de [21] ).

3.6.2 Meécanismes de transfert de chaleur

Le transfert de chaleur s’effectue selon les trois mécanismes suivants:

(1) Par conduction: il correspond a la transmission de chaleur par contact effectuée sans dé-
placement de particules & travers le matériau. La conductivité thermique met en jeu de
nombreux phénomeénes complexes tels que la transmission par les électrons libres ou par le
réseau cristallin [11].

(2) Par convection: il correspond a la transmission de chaleur dans un fluide en mouvement.
La transmission de chaleur résulte alors de la combinaison entre la transmission par contact
(conduction) et du transport de masse; la convection implique le déplacement de particules
de masse. En conséquence elle est directement liée a 1’écoulement d’un fluide; selon le genre

d’écoulement du liquide on parle de convection naturelle ou forcée.
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(3) Par rayonnement: c’est un phénomene de propagation électromagnétique a spectre continu
émis dans toutes les directions. Dans le vide, sa vitesse de propagation correspond a celle de
la lumiére. Selon le genre de rayonnement considéré (par exemple solaire ou infrarouge) une

tranche de longueur d’onde est définie.

Dans le cadre de ce travail la transmission de chaleur par rayonnement sera combinée avec la

transmission de chaleur par convection.

3.6.3 Transmission de chaleur

La loi de la conductivité thermique développée par Fourier permet d’estimer le transfert de

chaleur d’un élément:

. 1 dA8

QY= —-A0 + Cp-—— (3.19)
Ry, dt
N e nund

régime permanent régime transitoire

avec
Q la puissance thermique [W],
A6 la différence de température entre les extrémités de 1'élément considére K],
Ry, la résistance thermique de ’éléement [K/W],
Cyu, la capacité thermique de 1'élément [J/K].

La premiére partie de I’équation (3.19) caractérise le régime permanent et la seconde le régime
transitoire.

Résistance thermique de conduction et de convection

Par analogie a la résistance électrique, dans le cas d’un transfert de chaleur par conduction, la
résistance thermique Ry, est définie par la relation suivante (figure 3.23):

Ry, = (3.20)

S| =
|t~

avec
S la surface de 1’élément considéré [m?],
L la longueur de I’élément [m),
A la conductivité thermique du matériau [W/mK].

La valeur de la résistance thermique est fonction des dimensions géométriques du matériau
ainsi que de ses propriétés thermiques.
Dans le cas d’un transfert de chaleur par convection, la résistance thermique correspond a la

définition suivante:
1
= 3.21
Ry, =% (3.21)

ol a représente le cocfficient de convection [W/m2K].
Selon [13] lors d’un transfert de chaleur vers I’air ambiant, il est possible de définir un coefficient,

Qgir Qui tient compte aussi bien des phénomeénes de convection que de ceux de rayonnement.

Qgir = 1246 - 098 (3.22)

avec
v : la vitesse de I'air en {m/sec]
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Lors d’un transfert de chaleur entre la chemise statorique et le liquide qui circule dans 'entrefer
hydraulique, le coefficient de convection est fonction de la densité; de la viscosité, de la vitesse
du liquide ainsi que de la géométrie du systéme.

Dans le cas d’un transfert de chaleur entre ’eau et la paroi d’un tube rempli d’eau dans lequel
I'écoulement est force, le coefficient de convection vaut [7]:

Nu- )\
d

a“q = (323)

avec
A la conductibilité thermique du liquide [W/mK],
d le diamétre interne de la conduite [m].

Nu représente le nombre de Niisselt (sans unités). Ce nombre est fonction du nombre de Prandt]
Pr et de celui de Reynolds Re (eq. 3.3). Lorsque le régime est établi (conduite de longueur
infinie) le nombre de Niisselt est approché par la relation suivante [5].

3.7 régime laminaire
Nu = pour (3.24)
¥ - (Re)® - (Pr)® régime turbulent

ou les coefficients ¢, b et e valent [3]:

v =0.023,
b =038,
e =033

Le nombre de Prandtl ne dépend que des propriétés physiques du liquide; il est donné par la

relation suivante:
n-Cp

Pr = 3 (3.25)

avec
Cp : la capacité thermique du matériau [J/kg K]
n : la viscosité du liquide [Pa - s]

: flux de chaleur

transmission de chaleur par conduction transmission de chaleur par convection

Figure 3.23. Représentation de la résistance thermique.
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Capacité thermique

Par analogie a la capacité électrique, la capacité thermique Cy, est définie par la relation:

Cop=Cp-p-V (3.26)
avec
p : la masse volumique de I’é¢lément [kg/m3],
V : le volume de I’élément [m?],

Cp : la chaleur massique de I'élément [J/kgK].

Le tableau (3.12) donne les valeurs de conduction et de capacité thermique de différents maté-

riaux.
matiére conductivité thermique | chaleur massique
(W/mK] (kJ/kgK)|

cuivre 384 0.394
acier 54.7 0.515
aluminium 204 0.879
laiton 113 0.385
fonte 52.3 0.502
eau (50°C) 0.64 4.18
mica (feuille) 0.55 0.87
verni isolant (bobinage) 0.5 1.7

Tableau 3.12. Conduction et capacité thermique de différents matériaux

3.6.4 Transmission de chaleur dans les matériaux composites

Relativement aux matériaux composites tels que le bobinage ou les toles statoriques (figure
3.24), le coefficient de conduction, non isotrope se détermine comme suit:

conducteurs thermiques

isolant thermique
isolant thermique ﬁ \
/7

transfert de
chaleur axial

transfert de
chaleur
transversal

a. bobinage b. empilage de tdles

Figure 3.24. Modélisation thermique des matériaux composites.
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Conduction dans le bobinage

Pour déterminer le coeflicient de conduction du bobinage, on suppose que les espaces entre les
différents conducteurs du bobinage sout parfaitement remplis par 'isolant électrique. En raison
de la grande différence de conductibilité entre le cuivre et I'isolant, dans le cas d'une conduction
paralléle (dans le sens des conducteurs de cuivre) de la chaleur, on néglige le transfert de chaleur
par l'isolant. Le coefficient de conduction parallele du bobinage Ayop_p, vaut:

/\bob_p = Acu - kcu (327)
avec

Acw  le coefficient de conduction du cuivre,
kow  le coefficient de remplissage.

Dans le cas d’une conduction transversale (perpendiculaire aux conducteurs) le coefficient de
conduction radial équivalent devient:

/\C'u . /\isola,nt_bob (3 28)

Abob_t =
ob-t [1 - kCu] . /\Cu + kCu : /\iso[ant_bob

avec
Aisolant_bob 1€ coefficient de conduction de I'isolant du bobinage,
kcu le facteur de remplissage du cuivre

Remarque 5 Pour un coefficient de remplissage ko, de 0.4 et un coefficient de conduction

de l'isolant de 0.5 on calcule un coefficient de conduction transverse du bobinage de 0.83 %

FExpérimentalement [19], la conduction transversale d’un bobinage dans l’entrefer est de ['ordre
de 1.19 2.
m-K

Conduction dans les toles statoriques

En raison du caractére hétérogéne des toles, le coefficient de conduction est aussi fonction de la
direction du flux de chaleur. Ainsi, dans le cas d'un transfert de chaleur paralléle a I'empilage
de toles, le coefficient de conduction de 'empilage vaut:

/\téles_p = /\fer : kf (329)

avec
Afer le coefficient de conduction du fer,
kg le coefficient de foisonnement.

Dans le cas d'un transfert de chaleur transversal par rapport a I'empilage de toles, la résistance
thermique des téles est négligeable par rapport a celle de I'isolant; en conséquernce le coefficient
de conduction de 'empilage correspond a celui de I’isolant.

/\téles_t = Aisolant_u}les (330)
OU Ajsolant_toles TePrésente le coefficient de conduction de I'isolant de ’empilage.

3.6.5 Modélisation et hypothéses

Les différentes sources thermiques diffusent dans le moteur selon des cheminements déterminés
par la géométrie et les matériaux utilisés pour la construction du moteur

Pour déterminer la température et I’échauffement de différents points du moteur, on établit un
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réseau ou circuit thermique qui comprend des résistances thermiques, des capacités thermiques
ainsi que des sources de chaleur. La précision et la complexité du calcul sont directement liées
au nombre d’éléments pris en compte. Lorsque le nombre de nocuds du circuit est élevé, la ré-
solution du systéme d’équations qui lui est associé nécessite souvent le recours aux méthodes
numériques. Une résolution analytique n’est possible que pour les circuits relativement simples.
Pour élaborer le circuit thermique équivalent d’'une pompe de circulation, on effectue les sim-

plifications suivantes:

e L’importante différence de conductibilité entre le fer et I'isolant des toles statoriques permet-

tent de négliger tout transfert de chaleur axial dans les toles statoriques.
e Les différentes sources de chaleur (pertes) du moteur sont ponctuelles.
e Les propriétés thermiques des matériaux sont invariantes en fonction de la température.

e La chemise statorique inhibe toute ventilation du stator. Ceci suppose que les pertes Joule
des tétes de bobines (développantes) sont évacuées uniquement par l’cmpilage statorique

(pas de convection au niveau des développantes).

e L’eau qui circule dans ’entrefer hydraulique n’a que peu de contact avec le reste de I'eau
qui circule dans le circuit hydraulique. En conséquence, I’échange thermique entre ’eau qui
circule dans les conduites et celle qui tourne dans ’entrefer hydraulique est négligé. Par
contre, pour tenir compte des échanges thermiques entre le corps de la pompe et le circuit
hydraulique externe (conduites et eau de circulation), la température de I'extrémité de la
carcasse (cOté pompe) est imposée.

e Dans le cas de I’établissement de la constante de temps, on suppose qu’a 'instant initial tous
les éléments du moteur sont a la méme température. Dans le cas d’une pompe de circula-
tion, en raison du mode de fonctionnement permanent, la constante de temps thermique ne
présente que peu d’'intérét.

3.6.6 Circuit thermique de la pompe

La modélisation du transfert de chaleur entre l’cau de circulation, le corps de la pompe et le
moteur (a encoches ou & bobinage dans I’entrefer) est représenté par la figure (3.25) et la figure
(3.26) montre le circuit thermique qui lui est associé.

3.6.7 Circuit thermique du moteur

Le schéma thermique équivalent d’'un moteur a encoches est représenté par la figure (3.27, a)
et celui associé & un moteur & bobinage dans 'entrefer par la figure (3.27, b).

La valeur des éléments du circuit thermique dépendent des dimensions et des matériaux qui le
constituent. Selon le modéle thermique adopté, seules les résistances de convection entre I'eau
de l'entrefer et la chemise statorique varient avec la vitesse de rotation du moteur.
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3.25. Modélisation thermique du moteur et chemins d’évacuation thermique.
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J

température
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| B tempsrature de l'entrefer

|

de l'eau de E
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—
*

\\/i Teonduite - Tambiante
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température ambiante

o A, B, F : milieu de la chemise statorique
= = | convection carcasse -air
— K : corps de la pompe

F<\\\\ convection chemise - eau d'entrefer D - eau de l'entrefer

H, G, L : milieu de la carcasse du moteur

Figure 3.26. Circuit thermique égquivalent d’une pompe de circulation.
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a: moteur & encoches
culasse statorique

dents et tétes de dents

développantes

bobinage

R, T : milieu du bobinage
U :développantes

N  :surface extemne de la
culasse statorique

M :surface inteme du stator

b: moteur a bobinage dans |'entrefer

Figure 3.27. Modélisation thermique du moteur.

3.6.8 Détermination des pertes du moteur

Les sources de pertes du moteur sont calculées sur la base des relations développées dans le bilan
énergétique (§ 2.8). Relativement aux pertes Joule, le modéle thermique effectue une distinction
entre les pertes Joule dissippées le long de 'empilage statorique de celles dissipées dans les
développantes. Pour évaluer ces derniéres, on suppose que les pertes Joule sont distribuées
uniformément le long du bobinage. Les pertes Joule le long de I’empilage statorique dépendent
du type de moteur et de bobinage (figure 3.28).

e Moteur a encoches:
: PJoule (331)

L
PJ.sL = R Rlofule (332)

e Moteur & bobinage dans l'entrefer et 4 bobines adjacentes:

lw - l S
( ts) ] e PJoute (3.33)

by = lag - [1 - 2

PJ_sL =
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avec
lys la longueur de I'empilage de toles statorique,
lw la longueur axiale du bobinage,
Lsp la longueur moyenne d’une spire (moteur a encoches, eq. 4.39),
tyyy I’étalement de la bobine (angle électrique, eq. 2.39),
B I’ouverture initiale de la bobine,

Pjoue les pertes Joule totales du moteur.

Les pertes Joule dissipées dans les développantes (hors de l'empilage statorique) correspondent
alors 4 la soustraction suivante:

Pj_dev = Pjoute — Py_st (334)

pertes Joule dans
les développantes

L3
lo @
=) = 3
g £ g
L 8 S
8 B 8

2|2 ‘% ] 3

] 3 2
8 ] 7]
k- g 8
3 Bf 3
| S—

v

pertes Joule le long de
'empilage statorique

a: moteur a encoches b: moteur a bobines adjacentes c: moteur & bobinage auto-porteur

Figure 3.28. Allures des développantes selon le genre de moteur.

3.6.9 Résolution du circuit thermique

Le circuit thermique qui modélise I'échauffement de la pompe de circulation est régi par les lois
de Kirchhoff.

La résolution du circuit thermique s’effectue de la méme fagon que pour un circuit électrique
classique. Bien qu’une résolution matricielle demeure possible, on lui préférera une résolution
a I'aide d’un programme de simulation pour circuits électriques (figure 3.29). Dans ce cas, les
résistances et capacités thermiques sont remplacées par des résistances et capacités électriques;
chaque source de pertes est modélisée par une source de courant et enfin, chaque point pour
lequel I’échauffement est imposé, est représenté par une source de tension. L’échauffement
calculé en un point donné correspond alors a la tension calculée au point considére.
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Figure 3.29. Modélisation du circuit thermique relatif au cas 1, par un schéma électrique équi-
valent.

3.6.10 Résultats des simulations et des mesures

Pour une pompe de circulation entrainée par le moteur a bobinage dans l'entrefer décrit au
quatriéme chapitre, I’échauffement stabilisé est calculé et mesuré pour les différents cas de
charge répertoriés dans le tableau (3.13). Mis & part le premier cas pour lequel le rotor est
bloqué, les quatres mesures réalisées correspondent & un fonctionnement usuel du moteur. On
notera encore que les pertes Joule représentent la source prépondérante de pertes du moteur.

La mesure de ’échauffement du moteur s’effectue au niveau des quatre points stratégiques
suivants:

La température moyenne du bobinage (température des développantes et le long de 'empilage
statorique) est évaluée en mesurant la variation de sa résistance ohmique. L’échauffement moyen
du bobinage se déduit ensuite a partir de la relation (2.70). La mesure de la température de la
culasse statorique est réalisée en introduisant une sonde thermique dans 'orifice de sortie des
fils du bobinage.

La comparaison entre I’échauffement mesuré et celui calculé est reportée dans le tableau (3.14).
La mesure de la température du corps de la pompe permet de déterminer le transfert de chaleur
entre la pompe et le circuit hydraulique. Lors des mesure ’échauffement du corps de la pompe
s'éleve 4 3 K au-dessus de la température ambiante.



cas | n Pjoute } [W] Pfercs 2 | Pup 2 Poyar 2| Spertes
{t/min] | Py_y Pj_gev (W] (W] (W] (W]
110 12.14 4.26 0 0 0 16.40
2 12970 2.49 0.88 0.06 0.110 0.135 3.675
3 | 3384 4.85 1.71 0.08 0.148 0.189 6.977
4 | 3714 5.59 1.96 0.09 0.180 0.237 8.057
5 | 4680 6.105 2.15 0.13 0.279 0.402 9.066
1 valeurs mesurées
2 valeurs estimées
Tableau 3.13. Modes de fonctionnement du moteur de pompe
cas n Bbob [K] bcs K] Oear (K]
calcul mesure | calcul | mesure | calcul | mesure
[t/ min] | 8s | Baev
1 0 26.28 | 26.31 28 21.05 23 16.70 20.0
2 2970 6.83 | 6.84 7.6 5.95 5 5.20 24
3 3384 | 10.39 | 10.40 7.6 8.74 5 7.34 3.6
4 3714 | 11.45 | 11.47 11.7 9.58 6 7.99 4.0
5 4680 | 10.18 | 12.20 11.7 10.17 8.2 8.45 6.0

99

Tableau 3.14. Echauffement calculé et mesuré du moteur de pompe

Pour le premier cas uniquement (rotor bloqué) la constance de temps est calculée et mesurée.
La simulation montre que la constante de temps du bobinage (7 = 120 s) est nettement plus
faible que celle de la culasse statorique (7 = 300 s) et de la carcasse (7 = 550 s). La comparaison
entre la simulation et la mesure est représentée sur la figure (3.30); pour la culasse statorique
on mesure une constante de temps 7 = 330 s et pour la carcasse du moteur celle-ci s'éléeve a
7 = 520 s . Comme notre apparcillage de mesure ne permet pas de connaitre la résistance du
bobinage lorsque le moteur est alimenté, la constante de temps thermique du bobinage n’a pas
été mesurée.

3.6.11 Remarques

Malgré le fait que le modele thermique de la pompe reste assez simple, il permet néanmoins une
bonne estimation de I’'ordre de grandeur de I’échauffement du moteur. On remarquera que, pour
les faibles échauffements (< 10 K), 'erreur de mesure sur la température reste importante.
Le calcul théorique montre que Péchauffement le plus important est atteint au niveau des
développantes du bobinage. De plus la différence d’échauffement entre le bobinage et la culasse
statorique est relativement faible. En conséquence, c’est essentiellement la résistance thermique
de convection qui limite I’évacuation de la chaleur.
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Figure 3.30. Cas 1: évolution de l'échauffement du moteur.

Au début des mesures d’échauffement, I’eau de circulation (et des conduites) est a la tempéra-
ture ambiante de la piece. Quelques heures plus tard (fin des mesures), on remarque une légere
augmentation de la température de la conduite (Oconguite = 3 K). Cette situation correspond
donc au cas pour lequel les pertes du moteur chauffent ’eau du circuit hydraulique. En temps
normal, lorsque de ’eau chaude (75°C) circule dans les conduites, c’est 'eau de circulation qui
chauffe le moteur plutét que le contraire.

Les mesures montrent que, dans le cas d’un fonctionnement normal du moteur (cas 2 a 5), la
température du bobinage (T,0p) reste bien en deca des limites thermiques supportables pour le
bObinage (Tbob = Teonduite + Obob < 120°C)~

Autant le calcul que la mesure montrent que la constante de temps thermique du systéme est
conditionnée par la capacité thermique de la carcasse.

Pour augmenter la précision du modéle thermique il faudrait prendre en compte le transfert de
chaleur entre le corps de la pompe (carcasse du moteur) et le circuit hydraulique. Toutefois,
le grand nombre d’inconnues rend la modélisation du transfert de chaleur entre la carcasse du

moteur, l’eau de circulation et la conduite trés délicate.



101

3.7 Bilan et synthése

Ce chapitre qui regroupe différents éléments d’origine mécanique permet d’une part de com-
pléter 'analyse électromagnétique effectuée dans le second chapitre et d’autre part de s’assurer
que la variante de moteur choisie demeure conforme au cahier de charges.

Dans un premier temps, la mise en place d’un modeéle analytique décrivant les pertes hydrau-
liques dans I'entrefer permet d’étendre le bilan énergétique élaboré dans le second chapitre, aux
moteurs de pompes de circulation.

En raison des incertitudes relatives au module d’élasticité (non isotrope) du bobinage, ainsi
que celles relatives au couplage entre le bobinage et la culasse statorique, le calcul théorique
des déformations permet uniquement d’estimer l'ordre de grandeur des fréquences propres du
moteur. Sans faire appel & un modéle théorique beaucoup plus poussé, il n'est pas possible de
mettre en place une corrélation valable entre les fréquences propres et le bruit acoustique.

Il est indéniable que les fréquences propres du moteur contribuent au bruit de commutation,
mais dans le cas étudié, les fréquences propres du moteur ne représentent pas la cause pré-
pondérante de bruit acoustique.

Ces observations tendent a confirmer le fait que le bruit de commutation observé dans le cas de
moteurs & bobinage dan Uentrefer est principalement da 4 la déformation et aux vibrations des
conducteurs qui forment le bobinage. En conséquence, la réduction du bruit de commutation
passe par le fait de faire coincider 'enclenchement du courant de phase avec le passage par zéro
de la tension induite. Ceci conduit & proposer deux solutions susceptibles de réduire de fagon
notable voire de supprimer le bruit de commutation d'un moteur déja construit:

e Commande a 180° (conventionnelle ou a courant rectangulaire)
e Commande “sinus”

Bien que potentiellement intéressantes, les deux solutions présentées ne sont pas toujours com-
patibles, économiquement parlant, avec la technologie du “sans capteurs”.

Dans une derniére étape, I’établissement du modele thermique, validé par un ensemble de me-
sures pratiques permet d’évaluer I'impact de I’environnement thermique du moteur sur celui-ci.
Bien que le modéle présenté reste relativement simple, il permet une bonne estimation de I'é-
chauffement du moteur. Bien que peu intéressant en raison du mode de fonctionnement perma-
nent de la pompe, I’établissement de la constante de temps thermique montre les possibilités
de surcharger momentanément le moteur.

Le faible échauffement aussi bien mesuré que calculé, démontre que 'environnement thermique
de la pompe ne compromet en aucun cas l'utilisation d’un moteur synchrone 4 aimants perma-
nents pour I’entrainement d’une pompe de circulation pour chauffage central.
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Chapitre 4
Dimensionnement

4.1 Introduction

Le dimensionnement d’un moteur réalise la synthése entre I’analyse électromagnétique d’une
part et ’analyse mécanique et thermique d’autre part. Ce chapitre présente la méthode et le
dimensionnement d’un moteur synchrone a aimants permanents pour une pompe de circulation
pour chauffage central. Ce chapitre comprend les trois étapes suivantes:

(1) Présentation et analyse des caractéristiques des matériaux qui constituent un moteur (de
pompe).
(2) Choix des parametres et méthode de dimensionnement d’un moteur.

(3) Détermination et contrdle des dimensions et des caractéristiques du moteur concu.

Le chapitre est complété par deux exemples de dimensionnement.

Le pré-dimensionnement d’un moteur synchrone s’effectue selon un choix de critéres. Ceux-ci
varient en fonction du but recherché: volume minimum, rendement maximum ou dimensions
imposées.

En raison du peu d’information sur les différents matériaux qui constituent le moteur, le
pré-dimensionnement d’un moteur est toujours délicat a effectuer. En conséquence, le pré-
dimensionnement du moteur est réalisé 4 partir d’équations simplifiées ce qui permet d’effec-
tuer un premier choix parmi les nombreuses solutions possibles. En établissant une méthode de
pré-dimensionnement paramétrique, il est possible de parcourir les nombreuses solutions tout
en s’assurant que la solution choisie reste conforme au cahier des charges établi.

Lors du dimensionnement proprement dit, on calcule a partir des dimensions géométriques
déterminées sur la base du pré-dimensionnement, les caractéristiques électromagnétiques de la

variante retenue. Dans ce second cas, le couple est calculé & partir des équations présentées
dans les chapitres (2) et (3).

4.2 Matériaux

4.2.1 Aimants

Le choix des aimants est un élément clé de la conception d’un moteur & aimants permanents. Il

s’cffectue soit selon des criteres techniques: propriétés magnétiques, mécaniques et thermiques,
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soit selon des critéres économiques: prix, livraison, fournisseur. Dans le cadre de ce travail nous
tiendrons compte essentiellement des critéres techniques et du prix.

Lors du choix des aimants, on distingue les aimants ayant des caractéristiques isotropes de
ceux ayant des caractéristiques anisotropes. Pour ces derniers, I'induction rémanente est géné-
ralement plus élevée que pour les variantes isotropes; mais seule une aimantation dans le sens
d’orientation préférentielle est judicieuse. En effet, toute déviation du sens d’aimantation par
rapport au sens d’orientation privilégié conduit & une dépréciation importante des valeurs ma-
gnétiques. Pour les aimants isotropes, la direction de la magnétisation est libre.

La composition des aimants influence de fagon notable leurs caractéristique magnétiques. La

figure (4.1) montre les caractéristiques magnétiques des principales familles d’aimants.

r 3
1. Alnico 600 (Ticonal) 14
2. Alnico 900 ) ’ : ) : ’ ' ’
3. Alnico 1500 A Ao
4. Ferrite_SR .
8. Recoma 30 SnCo
7. Recoma 20 SmCo : 1.0
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0.8
E
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Figure 4.1. Caractéristiques magnétiques des principales familles d’aimants.

Les propriétés mécaniques d’un aimant sont assez médiocres; réalisés généralement & partir
de poudres frittées, les aimants restent des matériaux fragiles qu’il convient de manipuler avec
le plus grand soin. Lorsque les aimants sont mélangés a des plastiques, leurs caractéristiques
mécaniques sont équivalentes a celles du liant.

Dans un moteur, les aimants sont souvent collés sur la culassec rotorique. A haute vitesse, les
aimants sont soumis a la force centrifuge; pour les moteurs a rotor interne cette force est
défavorable car elle tend a décoller les aimants. Cependant pour de faibles vitesses de rotation
(environ 4000 t/min) le probléme relatif au décollage des aimants n’intervient pas.

Dans le cas d’'une pompe de circulation, la température de I'eau du circuit de chauffage et la
température des aimants qui en résulte diminue de fagon notable leurs caractéristiques magné-
tiques (figure 4.2); lors du dimensionnement, il est donc nécessaire de prendre en compte la
température de fonctionnement du moteur. Pour une pompe de circulation, la température des
aimants et du bobinage prise en compte lors du dimensionnement vaut 75°C (la température
maximale que les aimants doivent supporter sans dommages est de 110°C) .
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Figure 4.2. Evolution des propriétés magnétiques d’un aimant en fonction de la température
(atmant MQ1-A 9H de Magnequench).

4.2.2 Chemises statorique et rotorique

La chemise statorique assure I'étanchéité de la pompe et la chemise rotorique protége d’une part
les aimants de la corrosion et d’autre part améliore 1’état de surface du rotor (ce qui diminue
les pertes hydrauliques).

Du point de vue électromagnétique, les caractéristiques d'une chemise idéale sont les suivantes:
e épaisseur minimale,

e conductivité électrique minimale,

e non ferromagnétique.

La possibilité de reccourir & une chemise en céramique ou en plastique est écartée car pour ga-
rantir une tenue mécanique suffisante, son épaisseur est plus importante que celle nécessaire
pour une chemise métallique. Nous avons vu précédemment que 'induction diminue lorsque
'entrefer magnétique augmente; on recherche donc 4 minimiser 1’épaisseur des chemises stato-
rique et rotorique.

Parmi les métaux, tout matériau ferromagnétique est proscrit en raison du court-circuit ma-
gnétique qu’il provoque et tout matériau (trop) conducteur électrique est & éviter en raison des
pertes fer qu'il génére. Le choix du matériau s’est porté sur de I’acier inoxydable en raison de
sa perméabilité magnétique équivalente a celle de Pair, de sa faible conductivité électrique et
surtout de sa résistance 4 la corrosion.

On notera encore que lors de la fabrication, la chemise rotorique est réalisée par roulage puis
soudage. Pour éviter de démagnétiser les aimants du rotor, il faut veiller a ce la température
de ceux-ci ne dépasse pas le point de Curie.
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4.2.3 Bobinage et facteur de remplissage

Le fil qui constitue le bobinage est composé d’une dme en cuivre recouverte d’un émail qui
assure l'isolation électrique entre les conducteurs. Un film généralement réalisé en polyuréthanne
ou en polyimide aromatique assure encore l'isolation de masse des bobines. Les fils utilisés
dans la fabrication des moteurs sont généralement du type “double isolation” et de classe
thermique “B”, “F” ou “H”. On notera encore qu’il existe des isolations qui polymérisent a
haute température (isolations thermo-adhérentes) et d’autres pour lesquelles il est nécessaire
d’imprégner le bobinage du stator ultérieurement.

Le diametre des fils de cuivre est normalisé et le facteur de remplissage k., est défini comme
le rapport entre la surface de cuivre d'une bobine et la surface physique de ’encoche (figure
4.3). La valeur du facteur de remplissage dépend de I'épaisseur de la couche d’isolation du fil
de bobinage et des techniques de bobinage; généralement, ce facteur est de ’ordre de 0.4.

Figure 4.3. Surface du cuivre nette et surface totale.

4.2.4 Toles

Le choix du matériau qui forme Pempilage statorique influence les pertes fer et 'induction
maximale admissible dans les dents (moteurs a encoches) et les culasses. Le coefficient de pertes
fer des toles varie d’une part avec la composition des tdles et d’autre par avec 'induction. Plus
les toles sont alliées plus les pertes pour une méme induction sont faibles (tableau 2.2) et le
prix élevé. 1l s’agit alors de trouver un compromis entre le prix des toles, la diminution des
pertes fer et le gain réalisé par la réduction du volume et de la masse du moteur. Le facteur
de foisonnement k; qui prend en compte le caractére hétérogéne des toles (figure 4.4) est de
I'ordre de 0.95.

ky = LS

€totale

avec
n-eser I'épaisseur du fer qui constitue I'empilage de toles ou n représente le nombre
de toles de ’empilage,
Clotale I’épaisseur totale du paquet de toles.

En raison de la perméabilité variable du fer due a la saturation (figure 4.5, a) et de I’évolution du
facteur de pertes fer en fonction de I'induction (figure 4.5, b), plutot que de calculer I’induction
dans les dents et les culasses, il s’avére préférable d’imposer une induction et de calculer les

dimensions correspondantes.
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Figure 4.4. Empilage de téles (stator).

Le motecur étant synchrone, les pertes fer au rotor sont négligeables. C’est donc essentiellement
le niveau de la saturation du fer qui fixe la valeur de I'induction maximale de la culasse rotorique.
Les valeurs typiques des inductions dans les différentes parties du moteur sont les suivantes:

e dans la culasse statorique: Besmax =14 1.5 T,
e dans les dents (moteurs & encoches): Bgmax = 1.3 4 1.6 T,

e dans la culasse rotorique: By pax = 1.5 4 1.8 T.
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Figure 4.5. Evolution des propriétés magnétiques des toles (source UGINE).
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4.3 Meéthodologie

4.3.1 Variantes choisies

Le moteur que l'on dimensionne pour unec pompe de circulation est 4 courant continu sans
collecteur. Le moteur asynchrone et le moteur réluctant sont écartés en raison de leur mauvais
rendement en présence d’'un grand entrefer magnétique. Le moteur & collecteur est aussi écarté
car le collecteur est incompatible avec un rotor immergé. Parmi les possibilités relatives au

moteur & courant continu sans collecteur a rotor intérieur, on étudie les variantes suivantes:

e aimant 4 magnétisation radiale ou paralléle,

e moteur & encoches ou a bobinage dans 'entrefer.

4.3.2 Cahier de charges

Le dimensionnement d’un moteur s’effectue sur la base d’un cahier de charges. Selon I'applica-
tion du moteur, les contraintes varient. Le cahier de charges d’'un moteur traite généralement

les points suivants:

e le couple & la vitesse nominale (point de fonctionnement),
e le rendement du moteur,

e l'alimentation et la commande,

e le couple de démarrage,

e la température ambiante,

e 'encombrement,

e le bruit acoustique,

e la fiabilité et la durée de vie,

e le prix de fabrication.

Dans le cas de la conception d’un moteur de pompe de circulation, le fonctionnement en régime
permanent et, quasi-statique élimine les contraintes relatives a l'inertie du rotor et a la constante
de temps thermique. Du point de vue de I’encombrement, les dimensions du moteur sont laissées

pratiquement libres.
4.3.3 Hypotheéses simplificatrices adaptées au pré-dimensionnement

Comme le nombre des parameétres qui entrent en jeu lors du calcul d’un moteur est trop élevé
pour permettre une étude purement analytique, on sélectionne les critéres les plus importants.
Pour ce faire, lors du pré-dimensionnement, on effectue les hypothéses suivantes:

e On tient compte de la saturation du fer, en imposant les inductions dans les différentes

parties du moteur.



109

La chute de potentiel magnétique dans le fer est négligeable par rapport a la chute de
potentiel de 'entrefer et de 'aimant. Cette simplification, surtout valable dans le cas d’un
moteur & bobinage dans 'entrefer, trouve aussi sa justification dans le cas d’un moteur a

encoches chemisé.
Dans le cas d'un moteur & encoches, le couple réluctant n’est pas pris en compte.

Lors du pré-dimensionnement les pertes dans la chemise statorique sont calculées uniquement
pour le fondamental.

4.3.4 Choix des parameétres

Pour effectucr le pré-dimensionnement, on impose les parameétres suivants:

le nombre de phases;

le nombre de poles; si le nombre de poéles est unitaire le type de magnétisation (radiale ou
paralléle);

le nombre d’encoches (moteurs 4 encoches) ou le nombre de bobines ainsi que leur étalement

o, (moteurs & bobinage dan 'entrefer);
la taille de I'entrefer;
la longueur de 'aimant, donnée facultative cf § 4.4.3 et § 4.5.2;

I'induction dans les dents, la culasse statorique et la culasse rotorique;

La méthode de calcul utilisée ici consiste 4 exprimer toutes les caractéristiques du moteur en

fonction du diameétre “moyen” d,, définit au § 2.6.4. Comme la valeur du couple est imposée

par le point de fonctionnement du moteur, il est possible de calculer la densité de courant et les

pertes Joule qui correspondent au point de fonctionnement imposé. Pour permettre une étude

paramétrique, on introduit les rapports suivants:

Rapport ~

Le rapport 7y permet d’exprimer la surface du cuivre en fonction du diameétre d,,. Il est défini

comme le rapport de la hauteur du bobinage et de rayon %ﬂ.

= 2 Zbob (4.1)
Dans le cas d’un moteur a encoches, la hauteur du bobinage correspond a la hauteur d’une
dent et le diameétre d,,, est égal au diameétre d’alésage; le rapport v devient:
_2-hy

 dsa

7

(4.2)

On définit encore v,,,, le rapport entre la hauteur des pré-encoches h;, et le diamétre d’alésage.
2-hy

dsa

Thp = (43)
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Lors du pré-dimensionnement, la hauteur des pré-encoches est fixée arbitrairement en fonc-

tion du diametre d’alésage.

1 mm deo < 10 mm
hy = 1.5 mm pour 10 mm < dg < 20 mm
2 mm 20mm < dgq < 30 mm

e Dans le cas d’un moteur & bobinage dans 'entrefer, le diametre d,, correspond au diameétre
moyen du bobinage; le rapport vy vaut:
2-h
= 2 Tbob (4.4)

dwm

De plus, dans le cas d’'un moteur & bobinage dans 'entrefer, le diamétre d,, est fonction de
I'entrefer 6, du diamétre externe de 'aimant d,. et du rapport ~.
2 (dge +2-0)

(2-1) (45)

d‘wm -

Rapport ¢

Le rapport ¢ exprime la longueur active du moteur en fonction du diamétre d,,. Il détermine
la forme du moteur ainsi que I'influence des développantes sur les caractéristiques électroma-

gnétiques. La valeur de ¢ correspond au rapport suivant:

la(:t
= 4.
€ T (4.6)

Dans le cas d’un moteur & bobinage dans ’entrefer de type auto-porteur, la longueur axiale
des développantes ainsi que le facteur de raccourcissement s’expriment en fonction du rapport
entre la longueur axiale du bobinage [, et la longueur active du moteur /4. En conséquence

on introduit le rapport ¢, suivant:

€p = Lo (4.7)

lact

Lors du pré-dimensionnement, la valeur du rapport ¢;, est fixée & 1.2.

4.3.5 Nombre de phases

Dans le cadre de ce projet, le choix du nombre de phases s’est porté sur un bobinage triphasé
symétrique. Comme la majorité des moteurs 4 commutation électronique sont triphasés, il existe
sur le marché toute une série d’alimentations et de commandes intégrées. De plus, en faisant
abstraction du couple réluctant, 3 phases représentent un bon compromis entre le nombre de

transistors (six) du pont onduleur et les oscillations de couple .

4.3.6 Choix du nombre de pdles

Le nombre de pdles du moteur et, dans une certaine mesure, le nombre de dents statoriques
(moteur a encoches) ou de bobines associées & une phase (moteur a bobinage dans Pentrefer)
sont autant de parameétres qu’il faut prendre en compte lors d’un dimensionnement. Bien que les
dimensions du moteur diminuent lorsque le nombre de paires de pdles augmente, il est impossible
de trop augmenter le nombre de paires de poles d’'un moteur pour les raisons suivantes:
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e Pour des raisons techniques. il n’est pas possible de disposer un trés grand nombre d’aimants
sur une culasse rotorique et dans le cas d’'un aimant annulaire, le nombre de secteurs est
limité par les techniques de magnétisation.

o Le nombre de paires de poles détermine 'influence du flux de fuite par rapport au flux prin-
cipal. Plus le nombre de paires de poles augmente, plus I'angle de fuite prend de 'impor-
tance par rapport 4 Pangle d'un pole; en conséquence, I'induction dans 'entrefer diminue.

e Pour une vitesse de rotation donnée, le nombre de paires de poles fixe la fréquence de
commutation des phases. Lorsque cette derniére est élevée. les pertes de ’électronique de
commande augmentent.

4.3.7 Choix du nombre d’encoches ou de bobines

Pour un nombre de phases et de paires de péles donné, le choix du nombre d’encoches statoriques
est relativement limité d’une part pour des raisons mécaniques et d’autre part pour des raisons
électromagnétiques (cf. tableau 2.1). En effet pour des raisons de construction, le pas dentaire
T4 d’un moteur de faible puissance varie entre 6 et 15 mm; en conséquence pour un diameétre
d’alésage de 40 mm, le nombre d’encoches satoriques est compris entre 8 et 20.

Pour un nombre de phases et de poéles donné, le choix du nombre d’encoches détermine le
bobinage du moteur. Selon le choix effectué, le bobinage sera plus ou moins facile & réaliser
(donc plus ou moins cher). Ainsi, lorsque le nombre d’encoches par poéles et par phase g est
supérieur a 0.5 le bobinage du moteur est de type réparti alors que dans le cas ou ¢ est inférieur
ou égal a 0.5 le bobinage est concentrique. Le cott du bobinage dépendra alors de ’équipement
de 'entreprise productrice.

Dans le cas d'un moteur & encoches, le couple réluctant est fonction de la combinaison entre
le nombre de paires de poles et le nombre de dents statoriques. Selon ’application, un couple
réluctant important est a éviter (oscillations de couple, bruit acoustique). Certaines configu-
rations sec montrent plus favorables que d’autres. La figurc (4.6) montre le couple réluctant,
calculé a I'aide d'un programme de simulation développé au LEME [2], pour trois moteurs de
caractéristiques (mémes rotor, diamétre d’alésage et couple nominal) identiques. Bien que du
point de vue purement théorique, la configuration 8 poéles, 9 bobines présente le couple réluc-
tant le plus faible, ce n’est pas forcément la meilleure solution. En effet, en raison de la sensibi-
lité du couple réluctant & d’autres parameétres tels que ’excentricité du rotor, la configuration
8 poles, 12 bobines se réveéle pratiquement meilleure.

4.3.8 Taille de ’entrefer

La taille de I’entrefer 6 d’un moteur dépend de son diamétre et des tolérances de fabrication.
Dans le cas d’'un moteur chemisé, I'entrefer § correspond a la somme de I’entrefer hydraulique et
de ’épaisseur des chemises. On distingue ’entrefer hydraulique 65, qui correspond a la distance
physique entre le rotor ct le stator, de ’entrefer magnétique é,, qui représente la distance entre
I'aimant du rotor et le circuit fer statorique (cf § 2.4.3). L’épaisseur de la chemise statorique
varie entre 0.25 et 0.35 mm, celle de la chemise rotorique entre 0.15 et 0.35 mm; la distance
entre les chemises statorique et rotorique est de I'ordre de 0.3 mm. En conséquence, I’entrefer
é du moteur chemisé & encoches varie entre 0.7 mm et 1 mm.
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60“— couple [mNm]

moteur 8 poles, 9 encoches

position [° él.]

.moteur 8 pdles, 6 encoches

moteur 8 pdles, 12 encoches

Figure 4.6. Allure et amplitude du couple réluctant en fonction du nombre d’encoches (figure
tirée de [24] ).

6= 6’L + €chr + €chs (48)

avec
6n  l'entrefer hydraulique ou la distance entre les chemises rotorique et statorique
echr L'épaisseur de la chemise rotorique
echs |'épaisseur de la chemise statorique

Dans le cas d’un moteur & encoches, la taille de ’entrefer magnétique 6, correspond au produit
de Pentrefer 6 par le facteur de Carter; pour le pré-dimensionnement, on introduit la valeur
du facteur de Carter; la valeur typique est k. = 1.05.

Dans le cas d’'un moteur & bobinage dans l'entrefer, la valeur de 'entrefer magnétique est

fonction du rapport 7.

(2+’)')'6+’7"dae
2—x

b = (4.9)

4.3.9 Couple électromagnétique pour une commande a 120°

Lors du pré-dimensionnement, le couple électromagnétique moyen d’un moteur synchrone a

almants permanents est donné par ’expression suivante [24]:

dm

]V[ = @bob . B‘moy . lacg . '—2— (410)
By représente 'induction moyenne calculée sur un pole avec, d = dp,:
1 "
Broy = - / b(dy,, ) - df
T Je=0
= Brmax(dm) * Xom (4.11)

Selon la magnétisation du rotor ’expression de x,,, varie:

% une magnétisation paralléle
pour (4.12)
une magnétisation radiale

Xom =4 fcosh(f)=sinh(f)]
TTeosh(D-T]

ou f représente le facteur de forme de la fonction hyperbolique.
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Pour un moteur triphasé et commandé en courant a 120°, le potentiel magnétique du bobinage
Opop est donné par 'expression suivante [24]:

2
@bob = 5 -J- SuCu : ]Vu, (413)
avec
J la densité de courant [A/m?],

Sucu la surface utile de cuivre du moteur [m?].

En introduisant (4.6), (4.11) et (4.13) dans (4.10), I’expression du couple devient:
2

2 dTIL
M=% -J - Sucu ko Buax(dm) - Xom - € - 22 (4.14)

Lorsque le couple est donné par le point de fonctionnement du moteur, la densité de courant de
méme que les différentes pertes du moteur ne dépendent que des matériaux et des dimensions

géométriques du moteur.

Remarque 6 Pour une commande & 120° (commandée en courant), les pertes Joule du mo-
teur sont données par:

Proute = 2- R'ph : Ir%lax (415)

Exprimées en fonction du volume de cuivre, les pertes Joule du moteur prennent la forme
suivante:

Sucu  Lsp \
Pjoule = per - i.;.;]_’i : Jr%la.x (416)

ot lsp Teprésente la longueur moyenne d’une spire.

4.4 Calcul des dimensions du moteur

4.4.1 Détermination de la largeur d’une dent (moteur a encoches)

Comme l'induction maximale dans les dents est une grandeur imposée, la largeur d’une dent
dépend du nombre de dents par pole du moteur, de la distribution de I'induction dans ’entrefer
(au niveau du diametre d'alésage) et bien sir de l'induction maximale admise dans les dents.
Le flux maximum qui traverse une dent se calcule lorsque la dent est centrée sur un péle du
moteur (figure 4.7). En négligeant influence des pré-encoches, le flux ®4max qui traverse une
dent correspond & l'intégrale suivante:

Bome= [ st Gs
dmax — 0 \Usa, ) : lact . -df (4-17)

[N 2-p

omax -

avec

64 'angle électrique correspondant au pas dentaire, ,; = 27”2

'angle de position @nax représente 'angle électrique qui correspond a l’induction maximale;
pour une distribution impaire de I'induction b(f) dans I’entrefer, Oax vaut 7/2 + k- 7.
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Aprés résolution, le flux dentaire maximum vaut:

Bdsa . lact . dsa n

Dymax = D Xt s

(4.18)

avec
Bgyse I'amplitude maximale de I'induction calculée au niveau du diamétre d’alésage.

Le facteur x, _ est fonction de la distribution de 'induction dans I'entrefer et de la magnéti-

sation.
( sin (Z—;ﬂ> magnétisation paralléle
!—2~f~p~cosh(f)—Z,,~sinh(1,/f-'-1-')] L. . .
— — magnétisation radiale et
— fZn feosh(f)-1] (4.19)
denx - 2 .p S ZTI; (9(1 S ﬂ-) :

A_(_/IZE f) -cosh(f) Sinh(f)+sinh('-’ i (7:/,',,,_,,,)]
f-lcosh(f)=1]

magnétisation radiale et
2:p>Zn; (6a>)

\

La largeur by d’une dent est déterminée par le rapport des inductions et des surfaces.

Bdsa : dsa
by = sa_ | 4.20)
d Bd max ° A’f p X‘X'd"”"‘ ( )
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Figure 4.7. Répartition de l'induction dans les dents et les pré-encoches.
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4.4.2 Détermination de la hauteur des culasses

La hauteur des culasses d’un moteur (figure 4.8) est fonction du flux principal (culasse stato-
rique) et du flux total produit par 'aimant.

culasse rotorique axe culasse statorique

Figure 4.8. Représentation des culasses rotorique (& gauche) et statorique (a droite).

Culasse statorique

Autant pour les moteurs 4 bobinage dans l'entrefer que pour ceux a encoches, la hauteur de
la culasse statorique est fonction du flux principal. Selon la magnétisation de I’aimant, le flux
principal calculé sur un demi-po6le vaut:

_ Base - - lact - dse
2-p

(I)P Xbm (4'21)
avecC

Bgse l'induction maximale calculée au niveau de I'entrefer magnétique,

Xpym e rapport entre I'induction moyenne et maximale d’un pole (eq. 4.12).

La hauteur de la culasse statorique h.s est alors donnée par le rapport des inductions et des
surfaces (le facteur 1/2 vient du fait que le flux produit par un pole se partage en deux).

1 Byse -7 - dse - Xp
hes = = - m 4.22
<9 2-p- ks Besmax ( )

La hauteur de la culasse statorique est inversement proportionelle au nombre de paires de poles
du moteur.

Culasse rotorique

Pour déterminer la hauteur de la culasse rotorique he., on calcule le flux produit par I'aimant,
au niveau de sa surface externe. Dans le cas d’'une magnétisation radiale, en négligeant les
fuites, la distribution de I'induction au niveau de la surface de l'aimant est approchée par une
fonction en créneau. Le flux qui traverse la culasse rotorique correspond au flux total produit
par ’aimant est alors donné par:

Bage -7 lget - d
(I)cr — dae 7; act dae
P

(4.23)

avec
Bise linduction maximale calculée au niveau de la surface de aimant.
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Dans le cas d’une magnétisation parallele, seule une partie du flux de I’aimant traverse la culasse
rotorique. Celui-ci correspond a I'intégrale suivante (figure 4.9):

d % +9, o
Dor = Lyt - —;ﬁ . / Byae - sin () - df (4.24)
%“Pr min

'angle ¢, i, représente 'angle de transition entre le flux qui reste dans l'aimant et celui qui
traverse la culasse rotorique. Sa valeur est fonction des diamétres externe et interne de I’aimant.

dai
Ot min = @ COS (d > (4.25)

ae

Apres résolution compléte, le flux qui traverse la culasse rotorique vaut:

O = 1/d2, — d%, - lact - Buge (4.26)

L’épaisseur de la culasse rotorique est déterminée comme précédemment en fixant le niveau
d’induction désiré.

= dye une magnétisation radiale
1 By P
hor = 5+ e pour (4.27)
ermax a2, — &2, une magnétisation paralléle

aimant @t_min

axe

lignes de flux

flux qui traverse la culasse rotorique

Figure 4.9. Rotor a aimantation radiale: représentation de 'angle v, \m-

Remarque 7 La largeur des dents et la hauteur des culasses déterminées ici ne tient compte
que des contraintes électromagnétiques. Il s’avére donc nécessaire de confronter les résultats
obtenus avec ceux résultant des contraintes relatives auz méthodes de fabrication.

4.4.3 Longueur de I’aimant

Lors du dimensionnenient, les propriétés magnétiques d’un aimant se résument a sa courbe d’in-
duction. Le point de fonctionnement de I’aimant est alors fixé par l'intersection de la droite de
charge du circuit magnétique ct de sa caractéristique (figure 2.2). Lors du pré-dimensionnement,
la longueur de 'aimant est soit imposée soit calculée de fagon & assurer une induction maxi-
male dans 'entrefer. Dans ce second cas, le calcul de la longueur de 'aimant est fonction du

type de magnétisation.
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Magnétisation radiale

Dans le cas d'une magnétisation radiale, le modele analytique développé dans le second chapitre
montre qu’il existe pour un entrefer magnétique (représenté¢ par le rapport A) donné, unc
longueur d’aimant (représenté par le rapport ) qui maximise l'induction dans 'entrefer (k =
Kopt). La longucur maximale de 'aimant /5 mayx, calculée a partir de 'équation (2.32) représente
aussi la limite de validité du modéle analytique.

d d
In(A) prg+l-——— tln | ——=— } =0 4.28
( ) K dae_Q'lama.x (dae_Q'lamax> ( )

Selon la taille de I’axe (non ferromagnétique) et la valeur de I'induction maximale b¢y . admise
dans la culasse rotorique, il arrive que la longueur de 'aimant calculée par la relation (4.28)
engendre une induction dans la culasse rotorique supérieure a celle admise. En négligeant la
chute de potentiel magnétique dans le fer, la longueur de I'aimant doit alors satisfaire la seconde
condition déterminée & partir des équations (2.29) et (4.27). Cette seconde condition exprime

la longueur de 'aimant en fonction de I'induction maximale admise dans la culasse rotorique.

dae dge — doze By it
| . — ———— e —_— > .
[ ra - ID(A) +1In <dae 2‘1(1)} [ 5Tl 1] Bone 2.7 0 (4.29)

0< la < lama.x

avec

La figure (4.10) montre I’évolution de la longueur de ’aimant en fonction de la taille de 'axe,
du diametre externe de ’aimant et de I'induction admise dans la culasse rotorique.

9 T T T T

I

dae = 30 mm: T dae = 30 mm:
zone ot la longueur de %
|

8 r I'aimant est donnée par limitée par I'induction maximale 7
la limite de validité du admise dans la culasse rotorique
modéle

7 - -

6 -
-5 |
E
E
=

4 -

3 -

2 J/ """"""""""""""" dae=15mm |

/ ‘-—-_-_—_—_-—"—'-—_— : : e dae =20 mm -
1 e o o | dae = 25 mm _
S dae = 30 mm !
J
0 1 1 [l N | ) l l l
0 0.1 02 03 04 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1.0

pra . In(A) [-]

Figure 4.10. Magnétisation radiale et 6 paires de poles: évolution de la longueur de U'aimant
calculée pour By = 0.64 T, une induction mazimale de la culasse rotorique de 1.5 T et un aze
de diamétre de 10 mm.
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Nous verrons par la suite, que lorsque toutes les dimensions du moteur sont déterminées. la
longueur de I'aimant peut sans autre étre diminuée sans pour autant compromettre les caracté-

ristiques ¢lectromagnétiques du moteur.

Magnétisation paralléle

Dans le cas d’une magnétisation paralléle, I'induction dans 'entrefer augmente continuellement
avec la longueur de l’aimant. Toutefois le modéle analytique employé est valable tant que la

condition suivante est respectée:

72 d
lgmax < (7 — Uy - In (/\)) . % (4.30)

Comme le produit p,, - In(A) est pratiquement toujours inférieur & I'unité, cette condition est
généralement satisfaite (2 - lomax < dge). Pour le pré-dimensionnement, lorsque la longueur
de P'aimant n’est pas imposée, on calcule uniquement en fonction de la taille de ’axe, des
caractéristiques de I'aimant et de Pentrefer magnétique, la longucur de 'aimant qui correspond
4 Pinduction maximale admise dans la culasse rotorique. La longueur de I'aimant doit alors
satisfaire la condition suivante calculée a partir des équations (2.29) et (4.27).

ae — 2+ lg — dage) * (dge - ra 21l
(doe — 21 ) (dae g N +2-l) _Bo (4.31)

4'la'\/la‘dae“l§ Ber max
La figure (4.11) montre ’évolution de la longueur de I’aimant en fonction de la taille de 'axe,

du diameétre externe de I'aimant et de I'induction admise dans la culasse rotorique.

8

5 4
3
E 4 i
=
3 i
2F : L Lllliiliiiiae e dae=15mm | ]
____,-—-""—_—_—.- : ‘ _ '—— ——  dae=20mm
1 b7 P T TR SERRERREE IR L dae=25mm |+
P ommmemmeeoees dae = 30 mm
0 1 1 1 1 1 1 1 | 1
0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 08 09 1.0

wra . in(A) [-]

Figure 4.11. Magnétisation paralléle: évolution de la longueur de [’aimant calculée pour
By =0.64 T, une induction mazimale de la culasse rotorique de 1.5 T et un aze de 10 mm de
diamétre.
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4.4.4 Surface utile de cuivre

Pour déterminer la surface utile de cuivre S,¢, on distingue le cas du moteur a encoches de
celui & bobinage dans l'entrefer.

Moteur a encoches
Dans le cas d’un moteur a encoches, la surface utile de cuivre se calcule & partir de la surface

d’une encoche, S,.. Pour la calculer, on assimile celle-ci & un trapéze dont la largeur moyenne

bec correspond & la largeur moyenne de l’encoche et sa hauteur a celle d’une dent (figure 4.12).

Sec réelle
Sec calculée e

Figure 4.12. Modélisation des encoches

La surface d’une encoche correspond & la relation suivante:

Sec = bec - hy (4.32)

ou la largeur moyenne de I’encoche b vaut:
T

bec = o - [dsa +2 - hp + hg] — by (4.33)
Zn
En introduisant (4.33), les rapports 7 et 7, dans I’équation (4.32), la surface de I'encoche
devient:
7T Y Bisa " X, 2 .
S — . {1 B} _] _ dmax A d 4. 4
ec {2 j Zn + ’)hp + 4 2 . Bdmax . kf . p] ’) sa ( '3 )

La surface utile de cuivre totale du moteur a encoches vaut:

Y Zn'Bdsa'X

Sucu = [g 14+ 4]

! ] iy 2 (4.35)

_2'Bdmax'kf'p

Moteur a bobinage dans ’entrefer

Dans le cas d’'un moteur & bobinage dans I'entrefer, la surface d'une bobine est fonction du
type de bobinage. Relativement au moteur & bobines adjacentes, la surface totale du bobinage
est donnée par l’expression suivante:

SuCu =2 bw : hbob . *]Vbob . k(m (436)



120

En introduisant (2.39) et (4.4) dans (4.36), la surface utile de cuivre vaut:

Qg
SuCu = _pu_ “ Nyop = key -7 - d?um (4'37)

Dans le cas d’un bobinage en panier, en raison de l'inclinaison des spires du bobinage (figure

4.13) la surface utile de cuivre devient:

e .
Sucu = Neob - ﬁ - 8111 ((,9) kew dzzum (438)
avec
——-*———l_u_,;= en forme de losange
J ()

sin () = pour des spires
de forme triangulaire

largeur réelle, bw.sin(op)

Figure 4.13. Moteur a bobinage auto-porteur: largeur réelle et apparente d’une bobine.

L’analyse des équations (4.34), (4.37) et (4.38) montre que, quel que soit le type de moteur, la
surface utile de cuivre augmente avec le carré du diameétre d,,.

Sucu = f (d?n)

4.4.5 Longueur moyenne d’une spire et taille des développantes

Bien que la longueur moyenne d’une spire n’influence pas la densité de courant, elle demeure
indispensable pour calculer les pertes Joule du moteur. Comme pour la détermination de la
surface utile de cuivre, on distingue le cas du moteur & encoches de celui & bobinage dans
I’entrefer.

Moteur a encoches

Dans le cas d’'un moteur a encoches, la longueur moyenne d’une spire est fonction de son

ouverture s exprimée en encoches.

Tp =2 |lact + Kodew T+ [doa + 2 hy + hg] - Zi (4.39)

n

ou K._gey €st un facteur de correction empirique, lorsque 'ouverture des bobines est supérieure
a 'unité kc_ge, vaut 1.5 et si la bobine est concentrique (s = 1) le facteur k._ge, vaut 1

En introduisant les rapports v, 7y, et ¢ dans (4.39), la longueur moyenne d’une spire devient:
Y ’)h.p Y
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Ty =2 dsa- |+ kogeo - [1 +my + 3} 2 (4.40)
2] Z,
La longueur axiale des développantes hge, est fonction de la largeur moyenne d’une encoche.
T .
hgey = Z_ . {dsa =2 hp + hd] — by (4.41)

n

Moteur a bobinage dans 'entrefer

Relativement au moteur & bobinage dans l'entrefer, on distingue le cas du bobinage 4 bobines
adjacentes de celui en panier. Pour le premier, la longueur d’une spire dépend de sa position
dans le bobine (figure 4.14).

dwm dw
lsp(a) =2+ |[Bo— 2+ a] -2+ lag + —= - [a * kg — 0 (4.42)
2 ) ]) . p >y
Ale)

@)

la longueur moyenne d’une spire du bobinage I, correspond a 'intégrale suivante:
Yy sp p

_ 1 (s &={s I
=L / T igla) (4.43)
-

Aprés intégration et introduction des rapport ¢, on obtient la longueur moyenne suivante:

—  dym
lsp: ;)m U30_+_2(€p_+_(yu/(kdw— 1))] (444)
i l |
! |s;m\) 1 |
| |
. A |
z £ I
i :
|
:
z =
aw.dwm -Og—’
2p Bo.dwm !
2p »

Figure 4.14. Bobinage a bobines adjacentes: variation de la longueur des spires.
La longueur axiale des développantes se calcule a partir de la définition de ky,, (relation 2.42).

Qo - dwm

- (4.45)

haev = K -

Dans le cas d’'un bobinage en panier, toutes les spires qui forment les bobines ont la méme
longuecur. Selon la forme des spires (forme losange ou triangulaire) la longucur d’une spire vaut
(figure 4.15):
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spire de forme losange spire de forme triangulaire

Figure 4.15. Bobinage en panier: détermination de la longueur des spires.

Forme en losange:

2
E(: =2 dwm : \/ (ﬁ> + (E : €b)2 (446)

Forme triangulaire:

_ Bo : -2
Ispps = 2+ dyym - T +e (4.47)

Dans le cas d’un bobinage en panier, la longueur axiale des développantes vaut:

haew = é%lad (448)

L’analyse des équations (4.40), (4.44), (4.46) et (4.47) montre que la longueur moyenne d’un
spire est directement proportionelle au diameétre de couple. On peut alors poser:

Top = f(dm)

4.5 Dimensionnement d’un moteur a encoches

11 s’agit de dimensionner un moteur triphasé d’une puissance nominale de 10W a 3500 t/min;
le nombre de poles (p = 3) et le nombre d’encoches (Z,, = 9) du moteur sont imposés. Pour
réaliser le pré-dimensionnement (qui inclut les pertes hydrauliques ainsi que les pertes dans la
chemise statorique) on effectue une étude paramétrique. Pour ce faire, on impose les grandeurs

suivantes:

e Contraintes de fabrication:

— entrefer: 6 = 1 mm;

- épaisseur de la chemise rotorique: ecp = 0.35 mm;

épaisseur de la chemise statorique: ecps = 0.35 mm;

entrefer hydraulique: 6, = 0.3 mm;
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e Caractéristiques et taille de ’aimant:
- induction rémanente: By = 0.64 T (pour 75°C);
- perméabilité relative: p,, =1.14 [—};

o Caractéristiques des toles (épaisseur 0.5 mm):

coefficient de foisonnement: ky = 0.95 [—];

— perméabilité relative: g, =800 [-];

— chiffre de pertes fer pour 1T: Cyiop = 1.1 [W/kgl

- chiffre de pertes fer pour 1.5 T: Cjy 57 = 2.7 [W/kyg]
- induction maximale admise dans les dents: 1.3 [T]

- induction maximale admise dans la culasse statorique: 1 {T]

4.5.1 Etude paramétrique

On réalise un choix préliminaire des variantes possibles en effectuant une étude paramétrique.
Pour ce faire, on calcule, en fonction des rapports 7 et €, le rendement du moteur en fonction
du diameétre d’alésage (figure 4.16). La figure (4.17) donne, pour différentes combinaisons des
valeurs des rapports v et ¢, le rendement maximum du moteur en fonction du diameétre d’alésage.
L’analyse de la figure (4.17) montre que le rendement d'un moteur & encoches augmente avec le
rapport . En effet, dans le cas d’un moteur & encoches, en négligeant la chute de potentiel dans
le fer, 'induction dans I’entrefer est indépendante du rapport v. En conséquence, 'augmentation
du rendement est essenticllement due a 'augmentation de la surface de cuivre et a la diminution
de la densité de courant et des pertes Joule qui en résultent. Toutefois, la valeur du rapport
reste généralement en dessous de 0.6 pour les raisons suivantes:

e Lorsque le rapport 7 est élevé, le bobinage est plus difficile & réaliser (cotat de fabrication
plus élevé);

e la masse de cuivre devient inutilement importante;

e pour un diameétre d’alésage donné, le diamétre externe du moteur augmente avec la valeur

du rapport vy (figure 4.18).

Pour un diameétre d’alésage de 25 mm et un diameétre externe du moteur de 45 mm (y = 0.48), la
représentation du rendement et des pertes en fonction de la longueur active du moteur (figures
4.19 et 4.20) permettent de déterminer cette derniére. Bien que I'optimum se situe lorsque les
pertes fer sont du méme ordre de grandeur que les pertes Joule, & savoir pour une longueur
active de 18 mm, la longueur active du moteur choisie est de 16 mm. En conséquence, bien que
le moteur congu ne représente pas exactement le rendement maximum, il permet néanmoins
d’assurer un bon fonctionnement a vitesse réduite. De plus, la diminution de volume due a la
diminution de longueur et par conséquent du cout de fabrication qui en résulte, compense le
demi pour-cent de rendement perdu.



124

80 T T T T T - T T

10 15 20 25 30 35 40 45 50 55
dsa [mm}

Figure 4.16. Evolution du rendement en fonction du diamétre d’alésage, pour un rapport
v = 0.5 et différents rapports ¢.
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Figure 4.17. Lieu du rendement maximum en fonction des rapports vy et €.
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Figure 4.18. Evolution du diamétre d’alésage en fonction du rapport ~.

4.5.2 Adaptation de la longueur de ’aimant

Pour un diametre d’alésage de 25 mm, un entrefer 4 de 1 mm et une magnétisation radiale. la
longueur maximale de 'aimant admise par le modeéle analytique vaut 4.33 mm (k = 1.6); la
figure (4.21) montre, en fonction de la longueur de I’aimant, I’évolution de 'induction au niveau
du diametre d’alésage (Bys,), des différentes sources de pertes ainsi que le rendement total du
moteur.

L’analyse de ces graphiques montre que pour une longueur de I'aimant de 3 mm au lieu des
4.33 mm calculés (longueur maximale), I'induction de 'entrefer ne diminue que de 4.2%; en
conséquence, les pertes Joule du moteur augmentent de 7.2%. Par contre, les pertes fer ainsi
que les pertes dans la chemise, diminuent respectivement de 2.1 et 4.2%. Finalement pour ce
cas, en diminuant la longueur de 'aimant (donc le prix des aimants) de 30% on ne baisse le
rendement du moteur que de 0.5 %.
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Figure 4.19. Evolution du rendement en fonction de la longueur active pour dsq = 25 mm et
dse = 45 mm (y = 0.48).
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Figure 4.20. FEvolution de la répartition des pertes du moteur pour dsg = 25 mm et dge = 45
mm (y = 048).
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Figure 4.21. Fvolution des caractéristiques du moteur en fonction de la longueur de l’aimant.
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4.5.3 Reésultats du dimensionnement

Les différentes analyses effectuées lors du pré-dimensionnement ont conduit 4 un moteur de

dimnensions suivantes:

e Diamétres:
- interne de la culasse rotorique, d; = 13 mm,

interne de 'aimant, d,; = 17 mm,

externe de Vaimant, dge. = 23 mm,

— d’alésage du stator, ds, = 25 mm,

externe du moteur, d, = 45 mm,

e Longueurs:

— active, lyee = 16 Tim,

- totale (y.c. les développantes), l;o; = 23 mm,

e Caractéristiques des dents

|

hauteur des dents, hy = 6 mm,

hauteur des pré-dents, Ay, = 1.5 mm,

largeur de dent, by = 2.7 mm,

ouverture de pré-encoche, s = 1.5 mm,

4.5.4 Correction du facteur de forme

Lors du dimensionnement, I'aimant du moteur est supposé annulaire; or dans notre cas, le
rotor est constitué¢ d’une culasse sur laquelle sont collés des secteurs d’aimants (figure 4.22). En

conséquence 'angle de fuite du moteur est sous-estimé.

Figure 4.22. Angle limite minimum pour un rotor 6 péles & armants collés.



129

En supposant un aimant annulaire, ’angle de fuite correspondant au moteur qui ne dépend
que des caractéristiques de I'entrefer vaut ¢,;,,, = 0.0668 rad. Cet angle correspond alors 4 une
valeur du facteur de forme f = 7.8.

En tenant compte de la distance d qui sépare deux secteurs d’aimants, on calcule I’angle de
fuite minimum suivant:

1 s
Plim_min = @ ' |:; ' Za + d}

avec
d la distance entre deux aimants.

Pour une distance d = 1 mm, 'angle limite corrigé vaut ¢y, _min = 0.18 rad: la valeur du
facteur de forme correspondant vaut f = 2.3. La figure (4.23) montre, au niveau du diameétre
d’alésage, la distribution de I'induction obtenue & partir du modéle qui prend en compte un

aimant annulaire et celle obtenue en tenant compte de 'espace entre les aimants.

04 T T T T T T . T
! ----------- aimant annulaire, f=7.8

03 espace entre les aimants, f=2.3

0.2

01

bs(dsa,8) [T]

-0.2

-0.3

04 ! 1 1 1 1 1 1

Figure 4.23. Allure de la distribution de l'induction, pour un méme entrefer mais pour deux
modélisations différentes de l’aimant.

4.5.5 Deétermination du nombre de spires du moteur

Lors du pré-dimensionnement, les dimensions ct les caractéritiques ¢lectromagnétiques du mo-
teur sont déterminées pour un courant total donné (produit du courant par le nombre de spires
par phase).

Dans le but de calculer le nombre de spires associé a4 chaque phase, on admet que le courant,
la tension de phase et la tension induite de mouvement sont parfaitement sinusoidales (on ne
tient compte que du fondamental). Le nombre de spires du moteur est alors déterminé de fagon
a obtenir, au point de fonctionnement nominal, un déphasage nul entre la tension induite du
moteur et le courant de phase (figure 4.24).
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j.a.lph . Lph
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Ue_ph Rph . Iph

Figure 4.24. Diagramme des phaseurs.

En effectuant ’hypothése d’une alimentation parfaitement sinusoidale, I'équation de tension du

moteur prend la forme suivante.

uph (t) = Rpn - ipn(t) + Lon - dlp—;t(f) + tte_ph(t) (4.49)

Mise sous une forme complexe, ’équation de tension devient:

Qph = Eph : lph +7 w- Lph ’ I—ph + Qe_ph (450)

A Dexception de la tension de phase, chaque grandeur de l’équation (4.50) est fonction du
nombre de spires par phase Ng,.

Ueph = Nip-dmloa - % ‘B -k = kye-w - Ny (4.51)
1 1 1
I =  =-Sucu-J — =k;- 4.52
ph 250 JNsp INsp (4.52)
lep-2-m
Ry = pq-~To—— Ny =kn N (4.53)
uCu

[

3 o Tplat yo 2o lae Pon F Aol oy vy
, sp\*

L, = +
P m-p lo+6m v R q-p , °p

sp ap

Selon [20], la valeur de \,, est fonction de I’entrefer et de I'ouverture de pré-encoche; elle est

donnée par la relation suivante:
56
Mgz = —2— (4.55)
4-8
S+

La valeur du coefficient de la perméance de fuite de tétes de dents A,n, dépend de la forme et
des dimensions des encoches. Pour une encoche de forme trapézoidale, le coefficient A,y vaut:

3-bee 8
En introduisant les différents éléments dans I’équation de tension on obtient le résultat suivant:

Ugh. = [kUe . Nsp + kp-kr- Nsp]2 + []\‘,L <ky - Nsp . w]2

AoN (4.56)

Pour une commande & 120°, I’amplitude du fondamental de la tension de phase vaut.

2.3 U
v 2

17
Uph =
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on Uy correspond & la tension continue du pont onduleur de laquelle on retranche la chute
de potentiel due aux transistors du pont. Le nombre de spires par phase est alors donné par
I'équation suivante:

\ { ‘ph

sp —

/ 2 “
V kve + kg - ki]™ + [kp - by - w]
Le diameétre du fil de cuivre correspondant vaut:

f S

[ = wl'u

m COu — P e R
Je \,‘J T ,\Hrri

Le nombre de spires par phase calculé correspond rarement & un nombre entier, C(est an
concepteur d’'adapter en fonction de la valeur du diametre du conducteur de cuivre le nombre
de spires par phase (prendre soit la valeur arrondie soit la valeur tronquée).

Pour le moteur & encoches présenté et une tension du pont onduleur de 48.5 V', on calcule les

résultats suivants:
e Bobinage
nombre de spires par phase, Ny, = 366,
diametre du fil de cuivre corespondant, V¢, = 0.355 mm,
facteur de remplissage, k., = 0.439,
résistance de phase, Ry, = 4.24 Q) (75°C),

inductance de phase, Ly, = 8.65 mH,

La figure (4.25) montre le moteur construit suite au dimensionnement.

Figure 4.25. Eléments du moteur a encoches de 10 W,
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4.5.6 Comparaison entre les calculs théoriques et la mesure.

Le controle des caractéristiques électromagnétiques de méme que la comparaison pour le point
de fonctionnement nominal, entre la théorie et la mesure produisent les résultats suivantes:

o Mesures 4 vide:
calculé mesuré

résistance de ligne (2 phases en série), Ry, [Q] (20°C) 3.50 3.51
inductance de ligne (2 phases en série), Lj; [mH| 17.30  13.08

coefficient de tension induite de phase (valeur de créte), k. [mV sec) 44.60  47.30

e Mesures en charge (point de fonctionnement nominal)

calculé mesuré

courant de phase (valeur Rms), I,_rars [mA] 308 300
pertes Joule, Pjoyie (W] 1.11 0.95
pertes fer totales, Prer_tot = Pfer + Pens (W] 0.96 0.88
pertes hydrauliques Phyq [W] 0.13 0.13*
puissance électrique au niveau des phases, Py, [W] 12.07 11.23
puissance mécanique (sans les pertes mécaniques et 10 9.4

hydrauliques), Ppee (W]

rendement du moteur (sans les pertes mécaniques et 82.8 83.7
hydrauliques), n [%]

*pertes hydrauliques estimées

La figure (4.26) montre, pour la vitesse nominale (3500 t/min), 'allure de la tension induite
de phase mesurée et calculée. L'amplitude et la forme de la tension induite de phase calculée
correspondent bien & celles mesurées.

Les mesures en charge ont aussi permis de mettre en évidence les pertes de ’alimentation
électronique. La figure (4.27) montre la correspondance entre la puissance mesurée au niveau
de phases et celle consommeée par l'ensemble ¢électronique et moteur. En prenant en compte
uniquement des pertes dans I’électronique, le rendement du moteur au point de fonctionnement
nominal passe de 83.7 % a 67.8 %; lorsque I'on tient compte non seulement des pertes dans
I’électronique mais encore dans le convertisseur (220 V (AC), tension continue) le rendement
total de 'entrainement électrique tombe & 53.7 %. Il faut néanmoins remarquer que ’électro-
nique n’est pas spécifiquement développée pour un moteur de cette puissance.
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Figure 4.26. Allure de la tension induite de phase pour une vitesse de rotation de 3500 t/min.



134

35

i % puissance au niveau du réseau 220"\/_|

O puissance au niveau du pont |

30

W]

Preseau , Poont

1 1
0 5 10 15 20 25 30
Pphases W]

Figure 4.27. Correspondance entre la puissance consommée au niveau des phases du moteur
et celles du pont onduleur et du réseau domestique.

4.6 Dimensionnement d’un moteur a bobinage dans

I’entrefer

Pour ce second exemple, il s’agit de calculer les dimensions d’un moteur triphasé a bobinage

dans l’entrefer (bobinage auto-porteur et spires en forme de losange); les parameétres imposés
sont les suivants:
e Point de fonctionnement
— puissance nominale: Ppom = 13 W,
— vitesse nominale: 7,m = 5500 t/ min;
— Couple nominal: Npop = 22.6 mNm;
o Contraintes de fabrication
— entrefer: § = 1.1 mm,
— épaisseur de la chemise rotorique: e., = 0.35 mm,
— épaisseur de la chemise statorique: egqps = 0.35 mm,
- entrefer hydraulique: 4, = 0.4 mm,
o Caractéristiques de I’aimant
— nombre de paires de poles: p = 1 et magnétisation paralléle
— Induction rémanente: Bg = 0.69 T

- permeabilité relative: p,, = 1.1 [=];
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e Caractéristiques des toles (épaisseur 0.5 mm):

- coefficient de foisonnement: ky; = 0.95 [-];

— perméabilité relative: 1, = 800 {-];

- chiffre de pertes fer pour 1T: Cyi07 = 1.1 [W/kg];

- chiffre de pertes fer pour 1.5 T: Cyrs7 = 2.7 [W/kg];

- induction maximale admise dans la culasse statorique: 1.1 [T7;

- induction maximale admise dans la culasse rotorique: 1.5 [T].

4.6.1 Etude paramétrique

Pour effectuer Iétude paramétrique, on impose ’épaisseur du bobinage (hyep) et I'on calcule,
pour différentes valeurs du rapport ¢ le rendement du moteur en fonction du diamétre externe
de I'aimant (figure 4.28). Pour chaque cas, la longueur de ’aimant est calculée de fagon a obtenir
Pinduction maximale dans la culasse rotorique (Bermax)-

La figure (4.29) montre, en fonction de différentes combinaisons du rapport € et de ’épaisseur
du bobinage, le rendement maximum du moteur en fonction du diametre externe de I'aimant.
L’analyse de la figure (4.29) montre que le rendement d’un moteur a bobinage dans 'entrefer
augmente d’une part avec le rapport ¢ et d’autre part avec la hauteur du bobinage. Malgré
la diminution de I'induction due 4 I'augmentation de 'entrefer magnétique, I’augmentation du
rendement en fonction de la hauteur du bobinage (hyp) est essentiellement due a la diminution
des pertes Joule consécutive a 'augmentation de la surface de cuivre. Cependant la hauteur du
bobinage ne peut augmenter indéfiniment, d’une part en raison de la diminution de l'induction
et d’autre part pour des raisons de fabrication (alignement des conducteurs et problémes relatifs
a la rigidité du bobinage); en conséquence I’épaisseur d’un bobinage auto-porteur dépend avant
tout du rapport entre son épaisseur et son diameétre moyen. Pour un diameétre moyen de 25 mm,
Pépaisseur du bobinage ne dépasse généralement pas les 3 mm.

Dans notre cas, pour limiter les cotts de fabrication du moteur, le bobinage (auto-porteur) du
moteur correspond 4 une fabrication de série d’un autre moteur. En conséquence ses dimensions,
le nombre de spires par phase, ainsi que le diameétre externe de 'aimant sont imposés.

La figure (4.30) montre, pour un bobinage de taille donnée, 1’évolution du rendement et de la
répartition des pertes du moteur en fonction de la longueur active du moteur. Dans le cas d’un
moteur a bobinage dans 'entrefer, les pertes Joule représentent de loin la source prépondérante
de pertes du moteur.
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Figure 4.28. Fuvolution du rendement du moteur en fonction du diamétre externe de l’aimant,
pour hpop = 2 mm et g, = 1.2.
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Figure 4.29. Lieu du rendement mazimum en fonction de la hauteur du bobinage (hpop) et du
rapport € et avec g = 1.2.



0.6

kw [-]

05
04
0.3
0.2

0.1

Pertes [W]

80

60

n [%}

40

20

5 10 15 20 25 30
lact [mm] .

a. facteur de bobinage pour une longueur Iw constante de 35 mm

35

Joule i
fer
hydrauliques
chemise

lact [mm]

b. Répartition des pertes du moteur

.o [ . P 1 . L

5 10 15 20 25 30
lact [mm]

c. Rendement total du moteur

35

137

Figure 4.30. Evolution du rendement en fonction de la longueur active pour dqe = 21.2 mm
et un bobinage imposé (I, = 35 mm).
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4.6.2 Résultats du dimensionnement

Les différentes analyses ainsi que I'imposition des dimensions et caractéristiques du bobinage
ont conduit & un moteur de dimensions suivantes (figure 4.31):

e Diameétres:
- interne de la culasse rotorique (axe ferromagneétique), dr; = 0 mm,
- interne de aimant, dg; = 8 mm,
- externe de 'aimant, d,. = 21.2 mm,
- interne du bobinage, dy; = 23.4 mm,
— externe du bobinage, dy; = 27.7 mm,

— externc du moteur, dy. = 38 mm,
e Longueurs:

- active, lger = 24 mm,

— axiale du bobinage, [, = 35 mm,

e Bobinage

nombre de spires par phase, Ny, = 136,

diameétre du fil de cuivre corespondant, @ sc,, = 0.280 nm,

- facteur de bobinage, k,, = 0.809,

facteur de remplissage, k., = 0.44,

résistance de phase, Ry, = 3.99 Q2 (20°C),

- inductance de phase, Ly, = 1.06 mH.

e Pour le point de fonctionnement nominal, on calcule les valeurs suivantes:

courant de phase (valeur efficace), Iyy_rys = 0.57 mA,

pertes Joule, Py =270 W,

pertes fer, Pro. =0.25 W,

pertes dans la chemise statorique, P, = 0.51 W,

pertes hydrauliques, Pyyq = 0.44 W,

- puissance électrique au niveau des phases, Py, = 16.5 W,

~ puissance mécanique (sans les pertes mécaniques et hydrauliques), Py = 13 W,
- rendement du moteur (sans les pertes mécaniques et hydrauliques), n = 78.79 %,

- rendement du moteur (avec les pertes mécaniques et hydrauliques), n = 76.12 %.



4.6.3 Mesure du moteur

En 'absence d'un banc de test adéquat, seules les mesures de la résistance, de 'inductance et

de la tension induites sont effectuées. Lors des mesures & vide, on obtient les résultats suivants:

calculé  mesuré
résistance de ligne (2 phases en série), Ry; [Q] (20°C) 8.46 8.60
inductance de ligne (2 phases en série), Ly; [mH] 1.59 1.73

coefficient de tension induite de phase (valeur de créte), k, [mVsec] 2580  20.96

La forme de la tension induite de phase calculée correspond bien  celle mesurée (figure 4.32):
par contre I'amplitude mesurée inférieure a celle calculée. Cette différence est probablement
due d'une part 4 une magnétisation insuffisante de I'aimant (I'induction rémanente réelle de
'aimant est inférieure 4 celle indiquée) et d'autre part & une distribution non uniforme de
I'induction dans le sens radial (lors de I'élaboration du modele, on ne considére que I'induction

au niveau du diametre moyen du bobinage).

Figure 4.31. Moteur a bobinage dans Uentrefer de 13 W a 5500 t/min.
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Figure 4.32. Moteur & bobinage dans {’entrefer, allure et amplitude de la tension induite pour
4974 t/ min.
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4.7 Conclusion

Le dimensionnement d’un moteur synthétise un ensemble de compromis entre les meilleures
performances et le prix le plus avantageux. Seule I’élaboration des différents modeéles permet
de collecter des informations nécessaires a la recherche des optimum. Ce chapitrc a permis
de présenter les bases et une méthode de dimensionnement adaptée aux moteurs de pompes
(moteurs chemisés) de type courant. continu sans collecteur.

Lors de la conception d’'un moteur et éventuellement de I'électronique qui lui est associée, le
concepteur ne doit pas négliger les points suivants:

e Lors de la conception d’'une pompe comprenant un moteur synchrone & aimants permanents
et son électronique de commande, il faut prendre en compte le rendement total du systéme
(moteur plus électronique). En conséquence, il s’avere inutile de concevoir un moteur a haut
rendement (et de prix élevé) si on lui associe une électronique dont la consommation a vide

équivaut a la puissance nominale du moteur.

e Le choix des matériaux est aussi un élément important du dimensionnement; le coat généré
en choisissant par exemple un aimant de qualité supérieure (d’induction rémanente plus
élevée) est largement compensé non seulement par un gain en rendement du moteur mais
encore par un volume de cuivre moindre. Cette constatation est aussi valable pour le choix
des toles statoriques.

Les différences constatées entre les résultats associés au dimensionnement et ceux obtenus
lors du contréle des caractéristiques du moteur sont principalement dues aux hypothéses et
simplifications effectuées lors du dimensionnement. Toutefois, la méthode de calcul proposée
permet de calculer avec une bonne précision les dimensions et les performances d’un moteur
dont la puissance est comprise entre 1 W et 1 kW.
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Chapitre 5
Synthése et conclusion

L’analyse et la conception d’une pompe de circulation pour chauffage central représentec un
exemple de réalisation d’un entrainement électrique. Le moteur électrique qui en constitue le
centre est entrouré de divers éléments périphériques dont nous avons étudié 'influence tout au
long de cette étude. La modélisation de la pompe est un travail interdisciplinaire qui fait appel
& des connaissances d’électromagnétisme, d’électromécanique, d’hydraulique, de thermique et
méme d’acoustique.

L’étude de la forme et dec 'amplitude de la distribution de 'induction dans Pentrefer d’une
machine 4 aimants permanents représente une partie importante du travail réalisé. Cette ana-
lyse, validée par un calcul réalisé a ’aide d’un logiciel utilisant la méthode des éléments finis, a
abouti & I’élaboration d'une formule analytique simple qui permet une bonne estimation de la
distribution de I'induction dans ’entrefer. Celle-ci se révéle particuliérement adaptée aux mo-
teurs & grand entrefer tels que les moteurs chemisés ou ceux a4 bobinage dans I'entrefer.

Le calcul des caractéristiques électromagnétiques a permis non seulement de montrer les nom-
breuses similitudes entre les moteurs a encoches et les moteurs 4 bobinage dans ’entrefer, mais
encore de rendre compte de l'influence de la commande électronique sur les performances du
moteur. Bien qu’ici seule la commande & 120° asservie en courant ait été présentée, on remarque
son influence sur les caractéristiques électromagnétiques (oscillations de couple) et acoustiques
du moteur.

Le bilan énergétique relatif au moteur synchrone a aimants permanents, chemisé ou non, permet
de calculer 'importance des différentes sources de pertes, de méme que leur évolution en fonction
du régime du moteur. Ainsi, par exemple, pour une vitesse nominale faible (< 5000 t/min),
les pertes Joule représentent de loin la source prépondérante de pertes alors que pour une
vitesse nominale élevée (> 10’000 t/min) les pertes fer par courant de Foucault, les pertes
hydrauliques et les pertes dans la chemise dans le cas d'un moteur de pompe, dominent. La
connaissance de I'évolution des pertes en fonction de la vitesse de rotation du moteur permet
encore leur séparation lors de mesures. Bien que les pertes dans la chemise statorique soient
faibles, elle provoque indirectement une diminution du rendement du moteur en imposant un
entrefer magnétique plus important.

Le bruit acoustique produit par le moteur est un élément parasite rarement pris en compte lors
de la conception. Dans le cas d'un moteur & bobinage dans I'entrefer, 1’étude du bruit s’est li-
mitée a l'analyse du bruit de cormnmutation qui caractérise de tels moteurs. Les calculs et les me-
sures réalisées montrent que U’excitation des fréquences propres du moteur par les harmoniques
du courant de phase ne peut étre considérée comme responsable du bruit de commutation. Ce
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dernier serait principalement issu des contraintes et des vibrations des différents conducteurs
qui forment le bobinage et la culasse statorique. L’apparition plus ou moins marquée du bruit
acoustique montre une fois de plus I'influence de la commande sur les caractéristiques du mo-
teur.

La synthese et 'optimisation des multiples éléments analysés tout au long de ce travail s’est
matérialisée par la réalisation de moteurs chemisés 4 haut rendement. La mise en application
des recherches effectuées par les différents partenaires du projet RAVEL a débouché sur la
réalisation de plusieurs pompes de circulation de faible puissance et a haut rendement. A titre
d’exemple, la figure (5.1) montre les caractéristiques hydrauliques des pompes construites dans
le cadre projet RAVEL. La comparaison du rendement des nouvelles pompes avec celui des

pompes existantes est montré a la figure (5.2).
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Figure 5.1. Caractéristiques des pompes construites.

Les résultats présentés prennent en compte les pertes dans ’électronique qui sont considérées
constantes. On notera que dans le cadre de ce projet, les performances des pompes construites
ont été évaluées lorsque leur moteur était alimenté par une électronique de laboratoire, dont
le rendement n’a pas été optimisé. Les bons résultats obtenus sont dus aux performances du
moteur combinées 4 celles de la pompe.

L’ensemble des méthodes développées se généralise & de nombreuses autres applications telles
que des disques durs, compresseurs ou ventilateurs.

Les apports originaux et personnels de ce travail sont:

e L’élaboration d’'un modéle mathématique qui décrit la forme et ’amplitude de la distribution

de Pinduction dans 'entrefer.

e La détermination des facteurs de bobinage montre les similitudes entre les moteurs & bobi-

nage dans ’entrefer et ceux & encoches.

e La définition du rapport k., permet l'optimisation des dimensions du bobinage associée a
un moteur a bobinage dans I’entrefer. Par la suite I’étude du rapport k., peut encore étre
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Figure 5.2. Comparaison du rendement des pompes (le rendement des pompes entrainées par
les moteurs synchrones prend en compte 3 W de pertes dans [’électronique).

étendue aux moteurs 4 encoches de fagon 4 permettre une comparaison du rendement Joule
pour différentes configurations possibles.

e La modélisation de la trajectoire des courants de Foucault induits par le champ magnétique
rotorique dans la chemise statorique, qui adaptée aux moteurs synchrones & aimants perma-
nants, permet d’estimer de fagon simple les pertes fer de la chemise statorique.

e L’étude du bruit acoustique généré par un moteur a bobinage dans I’entrefer qui donne d’une
part une bonne introduction au probléme général et d’autre part montre 'influence de la
commande électronique sur les caractéristiques du moteur.

e L’analyse thermique du moteur et de la pompe qui montre les conséquences de l'intégration
du moteur dans son environnement.

Ce travail démontre qu’il est techniquement possible et écologiquement rentable de réaliser
une pompe de petite puissance & haut rendement. La balle se trouve maintenant dans le camp

Y

des partenaires industriels. La suite du projet consiste & intégrer tous les aspects relatifs a
’électronique de commande et de réglage, de fagon a4 mettre en place un concept global de
pompe de circulation de petite puissance et 4 haut rendement. Du point de vue économique il
s’'agit d’optimiser le colt de fabrication de facon a ce que l'investissement & ’acquisition d’une
telle pompe soit amorti en 6 & 8 années d’exploitation.

Dans le futur il s’agira d’inciter et convaincre le consommateur et Pinstallateur de choisir ce
type de pompe plutét qu’une pompe de circulation classique; en effet, il s’avére dommage
d’utiliser une source d’énergie comme ’électricité pour chauffer de ’eau d’une fraction de degré.
Drailleurs, il semble que certains pays, comie 1’Allemagne, tendent & inciter les personncs

concernées a franchir le pas du changement par des contraintes législatives.
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Annexe I: Résumé des dimensions géométriques

Moteur & encoches f Moteur a bobinage dans
X ' I'entrefer
hes
A
[y
" |
b
SEENN e
culasse dse
statorique

dents

culasse rotorique

encoches aimant

bobinage

Figure 1.1. Moteur synchrone & aimants permanents.
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Annexe II: Détermination des potentiels associés
aux circuits magnétiques

II.1 Meéthodologie

Pour calculer les potentiels magnétiques associés aux circuits magnétiques décrits dans le
§(2.4.4), on admet dans un premier temps que 'angle limite ,;,,, ainsi que la valeur du champ
magnétique de référence H,.s sont connus. Hy.s correspond au champ magnétique de I'entrefer
calculé au niveau de la surface externe de 'aimant (figure I1.1).

Href(SO) = Hs (%’ Q) (Hl)

avec:

H;s le champ magnétique de I'entrefer.

On exprime alors en tout point du moteur, la valeur du champ magnétique et du potentiel
magnétique en fonction de ces deux grandeurs.

axe polaire

Yf H’al ()
!

ligne de champ

entrefer—
gv,

|
|
|
dae |
2 | !
N / |
| o, |
rotor I/ | ¢o | lim!
— — U S S J__ 1 U S —_— X
axe interpolaire
N — VT
l
dtot

Figure I1.1. Représentation de Hyef(p).

I1.2 Flux principal et flux de fuites

Dans le modéle proposé, la séparation entre le flux de fuites et le flux principal s’effectue au
niveau de l'aimant. Le flux principal @, calculé sur un demi-péle, correspond a l'intégrale
suivante:
o, = /w,,,,,, Href(9)  dac Lyet - do (11.2)
Joyn Ho 2
avec:

laet  la longueur active du moteur qui correspond a celle de 'empilage de toles.
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Le flux de fuites ®, est donné par la relation suivante:

Crm Hoot(¢0)  dye
o, = / _f("gl C2E et - d (11.3)
Jo Ho 2

I1.3 Trajectoire des lignes du flux dans ’entrefer

I1.3.1 Flux principal:

Dans D'entrefer, les lignes de flux principales sont modélisées par des droites radiales et la
longueur du chemin & parcourir est donnée par la dimension de 'entrefer §. Dans ’entrefer, par
conservation du flux, le flux principal vaut:

.wlllﬂf
Q,(r) = / Hs(o) Aget -1 - d (I1.4)

‘f’ﬁltm /10
Comme le flux principal produit par un demi-pdle est constant, en comparant les relations
(11.2) et (11.4) on détermine P'évolution du champ magnétique de 'entrefer. La valeur du champ

magnétique est inversément proportionelle au rayon.
dae
Hg(?‘, (,9) = Hr()f((p) . 7 (115)

La chute de potentiel (magnétique) de I'entrefer se calcule en introduisant (I1.5) dans (2.9).

e Pour un moteur a bobinage dans ’entrefer, le potentiel magnétique d’entrefer vaut:

Ouli) = Hregi) 1n (42 ) % (1L6)

avec
dp; le diameétre internc du bobinage.

e Pour un moteur & encoches en tenant compte de la présence des pré-encoches, la chute de
potentiel d’entrefer d’un moteur a encoches devient:

dsa * kc dae
Os(p) = Hres(p) - In <T— +1-— k'c) e (11.7)

ae

I1.3.2 Flux de fuites:

Bien que les lignes du flux de fuites adoptent une trajectoire approximativement elliptique,
il est possible, lorsque la taille de ’entrefer n'est pas disproportionée par rapport a celle du
moteur’ de les approcher par des arcs de cercles.

La trajectoire des lignes de fuites est assimilée & un arc de cercle dont le centre se trouve sur
I'axe polaire (coté entrefer) et dont le rayon correspond 4 la longueur circonférentielle entre la

position de la ligne de flux et I’axe polaire (figure 11.2).

Par hypotheése, I'entrefer magnétique est inférieur a la moitié du pas polaire.
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trajectoire d'une ligne
de flux principale

|

|

|

| dae

i 2 N

I trajectoire

| d'une ligne de

! flux de fuite
culasse:rotori

|

| 4

|

l

1

e interp;o_léire

Figure 11.2. Modélisation du flur dans lentrefer

Le rayon r, de I’arc de cercle qui modélise une ligne du flux de fuites est donné par la distance
FC suivante:

T dae
ro(p) = FClp) == ¢ (I1.8)
La surface associée a ’ensemble du flux de fuite est supposée constante dans tout I'entrefer. En
conséquence, par conservation du flux, le champ magnétique H, associé aux fuites est constant

sur tout le chemin.

Ha(ra 99) = Href(‘p) (119)

La chute de potentiel magnétique associée au flux de fuites est donnée par 'intégrale suivante:
(Pour éviter tout risque de confusions, on pose « la variable angulaire d’intégration.)

Oule) = [ Huug(o) 1o() da (11.10)
Ja=0 —

Ou Pangle complémentaire ¢’ est donné par:

! = arcsin <sm((p)) (I1.11)
¥
Apreés résolution, on obtient:
H . i
O, (p) = M - [ﬂ — arcsin (smécp))] (11.12)

II.4 Trajectoire des lignes de flux statoriques

I1.4.1 Bobinage

Lors du calcul du potentiel magnétique associé au bobinage, on distingue le cas du moteur &
bobinage dans 'entrefer de celui a encoches:
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e Dans le cas d’un moteur & bobinage dans l'entrefer, la perméabilité relative du bobinage est
unitaire. ’évolution du champ magnétique H ainsi que du potentiel qui lui est associé, se

calcule de la méme fagon que pour I’entrefer.

Hre ( N dae dsi <
Obos () = —f%)‘—— *In (E) (11.13)

avec
ds; le diametre interne de la culasse ou diamétre externe du bobinage.

e Dans le cas d'un moteur a encoches, la partie nommée “bobinage” dans le modéle est consti-
tuée de cuivre (encoches) et de fer (dents). Les dents canalisent le champ magnétique, en
conséquence le flux est radial. Le champ magnétique, constant est donné par la relation sui-

vante.
Href(‘p) c T dae (H 14)
Hpy - ]"f « Znp - by

Hyop(7,90) =

avec
Zn le nombre de dents statoriques,
bs la largeur d’une dent (constante),
Hry la perméabilité relative des toles, des dents et des culasses,

k;  le coeflicient de foisonnement.

La chute de potentiel associée au “bobinage” vaut:

((da
Orn() = Href((r;)'dae‘#Tf#kf#";?l.l(;t ) (I1.15)

I1.4.2 Culasse statorique

Dans la culasse statorique, les lignes de flux radiales sont modélisées par des droites et les lignes

de flux circonférentielles par des arcs de cercles (figure I1.3).

flux principal

polaire

1
I
|

/" axe

culasse statorique

ligne de flux

entrefer
irconférentielle

.................... - _axe polaire

Figure I1.3. Modélisation des lignes de flux dans la culasse statorique.
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La répartition des lignes de flux dans la culasse statorique est supposée uniforme; ainsi pour
une position @ comprise entre ¥y, €t Yz 1€ rayon rg. d’une ligne de flux circonférentielle est
donné par:

1 © = Plim
7'.‘(cp)=—-[d7¢—+—(————— - (dse — dsi) (I1.16)
* 2 ° Pmaz ~ Plim * °
avec
d.. le diameétre externe de la culasse statorique.

La valeur du champ magnétique radial H,, est déterminée & partir de la conservation du flux.

Href((p) . dae

e 1.1
by kg 20 (47

Hegr(r, ) =

La chute de potentiel associée 4 la partie radiale de la culasse statorique ., correspond a
I'intégrale suivante:

Tse ()
@CST(‘P) = / H(:ST(Tv 99) ’ d’f‘ (1118)

]
. T:;'d,,

Aprés résolution ’équation (I11.18) devient:

Href((p) dae < ( Y — Y ) <dse ))
Ocor(ip) = 112 Cae 1 (14 (L ”im ) (De 11.19
(Q) Horg - kf 2 Pmez ~ Plin dsi ( )

Dans la partie circonférentielle de la culasse statorique, la distribution du champ magnétique
Hecse, est modélisée par une fonction trapézoidale (figure 11.4).

Hcsc(‘ro) : ('v?f“—;;r(in> ~Pmaz SO —Pum
Hese(p,a) = ¢ Heoo(o) pour —@u, <o Yin (11.20)
Hcsc(‘ro) ’ (%) Clim SO Qe
*H
ewc((p) E csc()
e Hesc(g,a)
P.a

~(pmax / é-q)lim @fim  \(Pmax
a¥0 \ a=@

distance d'intégration
rst(Q).a

Figure I1.4. Distribution du champ magnétique Hesc(p) selon la longueur du chemin rg(p)-a.

La valeur maximale du champ magnétique circonférentiel H.q.(¢) se détermine en appliquant
le principe de conservation du flux magnétique. Au niveau de ’axe interpolaire, le flux principal
correspond & I’équation suivante:

%‘ HCSC
o, = / Hecld) g (I1.21)
S Ho - g - Ky



En introduisant (II1.16) dans (I1.21), on obtient:

.¢7”('.r — .
©p = / o) o) . lact - dyp (11.22)
S,  Ho Mg kf 2. (‘fomam - (plim)

La comparaison des relations (I1.2) et (11.22) donne la valeur maximale du champ magnétique

circonférentiel H.q...

Href(@) * doe - (99maa; — ‘Plim)
Heolp) = :
() T (11.23)

Pour un demi-péle, la chute de potentiel associée & la partie circonférentielle de la culasse

statorique O, correspond 4 I'intégrale suivante.

0
Oucle) = [ Heaelor0) rale) da (11.24)
resTY .
aprés résolution, on a:
Hpep(p) - d dsi (0 = Piim) O P
o _ Href ae l: s + lim . oh_ Flim ¥ 11.25
csc() 2. Hryp e kf (dse — dsi)  (Pmaz = Plim) Pmaz " ¥ 2 2 ( )

La chute de potentiel magnétique associée a la culasse statorique totale ©.¢ vaut:

ecs(ﬁp) = ecsr(‘P) + 6csc(‘fo) (1126)

Deux cas sont a considérer:

(1) Potentiel associé¢ a ’axe intermédiaire ¢ = @y;,,.
Au niveau de I'axe intermédiaire, la chute de potentiel magnétique associée & la partie
radiale de la culasse statorique est nulle, en conséquence le poteniel ne dépend que de la
partic circonférentielle.
H‘ref(@[im) ~dae ds; - (‘i‘Qmaa: — @lim) *Plim
. (11.27)
2 pyy - ky (dse — dsi)

Ocs(Prm) =

La détermination de la valeur du potentiel magnétique au niveau de l’axe intermédiaire sert

uniquement a déterminer I’angle limite.

(2) Potentiel lié a ’axe polaire ¢ = ¢,,,.. Le potentiel est donné par la somme des équations
(I1.19) et (I1I1.25).

— Href(Pmaz) - dae dse - (‘pgﬂar _ 80121'771) dse
@cs(somax) - 9. ler ] kf dse — dsi +In dsi

(11.28)

L’éq (I1.28) présente une chute de potentiel minimum pour le rapport suivant:

dsi (Qolfna:r B S‘Oim) 2 2 2
-(-i—— =1+ _—4———— - (Somaa-, - ‘rolim) . [8 + ((Pmaz - Solim) } (11'29)
se e‘is(lpvnu:t)’min

Comme la chute de potentiel magnétique de la culasse statorique doit obligatoirement dimi-
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nuer lorsque le rapport dy; /dse augmente, cn conséquence les limites du modele sont atteintes
lorsque d,;/dge est inférieur au rapport donné par la relation (I11.29). En pratique, comme le
rapport dg; /ds. est généralement proche de 1, on peut effectuer ’approximation suivante:

d dy;
In ﬁ) ~]- = 11.30
(dsi dse ( )

La chute de potentiel approchée de la culasse statorique devient:

Href(‘romaz) “ e 1= E + M (H 31)
2y kg dse 1_‘(1_1.;;:_: .

(-)CS ((pmaz) =

II.5 Trajectoire des lignes de flux rotoriques

Bien que dans 'entrefer les lignes de flux soient radiales, leur direction dans 'aimant est iden-
tique a celle de sa magnétisation. En conséquence, dans la culasse rotorique, la trajectoire des
lignes de flux est directement liée au type de magnétisation. Dans le cadre de la modélisation,
on ¢tudie le cas d’'une magnétisation radiale et celui d’'une magnétisation paralléle.

La méthode de calcul du potentiel magnétique associé a la culasse rotorique est analogue a celle
utilisée pour déterminer la chute de potentiel de la culasse statorique, en conséquence seuls les
résultats relatifs & I'axe polaire sont présentés.

I1.5.1 Magnétisation radiale

Potentiel de ’aimant

Pour une magnétisation radiale (figure I1.5), la longueur de l'aimant est constante tout au
long du pole. Le champ magnétique total de I'aimant H,; se compose d'un champ magnétique
rémanent Hy déterminé par les propriétés magnétiques intrinéques de I’'aimant et d’un champ
magnétique interne H,; qui est fonction de la géométrie et de la perméabilité relative de 'aimant.
(Le signe négatif vient uniquement du choix du référentiel)

H d
- Hulrop) =L e gy (11.32)
TQ

H,i(rp)

Par hypotheése (pas de flux de fuites dans ’aimant), le champ magnétique intrinséque de ’aimant
est assimilé & unc fonction carrée de période égale & deux pas polaires. Le potentiel magnétique
total de I'aimant O4¢, qui se compose d’un potentiel intrinseque Gq9 et d’une chute de potentiel
interne O,;, aprés intégration on obtient:

@ag(go, a) . H() . (dae - dai) (1133)

J/

-__Href((r") “dge n (dma> _

1
2. Hora dmi g \2

0.i() O‘Jso)

~

avec
doi le diameétre interne de 'aimant,
Iy, la perméabilité relative de 'aimant.
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2 paires de péles .% 1 paire de poles
Qi
oy
axe 3
interpolaire g—ll -
N f
ligne de flux
radiale ©

ligne de flux

circonférentielle \| axe

_—— = , —4--i=—-—I-— interpolaire
dae )
2
\
fer:
entrefer®, &
N
% ! o
N R
N &
culasse >
rotorique

Figure I1.5. Aiumantation radiale, modélisation des lignes de flur pour 1 et 2 paires de poles.

Chute de potentiel dans la culasse rotorique

C’est essentiellement au niveau de la culasse rotorique que la trajectoire des lignes de flux différe
selon le nombre de poles (figure I1.5).

Paire de poles unitaire:

Lorsque le nombre de paires de poles est unitaire, les lignes de flux de la culasse rotorique
adoptent une trajectoire paralléle et circonférentielle. Au niveau de I’axe polaire, la chute de

potentiel magnétique associée i la culasse rotorique ., est donnée par:

Href (‘pmaz) dr‘i dri i CPQ
= ——— dpe - |1 =~ — —— ot 11.34
eCT(‘pmaz) 2 . /er B kf 2 dai + dai _ dr‘j, ( 3 )
avec
dr; le diametre interne de la culasse rotorique,
Prmaz = %

Plusieurs paires de poéles:

Lorsque le nombre de paires de poles est supérieur a l'unité, la trajectoire des lignes de flux de
la culasse rotorique est analoguc a celle de la culasse statorique. Au niveau de ’axe polaire, le

potentiel magnétique de la culasse rotorique vaut:

H,, f- dae dgi dyi @gnag- .
- ac | _ar —— rmar II.
eCT(SOma:IZ) 2 . ,u/rf l:ln (dri) + (dai _ dri) ( '35)

De fagon analogue au calcul de la chute de potentiel de la culasse statorique, la chute de potentiel
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dans la culasse rotorique présente un minimum lorsque le rapport d,;/dg; vaut:

dr?ﬁ , 99gnaz _ Pmax . A2
4+ Imez _ rmaz .\ /4 52 (11.36)

i =11+
O (L,ax )10 [ 2 2

dai
Comme la chute de potentiel magnétique ne peut augmenter si le rapport dr;/d,; augmente

davantage, et en raison de la grande marge d’erreur tolérée pour le calcul de la chute de potentiel

dans le fer. on effectue I'approximation suivante:

In <d—“) ~po B (11.37)

d‘ri ai

.

Il en résulte que la relation (I1.34) déterminée pour une paire de poéles unitaire peut étre
transposée pour un nombre de paires de poéles supérieur. La chute de potentiel de la culasse
rotorique correspond a la relation suivante:

(11.38)

Hyer-d dri  dri- P2
ecr(@maz) = _Tef—ae ' [1 - Ymaz

2. Ky g d_az (dai - dri)

I1.5.2 Rotor a aimantation paralléle:

Dans le cas d’un rotor 4 aimantation parallele, le moteur posséde obligatoirement qu’une seule
paire de pdles. La modélisation des lignes de flux est réalisée de la fagon suivante (figure I1.6):

e Lorsque ’angle de position est inférieur a 'angle de transition ¢, les lignes de flux restent
dans ’aimant et contournent ainsi la culasse rotorique (modele A).

e Lorsque l'angle de position est supérieur a ¢,, les lignes de flux traversent 'aimant et la
culasse rotorique (modéle B).

axe polaire

ligne de flux o
paralléle -

ligne de flux
circonférentielle

Figure I1.6. Lignes de flux rotoriques pour un moteur & aimantation diamétrale.

Modeéle A: Les lignes de flux restent dans ’aimant.
La modélisation suppose que la trajectoire des lignes de flux dans 'aimant se compose d’une

partie paralléle et d’une partie circonférentielle. Le potenticl magnétique intrinséque de 1'ai-
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mant?, ne dépend plus que de son diameétre externe.

1
Ou0(p) = —3 Hy - dg; - sin(p) pour 0<¢ < (11.39)

La chute de potentiel totale interne de I'aimant ©,; qui lui est associée vaut:

\/[1 + -;‘% : (%:j - 1)}2 — cos?()

Href((ro) . da'i

Oq; = —— S |1- .
(90) 2. Hra s1n (99)
@t cos(p)
+ T\ — | -arccos y
(1-#) L (81

avec 0 < ¢ < ¢,
(11.40)

Contournée par le flux, la valeur de la perméance de la culasse rotorique n’est pas prise en

considération.
Modeéle B: Les lignes de flux traversent la culasse rotorique.
Dans ce cas la trajectoire des lignes de flux est considérée comme paralléle dans I'aimant et

circonférentielle dans la culasse rotorique (figure 11.6). Le potentiel magnétique intrinséque de
I’aimant O, associé a la position ¢ devient:

Hy-d . dai \
Oa0(p) = —% - |sin(p) ~ \/(d—“) — cos?(yp) pour ¢ S < Py, (1141)
ae

Et sa chute de potentiel interne ©,; est donnée par:

[T
Href(ﬁp) . dae . 1 _ dﬂc
2 g sin(yp)

e)ai((P) = pour @y <@ < Pz (1142)

Enfin la chute de potentiel de la culasse rotorique ... définie pour ¢; < ¢ < @, vaut:

. (2 _ — 2
Ou(0) Hre2f('<r;)fdae ‘ [wc(w) (2 wmaz(wz) (¥)) = ¢i(p)
1 . (‘era:c _ 99) (1143)

(%&u — ]_) (@maz - (I‘Ot)

avec

cos()

= arccos
Pe(®) o L [odi)  (Puye—)
dae dae Prar— ¥t

Le potentiel magnétique est calculé sur un demi pole

(11.44)
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Le choix de la trajectoire est dicté par la nécessité de minimiser l'énergie, c’est & dire d’augmen-
ter le flux magnétique produit par 'aimant. En conséquence, pour calculer ’angle de transition,
il est indispensable de tenir compte du circuit magnétique complet du moteur.

La valeur minimale de I'angle de transition ¢, .., est fonction du rapport des diameétres internes
et externes de I’aimant, déterminée par trigonométrie elle vaut:

V4 min = aICCOS <ga—L> (11.45)

ac

Pour des raisons énergétiques, il ne peut y avoir de discontinuité dans la distribution du flux

et de 'induction; en conséquence I’angle de transition est déterminé par 1’égalité suivante:

eaOA(‘pz) . etotB(@f,) = @a()B(Wt) . @totA(Wg) (11.46)

avec

Oq04 le potentiel magnétique intrinséque de 'aimant calculé selon le modele A (eq. 11.39),
Oq.0p le potentiel magnétique intrinseéque de I’aimant calculé selon le modele B (eq. 11.41),
Otta la chute de potentiel totale du circuit magnétique (y compris la chute de potentiel
magnétique interne de l'aimant calculée selon le modéle A),
Otota = Ocre(r) + Ocrr(r) + Oai_al®r) + Os(0y) + Ovob () + Ocsr(9y) + Ocsc(r)
Owt  la chute de potentiel totale du circuit magnétique (y compris la potentiel

magnétique de I'aimant calculée selon le modeéle B).

Otota = Ocrc(#t) + Ocrr(@y) + Oai_p(y) + Os(91) + Ovot(@y) + Ocsr(r) + Ocsc(y)

En négligeant la chute de potentiel dans les culasses statorique (modeles A et B) et rotorique
(modele B) ce qui correspond & poser g,y = oo, I'angle de transition est donné par 1'équation
non transcendante suivante.

In (_dé_e) = alila) -1
dac ¢ (40)" ~ (cos(o0))?

2
dyi- dye-cos(yp, dy, A ererce
[[—g(d‘,,:_ﬁm)] -arccos (fegaled) — . [(da) (cosm»?}

Hra

pour arccos (%ﬂ) << § (11.47)

Y

avec
dse le diameétre de 'entrefer magnétique
de. — dpe moteur & bobinage dans 'entrefer
%=1 d,, moteur a encoches
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Au niveau de ’axe polaire, la condition qui régit le choix du modeéle de calcul se détermine en
introduisant ¢, = % dans I’équation (II.47). On obtient la condition suvante:

< <”Tz—1+%'-‘)L modele B

- Moo
In (di) (11.48)

d ,,
o >(%—1+gﬁ)-t modele A

II.6 Détermination de g, et de H,f(yp)

Tous les éléments qui entrent dans la détermination de l'angle de fuite ;,,, donné par I'éq.
(2.23) sont directement proportionnels & Hr.f(¢); en conséquence 'angle de fuite ne dépend
pas de la valeur de Hr.s(¢p).

Pour déterminer la valeur de H,..s(¢) on introduit les différents potentiels calculés dans 1'éq.(2.18).
Mis & part le potentiel intrinseéque de 'aimant ©4(y¢), tous les autres potentiels sont directe-
ment proportionels & Hy.f(p). On obtient alors une équation du premier degré a une inconnue

(Hres). Aprés résolution on a:

Qa0 ()
Href(9) = — (I1.49)
(@) . Cun(@) . Oulp) . O0u(9) | Oule)
Hoct @) T Hrer(@) T Hoor(8) T Hoorl9) T Hror(2)




Annexe III: Détermination du facteur de raccour-
cissement d’une bobine (moteurs a
bobinage dans 1’entrefer)

II1.1 Bobines adjacentes

Dans le cas d’'un moteur & bobines adjacentes, une spire dont la position dans la bobine est
déterminée par « est décrite par les éléments suivants (figure I11.1):

« po
i B() .
Gw:‘_i_" Isp(t)
L .
hev= Qw-dwmkew T4 — 1
2p Sl R e T ;_ ______________
i ! o
2| 3B I 3
i '
I
Sy RO
.
B B | .
i : | 1 ]
T 3
,: :‘ _ Qw.dwm
1 1 b 2 p
Figure II1.1. Modélisation d’une bobine concentrique.
e longueur “magnétique” d’une spire:
lact‘f'g']‘?m‘[aw‘kdw—a] 0 < a< oy ki
l(a) = pour (I11.1)
lact kdw Sa <oy
e ouverture d’une spire de position a:
Bla)y=8,-2-«a (I11.2)

Pour une décomposition de 'induction en série de Fourier, et en supposant que les Ny, spires
qui constituent la bobine sont distribuées de facon uniforme, le flux totalisé qui traverse une
bobine de position 8, correspond a la double intégrale suivante:
- dym * N, b 0h+—'_
V(0 = _— = / / I(a YB-sin(v-0)-df-da (111.3)
Z 2.pa, DOy 6,—

v=1
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Apres résolution, le lux totalisé vaut:

o0
V() = > Nu-“B-sin(w-6)-

v=1

dw'rn . lact v . ,80 50
Py - 12 [ COs( 5 + cos { v 7—011;
d? . Bo ‘ 8
+ﬁj . [sm (I/ . <? - kdw . aw)) — Sin <1/ . <? _— a‘w))]
d2)m ﬁ()
-+-p2u_ ol [kgw — 1] - cos ()/. <_7 _ “w>>

Par définition, le facteur de raccourcissement k; associé & une harmonique de rang v est donné

(111.4)

par le rapport suivant:
Oy, /)
-sin (v - 6) - sin (&)

(111.5)
Nsb ' lact G

v 0 (
ks = "B
el

III.2 bobinage auto-porteur

Dans le cas d’un bobinage auto-porteur ou en panier toutes les spires qui constituent le bobinage
sont identiques et seule la position de leur centre §,, varie. Le flux qui traverse une spire est
donné par la double intégrale suivante:

L“f‘ 0«*1)*’% v . 5] .
' / dom * B-sinw-0) o 4, (I11.6)

x> .
Dsp(bsp) =

la fonction qui décrit 'ouverture des spires dépend de leur forme (figure 111.2); on distinguera

0=0,, % 2:p

deux cas:

(a) Spires de forme losange

. ! .
Bolz) = fo- 1 21'2'} oty (1117)
w
(b) Spires de forme triangulaire
[
Ba()=ho- |5+ 7] gyl ()
w

Aprés résolution, le flux qui traverse une spire vaut:

(1) Spires de forme losange

c>02'lw'dwm‘VB‘ 1 '93 . lac. ) -
I )

v=1

(2) Spires de forme triangulaire

4.1 - 2V B.gj - .
‘I)sp—/_; (gsp) = Z i = dwyZQ Z) .SI;II (V 937) . |:Sirl (E% . l;j) - sin

v=1
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a: spire de forme losange b: spire de forme triangulaire

Figure II1.2. Modélisation d’un bobinage auto-porteur.

Lorsque la longueur du bobinage correspond 4 la longueur active du moteur, les relations (I11.9)
et (ITI1.10) sont égales et valent:

o0

2'lw'du/m'UB v-3
(I’sp(asp)h"d:[m = Z . [1 — COS ( 5 0>:| (11111)

2, .
v=1 v ,BOP

Le flux totalisé qui traverse une bobine de position 8, et de largeur a,, composées de Ny, spires
de forme losange ou triangulaires est donnée par I'intégrale suivante:

i 9h+§~a“,~
¥ =3 22 [ a0y - da (111.12)

ey 0n— l, Qe

v=1
Aprés introduction des relations (II11.9) et (II1.10) dans (I11.12) on obtient le résultat suivant.
(1) Spires de forme losange:

4. lw : dwm : ]Vsb ¥ B -sin (V ) 931’) - sin (%L)

V3 - By p

Wk

Vo) =
1

cos (VT*BO . [1 - l;—j]) — Cos <V .2’30)} (I11.13)

8 . lw . dwm . "Vsb R4 B . Sin (V . esp) . Sin (%L)

I/S'Qw'ﬁ()'p

[sin <5.4*_% : %) sin (” '450)} (11.14)

Autant pour des spires de forme losange que triangulaire, le facteur de raccourcissement associé
a chaque harmonique se calcule en introduisant (II11.13) et (I11.14) dans (I11.5).

<
Il

1

(2) Spires de forme triangulaire:

Up(ly) =

™8

N
1l
—
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Annexe IV: Détermination des pertes dans la
chemise

Le calcul des pertes par courants de Foucault dans la chemise statorique s’effectue en modélisant
chaque pole de celle-ci par une infinité de spires concentriques et en court-circuit. Les pertes
par courants de Foucault de la chemise statorique correspondent & la somme des pertes Joule
moyennes de chaque spire élémentaire.

spire élémentaire

de position x et de
centre .t

N

lchs

Figure IV.1. Modélisation de la chemise statorique.

La conductance (inverse de la résistance) d'une spire élémentaire de position x est donnée par
la relation suivante (figure IV.1):

dx - dy

€chs
dY (zr) = ——. va
(z) 2-pag |lb(z) dr+ly(z)-dy ( )
avec
echs |'épaisseur de la chemise statorique,
P la résistivité électrique du matériau.
Les dimensions l,(x) et I;(x) sont fonction de la position  des conducteurs.
hizy = 2-x (IV.2)
2.z
Lz) = leas- (1V.3)
Tpes
La relation entre un élément dz et dy est donnée par I’équation suivante:
d Lehs
_y _ chs (IV4)

Az Tpes
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En introduisant (IV.2), (IV.3) et (IV.4) dans (IV.1), la conductance d’une spire élémentaire

devient:

L’ouverture 3 d’une s

Cehs * AT

dY (z) = l . (IV.5)
4. Pel " T - [T;,,;: + T(J;,r_j}
pire élémentaire de position = vaut:
2. ¢
Blz)=m- X (IV.6)
Tpes

Pour déterminer le flux @ qui travese une spire élémentaire de centre 6, et de position z, on

distinguera deux cas:

(1) la longueur axiale {,(z) de la spire ¢lémentaire est inférieure & la longueur active du moteur

(lv(l) S lact)-

o(z)

(2) la longueur axiale {
(lv(l) > lact)-

d(x)

En posant, 8, = w-t,

ue(z,t) = X

9”)+“(I) ’a;;["Tln'.u - o0
) 2 2leny S .
= / 22N " ¥B-sin(v-6) dz-df
A lact Tpes
Jootr Jomtgrne W
o0 .
4 VB .sin(v -8 . V-m-x
= — o leps - E ( sp) -sin [ ——— (IV.7)
s v Tpes
v=1

»(z) de la spire élémentaire est supérieure a la longueur active du moteur

B+ 25 oo
= / - lact-T;cs-Z”B-sin(u~9)-d()
SO =1
2 > YB-sin(v-0sp) . (v-m-x
= o lact - Tpes ; » -sin T—w (IV.8)

la tension induite d’une spire élémentaire se déduit des éq. (2.51) et vaut:
p q

4 oo v : vmx
=T lehs -w~ZV=1{ B-cos(v-w-t)-sin (T)}
loce T
act pes
pour 0 S z S 2'1(:113

2 lact - Tpes "W * D oo {VB -cos (V-w-t)-sin (,,.wz)}

™ Tpes
OUI‘ [uvt'T!u:s < T < Tpcs
p 24ona =72

(IV.9)

Les pertes Joule instantannées associées & une spire élémentaire et en court-circuit valent:

dP;(z,1) = (ue(z, t))* - dY (z) (IV.10)
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En introduisant (IV.5), (IV.9) dans (IV.10), on calcule les pertes Joule suivantes:

. ) 2
4-z-l2, eonew? 0 v ; V-m-x .
——sbi S Ul VB rsin (25 ) ccos (v w - 1)
TP 7pcs+l(~].« !
; ’ Lt T pes
pour 0<z< —E’I—T’f—
dPj(z,t) =
- ) 2
Pen b ot w? . T
UL {”B-sm("”)~c08(1/-w-f)}
T Laci Tpes
( pour ST <T <
(IV.11)

Sur une période électrique, les pertes Joule moyenne associées & une spire élémentaire valent:

27

=— [ " dP,(x,t) - dt
2'77-_,‘:0 J(J’)

—_— w

Py(x)

Aprés résolution, on calcule selon la position z de la spire, les pertes Joule moyennes suivantes:

) ) 2
2~eu,.‘.'1'lﬁm'71,.« -w? o0 v . VT oL < < Lot Tpes
WZ.p,[.'Lﬂu. Zpes ZV:l B -sin T pess O<z< 2lons
N €L Tpes chy .
Pj(z) = pour (IV.12)

: 2 2
echs'luz;l'lch.u'T;. w” o0 {UB . (U'T'I) } l 1 Thes T e
I(.NY . _ . Slll ] 1C L & < :1,: < P(,H
2.z.w2-p,,- [_]dl_+_lk.. ZV—l Tpes PR = 2

Tpes Tens -

Les pertes Joule associées 4 ’ensemble des spires élémentaires qui modélisent un péle de la
chemise statorique, sont données par l'intégrale suivante:

Prp= [ Pie)-do
Jr=0

Aprés résolution compléte on obtient les pertes Joule suivantes:

3 2
lchs . Tpcs CWT - €ehs
2 4 22
4- (lchs a Tp(:s) *Pehs = T

Z "B?.{lgct. B +Ci (1““ .V.ﬂ-) ~Ci(v-7)+1n (Qm)]

=1 lchs lact

lehs 2 .9 loct v-7 lens - lact . lact
+2. | —— ] -sin . - - sin vem) »(IV.13)
v-w lchs 2 v-emw lchs

Les pertes totales de la chemise statorique correspondent au produit du nombre de poles par
les pertes Joule calculées sur un pole (eq. IV.13).

P, = .

P.Ichs =2. D PJ_p (IV.14)
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Annexe V: Détermination des fréquences propres

d’oscillation

V.1 Systéme de coordonnées et expression des
déplacements

Comme par hypothese la déformation dans le sens axial est négligée, le systéme se réduit a un
probleme plan (figure V.1); dans ce cas, seule la déformation dans le sens circonférentiel est
prise en compte.

Figure V.1. Systéme de coordonnées adopté pour un probléme plan.

Lors d’une déformation, la longueur déformée d'un élément circonférentiel dif se déduit de la
figure (V.2) et vaut:

dl' = (rm —wy) - dp + Ovn dy (V.1)
Op

La longueur initiale dl vaut:

dl =1y - dy (V.2)

I'allongement unitaire €, est défini par:

dl! —dl
= V.3
€ T (V.3)
enfin ’allongement unitaire dans la direction circonférentielle, eg vaut:
Ovn, Wn
5'0 = —_— V4
Tm 09  Tm (V4)

Selon ’hypothése de la non déformation de la surface moyenne, I’allongement circonférentiel
est nul, I’équation différentielle (V.4) devient:
vy W,

0= 5~ (V.5)
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Figure V.2. Modélisation et rotation d’un élément circonférentiel dl.

La solution générale de cette équation est de la forme:

on(@t) = T [An(t) - cos(ng) — Ba(t) - sin(n)] (V.6)
wr(p,t) =  —7rm-n-[Ap(t) - sin(np) + Bp(t) - cos(neg)] (V.7)

Ot les coefficients A,(t) et By(t) sont des coeflicients purement temporels.
An(t) = Ay - cos(wt)

Byn(t) = Bp-cos(wt+ 6) et é le déphasage temporel

V.2 Détermination de I’énergie cinétique

L’énergie cinétique du systéme est donnée par la somme de I'énergie cinétique de translation et
celle de rotation. Cette derniére étant négligée, L’énergie cinétique vaut:

1 27 ) ‘ ,
Ta(t) = 2 prS Tm: / (Un(t)2 + wn(t)z) ~dy (V.8)
Jo
avec
p La masse volumique du matériau,
S La surface de la section de la culasse statorique, S =1 h,
ol ! correspond & la longueur axiale du cylindre.

En reprenant les équations (V.6) et (V.7) et en introduisant A, (t) et B,(t), que I'on dérive par
rapport au temps, on obtient les vitesses de déplacement suivantes:

(e, t) = —w - sin(wt) « 7, + [An - sin(ng) — By, - cos(ny)] (V.9)
Un(p,t) =  w-sin(wt+8) ry-n-[A, - cos(ng) + By - sin(ny)) (V.10)

En introduisant (V.9) et (V.10) dans (V.8), on obtient aprés intégration, ’énergie cinétique

eme

assiciée au n mode.

Ti(t)=%-p-S T -m-w? [n?+1]- [(An -sin(wt))? + (Bn-cos(wt+5))2] (V.11)

N —
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V.3 Détermination de I’énergie potentielle de déformation

L’énergie potentielle de flexion d’un élément du cylindre est donnée par:

1 27
Vop(f) = 5 / My(0,8) - K(,8) - Py - 6 (V.12)
Jo
avec
k(p,t) variation de courbure due a la flexion,

M(p,t) le moment de flexion.

La variation de courbure d'un élément circonférentiel de longueur dl, est donné par:

Od(p, t)
Tm - Op

k(1) = (V.13)

Ou ¢(yp, t) représente 'angle de rotation total du segment dl. Cet angle se déduit de la figure
(V.2); il équivaut & la somme de la rotation due 4 la variation de pente (angle 3) ct celle due
au déplacement tengentiel v (angle ).

P, 1) = alp,t) + B(p. 1) (V.14)

avec

En remplagant (V.2) dans (V.14) I'angle de rotation, ¢(¢p,t), devient:

bl t) = — (Q—d(j—” + o)) (v.15)

Tm

De plus, le moment de flexion My est proportionel au déplacement,

99(p, 1)
M¢(p,t)=F -Ip. —— V.16
f((f/ ) ! Tm - a‘rj ( )
Ou le moment d’inertie en flexion d’'un anneau Iy, est donné par:
Isr=rp-5-de (V.17)

d. représente la distance entre la ligne moyenne de I’anncau et la fibre neutre. Pour une section
rectangulaire on a:

h
de = {rpy — ———————— (V.18)
In (2"", +h)
2.7, —h
avec
h  D'épaisseur du cylindre h = r, — 7,
re le rayon interne du cylindre,
r; le rayon externe du cylindre.
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L’énergie potentielle de flexion est finalement donnée par:
—7‘77 o 2 9 d9
V t) = L . 7 t) - d V.1
n_fl( ) 2E1f /0 ! ( s ) ( 9)

Aprés résolution, on détermine 1'énergie potentielle de déformation associée au n™* mode:

Va(t) = Ez;{mﬂ n?.(n?—-1)2%. [(An - cos(wt))? + (By - sin(wt + 5))2J (V.20)
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Liste des symboles

Symbole Unité Définition
b m Largeur
b - Fonction d’induction
B , B T Inductiont magnétique
C % Coeflicient de pertes
C F Capacité (par défaut électrique)
Cy HJW‘L—T,W Coefticient de pertes par courants de Foucault
Cyp J/kgK Capacité thermique du matériau
Cy, T._,J. T Coeflicient de pertes par hystérésis
d m Diameétre
dm m Diameétre pris en compte pour le calcul du couple
e m Epaisseur
E E % Champ électrique
f H>z Fréquence
- Facteur de forme
fon — Fonction
fe - Facteur de correction
h m Hauteur
H.H A Champ magnétique
i1 A Courant
j, J % Densité de courant
k - Nombre de périodes (nombre entier positif)
k. - Facteur de Carter
ke % Constante de tension induite
Kern /{V—’\/"ﬁ Rapport, ke = %

kg - Coefficient de foisonnement
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Symbole

> o om
g 3

~—

lact

m
m
m
M

n

Unité Définition
_N/"m Constante de couple

- Facteur de raccourcissement
- Facteur de bobinage

— Facteur de distribution

m Longueur

m Longueur active

H Inductance

- Nombre de phases

kg masse

— Coefficient
N -m Couple

- Coefficient

- Nombre d’équations

— Vitesse de rotation

min
- Nombre de bobines

— Nombre de spires par bobine

- Nombre de spires par phase

- Nombre de Niisselt

— Nombre de paires de poles

144 Puissance ou Perte

- Nombre de Prandlt

— Nombre d’encoches par podle et par phase
m Rayon, coordonnée cylindrique

Q Résistance (par défaut électrique)

- Nombre de Reynolds

— Ouverture des bobines

m Distance entre deux pré-encoches

m?2 Surface

sec Temps

sec Période

°C Température

- Nombre de Taylor

|4 Tension induite

m/s Vitesse



Symbole

:N N N ’~<§Q

o

Qg

Bo

Vo

L
24

i

Td

Unité

m'
m
m
1/9

m

rad
W/m?K
rad
rad

rad

RN
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Définition

Volume

Coordonnée cartésienne
Coordonnée cartésienne
Conductance

Coordonnée cartésienne
Impédance

Nombre de dents

Angle de position (variable)
Coefficient de convection
Etalement d’une bobine (angle électrique)
Ouverture des spires

Ouverture initiale des bobines (moteurs & bobinage dans
I'entrefer)

Rapport pour le calcul du facteur de Carter
Entrefer

Rapport de dimensions, ¢ = %ﬂ
Déphasage (angle électrique)
Viscosité du liquide

Angle électrique de position
Echaufferment

Potentiel magnétique

— [2p
=1/

, . . . . d
Rapport de dimensions, & = T

Rapport de dimensions, A = Qu"-
Conductibilité thermique
Perméabilité

Perméabilité du vide, gy =4 -7 -1077
Perméabilité relative

Viscosité dynamique

Constante, 7 = 3.141592. ..
Résistivité électrique du matériau
Masse volumique

Pas polaire

Pas dentaire
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Symbole

bsbob

ce
cich

com

cs

Cu

dev
dsa
eff
el

e, exrt

fifer

Unité

rad
rad
rad

rad

V-.s
rad

V -sec
sec

rad
sec

Unité

Deéfinition

Angle géométrique

Déphasage entre la tension d’alimentation et le courant de phase
Angle de fuites limite ou angle de transition

Angle géométrique d’un demi-podle

Déphasage temporel

Flux d’induction magnétique

Déphasage entre la tension induite et le courant de phase

Flux totalisé

Pulsation électrique

Vitesse angulaire de rotation

Définition

Relatif a 'aimant

Relatif a I'alésage

Relatif aux bobines

Coercitif

Interne au transistor

Relatif a la chemise statorique
Relatif a la commande
Relatif a la culasse rotorique
Relatif a la culasse statorique
Relatif au cuivre

Relatif aux dents

Relatif a 'entrfer

Relatif aux développantes
Relatif au diamétre d’alésage
Efficace

Electrique

Externe

Relatif au fer

Foucault



Symbole

frfrot
h
JsJoule
1, int

li

m
msmoy
mazx
min

n

opt

ph

th

tstot

w

Unité

Définition

Relatif aux frottcments
Hystérésis

Joule

Interne

De ligne

Magnétique

Moyen

Maximum

Minimum

Relatif au 1™ circuit
Optimal

Relatif aux phases
Thermique

Rémanent

Relatif au rotor
Relatif au stator
Relatif & une spire
Relatif aux toles
Relatif & une température
Total

Relatif au bobinage
Harmonique de rang v
Relatif aux fuites

Relatif & 'origine, de référence

Relatif a la position, au cas 1,2,...

Relatif 4 la forme losange

Relatif & la forme triangulaire

181



182



Curriculum Vitae

Nonu: KUDELSKI
Prénom: Marguerite

Date de naissance: 4 mai 1965

Nationalité: Suisse
Etat civil: célibataire
Formation

1985-1991 Etudes d’ingénieur a I'Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne
1991 Obtention du diplome d’ingénieur en microtechnique

1991-1998  Assistante au Laboratoire d’Electromécanique et de Machines Electriques
de 'EPFL

Publications

M. Jufer, M. Kudelski, J-P. Ludwig, “Asynchronous and PM synchronous motor with gap case
modelisation”, International association for mathematics and computer in simulation, IMAC-
TCI Montreal, Canada, 1993”.

F. Chraiet, E. Favre M. Kudelski, “Sealed Motor-Sleeve losses calculation”, European Power
Electronics chapter symposium, Lausanne, 1994.

M. Jufer, M. Kudelski, “Slotted and slotless BLDC motor comparison”, International Confe-
rence on Electrical Machines, ICEM, Istamboul, Turkey, 1998.



