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INTRODUCTION

Depuis plusieurs années, on constate un accroissement de la puissance des alternateurs
des centrales thermiques, hydrauliques et nucléaires. Parmi les problémes qui se posent aux
constructeurs, les effets d'extrémités liés aux champs magnétiques des parties frontales sont

les plus complexes.

Le champ électromagnétique aux extrémités agit sur le fonctionnement des machines
électriques de plusieurs fagons; on peut diviser son étude en deux catégories. Cette division
est due 4 la complexité de la configuration des parties frontales, ce qui nécessite des
hypothéses et des simplifications pour analyser ces problémes.

La premiére catégorie concerne la répartition du champ au voisinage des tétes de
bobines; c'est-a-dire, leur inductance de fuite et la répartition des efforts mécaniques auxquels
elles sont soumises, dus a l'interaction entre le flux et les courants. Dans ce cas, la géométrie
des enroulements est un des paramétres les plus importants du probléme et il est souhaitable
d'en faire une représentation la plus fidéle possible.

La réactance de fuite des tétes des bobines est un facteur important dans la
prédétermination et 'analyse des performances des machines synchrones, car c'est un élément
important de la réactance de fuite totale de l'induit et donc des réactances transitoires et

subtransitoires.

La connaissance des forces agissant sur les tétes de bobines est primordiale pour la
conception de leur systeme de fixation. Le concepteur n'est pas uniquement intéressé par
I'effort maximal gui se produit pendant un transitoire, mais aussi par les vibrations continues
(fatigue) et le mouvemént relatif (usure) des parties isolées durant le régime permanent.
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La seconde catégorie de problémes concemne la distribution du champ au voisinage des
surfaces conductrices & l'extrémité de la machine. 1l s'agit des effets liés a la circulation des
courants de Foucault dans les parties métalliques, telles que I'écran conducteur, les tdles du
stator, les éléments de la structure (flasques de serrage du paquet de toles, doigts, etc.). Dans
ce cas tous les facteurs liés 4 la géométrie du stator et du rotor sont importants et influencent
la distribution du champ.

Le noyau du stator des machines ¢lectriques est constitué en général par des paquets
de tdles feuilletés. Le feuilletage empéche la circulation des courants dus au flux principal et
de plus la taille des gros géncrateurs impose une segmentation des toles. Cependant, la
composante axiale du champ de fuites dans les parties frontales pénétre perpendiculairement
au plan du laminage et induit des courants dans les segments des toles, surtout aux extrémités
du paquet de toles du stator.

Le champ axial peut pénétrer trés loin a lintérieur du noyau du stator et les courants
qu'il engendre provoque des tensions enire toles, ce qui peut détériorer et endommager leur
isolation. Elles sont aussi la cause de pertes supplémentaires dans les parties frontales et des
méthodes de refroidissement ont dii étre améliorées pour en conirbler la température; des
¢crans sont aussi employés pour réduire le champ axial.

Malgré les techniques employées par les constructeurs pour controler le champ axial,
la circulation des courants de Foucault dans les tdles est préoccupante car il est quasiment
impossible de les éliminer completement, De plus, elle dépend des conditions de
fonctionnement de la machine et de son état magnetique. Ce dernier va déterminer comment
le flux axial va pénétrer.

Plusieurs méthodes sont utilisées par les constructeurs dans l'assemblage du paquet de
t6les pour réduire ces effets:

- paquets fins;

- plus de canaux de ventilation;

- tdles plus minces aux extrémités;

- Tentes dans les dents des premiéres toles;
- entrefer progressif, etc.

10
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Tout cela réduit I'intensité du champ axial mais aux dépens de la saturation et permet
une pénétration plus profonde du champ.

Des nombreuses méthodes analytiques et empiriques existent dans la littérature {1, 9,
32, 43], mais elles sont en partie insuffisantes car les calculs nécessitent de nombreuses
hypothéses simplificatrices, notamment sur la géométrie et l'influence de la saturation et des
courants de Foucault,

La limitation des méthodes analytiques a conduit au développement des calculs de
champ utilisant des méthodes numériques sophistiquées, dont la plus répandue est la méthode
des éléments finis. L'avantage principal de cette méthode est un traitement plus réaliste des
détails constructifs des extrémités, ce qui rend possible de meilleurs résultats pour la
représentation du champ électromagnétique. Cependant, la plupart des logiciels d'éléments
finis utilisés jusqu'a présent [2, 3, 7, 16] ont I'inconvénient d'employer pour le calcul des
effets extrémités, une approche axisymétrique. Cela peut ne pas suffire, surtout si on rappelie
que dans ce genre d'approche, les enroulements sont souvent remplacés par des distributions
continues des courants sur une surface, et une variation sinusoidale des grandeurs suivant la
direction de rotation. Cette représentation ne fournit pas une information suffisamment
détaillée des efforts locaux, comme c'est le cas du phénomene de discontinuité de Ia force
observée dans des conducteurs voisins et appartenant a des phases différentes. Il en est de
méme pour la répartition du champ magnétique & l'intérieur du noyau du stator.

Actuellement les calculs de champs en trois dimensions par la méthode des éléments
finis sont possibles et les limitations disparaissent peu a peu. On trouve déja des codes
éléments finis trés avancés en trois dimensions qui traitent le probléme des parties frontales
des turboalternateurs avec beaucoup de détail [24, 36].

Notre travail a été consacré a I'étude des effets d'extrémité des parties frontales des
machines synchrones a péles saillants a l'aide d'un logiciel tridimensionnel basé sur la
méthode des éléments finis, FLUX3D, développé au Laboratoire d'Electrotechnique de
Grenoble.

Cette étude sera divisée en deux grandes parties. D'abord on s'occupe des cffets liés
directement aux enroulements, plus exactement aux tétes des bobines : le calcul de

linductance des tétes de bobines et des efforts mécaniques. On utilisera le module

11




Introduction

magneétostatique de FLUX3D, ce qui conduit a negliger les effets des courants induits dans les
paquets de tdles et les autres parties conductrices, et on va effectuer ce calcul sans le rotor.,

Dans une deuxiéme étape on s'occupera des effets liés aux parties ferromagnétiques et
conductrices ou se développent des courants des Foucault. Pour mener cette étude, on va se
concentrer sur une repreésentation plus élaborée du noyau ferromagnétique du stator. Le calcul
sera fait cefte fois-ci a l'aide du module magnétodynamique (régime harmonique) de
FLUX3D. On discutera l'utilisation des impédances de surface et de I'homogénéisation des
noyaux feuilletés, ainsi que la prise en compte de la saturation.

D'une maniére plus détaillée, le premier chapitre de cette thése présentera un bilan
bibliographique concernant le sujet traité dans ce meémoire et les techniques analytiques ou
numeriques employées par d'autres auteurs.

Au deuxiéme chapitre on abordera les problemes d'extrémités en régime statique,
notamment les calculs de I'inductance et des efforts des tétes de bobines de l'induit.

Le troisiéme chapitre présentera les problémes en régime dynamique harmonique avec
l'application de 'impédance de surface pour calculer les courants de Foucault et les pertes
dans les parties conductrices aux extrémités des machines synchrones.

Le quatriéme chapitre sera aussi consacré au calcul de courants de Foucault en régime
dynamique harmonique, mais cette fois-ci dans les noyaux feuilletés, notamment le stator des
machines électriques.

Le cinquiéme chapitre abordera la prise en compte de la saturation ferromagnétique et
son application a des circuits magnétiques simples.

Enfin on présentera des conclusions et perspectives pour la suite de ce travail.
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CHAPITRE 1

ETAT DE L'ART ET BILAN BIBLIOGRAPHIQUE

Depuis les années 40 jusqu'a nos jours, le développement des techniques de
conception des machines électriques et notamment celles des grosses machines synchrones,
est orienté vers la recherche de méthodes de solutions plus exactes des équations qui régissent
les phénomeénes électriques a4 étudier. Parmi les probiémes les plus importants se trouvent
ceux liés a l'effet magnétique des tétes de bobines, tel que le calcul de leur inductance, des
efforts mécaniques auxquels elles sont soumises lors d'un transitoire, et les pertes par courants
de Foucault dans les parties frontales du circuit magnétique.

La croissance rapide de la puissance et de la taille des machines demande des
méthodes de plus en plus puissantes pour le calcul de la répartition du champ dans les parties
frontales, surtout dans les gros alternateurs. Le probléme est trés difficile car la répartition du
champ est tridimensionnelle, la géométrie des enroulements et des frontiéres est complexe et
tridimensionnelle, et des courants de Foucault se développent dans les parties conductrices.

Le fonctionnement des machines synchrones est affecté de nombreuses fagons par les
flux de fuites. Il est possible de diviser ces problémes en deux grandes catégories. La
premiére concerne l'effet de la répartition du champ dans le voisinage des tétes de bobines.
Dans ce cas la géométrie des enroulements est l'un des facteurs les plus importants. La
seconde concerne la distribution du champ au voisinage des surfaces conductrices aux
extrémités de la machine et la répartition des points chauds qui apparaissent & cause de la
circulation des courants de Foucault dans les régions conductrices. Dans ce cas, les
géomeétries du stator et du rotor sont importantes.

La nécessité de prévoir avec précision les champs de fuites aux extrémités des

machines et leurs effets, notamment les pertes par courants induits, s'avére donc de plus en
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plus urgente. De nombreux travaux ont traité ce sujet depuis 50 ans, en utilisant le plus
souvent des méthodes analytiques, voire empiriques.

Le premier auteur dont nous avons étudié les articles est Richardson [47). En 1945, i
emploie les techniques de tracé manuel des lignes des champs et il calcule ensuite les pertes
dans I'écran conducteur au moyen de formules empiriques.

Winchester [61], en 1955, utilise une cuve ¢lectrolytique pour déterminer la
répartition du champ et développe une formule analytique approximative qui calcule les
pertes dans les dents de 1'induit,

En 1960, Carpenter [9] calcule le champ par la méthode des images et Lawrenson
[34], en 1961, utilisant aussi cette méthode, essaie pour la premiére fois de prendre en
compte la géométrie réelle des tétes de bobines.

Dautres calculs analytiques ont été développés au cours des années 60 par Ashworth
et Hammond [1] en 1961, Tegopoulos [53-55] en 1963 et plus tard en 1966 [56, 57], Stoll et
Hammond [51] en 1965, Reece et Pramanik [46] en 1965, Hawley et al. [21] en 1967. Ceux
de Tegopoulos proposent une représentation intéressante des enroulements par des
distributions surfaciques continues de courants (nappes de courant), pour éliminer la
géométrie souvent trés complexe des bobines, surtout celles du stator. La méthode est encore
largement employée par plusieurs auteurs dans des logiciels d'éléments finis,

Les solutions analytiques, néanmoins, restent tres limitées et insuffisantes car la
plupart des problémes de champ ¢lectromagnétique rencontrés dans la pratique possédent des
fronticres de géométrie complexe. De plus, la saturation du fer et les courants de Foucault
alttrent le champ environnant; donc leur détermination demeure essenticlle pour le
concepteur. Les méthodes numériques doivent donc étre envisagées.

On a di attendre les anndes 70 pour trouver les premicres méthodes numériques
appliquées au calcul de champ aux extrémités des machines synchrones, les pionniers étant
Sarma et al. [49] en 1971, avec un calcul magnétostatique bidimensionnel par différences
finies, et Howe et Hammond [23] en 1974, avec un modele bidimensionnel utilisant la
méthode des éléments finis pour calculer le champ dans les parties frontales d'un
turboalternateur. Ces derniers ont également été les premiers a prendre en compte des détails

14
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de conception et de fabrication. En 1976, Chari et al. [14] utilisent aussi la méthode des
éléments finis et traitent des géométries plus complexes.

En 1976, Preston et Reece [45] développent la notion d'impédance de surface comme
conditions aux limites dans un calcul de champ par éléments finis utilisant le potentiel
magnétique scalaire pour représenter les parties conductrices massives, ou la dimension
caracteristique est grande par rapport a l'épaisseur de peau. Cette méthode a permis de
calculer les pertes par courants de Foucault dans ces éléments.

De 1975 a 1978 Carpenter {10-13] publie une série de travaux ou il propose, pour
résoudre le probléme des courants induits dans les milieux feuilletés, une formulation avec
comme variables d'état le potentiel scalaire magnétique, ¢, et le potentiel vecteur électrique,
T, pour les régions ou circulent des courants, Dans sa méthode le vecteur T n'a qu'une
composante, 7, dirigée vers la normale au plan des tbles, ce qui représente la circulation
laminaire des courants induits dans les tdles. Cela a permis de réduire le probléme a la
détermination des deux inconnues, 7,-¢, au lieu de quatre (trois composantes vectorielles et
une scalaire) normalement nécessaires 4 la résolution des cas tridimensionnels. Cela a rendu
cette formulation trés attrayante et son utilisation trés répandue jusqu'a nos jours. La plupart
des travaux, developpés depuis 1975, sur le probléme des parties frontales des gros
alternateurs, basés sur des méthodes numériques, développés depuis 1975, utilisent cette
démarche.

En 1977, Jacobs et al. [28], développent un mode¢le tridimensionnel par différences
finies qui calcule le champ, les courants induits et les pertes a l'intérieur du paquet de tdles du
stator d'un turboalternateur 4 vide. Ils utilisent des coordonnées cylindriques (r, &, z), et la
prise en compte de la distribution laminaire des courants induits se fait 4 l'aide de la
formulation 7,-¢. Leur modéle tient compte de la saturation magnétique, de l'anisotropie des
paquets des tbles, du laminage, du coefficient de foisonnement, des canaux radiaux de
ventilation et des fentes dans les dents; ils utilisent des conditions aux limites périodiques ce
qui réduit le domaine d'étude & un pas dentaire. Les enroulements ne sont pas représentés et
le rotor est pris en compte par une condition aux limites sur le potentiel scalaire.

En 1980, Ito et al. [24], utilisent la représentation axisymétrique linéaire, le potentiel
vecteur magnétique, 4, et le potentiel scalaire électrique, ¥, comme variables d'état. Ils
analysent un nouveau type d'écran magnétique, dans leur approche axisymétrique, ou la
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variation du champ est calculée par eléments finis dans le plan radial-axial, avec une
variation sinusoidale des grandeurs dans la direction de rotation, Ils ont comparé leurs
résultats avec des tests.

Tokumasu et al. [58] en 1984 présentent un calcul par éléments finis tridimensionnels
utilisant la formulation 7 z-¢ appliquées a un modéle experimental, créé pour valider les
résultats, et qui simule le comportement des extrémités d'un gros alternateur. Le modéle est
lincaire mais tient compte de tous les facteurs lids au feuilletage (coefficient de foisonnement,
anisotropie), les fentes et la géométrie des dents et les canaux radiaux.

A partir de 1986, Mecrow et Jack commencent & publier une série de travaux [25-27,
38-42] dont le premier consiste en un logiciel éiéments finis axisymétrique assez complet,
utilisant toujours la formulation 7. =9 ils présentent aussi des validations par des mesures sur
un turboalternateur réel. Dans leur modéle ils représentent les enroulements et le rotor par des
conditions aux limites sur ¢, les courants de Foucault dans les parties massives par
limpédance de surface; ils utilisent des perméabilités anisotropes pour représenter les
encoches, les fentes dans les dents, le feuilletage et les canaux radiaux de ventilation. De plus,
ils prennent en compte la saturation et les effets des courants induits dans les paquets des
tdles 4 travers la formulation Tz~¢. La non-lindarité est introduite en utilisant la méthode de
Newton-Raphson en régime statique, sans tenir compte des effets des courants induits. A
partir des perméabilités calculées, la solution finale est obtenue par approximations
successives. Cette démarche leur a permis de réduire le volume de calculs en gardant la
symétric du systéme d'équations 4 résoudre. Leurs résultats ont €t€ validés par des essais sur
un turboalternateur réel et montrent en geénéral un accord satisfaisant avec quelques écarts,
toutefois, notamment dans la transition entre la base des dents et la culasse du stator. IIs
constatent, donc, la nécessité d'un modele tridimensionnel pour le paquet de tdles du stator.

Encore en 1986, Jack et Mecrow [38], présentent un nouveau modele, cette fois-ci
tridimensionnel, pour représenter le noyau du stator, mais encore axisymétrique pour le reste
du domaine. Le raccord entre les deux modéles est fait a travers des conditions aux limites
communes aux deux régions. La partie tridimensionnelle se limite & un pas d'encoche et, par
ponséquent, des conditions aux limites périodiques ont ét¢ introduites dans leyr modéle, ce
qui a rendu le systéme d'équations & résoudre non symetrique. Ils comparent la méthode avec
un calcul analytique sur une géométrie simple.
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En 1989, Mecrow et Jack [40] font un bilan bibliographique, basés sur leurs résultats
numériques, sur le calcul du champ des extrémités des turboalternateurs et aussi un bilan sur
les diverses techniques et philosophies de conception et fabrication.

Khan et al. [30-32], de 1989 a 1990, rapportent les résultats de leur modéle aussi basé
sur la méthode des éléments finis, axisymétrique, non linéaire, utilisant la formulation 7,-¢
(équivalent a celui de Jack et Mecrow [25-27}), suivis d'une comparaison avec des tests sur un
turboalternateur réel. Ils vont plus loin et, & 1'aide d'une formulation thermique intégrée dans
leur code d'éléments finis, ils calculent la répartition des températures dans les paquets des
toles du stator et de I'écran conducteur en deux dimensions.

Baker et al. [2] en 1990 sont les premiers & publier un travail concernant des
alternateurs 4 poles saillants. Leur code utilise aussi des éléments finis axisymétriques et la
formulation adoptée est 7,-¢. Ils calculent d'abord le champ dans la partie frontale avec la
saturation mais sans tenir compte des courants induits dans les tdles. Le champ calculé est
ensuite utilisé comme donnée pour le calcul des courants induits dans les toles.

Yao et Shen [62] en 1991 publient aussi un travail appliqué aux alternateurs
hydrauliques. Le modéle est axisymétrique, linéaire et le noyau du stator n'est pas pris en
compte. Ils comparent leurs résultats avec des tests sur le champ a l'extérieur et obtiennent un
accord satisfaisant.

En 1992, Mecrow et Jack [42], introduisent dans leur modeéle tridimensionnel la
segmentation des toles et montrent, a travers leur modeéle, que 'effet de segmentation est celui
de limiter les courants de Foucault et par conséquent les pertes.

On peut conclure de ce bilan que de nombreux logiciels basés sur la méthode des
¢léments finis ont ét¢ développés, la plupart par des constructeurs de machines. Ils ont été
employés avec succés pour prévoir les pertes et points chauds dans les parties frontales,
notamment des turboalternateurs. Tous ces logiciels utilisent I'approche axisymétrique.

A partir de la moiti¢ des années 80 on commence le développement des modéles
tridimensionnels, mais toujours limités au noyau du stator et 4 un pas d'encoche, a cause des
limitations informatiques de 1'époque. Néanmoins, méme avec l'augmentation de la puissance
de calcul des ordinateurs actuels, la plupart des auteurs et constructeurs utilisent, jusqu'a nos
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Jjours, l'approche axisymétrique. Celle-ci est ¢conomique en espace mémoire par rapport a
l'approche tridimensionnelle et la technique des éléments finis en deux dimensions est bien
maitrisée. On peut obtenir un maillage trés fin du domaine d'étude et utiliser des ¢léments du
deuxiéme ordre. Par conséquent, une bonne précision peut étre obtenue  un colt en temps de
calcul relativement bas.

Aucun auteur, jusqud présent, n'a essayé une représentation tridimensionnelle
complete des parties frontales des machines pour calculer les pertes dans les paquets de toles
et les efforts dans les tétes de bobines. En ce qui concerne le premier probléme, il est certain
qu'une simulation tridimensionnelle est souhaitable pour une analyse et une estimation plus
précises des phénomeénes aux extrémités des machines synchrones de grande puissance. Ce
travail est donc, en employant le logiciel FLUX3D, une suite naturelle aux travaux déja
mentionngs.

La démarche que nous avons utilisée ainsi que les résultats obtenus on fait I'objet de
notre recherche qui sera presentée dans les chapitres suivants,

18









CHAPITRE 11

ETUDE DU REGIME STATIQUE

IL1 - Introduction

Ce chapitre est consacré a I'étude des effets d'extrémité de la machine synchrone par
FLUX3D en régime magnétostatique, c'est-d-dire, sans prendre en compte les courants induits
et leurs effets sur la répartition du champ.

Cette ¢tude nous permettra de déterminer le champ magnétique dans les parties
frontales, engendré par les courants qui circulent dans les tétes de bobine. C'est le point de
départ pour le calcul de l'inductance de fuite et des efforts dans les conducteurs.

En effet, on s'intéresse 4 un calcul précis de l'inductance de fuite des tétes de bobines
des grosses machines synchrones car c'est une partic importante de leurs réactances. D'autre
part le calcul des efforts dans les tétes de bobines est essentiel pour la conception de leur
systéme de fixation.

Donc, l'étude que nous présentons dans ce chapitre est celle de ces grandeurs,
obtenues a l'aide de FLUX3D, sur une machine synchrone réelle a pdles saillants.

I1.2 - Formulations magnétostatiques tridimensionnelles

Le probléeme de la détermination du champ magnétique par la méthode des éléments
finis dans des configurations possédant des sources de courants se fait en utilisant le potentiel

vecteur magnétique. Bien entendu, cette formulation est plus coliteuse que celle qui utilise le
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potentiel scalaire car elle implique l'existence de trois inconnues par noeud au lieu dune
seule. Mais elle est trés générale et peut étre employée partout y compris dans les régions non
connexes ou celles parcourues par des courants, ce qui correspond tout 4 fait au cas étudig.

Le calcul du champ par FLUX3D 4 partir de la formulation en potentiel vecteur
magnétique demande la connaissance préalable des densités de courant dans les conducteurs,
En trois dimensions cette grandeur est vectoriclle. Il faut donc fournir trois composantes sur
chaque noeud du maillage des bobines. Ce travail n'est pas possible manuellement & cause de
la disposition trés complexe des tétes de bobine dans l'espace. Une étape intermédiaire est

alors nécessaire,

L'attribution des valeurs des densités de courant aux noeuds du maillage a été réalisée
a laide du module de calcul électrocinétique de FLUX3D. 11 s'agit de l'application de la
méthode des éléments finis au probléme de la conduction électrique avee le potentiel scalaire
¢lectrique comme variable d'état.

Les deux formulations, magnétostatique et électrocinétique, sont briévement rappelées
dans les paragraphes qui suivent.

I1.2.1 - Formulation magnétostatique en potentiel vecteur magnétique [15]

La formulation est tirée des équations de Maxwell en basse fréquence, en négligeant
les courants de déplacements, et de la loi de comportement du milieu magnétique. Ces
équations s'écrivent;

rot H = J (IL.1a)
divB =0 (I1.1b)
=B (iL1c)

L'introduction du potentiel vecteur A simplifie le systéme de trois équations (I1.1) en
posant;

B=rot A (I1.2)
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L'unicité du potentiel vecteur est assurée par la jauge de Coulomb, ce qui conduit au

systeme d'équations:

rot (vrot A)=J (IL3a)
divA4 =0, (IL.3b)

La forme faible de la formulation aprés l'application de la méthode de Galerkin et du
théoréme de Green s'écrit:

V1 Trotw (vrot 4) + dww (vaiv d)do = | | | wasdc (IL4)
Q Q

Dans la forme intégrale (11.4) le probléme physique est continu. La méthode des
éléments finis nodaux consiste a remplacer ce systéme continu par un systéme discret ou le
potentiel vecteur A est représenté par une approximation a travers des fonctions
d'interpolation vectorielles W}

A4 = iW?(x,y,z).Af. A (IL5)
=1
En remplagant le potentiel par sa forme interpolée (IL5), 'équation (I1.4) devient:

ij‘ j j [rotWi( v rotW)) + divWi (v diviW))]dQ = I I J W:JsdQ), (1.6)

L=t 0 Q

et constitue un systéme de 3N,, ¢quations & 3V, inconnues a résoudre:

3
iRg‘Ai =P (1L.7)

iJj=1

od Ro = | | ) [rotwi(vrotW) + divWi( v divW)1dQ (IL.8)

Q
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Pr= || | wrda

Q

Dans le cas ot v est une fonction de I'induction magnétique le systéme (11.7) est non
linéaire et une méthode itérative est nécessaire pour le résoudre.

A ce systéme il faut encore ajouter des conditions aux limites sur le potentiel vecteur,
et & partir de sa solution on obtient l'induction magnétique sur chaque point du domaine 2
l'aide de I'expression (I1.2).

I1.2.2 - Formulation électrocinétique en potenticl scalaire électrique [15]

Les équations du phénomeéne de conduction ¢lectrique en régime stationnaire sont:

rot E =0 (11.9a)
divJ=0 (11.9b)

Les vecteurs précédents sont reliés par la loi dOhm:
J=oF (IL.10})
L'introduction du potentiel scalaire ¢lectrique par:
E=-gradV (IL11)
conduit 4 I'équation différentielle:
div ograd V=20 (1L.12)

A partir de la méme démarche que dans le paragraphe précédent, on aboutit ay
systeme d'équations linéaires:
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S T = 0 (IL13)
ij=1
ou Ro=| 1) (gradw o gradw)ac (IL14)
Q
V=S (IL15)
i=1

w; . fonctions de forme scalaires.

En imposant des conditions aux limites de Dirichlet sur le potentiel V, la résolution de
ce probléme par FLUX3D fournit le potentiel en chaque noeud du maillage. La densité de
courant, .J, est obtenue par la loi d'Ohm (IL.10) et I'équation de définition du potentiel scalaire
(L11).

IL3 - Description de la géométrie du domaine

La machine qui servira d'exemple pour cette étude est un alternateur de centrale
hydraulique de 300 MVA, 52 péles, dont les caractéristiques sont fournis a 'Annexe 1.

Gréice a la périodicité géométrique et électrique de la machine, on peut limiter le
domaine d'étude a un pas polaire, ce qu'illustre la Figure I1.1. Le rotor a été enlevé car il n'a
pas d'influence sensible sur les résultats. En effet, I'entrefer des machines synchrones a poles
saillants est relativement grand. La longueur du noyau ferromagnétique du stator a été choisie
de fagon a €tre suffisamment longue pour considérer que le champ magnétique est paralléle
au plan de coupe a l'intérieur de la machine. Les tétes de bobines du stator, qui ont la forme
d'une développante de cercle, ont été représentées par des segments de droites. Ceci, a notre
avis, n'entraine pas des conséquences graves, puisque dans les alternateurs a pdles saillants de
grande puissance, le nombre élevé de pdles conduit a des pas polaires, et par conséquent des
pas d'enroulements, dont I'ouverture angulaire est petite. C'est le cas de la machine étudiée, 52
poles, dont le pas polaire s'étend sur 6.9 degrés mécaniques.
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Figure I1.1 - Géométrie de la partie frontale du stator

IL4 - Maillage du domaine

Le module de maillage automatique de FLUX3D utilise l'algorithme de Delaunay, et la
discrétisation du domaine est faite en tétracdres du premier ou du deuxiéme ordre, & Ia
demande de T'utilisateur.

Dans le domaine présenté a la Figure 111, limité & un pas polaire de Ia machine, des
conditions aux limites antipériodiques doivent &tre imposées sur les plans radiaux - Figure
I1.2. Ces conditions forcent le maillage a étre identique sur ces deux plans. Ceci a nécessité
un maillage manuel des deux surfaces considérées.
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Le maillage des surfaces restantes et des volumes a été accompli par le mailleur
automatique et les ¢éléments volumiques sont du premier ordre. Le maillage surfacique du
domaine est illustré a la Figure I1.3.

Figure I1.2 - Plans de symétric qui comportent des contraintes antipériodiques

Figure I1.3 - Domaine maillé en tétraédres du premier ordre (nombre d'éléments: 35250; nombre
de noeuds: 28900)
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IL.5 - Conditions aux limites

Il reste encore & choisir les conditions aux limites 3 imposer sur les surfaces qui
délimitent le domaine.

Pour la résolution en électrocinétique, il suffit d'adopter des conditions aux limites de
Dirichlet, sur Ie potentiel scalaire ¢lectrique, pour imposer une différence de potentiel entre
les deux extrémités de chaque bobine,

Pour la résolution en magnétostatique, d'aprés le paragraphe I1.3, des conditions aux
limites antipériodiques ont été fixdes aux plans radiaux du domaine. Sur la surface a
l'intérieur de la machine (celle du raccord entre les domaines bi et tridimensionnels) on
impose un champ tangentiel, ainsi que sur les autres surfaces extérieures.

IL6 - Détermination des courants dans les enroulements

La démarche adoptée est celle décrite par Ducreux [19] et Taieb [52]. La résolution du
probleme en régime électrocinétique par FLUX3D fournit le potentiel €lectrique en chaque
point du maillage des bobines et la densité de courant est calculée par 1a loi d'Ohm:

J=-cgradV (IL.16)

On a adopté I'hypothése que les conducteurs sont massifs, ce qui se traduit par une
conductivité homogéne tout au long des bobines. En fait, ils sont composes de plusieurs spires
et leur prise en compte se traduirait par l'adoption d'une conductivité anisotrope pour les
conducteurs. Mais, d'aprés [19], l'erreur introduite par I'hypothése de conducteurs massifs et
homogeénes n'est pas importante, d'autant plus que l'adoption d'une conductivité anisotrope
pourrait rendre le probléme trop compliqué.

Les résultats sont illustrés & la Figure 11.4. Les fleches représentent le vecteur J,
densité de courant, dans les conducteurs.
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Figure 11.4 - Densité de courant calculée dans les tétes de bobines, représentée par fléches

Pour calculer les courants totaux dans les conducteurs on a utilisé encore la méme
démarche adoptée par [17], c'est-d-dire que l'on calcule la puissance dissipée dans chaque

conducteur par:

1 1, .
P = Ej£f;|1| aQ (IL17)

Connaissant la différence de potentiel entre les extrémités de chaque conducteur, on
en deduit le courant total, 7, dans la bobine. Il faut encore diviser le courant par le nombre de
spires en série par pdle et par phase pour obtenir le courant qui intervient dans le calcul de
l'inductance.

I1.7 - Calcul du champ magnétique

Pour déterminer le champ magnétique a partir des sources de courants calculées
suivant la méthode du paragraphe précédent, on procede a un calcul en régime
magnétostatique et linéaire. De cette fagon la saturation magnétique et les courants induits

dans le stator, les enroulements et les parties structurelles sont négligés.
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Le champ est calculé a partir du potentiel vecteur par I'expression (I1.2) et a l'allure
illustrée par les figures II.5a et I1.5b dans deux plans de coupe.

Figure I1.5b - Champ magnétique a l'extrémité du stator: deuxiéme plan de coupe
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I1.8 - Calcul de 'inductance de tétes de bobines par phase

Le calcul de linductance de fuites des tétes de bobines par phase de l'induit sera
réalisé par trois méthodes différentes & partir de: rapport flux/courant dans une phase avec les
conducteurs filiformes, rapport flux/courant avec les conducteurs massifs et de I'énergie
magnétique stockée dans le domaine.

I1.8.1 - Flux traversant une phase

La méthode est celle adoptée par Liwschitz [36] 4 l'aide d'une expression analytique.
On calcule le champ qui traverse la bobine dune phase, en considérant une alimentation
triphasée. Ensuite on en déduit l'inductance par le rapport flux/courant. Puisque l'enroulement
est alimenté¢ par un systéme de courants triphasés équilibrés, l'inductance de fuite est
l'inductance par phase de I'induit. On va donc choisir pour mener notre étude la phase ou le
courant est maximal a I'instant ¢ = 0 et en calculer le flux; les phases 1, 2 et 3 sont parcourues
par ies courants:

() = Loy cos ®f (I.18a)
in(1) = Ly O (1 - 211/3) (11.18b)
i3(f) = Ly COS (02 + 27/3) (TL.18¢)

a 'instant # = 0 ces courants valent:

il :]max i2:i3 :-]max/z (H 19)

avec I, la valeur de créte du courant de chaque conducteur.

Le flux total "vu" par la phase 1 est calculé par:

gy =11y T mppdy t sy (IL. 20)

Dans les machines électriques triphasées les bobines sont en général identiques pour
toutes les phases et disposées réguliérement, ce qui fait que les inductances propres des trois
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phases, aussi bien que les mutuelles, sont les mémes, C'est-d-dire: /; =1, = [; = et my, =
m13 = mp3 = m. Donc, 'équation a l'instant /= 0 s'écrit:

P =L Ly (1.21)

obl L=(l-m)= gyl . (IL22)

représente l'inductance cyclique de fuites des tétes de bobines de I'induit. C'est cette valeur
d'inductance qui nous intéresse et qui va entrer dans le calcul de 'inductance de fuites totale
par phase de l'induit. 11 faut donc calculer le flux &1

I1.8.1.1 - Flux traversant des bobines filiformes

Le flux traversant une bobine filiforme est obtenu & partir du champ calculé en
potentie] vecteur magnétique par I'expression [13];

¢ =bAd (I1.23)

Le contour d'intégration choisi est illustré i la Figure IL6. 1l se situe au milieu de la
bobine qui est au centre du groupe de bobines de Ia phase 1.

Figure IL.6 - Contour d'intégration pour calcul du flux
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L'inductance est calculée par :

L=N ¢/l (11.24)

11.8.1.2 - Flux traversant des bobines a conducteurs massifs

Le flux dans une bobine a conducteurs massifs se déduit & partir de considérations

énergétiques [15, 49] et par I'expression:
1
¢ = "fj-” A.JdQ (11.25)
Q

L'intégration ci-dessus est menée sur tout le volume de la bobine (méme bobine

utilisée au paragraphe antérieur, Figure 11.6) et l'inductance est calculée aussi par I'expression
(11.24).

11.8.2 - Energie magnétique stockée

En linéaire, l'énergie magnétique vaut:

w=]] %B.Hdﬁ (11.26)
Q

Elle est calculée par une intégration sur tout le volume d'air du domaine d'¢tude (ou on
veut calculer l'inductance). D'autre part, 1'énergie est reliée aux inductances et aux courants

d'un enroulement triphasé par l'expression suivante:
W= O.S(llilz + lzizz + 13f32) + m12i1i2 + m13i1i3 + m23i21'3 (H27)

En faisant les mémes considérations qu'au paragraphe I1.8.1 pour l'enroulement et les

courants, on arrive a:
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7
W:—[?_) 2 (I1.28)

ou L est donné par (I1.24). Donc, a partir de I'énergie magnétique totale de la machine,
I'inductance est égale a:

(2/3W

2
Imax

L=2

(11.29)

IL9 -~ Comparaison des résultats analytiques et numériques

I1.9.1 - Calcul analvtique

De nombreuses méthodes analytiques et empiriques existent dans la littérature [22, 33,
35, 36]. On a choisi trois méthodes, celles des ouvrages classiques de calcul de machines
¢lectriques, Honsinger [22], Kostenko [33] et Liwschitz [36], qui proposent des expressions
pour des machines a pdles saillants.

Les expressions pour le calcul de l'inductance sont présentées dans I'Annexe I, Les
réactances de fuite de tétes de bobine qui en résultent sont;

et les inductances:

Loz)=34402ull Ip337=475620H  Lyze=93.843 uH

I1.9.2 - Comparaison avec le calcul numérique

Le Tableau IL1 récapitule les valeurs dinductances obtenues suivant les diverses
méthodes.
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Tableau I1.1 - Comparaison entre la valeur analytique et FLUX3D (en pH)

" FLUX3D Analytique
¢ - Bobines ¢ -Bobines | pnergie stockée | Honsinger [22] | Kostenko [33] | Liwschitz [36]
filiformes massives
41.27 39,55 37.61 34.40 47.56 93.84

Cette comparaison permet de constater que l'on retrouve un bon accord entre les
méthodes, & l'exception de la valeur obienue par [36]. Les écarts entre les trois méthodes de
calcul numériques, qui varient de 3 4 8%, peuvent s'expliquer par une mauvaise évaluation de
la distribution des courants & l'intérieur des bobines, probléme déja mentionné au paragraphe
IL.6 et dans [19], & cause d'un maillage insuffisant, ou par l'utilisation d'éléments du premier
ordre. A ce niveau il faut rappeler que l'utilisation du potentiel vecteur comme variable d'état

partout dans le domaine est trés coliteuse en espace mémoire et en temps de calcul.

On rappelle aussi que ce calcul a été réalisé en magnétostatique et en linéaire, c'est-a-
dire que les courants induits et la saturation, bien que leurs effets sur le champ résultant
soient importants, n'ont pas €€ pris en compte. Mais il est tout a fait possible de les
considérer en réalisant les calculs en régime magnétodynamique, linéaire ou non-linéaire, aux
dépens, bien shr, du temps et de 'espace mémoire nécessaires.

I1.10 - Calculs des efforts dans les tétes de bobines

La conception d'un systéme de fixation adéquat des tétes de bobines des grosses
machines synchrones demande une connaissance des efforts subis par les conducteurs, surtout
lors d'un transitoire, ou les efforts peuvent afteindre jusqu'a cent fois ceux du régime

permanent.

La densité des forces en N/m3 dans un conducteur ot: des courants circulent, et qui est

plongé dans un champ magnétique, est calculée par le produit vectoriel:

F=JAB (11.30)
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Cette grandeur est facilement obtenue a partir d'un calcul de champs tridimensionnel
statique, comme celui effectué pour le caleul de I'nductance de fuite.

En régime permanent, d l'instant 7 = 0, ou la phase 1 a le courant maximal, la
répartition des efforts sur les tétes de bobines est illustrée ala Figure 11.7.

Figure I1.7 - Efforts dans les tétes de bobines, en régime permanent, représentés par des fléches

Les Figures I1.9a, T1.9b et IL.9¢c montrent les valeurs des composantes x, yetzdela
densité de force, calculées sur I'arc de cercle indiqué a la Figure I1.8.

Le calcul des efforts en régime ftransitoire a &t effectué en utilisant la méme
démarche qu'en régime permanent, c'est-a-dire en magnétostatique et sans le rotor,

La condition de court-circuit triphasé symetrique a ét¢ choisie comme exemple, avec
la machine initialement 4 vide. Les courants dans les trois phases de l'induit ont été calculés a
l'aide du logiciel FLUX2D (caleul de champ bidimensionnel) en pas-a-pas dans le temps et en
tenant compte du mouvement du rotor. A partir de cette simulation on obtient I'évolution dans
le temps des courants de court-circuit dans les enroulements. On choisit done l'instant o le
courant est maximal dans la phase 1. Les valeurs de courants a cet instant dans les trois
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Figure I1.8 - Arc de cercle pour le calcul des efforts

phases sont les courants injectés dans les enroulements lors de la simulation magnétostatique
par FLUX3D,
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Figure I1.9a - Composante x de la densité de force (N/m3) sur I'arc de 1a Figure 1.8
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Figure I1.9b - Composante y de la densité de force (N/m3) sur l'arc de 1a Figure 11.8

Les figures II.10a, IL10b et 11.10c montrent les trois composantes de la densité de
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Figure I1.9¢ - Composante z de la densité de force (N/m3) sur l'arc de la Figure 11.8
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force sur l'arc de la Figure 11.8.
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Figure I1.10a - Composante x de la densité de force (N/m3) au court-circuit
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Figure 11.10¢ - Composante z de la densité de force (N/m3) au court-circuit

Il n'est pas possible de valider la méthode directement. Les méthodes analytiques
disponibles concernent en réalité des formules et des sommations qui nécessitent un calcul
numeérique, et donc le développement d'un programme. La seule fagon envisageable de les
valider serait & travers des mesures directes du champ et des courants concernés [32].

Cependant, on peut remarquer dans les résultats un comportement déja publi¢ par
d'autres auteurs [32] concernant le phénoméne de répulsion entre conducteurs voisins et de
phases différentes. On peut confirmer aussi [32] que clest la composante radiale la plus
importante et que la tendance générale des efforts est celle de rendre les tétes de bobines plus
arrondies [48, 50].

On remarque encore que le phénomeéne de discontinuité observé dans des conducteurs
voisins et appartenant & des phases différentes ne peut pas &tre pris en compte par les
distributions des courants surfaciques et uniformes (nappes de courant), utilisées par les
logiciels bas¢s sur I'approche axisymétrique.

11.11 - Conclusions
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Comme conclusions, on peut dire que le calcul de l'inductance de fuite et des efforts
des tétes de bobines des machines électriques peuvent &tre effectués en tenant compte de la
géométrie réelle des enroulements a I'aide du logiciel FLUX3D, en régime magnétostatique et

linéaire.

Pour tenir compte de l'effet de la saturation et des courants induits dans Ies parties
conductrices sur le champ aux extrémités des machines il faudra utiliser un modéle non
linéaire, soit magnétodynamique, soit prenant en compte le mouvement du rotor pour les
régimes transitoires. Or, ce dernier n'est envisageable actuellement en trois dimensions que
dans des petites machines et en régime linéaire, Quant au premier, on en abordera quelques
aspects (en linéaire) dans les chapitres suivants. Néanmoins, compte tenu de l'absence de
résultats expérimentaux, on pense qu'une simulation en régime magnétostatique est suffisante.
De plus la démarche & employer pour le calcul de I'inductance et des efforts dans le contexte
d'une simulation magnétodynamique par FLUX3D est essenticllement la méme que dans la
magnétostatique. C'est ce qui fait I'objet du chapitre suivant.
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CHAPITRE HI

REGIME DYNAMIQUE: APPLICATION DES IMPEDANCES DE
SURFACE AUX EXTREMITES DES MACHINES

.1 - Introduction

Ce chapitre abordera les problémes des parties frontales des machines synchrones par
FLUX3D en régime harmonique, ou toutes les grandeurs (champs, courants, potentiels) ont
une variation temporelle sinusoidale. La technique des impédances de surface sera employée
et de cette fagon les effets dus aux courants induits dans les conducteurs massifs peuvent étre

pris en compte, ainsi qu'une estimation des pertes correspondantes.

La méthode sera appliquée au calcul des pertes par courants de Foucault dans le
flasque de serrage du stator de la machine 4 poles saillants du chapitre précédent. De plus,
elle servira a donner une estimation des pertes dans la premiére tole du stator dans différentes

conditions de fonctionnement.

HI.2 - Formulations magnétodynamiques tridimensionnelles

Lorsqu'un probléme de calcul de champs ¢lectromagnétiques comporte des courants
induits la formulation en potentiel vecteur n'est pas toujours la meilleure. La raison principale

en est le nombre d'inconnues,

Dans les problémes tridimensionnels en régime dynamique, la formulation en
potentiel vecteur magnétique oblige la détermination des trois composantes vectoriclles, plus
unc scalaire, le patentiel électrique V, nécessaire en trois dimensions. Cela conduit 4 la

détermination de quatre inconnues complexes (donc, huit inconnues réelles) par noeud dans
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les régions conductrices du domaine, ce qui rend cette formulation trés cofliteuse en espace
mémoire et temps de calcul.

Ainsi, on est ramené 3 utiliser les formulations scalaires. Méme si elles ne sont pas
applicables a des régions qui comportent des courants, leur emploi avec une condition aux
limites en Tmpédance de Surface peut étre pris en considération pour traiter les matériaux
massifs d'une fagon économique.

Cependant, les régions comportant des sources de courants et les régions non-
simplement connexes doivent étre décrites en potentiel vecteur magnétique.

On rappelle dans ce qui suit les formulations mentionnées ci-dessus.

1121 - Formulation en potentiel scalaire magnétique total ¢ [37]

La formulation est tirée des équations de Maxwell en basse tréquence pour les régions
non-conductrices, ot J = 0:

rot H=10 (1lL.1a)
divB=0 (1. 1b)
B=uH (IlL.1c)

L'¢quation (II1. 1a) nous permet d'introduire le potentiel scalaire magnétique définit tel
que:

H=-grad ¢ (II1.2)

La combinaison entre les équations (II1.2), (IIL.1b) et (IL.1c) fournit 'équation
différentielle pour les régions non-conductrices:

div (u grad ¢)=0 (TIL.3)
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La forme faible de la formulation aprés l'application de la méthode de Galerkin et du
théoréme de Green s'écrit:

1 (aradw .y grad gyao = o (111.4)

Q

Dans la forme intégrale (I11.4) le probléme est continu. En découpant le domaine en
¢léments finis, le potentiel ¢ est remplacé par I'approximation:

4 = f Wi (1IL5)
i=]
et on aboutit au systéme linéaire:
;{i Ry =0 (TIL.6)
i, j=1
ou Ry = J J J (grad wi p grad wy)dQ

Q

I111.2.2 - Formulation en Impédance de Surface avec le potentiel scalaire total [45]

L'effet des courants induits au-dessous d'une surface conductrice est représenté a
travers l'expression qui relie les composantes tangentielles des champs magnétique H; et

électrique £

Zs = L _ (1+ )L (1.7}
T Hs 1 Fors) '

ol 5 = 27 (wou) (ITL.8)
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est I'épaisseur de peau et o, 1 et  représentent la conductivité du milieu, sa perméabilité et la
pulsation, respectivement. Cette relation est obtenue en considérant un demi espace
conducteur avec un champ source tangent a la surface.

La surface de la région conductrice est traitée comme une condition aux limites et les
hypothéses suivantes sont adoptées:

(/)  I'épaisseur caractéristique du conducteur est grande par rapport 4 son
€paisseur de peau;

(i) le flux est entidrement paralléle (tangent) a la surface conductrice une
fois a l'intérieur du milieu conducteur;

(i) la décroissance du flux est exponentielle avec I'épaisseur de peau,
suivant la théorie unidimensionnelle.

Ainsi, la forme faible de la formulation en potentiel total avec comme condition aux
limites 'impédance de surface s'écrit:

Ifj[gradw M grad ¢1dQ — (—1_2—D§—_[I[g7'adsw pgradsgldl = 0 (I11.9)

ou grad, représente le gradient surfacique.
Le courant surfacique, X, 2 la surface conductrice est exprimé par le produit vectoriel:
K=nnHyg A/m, (11110}

et la densité de pertes est calculée par:

W/m3 (IIL11)

ou H, représente le champ magnétique tangent 4 la surface. L'intégrale sur la surface

conductrice fournit les pertes totales par courants induits,
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Donc, l'avantage dutiliser la formulation en Impédance de Surface réside dans
I'¢limination de la région conductrice du domaine d'étude et son remplacement par une
condition aux limites imposée a l'interface. Cela réduit énormément le nombre d'inconnues du
probléme. Méme si ces régions sont maillées, elles peuvent étre neutralisées lors de la

résolution,

Lvidemment cette méthode doit &tre utilisée avec précaution, étant donné les
hypothéses sur lesquelles elle s'appuie, surtout lorsque le conducteur posséde des coins
prononcés, ou la précision est discutable.

IIL3 - Applications des impédances de surface au calcul de courants induits dans les
parties frontales d'un alternateur

111.3.1 - Calcul des courants de Foucault dans le flasque de serrage

Le flasque du paquet de toles du stator est un exemple de structure conductrice
massive ou se développent des courants de Foucault. Son épaisseur est en général grande par
rapport a |'épaisseur de peau et on peut la représenter par une impédance de surface.

Le domaine d'étude est illustré & la Figure 1111, Les parties remarquables sont les tétes
de bobines du stator, le flasque de serrage des tbles et la surface extérieure du circuit
magnétique du stator représentant la premiere tole. Les formulations employées sont: le
potentiel vecteur magnétique dans les conducteurs et dans les trous des régions non-
simplement connexes, et le potentiel scalaire magnétique partout ailleurs. Le volume
correspondant au flasque est inactif lors de la résolution.

La Figure IIL.1 présente aussi les contraintes imposées sur les surfaces et interfaces
entre régions qui comportent des formulations différentes. Le flasque et le paquet de tdles
sont des volumes inactifs dans le domaine, et sur leurs surfaces de contact avec le vide on
immpose des conditions aux limites en impédance de surface. A Tlinterface entre les
formulations en potentiel vecteur et scalaire la condition 4.n = 0 est imposée [37].
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Figure IIL.1 - Faces avec des conditions aux limites

Le rotor est représenté par une condition aux limites de Dirichlet 3 sa surface qui
correspond 4 la force magnétomotrice (f m.m.) de l'inducteur. Cette f m.m. est représentée par
l'expression:

¢ = o, | (IIL12)

c'est-a-dire, une variation sinusoidale suivant la direction de rotation de la machine, ot les
harmoniques spatiales d'ordre supérieur sont negligées. La variable p est le nombre de paires
de pdles de la machine.

La Figure II1.2a illustre les isovaleurs du potentiel scalaire ¢ calculé dans le flasque.
Elles cofncident avec les lignes des courants. Les fléches correspondent au courant
surfacique, K. La Figure 111.2b présente les densités de pertes en W/m3. Ces calculs ont été
effectués avec la machine & vide. On a pu donc utiliser des &léments du deuxiéme ordre,
grace a l'absence des sources de courants, et par conséquent du potentiel vecteur.

lI1.3.2 - Calcul des courants de Foucault dans la premiére téle du stator
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Les figures IT1.3a et ITL3D illustrent les mémes calculs effectués dans la premiére tole

du stator & vide.

™~

X

Y2 17 Niveaux Min=-5,717E+02 Max, 1,552E+032 Ecart= 1,337E+02

Figure I1I.2a - Isovaleurs du potentiel scalaire magnétique et vecteurs de courants surfaciques

10000

Figure 1I1.2b - Densité de pertes en W/m?3
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Chapitre I

5.595E+01

2.943E4+02 Max, 5,945E+02 Ecart=

V2 17 Niveaux Min

le du stator

isovaleurs du potentiel scalaire dans la premigre to

Figure I11,3a

Figure 1IL.3b - Densité de pertes en W/m’ dans la premicre tdle du stator représentée par niveau

de gris.
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Des conditions aux limites de Dirichlet, ¢ =0, ont été¢ imposées au contour de la tole
du stator pour assurer la condition J.r = 0, c'est-d-dire qu'aucun courant ne sort de cette
région. Dans la Figure 11.3b on remarque la concentration de pertes dans l'extrémité des
dents. Pour réduire 1'échauffement excessif dans ces parties, les constructeurs de machines
utilisent souvent une technique qui consiste & fendre les dents jusqu'a l'intérieur du stator pour
réduire l'aire de circulation des courants de Foucault et, par conséquent, les pertes. Les figures
1I1.4a et II1.4b montrent une t6le du stator de la machine étudiée avec et sans fentes.

AL

Figure TIL.4a - Tole sans fentes

K\ \\”\L\h\’\\’\ 11111

Figure 111.4b - Téle avec fentes
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Chapitre ITT

Ces fentes peuvent étre facilement introduites dans fe domaine par une condition de

et. L'effet des ces fentes peut 8tre observé aux figures I11.5a et IIL.5b (isovaleurs et

Dirichl
pertes).

3.441E+01

VZ 17 Niveaux Min=-2.190E+GR Max, 3.315E+02 Ecart

Figure I11.5a - Isovaleurs du potentiel scalaire dans la premiére tole avec dents fendues

Figure I11.5b - Densité de pertes dans 1a premiére tole avec dents fendues
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On remarque que la densité de pertes est réduite 4 environ un tiers, ce qui confirme les
résultats obtenus par d'autres auteurs.

Les distributions des pertes pour d'autres conditions de fonctionnement sont présentées
par la suite dans les figures II1.6 et II1.7. Les conditions sont au court-circuit permanent
(courant nominal) et en charge nominale a cosg = 0.95. Cela est obtenu en changeant le
déphasage entre les fm.m. de l'inducteur et de l'induit. Dans ces deux cas on a utilisé des
¢1éments du premier ordre car les sources de courant obligent 'utilisation de la formulation en
potentiel vecteur magnétique. Le nombre d'inconnues devient alors plus éleve.

On constate que la condition la plus défavorable pour cette machine a poles saillants
est celle de la machine 4 vide, ce qui est en accord avec les résultats expérimentaux présentés
en [29] pour ce genre de machine.

Figure II1.6 - Densité de pertes dans la premiére tole: machine au court-circuit perranent
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10000

Figure IT1.7 - Densité de pertes dans la premiere téle: charge nominale, cosgp = 0.95

HI1.4 - Conclusions

Au cours de ce chapitre nous avons utilisé la technique des impédances de surface
pour calculer les pertes par courants de Foucault dans les parties conductrices des extrémités
d'une machine synchrone, notamment le flasque de serrage du stator. Cette méthode s'avére
attrayante pour traiter ce probleme puisqu'elle permet d'éliminer la piéce conductrice du
domaine d'étude en la remplagant par une condition aux limites sur ses surfaces.

On a employé¢ aussi cette méthode pour le paquet de tole du stator. Evidemment, il ne
s'agit pas d'un milicu massif et de plus la géométrie posséde des coins prononcés, ce qui
montre quelle doit étre employée avec précaution. Cependant, cela peut constituer un bon
compromis si on ne recherche pas une évaluation trop exacte des pertes et du champ 2
l'intérieur du stator, mais plutdt a 'extérieur.
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Au chapitre suivant on abordera le calcul exact des courants de Foucault dans les
milieux feuilletés et aprés cela, on fera une comparaison des résultats obtenus précédemment

avec l'application de l'impédance de surface en analysant sa validité et son utilité.
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CHAPITRE 1V

REGIME DYNAMIQUE HARMONIQUE: COURANTS DE
FOUCAULT DANS LES MILIEUX FEUILLETES

1V.1 - Introduction

Ce chapitre est consacré a 1’étude des pertes par courants de Foucault dues aux flux de
fuites dans les noyaux feuilletés des machines synchrones. Au chapitre précédent on a essayé
d’estimer les pertes dans la premiére téle du stator d'une machine a l'aide de la formulation en
impédance de surface. Cependant, si le concepteur est intéressé par la distribution des points
chauds a 'intérieur de la machine cette approche ne convient pas.

Une caractéristique essentielle des milieux feuilletés est que les courants sont induits
par la composante du flux normale au plan des tdles, et non pas la composante tangentielle,

comme c'est généralement le cas dans les matériaux massifs.

Dans ce chapitre on présentera le calcul des courants de Foucault dans une machine
synchrone en régime dynamique et harmonique. Pour cela on utilisera une technique

d’homogénéisation du paquet de tbles et la saturation ne sera pas prise en compte.

1V.2 - Formulations magnétodynamiques tridimensionnelles

IV.2.1 - Formulation dans des piéces conductrices - potentiels vecteur électrique et scalaire
magnétique T-¢[9-13, 37]

Cette formulation est duale de la formulation AV [8, 37]. Dans le domaine de la
magnétodynamique, la formulation est tirée des équations de Maxwell en basse fréquence qui
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relient ’induction magnétique et le champ €lectrique, et des lois de comportement des
milieux magnétiques et conducteurs:

Lo1 d’Ampére: rotH=J (Iv.1)
: B

Loi de Faraday: rot E = Y (Iv.2)

divB=10 (IV.3)

divJ=0 (IV.4)

B=uH (Iv.5)

Loi d'Ohm; J= ok (IV.6)

De la divergence nulle de la densité de courant (IV.4), il est possible d’extraire un
potentiel vecteur électrique, T, tel que:

J=rotT (IvV.7)
H=T-grad ¢ (I1V.8)

ou ¢ est appelé potentiel scalaire magnétique,

En manipulant ces expressions et les équations de Maxwell, on obtient la forme
différentielle de la formulation 7-¢;

1
rot (~—rotT )+ jouT - jou grad ¢ = 0, (IV.9)
c

Pour obtenir l'unicité de la solution, nous introduisons la jauge de Coulomb, div T =0,
par pénalité, de la méme fagon que pour la formulation AV [8, 15, 37]. 1l reste a exprimer la
divergence nulle de ["induction, qui désormais n’est plus implicite dans le milieu conducteur:

div (uT - pgrad ¢) = 0. (IV.10)

La forme intégrale de la formulation 7-¢ avec jauge de Coulomb est fournie par:
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1 1
m [rotW —rotT + divW —divT + jouWT — jouW gradg]dQ = 0 (IV.11)
o c o

_”J [—ugradwT + y gradw grad ¢ 1dQ2 = 0. (Iv.12)

Q

TV.2.2 - Prise en compte de la circulation laminaire de courants dans les mulicux conducteurs
feuilletés [9-13, 25-27]

Pour traiter les milieux feuilletés, la technique souvent utilisée est celle de
I’homogénéisation, dont on parlera ci-aprés. Pour représenter la circulation planaire des
courants dans les tdles d’un circuit magnétique, la démarche est celle employée par Carpenter
[9-13] et Jack et Mecrow [25-27] qui consiste en l'utilisation de la formulation T-¢ avec une
seule composante pour T, dirigée suivant la normale au plan de laminage. Ceci est

P’équivalent du potentiel vecteur magnétique en deux dimensions.

Dans notre environnement informatique, on a utilisé la formulation T-¢ générale,
décrite au paragraphe précédent, et on a simplement imposé une contrainte sur tout le volume
de la piece conductrice. Cette contrainte consiste en une condition de Dirichlet sur la piece
(composante tangentielle nulle de T au plan du laminage).

1V.2.3 - Formulations dans les régions non-conductrices

Dans les milieux non-conducteurs on utilisera la formulation en potentiel scalaire,

déja décrite au chapitre précédent.

IV.3 Modélisation tridimensionnelle du feuilletage fer-air [4-6]

La modélisation du feuilletage fer-air passe par un compromis qui consiste a
homogénéiser cette structure. 1'homogénéisation est la démarche qui consiste a substituer a
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un matériau hétérogene (tles empilées) un matériau homogene que l'on souhaite équivalent
au précédent, Figure IV.1,

Figure IV.1 - Feuilletage fer-air et bloc homogéne équivalent

IV.3.1 - Tenseur de perméabilité équivalent

En isolant une région du feuilletage, suffisamment petite pour considérer que le
champ global H y soit constant, mais aussi suffisamment grande pour que le laminage soit
considéré homogéne et anisotrope, on peut calculer Iinduction correspondante B et en
déduire le tenseur de perméabilité homogénéisé. En général une discrétisation en ¢léments
finis satisfait ces hypothéses & condition, bien str, que I'épaisseur des t6les soit bien inférieure
a son épaisseur de peau en présence des courants de Foucault.

La Figure IV.2 représente un domaine élémentaire du feuilletage montrant son
systéme local de coordonnées OXYZ, ainsi que le repére global, oxyz. Le plan du feuilletage
correspond au plan XOY du systéme local de coordonnées.

Soit et (1-¢) les épaisseurs relatives dair et de fer (taux de remplissage ou coefficient
de foisonnement) du feuilletage considéré. De plus, chaque tdle est considérée comme étant
isotrope, c'est-a-dire, que les perméabilités suivant les trois directions sont égales (e = py =

Hez).
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Figure V.2 - Feuilletage fer-air ¢n trois dimensions

La conservation des composantes tangentielles des champs magnétiques et des
composantes normales des inductions dans les matériaux du feuilletage, permet d'établir les
relations:

H, = Hy = Hy (IV.13)
Bn = Bm} - Bﬁ?

ou g, f, ¢ et n signifient respectivement air, fer, tangent et normal.

En écnivant;

I

B - &B, + (1-9B; (IV.14)
H = e, + (1-9H;

et a l'aide de (IV.13) on obtient les perméabilités tangentielles g, et normale z, suivantes:

My = Gty + (1-8)ps (IV.15)
Vg, = (1-8 =+ &ty (IV.16)
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Ainsi, le tenseur de perméabilité du matériau homogene équivalent dans son systéme
d'axes s'écrit:

[ 0 0]
[/”]()X}fz = | 0 OJ (IV.17)
0 0

Soit |R] la matrice de rotation faisant correspondre les systémes local OXYZ et global

oxyz

[ cos B sinasin B cosa sin f |
[Rl =| o0 cos @ —sin g (IV.18)
—sin f sine cos f cosa cos 3 |

L'induction et le champ dans les deux systémes s'expriment par:

I Bx} { By | I HX—! [HJ

ILBJ» J = (A" By | [R] [ﬂ]) Hy | = [R' [u][R)] B, (IV.19)
B: [Bz L ZJ [H . ]
Ce qui donne l'expression du tenseur de permeabilité [4] dans le systéme oxyz:

(), = (R[4, [R] (IV.20)

IV.3.2 - Conductivité équivalente

En faisant les mémes considérations qu'au paragraphe précédent, mais appliquées au
champ électrique E et a la densité de courant J, on arrive & la conductivité équivalente du
matériau homogénéisé:

o = (1-8) o (IV.21)
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IV.4 - Application de I’homogénéisation et de la formulation 7-¢ au calcul des courants
de Foucault d'une machine synchrone a vide

La machine synchrone a pdles saillants du chapitre précédent est utilisée comme
exemple. La Figure IV.3 illustre le paquet des toles du stator homogénéise.

Figure IV.3 - Paquet de t6les du stator homogénéisé

Comme la plupart des machines électriques, celle-ci est pourvue de canaux de
ventilation radiaux. Les deux approches possibles pour modéliser le paquet de tbles sont:

a) représenter explicitement les canaux lors de la description géométrique
du domaine;

b) les incorporer au noyau homogénéisé 4 1’aide d’un coefficient de
foisonnement convenable.

Dans un premier temps, on choisira la deuxiéme approche, par simplicité et pour
comparer les résultats avec ceux obtenus au chapitre précédent. En effet, dans des grosses
machines synchrones la dimension des canaux est trés faible comparée a lentrefer de la

machine. Dans une deuxiéme étape on représentera explicitement les canaux dans le cas d'une
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machine synchrone plus petite, ou la dimension des canaux est comparable a celle de

l'entrefer.

Les bobinages n'ont pas été représentés car cette analyse a ¢ét¢ menée avec Ja machine
a vide, qui est la condition la plus sévére au niveau de pertes [2, 3, 62]. La formulation
employée est T-¢ pour le circuit magnétique. Pour les régions environnantes on utilise le
potentiel scalaire total ¢. La contrainte T A n = 0 doit étre imposée a I’interface entre les
milieux conducteurs et isolants. Le rotor a été remplacé par une condition aux limites, comme
cela est décrit au Chapitre III, et le flasque a été représenté par I’impédance de surface,
puisqu’il s’agit d’un matériau massif,

La condition de Dirichlet 7, = 0, ou ¢ est la direction tangente au plan de 1a t6le, a été
imposée dans la région correspondant au paquet de tbles. De plus on impose des conditions
d'antipériodicité sur les plans de symétrie.

IV.4.1 - Homogénéisation du paquet feuilleté plus canaux de ventilation

La Figure IV .4 présente le stator maillé en tétracdres du premier ordre. On remarque le
maillage tres fin dans les dents, ot on s'attend 4 une grande concentration de pertes.

Figure IV .4 - Maillage de la piéce conductrice en tétraédres du premier ordre
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Bien que le nombre de noeuds soit élevé, le temps de résolution est réduit par rapport
au potentiel vecteur magnétique, ainsi que le nombre d’inconnues par noeud dans la région
conductrice (2 inconnues: T}, et 4, pour la formulation T-¢ contre 4: 4y, 4, 4; et V, pour la
formulation AV).

Le résultat de la simulation est présenté a la Figure IV.5 par des lignes isovaleurs de la
composante normale, 7, du vecteur T qui sont les lignes de courants calculés. Dans ce
premier exemple les dents du stator ne sont pas fendues. La Figure IV.6 illustre les vecteurs
de densité de courants de Foucault & travers des fléches.

TZ 21 Niveaux Min=-9,609E+03 Max, 1.014E+04 Ecart= 9,875E+0Z

Figure IV.5 - Isovaleur de T, (lignes de courant) dans la premiére tdle du stator

A la Figure IV.7 on peut observer la répartition de la densité des pertes dans le paquet
de tdles, en % de la valeur maximale. On remarque la concentration des pertes 2 la base des

dents.
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100

o
Figure IV.7 - Répartition des pertes (donnée en % de 1a valeur maximale} dans le paquet de toles
du stator représenté par niveaux de gris
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La valeur maximale de la densité des pertes dans ce cas est de 3,4x105 W/m3, trois
fois plus grande que celle obtenue en employant la formulation en impédance de surface pour
le stator. Cela nous montre que cette derni¢re approche ne semble pas bien adaptée pour
calculer les pertes dans les circuits magnétiques feuilletés. Néanmoins, on peut observer, a
I’aide des figures TV.8a et IV.8b que les résultats se rapprochent 4 partir d'une distance de 20
mm 4 compter de l'extrémité du paquet de toles. Ces figures montrent la composante axiale
de l'induction magnétique a ’extérieur de la machine. Les écarts 4 partir de 20 mm sont dus 4
Peffet du maillage qui n'est pas le méme dans les deux cas. Pour la machine simulée 4 I’aide
de 'impédance de surface, la seule variable d’état est le potentiel scalaire magnétique (pour
le cas de la machine a vide), et de plus le noyau est éliminé du domaine; c'est ce qui a permis
I"utilisation d'éléments du deuxiéme ordre.

En revanche, étant donné la nécessité d’un maillage trés fin pour le paquet de toles, la
deuxiéme approche n’a pas pu étre résolue avec les éléments du deuxiéme ordre: le nombre
d’inconnues devient alors trop important.

E!O_A Bz (% Bzm;x materiau homogeneise}

....................... M e e emasmsameaapeetessasasanmansnnanana o

; : :
M : : : .
T S S B S o T T e o SR ; =

LONGUEUR (m)
.02 .04 .06 .08 Distance axiale

Figure IV.8a - Champ axial & I'extérieur du paquet de tdles: cas de I''mpédance de surface
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Bz (% Bzmax)
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Figure IV.8b - Champ axial 4 l'extérieur du paquet de toles: cas du paquet homogéngisé

Pour tenir compte des fentes dans les dents, il suffit d’introduire des faces
supplémentaires dans le domaine et de leur imposer des conditions de Dirichlet T = 0. Le
résultat est illustré aux figures IV.9, TV.10 et IV.11, qui montrent les lignes de courants
(isovaleurs de 7)), les vecteurs densité de courant, et la répartition de la densité de pettes par
rapport a la valeur maximale du cas de la machine sans fentes.

La Figure IV.12 montre les pertes calculées sur un plan de coupe a Iintérieur de Ia

machine, toujours en pourcentage de la valeur maximale.
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Chapitre IV

W%{;;; .

TZ 21 Niveaux Min=-5,166E+03 Max, 4,747E+03 Fcart= 4,957F+02

Figure V.9 - Lignes des courants (isovaleurs de T,); stator avec dents fendues
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Figure IV.10 - Vecteurs de densité de courants de Foucault dans le stator avec fentes
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40

Figure IV.11 - Densité de pertes dans un paquet de téles avec fentes, représentée en niveaux de
gris et en pourcentage des pertes maximales
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Figure I'V.12 - Pertes dans un plan de coupe & 60 mm 2 l'intérieur de la machine
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Les résultats présentés ci-dessus sont tout a fait en accord avec ceux déja publiés
auparavant [25-27, 38-41]. On n’observe pas d’effet de peau dans les dents, puisque la Iaire
de circulation des courants est trés réduite, a cause des fentes. D’autre part, 1’épaisseur de
peau est grande puisque la perméabilité faible dans la direction normale au plan des tdles est
principalement due 4 I’isolation entre téles et canaux de ventilation (elle est régie par le
coefficient de foisonnement) et posséde une valeur presque fixe (voir équation 1V.16), quel
que soit le niveau de saturation de la machine. Si on rappelle que 1’épaisseur de peau dans ce
cas vaut:

sa valeur dans le cas étudi¢ est de 22 mm. Néanmoins, les dimensions de la culasse sont plus
importantes et on peut observer un effet de peau prononcé a travers les isovaleurs de la Figure
IV.9 et aussi a I"aide du graphique de la Figure IV.13 qui montre un tracé de la variation de la
composante axiale du champ suivant la direction radiale, a partir de la base des encoches
jusqu’au diamétre extérieur de la culasse.

ABZ {#Bzmax)
=]

................................................................................................................................

LONGUEURS m¥|

' . N [~
0..;;||||=765|||s|r|| .Il 'IIIE'fﬁ'ﬂilsta‘nclel!‘adlaleEm’(r:’éw

Figure IV.13 - Variation du champ axial dans la culasse suivant la direction radiale
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IV.4.2 - Prise en compte explicite des canaux de ventilation

On a effectué les mémes calculs sur une machine synchrone avec la prise en compte
des canaux de ventilation. La géométrie de la machine en question est illustrée & la Figure
IV.14. 11 s’agit d’un alternateur & pdles saillants de 650 kVA et 6 poles (caractéristiques dans
I'Annexe I) pour lequel on dispose de quelques résultats expérimentaux sur le champ
magnctique a l'extérieur du paquet de tdles pour le fonctionnement a vide.

Figure IV.14 - Géométrie du stator d’une machine synchrone & péles
saillants

Dans la Figure IV.14 on observe que le domaine d’étude est toujours limité a un péle
de la machine et la longueur correspondante est la moitié de Ia longueur réelle. Les isovaleurs
de 7, correspondant aux lignes de courants de Foucault dans la premicre tble, pour une
excitation nominale & vide, sont celles illustrées a la Figure IV.15. Les figures IV.16a et
IV.16b illustrent les vecteurs densité de courants.

La répartition de densité des pertes est représentée a la F igure IV.17. La Figure IV.18
montre les pertes calculées dans un plan de coupe radial-axial et on remarque la présence de
points chauds aux extrémités des paquets de toles, tout au long de la machine. Le graphique
de la Figure IV.19 donne la variation de la composante axiale du champ suivant la direction
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axiale. Elle aussi est présente dans toute la longueur. Cela démontre l'intérét quiil y a a
prendre en compte explicitement les canaux, plutdt que de les inclure dans le milieu
homogénéise.

TZ 21 Hiveaux Min=-2.077E+03 Max., 1.532E+03 Ecart= 1.B04E+02

Figure IV.15 - Isovaleurs de T}, correspondant aux lignes de courants
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Figure IV.16a - Vecteurs densité de courants dans la premiere tole
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Figure IV.16b - Vecteurs densité de courants dans les dents de la premiére tdle

o ]

Figure TV.17 - Densité de pertes dans la premiére tole représentée en niveaux de gris (W/m3)
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Figure IV.18 - Pertes calculées sur un plan de coupe (W/m?)

Figure IV.19 - Composanie axiale du champ le long de 1a machine (T)
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Le Tableau I'V.1 suivant montre une comparaison entre les valeurs du champ calculdes
et mesurées par sondes a effet Hall [60] dans quelques points du domaine. Ces points (dont A,
B, C, D sont placés sur un doigt de serrage et E a l'entrefer) sont indiqués sur les schémas des
figures IV.20 et IV.21. Le plan de la Figure IV.20 coupe la dent centrale de la machine au
milieuw,

Tablean IV.1 - Induction magnétique: valeurs calculées par FLUX3D vs valeurs mesurées (Tesla) [60]

Point A B C D E
FLUX3D 0,148 0,114 0,086 0,0197 1,1527
Mesures 0,16 0,171 0,085 0,01 1,07

Figure IV.20 - Plan de coupe avec points de mesure du champ

On retrouve le méme ordre de grandeur, mais les écarts pour certains points ne sont
pas négligeables. On peut les expliquer de deux fagons: soit & cause du modéle hinéaire
adopté, soit & cause de [a non représentation des doigts de serrage dans le domaine. En effet,
dans notre cas, ce sont des piéces magnétiques et conductrices et, donc, siéges de courants
induits qui auront une influence sur le champ au voisinage. On ne les a pas représentés dans
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le domaine pour ne pas trop compliquer la géométrie et le maillage, qui comporte déja un
nombre assez élevé d'éléments du premier ordre qui n'offrent pas toujours une bonne
précision.

C

=

Figure IV.21 - Doigt de serrage du stator avec points de mesure du champ

IV.5 - Conclusions

Au cours de ce chapitre on a présenté le calcul des pertes par courants de Foucault
dans le laminage fer-air du paquet de toles du stator des machines synchrones. On a effectué
ces calculs avec une simulation par FLUX3D en régime magnétodynamique en utilisant Ia
technique d’homogénéisation du milieu feuillet¢. Dans cette approche le feuilletage fer-air est
remplacé par un matériau homogene, linéaire et anisotrope.

La formulation magnétodynamique employée dans le milien conducteur est 7-¢
(potentiel vecteur électrique et potentiel scalaire magnétique). Pour tenir compte de la
circulation laminaire des courants, le vecteur T est représenté avec une seule composante:
celle dirigée vers la direction normale au plan des toles.

On a comparé les pertes par courants de Foucault calculées par cette méthode et celle
des impédances de surface, décrite au Chapitre III. Cette derniére s’avére inefficace lorsqu’on
est intéressé par ¢¢ qui se passe a U'intérieur du paquet de tdles, mais peut étre une bonne
approche si on s'intéresse aux phénomeénes a I’extérieur du circuit magnétique.

73




Chapitre IV Régime Dynamigue: Miliewx Feuilletés

Dans le cadre de ’homogénéisation du paquet de toles, on a signalé et démontré
importance de la prise en compte explicite des canaux de ventilation dans le domaine
& étude lorsque leur dimension est comparable a l'entrefer. Cela est dii au champ axial qui
pénétre dans les téles face aux canaux. De ce fait, cette composante est présente tout au long
de Ia machine et par conséquent produit des courants de Foucault,

Pour terminer, on a comparé des résultats de simulations avec des mesures et on a pu
trouver des résultats satisfaisants, bien que la saturation n'ait pas €té prise en considération.

1 faut signaler qu'une analyse plus complete nécessiterait la représentation des doigts
du stator. Ceux-ci sont constitués des matériaux magnétiques et conducteurs et donc ils
influeront certainement sur le champ aux extrémités du paquet de téles du stator.

Afin de compléter cette étude, l'effet de saturation doit €tre pris en compte. Clest ce
qui fait I'objet du chapitre suivant.
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CHAPITRE V

PRISE EN COMPTE DE LA SATURATION MAGNETIQUE

V.1 - Intreduction

Aux chapitres précédents nous avons étudié la répartition des courants de Foucault
dans les tdles des machines synchrones a l'aide du logiciel FLUX3D, mais sans tenir compte
de la caractérnistique non-linéaire du noyau fewlleté. Or, ce phénoméne affecte directement a
la fois la répartition du champ axial a l'intérieur du circuit magnétique, et l'importance des
courants de Foucault dans les tdles. Il joue donc un rdle essentiel dans le fonctionnement de

presque toutes les machines électriques.

Dans ce chapitre nous présenterons la formulation magnétodynamique non-linéaire
développée a cette occasion et son application & la détermination des courants de Foucault et

des pertes dans les tdles d'un circuit magnétique sumple.

V.2 - Importance de I'état magnétique sur les pertes par courants de Foucault

L'influence de I'é¢tat magnétique sur les pertes par courants de Foucault dun circuit
magnétique feuilleté sera analysée a l'aide dune géométrie simplifice, tirée de la référence
[58] et illustrée a la Figure V.1,

Cette géométrie représente une dent de machine avec un champ appliqué suivant la
direction normale au plan des téles, ce qui correspond au champ de fuites des parties
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frontales. Un autre champ magnétique dirigé vers le plan des t6les sera imposé; il correspond

au champ principal dans l'entrefer de 1a machine.

Figure V.1 - Echantillon de paquets de tdles

A partir de la méme excitation que précédemment et en effectuant les calculs en
linéaire, on a fait varier la perméabilité dans le plan des toles. Le Tableau V.1 présente les
valeurs de perméabilités employées et les valeurs maximales de la densité de pertes par

courants de Foucault obtenues.

Tableau V.1 - Variation des pertes avec la perméabilité relative des t&les

Perméabilité relative 500

1000

1500

Densité de pertes

(W/md) 200

178

134
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D'aprés fe Tableau V.1 on constate le réle que 1'état magnétique du matériau joue sur
les valeurs de pertes. Il faut donc représenter convenablement 'état de saturation afin de
connaitre ces pertes. Aprés avoir essayé plusieurs formulations, celle qui semble la mieux
adaptée a ce probléme est la formulation 7-¢, que nous avons appliquée & une géométrie

simplifiée et dont nous présentons les résultats dans les paragraphes qui suivent.

V.3 - Mise en équation de la formulation 7-¢ non-linéaire

La formulation est tirée des équations de Maxwell en basse fréquence (régime
harmonique) et rappelée ci-dessous:

rot H=J (V.1)
divB=0 (V.2)
rot E=-joB (V.3)
B = B(H) (V4)
J=JKE)=coE (V.5)

Le champ H s'écrit en fonction des potentiels de la maniére suivante:

H=T-grad ¢ (V.6)

et le systeéme d'équations a résoudre est;

1
rot (ErotT) + joB = 0 (V.7a)
divB=0 (V.7b)
avec: B=B(H)=B(T - grad ¢) (V.8)
1
E=—roT 9
1o (V.9)

Au systéme d'équations (V.7) il faut rajouter le terme de pénalité correspondant 4 la jauge de
Coulomb (div T~ 0). La forme faible de la formulation devient:
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f-” WlrotE — grad(édivT) + joBldQ = 0 (V.10a)
JJAjw.dideQ =0 (V.10b)

Apres I'application des identités vectorielles, I'équation (V.7a) devient:

jff[—gradWxE+édz’vWa’fvT+H§fa)B]dQ v [Iwaxpyar =0 v
Q T

et I'équation (V.7b) s'écrit:

IV -Bgraawaa+ | [wa,ar - o (V.12)

Q T

En éliminant les intégrales surfaciques (dues aux conditions de conservation de E A 7

ct By} et en remplagant T par sa forme discrétisée en ¢léments finis, T = iW,- T , on aboutit
i=]

au systéme suivant a résoudre:

1
J._[J[—gde,-xE + ~—gradw,grad w,T;, + W, jwBldQ = 0 (V.13)
p o

VI =B gradwido = o (V.14)

Q

ou w; est la fonction de forme scalaire au nocud ; du maillage et W; = w; . I est la fonction
de forme vectorielle, avec 7 la matrice identité.

Soit Ia fonction £ telle que:

F=1y)=HT.¢) (V.15)

avec W (V.16)

Il
—
=S
[
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t F o= {FI} (V.17)
€ = F!ﬁ .
. | . .
ou Fr = J-_”.[—gmd Wix E, — —grad w,divT + W, joBdQ (V.18)
o (2
et 7y = | || 1-B grad wao (V.19)
Q

avec B et E calculés par les expressions (V.8) et (V.9), et T et ¢ sont les inconnues du

systeme.

Dans les cas d'un matériau non-linéaire, on a besoin de connaiire la relation:

B=yuH)H, (V.20)

obtenue a partir de la courbe B(H) du matériau par une relation d'équivalence [59].

Un processus 1tératif est alors nécessaire pour la résolution du systéme d'équations

formé par les expressions (V.13) et (V.14).

La méthode choisie est la méthode de Newton-Rapshon [20] et on a a résoudre un
systeme du type:

[A()].[y1 = [5] (V.21)

ou 4 dépend du vecteur solution .

Introduisons e résidu:

[R(p)] = [A(w)].[¥1 - [B] (V.22)

L'équation (V.21) s'écrit alors:
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[R(y)j =0 (V.23)

La méthode de Newton-Raphson consiste 4 résoudre une sutte de systémes linéaires et pour
cela on développe le résidu en série de Taylor a l'ordre 1, au voisinage de w.

R(y) ]
[Rp+Aw)] = [R(p)] + [7(;’3 % (v.24)

A chaque itération un incrément de solution Ay est calculé grice au systéme matriciel
suivant, en accumulant le développement en série de Taylor:

R ) 1 k k-1
H a(;/ )]' v )][AV’( 1= -[ry* )] (V.25)

A Titération £, le vecteur solution est incrémenté:
[v*] = [a w*] + [ (V.26)

En appliquant cette procédure a la formulation T-¢ on obtient:

[RY] = [F] (V.27)
RO | o p®]
[ §2 }L | (V.28)
oy oy
et le systéme a résoudre & chaque itération Newton-Rapshon s'écrit:
Fa 1
APl | —| = -f® V.29
nvl 5] (V.29)

Soit I_EW_J la matrice jacobienne du systéme donnée par:
7
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[ & Fr 5FT1—|
a ar; I¢,
— | = .30
{é’!”:lj ’5’%‘ ﬁFwJ (V.30)
| 6T, 2¢,

avec Fpet Iy donnes par (V.18) et (V.19) et dont les termes s'expriment par:

O Fy; 7 1
A = - i ~ — grad w; di i joB
or, jijan[ grad w,x E — gra widivl + W,; joB]dQ

SIE

1 1
O,,Tj[—gradw,-x;ratT - ;gmdwfdeT + joW ,B(T —grad ¢ )]d<)

(V.31)
En remplagant T et ¢ par leur formes interpolées:
T= 2W1Tj (V.32)
-
¢ = g:w;qzﬁ ; (V.33)

on aboutit a:

5F;n~ 1 1 .
7. 7, = j.ij[rotWigrotWJ. + —;gradwz-gradwj + ](()W,—|:5]{:}Wj]dg (V.34)
i . oW W]
& &
oW, W,
o roth = __;K 0 @PCV (V.35)
oW, Wi
L & ]
et,
o Fri B
= [ ’CUW:-[—} —grad w;)]dQ V36
29, JSU JOW | G (& (V.36)

81




Chapitre V Prise en Compte de la Saturation Magnétique

‘; ‘j@ _ | I [ (_gmdw,.[%@]wf)dg (V.37)
f;% = ][ 1-gra wf[%](—gmd w10 (v38)

De cette fagon les régions lindaires peuvent &ire traitées comme les régions non-
linéaires de la fagon suivante:

(1) le systéme & résoudre est celui donné par l'expression (V.29);
(17)  le résidu est -F¥) et est calculé par (V.17) une fois pour toutes et
stocke (avec la condition B(y=0)):
B ,
(iif) la valeur I:OTII_] ne dépend pas de H et vaut (4], le tenseur de

perméabilité constante du matériau;

3
(iv) 1la matrice L% peut étre calculée par (V.35) & (V.38) une fois pour

toutes et stockée.

Pour les régions non-linéaires, la procédure est essentiellement la méme a chaque

itération de Newton-Raphson et la quantité [EI“ devient le tenseur de perméabilité

incrémentale du systéme et qui dépend du champ H.

Le caleul numérique des ¢léments du Jacobien nécessite la détermination de ce
tenseur, qui dans un repére global s'écrit:

[QL = [R]’.[gg [R] (V.39)

XYZ

ou oxyz et OXYZ sont les repéres global et du matériau, respectivement et [R], donnée par
l'expression (IV.18), est la matrice de rotation du repere local au repére global. Le calcul de
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au calcul de ce tenseur pour les matériaux anisotropes par feuilletage.

V.4 - Calcul du tenseur de perméabilité incrémentale [36, 20]

Pour les matériaux feuilletés, les hypothéses adoptées sont les suivantes: pas
d'hystérésis et méme courbe B-H dans les trois directions de la tole. Alors, la perméabilité

sous forme tensorielle s'écrit;

(2B, &B, OB

AH. 6H, FH.
{ﬁ} B, #B, #B,
w7~ |7H, /H, FH,
8B, JOB. OB,

AH. AH, FH.]

(V.40)

ou B;= p.H; (i=x, y, z). Aprés dérivation des produits, en remarquant que, par exemple,

ﬁBX 5(#,[‘1}(}
AHy  AHy

an 5H,
é’Hz J Hy

avec iy, iy, Hyet H, donnés par (IV.15), (IV.16) et:

= Hy+ H3
H: = H},
on a.

i o u o u
2 H? ~ 2HyH :
HXOF'H,Z X YO"’H,
B U, 2 O K,
L”H’} Ll +) 28y Hx s YT
ou Iz
_2HZHX§H§, 2HzH’é‘H;

J 4,
=2
HxHy o

o,
2Hy HZO,,H?

2
HYHZ@H%

aHu,

3 H2

2 H?

(V.41)
(V.42)

(V.43)
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avec [4] le tenseur de perméabilité équivalente du matériau homogénéisé, donné par
l'expression (IV.17).

L'¢valuation du deuxiéme membre de l'équation (V.43) nécessite le calcul de dérivées

H,
2

de la perméabilité. Calculons alors, qui, compte tenu de la symétrie de la matrice, est

N &
identique & —‘L% :
JH;

En présence de saturation, Hy, la perméabilité de la tole (supposée la méme dans les
trois directions), est une fonction du module du champ dans la tdle, H;, qu'on note:

by = w1 (H)) (V.44)

et | = JH% + 15 (V.45)

Cette fonction Hy est tirée de la courbe B(H) caractéristique du matériau utilisé, c'est-a~dire, 4
travers la relation:

up = == (V.46)

a partir de laquelle on déduit facilement la dérivée:

:
Su, 1 FIBA B, J v

om,| | Lola | |a,|

Dans le cas du régime harmonique, 1a courbe B(H) utilisée est une courbe €quivalente
[20]. Les champs Hy et Hg, s'expriment en fonction du champ H dans le fevilletage au moyen

des relations suivantes:

Hy = H, (V.48)
Hp = L2g, (V.49)
Hy
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et \H J est donné par I'équation:
H,| =y} + Qi (V.50)
ol

/un ﬂO
Q = = (V.51)
ey (—e)p,+ e py

ot tr = pd|H{) est definie de fagon implicite par I'équation (V.50), qui est résolue par une
méthode d'approximations successives, dont l'algorithme est présenté¢ & l'Annexe III. Le
, . o 1B B
reésultat de cette procédure nous fournit |HY, — et
| dH,

expressions (IV.15) et (IV.16), les valeurs de 4, et 1 cherchées.

, €t par conséquent, au moyen des

074
On peut donc procéder au calcul de la dérivée > ,u; . De I'expression (IV.16) on tire:
f

éyn ﬁnut 1 v
= = K V.52
GHT FH: 2 v (V:52)

ou () est donné par (V.51) et X est calculé par;

k== Ho +ZE'CQ3H,2, (V.53)
et C par.
) 'I;f"jlffj| i |1;f|2'{jllflj}! ) Eﬁ” (V.54)
daprés (V.47).
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. 5 1 H r .
Les expressions é’f[? et o1 sont calculés de fagon analogue. On obtient:
2 u, 1
= —K V.55
o "2 (V:35)
cu 1 P
— = —K V.56
JHL, 2 © (V.36)

De cette maniére, en remplagant les termes (V.52), (V.55) et (V.56) dans (V.43), on aboutit 3
l'expression de la perméabilité incrémentale:

E AN I I
=|=10 I i y 1L1Hx Hy Hy 5
H [0 g EJ-& K Q;’{HZJ (V.57)

ou (*) dénote le complexe conjugus.

V.5 - Application de la formulation T-¢ au calcul des courants de Foucanlt dans un
circuit magnétique feuilleté

On a implanté la méthode magnétodynamique complexe non-linéaire décrite ci-dessus
et on I'a appliquée au calcul des courants de Foucault et des pertes du circuit magnétique de la
Figure V.2.

Figure V.2 - Echantillon de paquet de tdles qui simule une demie dent de partie frontale d'une machine
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Les figures V.3a et V.3b illustrent les conditions aux limites employées.

Dirichlet ¥ = V2

T
SR
L

Dirichlet] § / ‘f///////////////// \

TR

eI

R

Vo=Vl

2,

R

o

5

Champ normal

®

Figure V.3a - Conditions aux limites pour le domaine de la Figure V.2 (¥, V5: potentiel scalaire
magnétique)

Plan de symetrise:
Champ tangent

PR

S

DR
S

SRR

B

Plan de sumetrie:
Champ tangent

Figure V.3b - Conditions aux limites pour le domaine de 1a Figure V.2

Les figures V.4 et V.5 présentent les pertes calculées en lin€aire et non-linéaire. On
remarque un écart d'environ 20% sur les valeurs des pertes, ce qui confirme la nécessité du

modéle non-linéaire,
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Figure V.4 - Densité de pertes (W/m3); cas lindaire
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Figure V.5 - Densité de pertes (W/m3); cas non-linéaire
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En ce qui concerne la convergence de la solution, on tient & remarquer qu'elle pose des
problémes lorsque le circuit magnétique est saturé. Pour surmonter ce probléme, on a
commencé par une résolution avec une excitation réduite ou la convergence est facile
(environ 11 itérations suffisent) et ensuite on enchaine les calculs en augmentant l'excitation

jusqu'a la valeur correcte.

D'aprés [18] ce probléme est 1i¢ au maillage du domaine et il peut étre résolu & l'aide
d'un mailleur autoadaptatif ou en employant des éléments du deuxiéme ordre. 1l faudrait aussi

essayer la méthode de Newton-Raphson multi-courbe.

V.6 - Conclusions

Au cours de ce chapitre on a montré l'importance de la prise en compte de la
saturation magnétique sur les pertes par courants de Foucault dans un circuit magnétique

fevilleté,

On a présenté la formulation 7-¢ non-linéaire et son application au calcul de pertes

d'un circuit magnétique simple mais qui peut représenter une dent d'une machine électrique.

On a trouvé des problémes pour la convergence de la solution lorsque le matériau est
saturé, Deux résolutions successives ont ¢té nécessaires pour aboutir 4 la solution: la premiére
avec une faible excitation et qui sert de valeur initiale pour la deuxiéme résolution, cette fois-

ci avec l'excitation réelle.

On pense, done, qu'il faut faire un étude plus approfondie de la convergence pour la
formulation T-¢ avant de {'appliquer aux cas réels.
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1. Conclusions

Au cours de ce travail, nous avons ¢tudié les effets d'extrémités de grosses machines
synchrones a l'aide du logiciel FLUX3D, auquel nous avons associé des modules spécifiques
afin de prendre en compte le caractere feuilleté du circuit magnétique. Le but recherche était:

() lesinductances de fuites des t€tes de bobines;
(if) les efforts mécaniques dans les tétes de bobines;

(iiify les pertes par courants de Foucault dans les tbles du circuit
magnétique du stator,

En ce qui concerne le premier point, nous avons présenté la démarche pour obtenir ces
grandeurs a travers une simulation magnétostatique et sans le rotor. On suppose que son
influence sur le champ magnétique dans les machines a pdles saillants est négligeable a cause
du grand entrefer de ces machines. Pour valider les calculs de linductance issus de la
simulation, on ne dispose que des expressions analytiques. Les résultats nous semblent
satisfaisants, comparés aux valeurs analytiques connues [22, 33]. Pour de grosses machines,

la validation par des résultats expérimentaux n'est pas envisageable en laboratoire.

11 en est de méme pour le cas du calcul des efforts dans les tétes de bobines. Une étude
compléte exigerait une simulation en pas-a-pas dans le temps avec la prise en compte du
mouvement du rotor pour calculer les efforts en régime transitoire. Cela n'est pas non plus

envisageable pour I'instant sur les stations de travail actuellement disponibles.
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Malgré tous ces inconvénients on pense avoir pu, a travers ce travail, traiter ces
phénomeénes de fagon réaliste en tenant compte de la géométrie réelle des tétes de bobines, &
linverse dautres auteurs qui représentent les enroulements par des nappes de courants
surfaciques équivalentes.

L'approche utilisée pour calculer les efforts a travers un modale magnétostatique nous
semble suffisante, d'autant plus que la validation par des mesures n'est pas simple, sauf a
travers des mesures directes du champ magnétique et des courants.

Concernant les pertes par courants de F oucault, on a abordé quatre approches:

() traiter le paquet de tdles comme un milieu conducteur massif et
utiliser I'impédance de surface;

(if)  tenir compte du feuilletage et des canaux de ventilation en utilisant un
matériau équivalent homogene, anisotrope et linéaire;

(#if) prendre en compte les canaux de ventilation de fagon explicite;

(iv) prendre en compte la saturation magnétique.

L'anisotropie dont on parle est due uniquement au feuilletage. Aucun effet
d'anisotropie cristalline et d'hystérésis n'est pris en compte dans les modéles que nous avons
développés.

Dans les trois derniéres approches, la formulation employée dans la littérature était 7-
#, oi T n'a que la composante normale au plan des tbles. Nous avons généralisé cette
formulation et imposé une contrainte sur le volume de la piece conductrice par la condition
de Dirichlet 7, = T, y = 0. Cela représente une économie de mémoire considérable. On a donc
pu confirmer que cette formulation s'avére la plus efficace pour traiter la circulation plane des
courants de Foucault dans les milieux feuilletés,

Bien qu'on ait proposé au départ l'application de I'impédance de surface pour calculer
les pertes par courants de Foucault dans les toles, on a constaté qu'une telle approche n'est pas
adéquate si on est intéressé par les phénomiénes a l'intérieur et au voisinage immédiat du
paquet de tdles,
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Cependant, s'il s'agit de calculer le champ a l'extérieur du circuit magnétique, son
utilisation est envisageable, d'autant plus qu'on peut économiser de l'espace mémoire et du
temps de calcul, étant donné que cette formulation consiste 4 éliminer une région du domaine
d'étude.

Nous avons ensuite appliqué la formulation T-¢ pour le calcul des courants de
Foucault dans les tdles en supposant le matériau linéaire. On a mené les calculs dans le cas
d'une machine sans et avec dents fendues. On a trouvé des résultats cohérents et tout 4 fait en
accord avec les travaux antérieurs. Nous avons aussi analysé l'effet des représentations
implicite et explicite des canaux de ventilation. Les résultats du champ calculé au voisinage
du paquet de toles ont été compards & des mesures effectuées sur une machine réelle, a poles
saillants et fonctionnant & vide. Les résultats sont satisfaisants pour les points situés dans
l'entrefer mais pas pour ceux situés sur les doigts de serrage du paquet du stator. Tl est fort
probable que ceci soit dii au fait de négliger l'effet des doigts, puisqu'ils n'ont pas été
représentes.

Pour valider complétement la méthode it faudrait disposer de mesures du champ et des
pertes 4 l'intérieur des paquets de tdles des machines réelles en fonctionnement normal.

Nous avons enfin développé la formulation T-¢ non-linéaire et pour des matériaux
feuilletés, avec la prise en compte rigoureuse des courants induits car il est bien connu que Ia
saturation joue un r6le important dans la répartition du champ a lintérieur du circuit
magnétique et sur la profondeur de pénétration du champ axial.

On a appliqué cette méthode a un circuit magnétique simple mais dont la géoméirie et
les conditions aux limites ont été choisies de facon a simuler la dent d'une machine
électrique. On a pu constater des problemes de convergence de la solution et on pense que le
probléme doit étre analysé plus a fond.

Enfin on peut conclure qu'a partir de ce travail, on est capable de simuler la plupart
des effets liés aux parties frontales des machines synchrones en trois dimensions par
FLUX3D. En fait, si on est intéressé¢ par les pertes par courants de Foucault qui se
développent dans le plan des téles, 'homogénéisation et la formulation T-¢ (une composante
pour T) peuvent s'appliquer a tous les dispositifs & circuit magnétique feuilleté, a condition,
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bien entendu, que I'épaisseur de peau soit grande par rapport & I'épaisseur de Ia téle (pour que
les hypothéses de I'homogénéisation soient valables).

A notre avis, les problémes liés & la précision des résultats, due a l'utilisation des
éléments du premier ordre vont disparaitre dans un avenir proche grace au développement
rapide des ressources informatiques (stations de travail de plus en plus performantes) qui
permettront H'utilisation de maillages fins avec des &léments d'ordre deux.

2. Perspectives

Comme perspectives pour la suite de ce travail plusieurs voies sont possibles:

- amgélioration et optimisation des etapes d'introduction de la géométrie
des machines, notamment des enroulements, et du maillage;

- ¢tude des efforts dans les tétes de bobines avec plusieurs conditions de
fonctionnement en régimes permanents et transitoires (court-circuit
phase-neutre, phase-phase, faux couplage);

- calcul des courants induits dans les bobinages;

- calcul des pertes dans les paquets de tdles du stator dans d'autres
conditions de fonctionnement en employant 'homogénéisation et la
formulation T-¢;

- ¢tude approfondie de la convergence de la formulation T-¢ non-linéaire
(utilisation des ¢léments du deuxiéme ordre, maillage autoadaptatif,
méthode de Newton-Rapshon multi-courbe);

- application de la formulation T-¢ non-linéaire au calcul des courants de
Foucault dans ies toles des machines €lectriques réelles;

- validation des résultats par des mesures de champ, de pertes et de
températures a l'intérieur du stator d'une machine synchrone réelle;

- calcul des pertes dans les parties massives par impédance de surface avec
la prise en compte de la saturation;

- ¢étude de I'effet des écrans conducteurs ou non et/ou magnétiques ou non;

- ¢tude de I'effet de la segmentation des toles,
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ANNEXE 1

CARACTERISTIQUES DES MACHINES SYNCHRONES

1. Alternateur de centrale hydraulique

313

16,5

60

cos ¢
52
Triphasé

2. Machine a poles saillants

654

1

60

cos ¢

6
Triphasé

MVA
kv

0,95
poles

kVA
kV

09
poles
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ANNEXE II

FORMULES ANALYTIQUES DU CALCUL DE LA REACTANCE DE

TETES DE BOBINES

1. Honsinger [22}

= 3
= 43815
= 78

= 0.9452
= 5
= 06

SRS

fo

Raalas
!

L = 34,4021
X = 0.01297

2. Kostenko [33]

¥é = 60
w = 39
p = 26
P = 8/9

2
Ck
L = 2,17mD(—dpj ko107 H

P

phases

pouces (diamétre de 'entrefer)

conducteurs en série par phase

(kgk,: distribution et racourcissement)

pbles

(facteur de fuite de téte de bobine obtenu par extrapolation
graphique)

pH
Q
2
KXo = 47##02)"1\0
P
30 -1
A, = 0,57, p T
2
Hz

spires en série par phase
paires de poles
(racourcissement)
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Annexe IT

T = 0.681

Ho = 47107
A = 0,3235
Xo = 0,0179
L = 47,562

3. Liwschitz [36]

f = 60

N = 39

P = 52

kop = 0.9848

lho = 3,0627
Ay = 1,605.10-6
X, = 0,0354

L = 93,843

m (pas polaire)

H/m

(perméance de fuite de téte de bobine)
Q

uH
2
Xo = 12,56J’£-Acr
P
Ao‘ = ,Ll00343 lbOkcgpz
Hz
spires en série par phase
poles

(coef. de racourcissement)

m (longueur d'une téte de bobine)
(perméance de fuite de téte de bobine)
Q

nH
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ANNEXE III

ALGORITHME DU CALCUL ITERATIF DE LA PERMEABILITE
ANISOTROPE

L'organigramme de la page suivante présente l'algorithme pour le calcul de la

perméabilité incrémentale des milicux feuilletés en non-linéaire.
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RESUME

ETUDE TRIDIMENSIONNELLE PAR ELEMENTS FINIS DES EFFETS D'EXTREMITES DANS DES
PARTIES FRONTALES DES MACHINES SYNCHRONES

Ce travail est consacré a I'étude des effets d'extrémités dans les parties frontales des machines synchrones par la
méthode des éléments finis en trois dimensions.

Les grandeurs calculées sont linductance de fuite et les efforts mécaniques des tétes de bobines, et les pertes par
courants de Foucault.

L'inductance de fuite et les efforts des tétes de bobines ont été calculés 4 l'aide d'un modéle magnétostatique et la
géometrie réelle des tétes de bobines est prise en compte par le modéle.

Les calculs de pertes par courants de Foucault en régime harmonique et linéaire dans les parties conductrices
massives ont été effectués en employant l'impédance de surface,

Les pertes par courants de Foucault dans les tdles du stator d'une machine synchrone réelle ont été calculées en
régime harmonique et linéaire. La formulation utilisé est T-¢, ot T n'a qu'une composante, perpendiculaire au plan
de tdles, et celles-ci sont remplacées par un milieu homogeéne avec une perméabilité anisotrope. Le champ
magnétique calculé dans les parties frontales, & l'extérieur du paquet de tdles du stator, est comparé avec des
valeurs expérimentales et 'accord est satisfaisant,

La formulation T-¢ non-linéaire a été développée pour tenir compte de la saturation magnétique. Elle a été testée

sur des paquets de toles de géométries simples.

Mots-clés: Tétes de bobines, Machines synchrones, Courants de Foucault, Effets d'extrémités, Perméabilité
anisotrope, Modélisation 3D par éléments finis, Formulation T-¢, Parties frontales.

ABSTRACT

THREE-DIMENSIONAL FINITE ELEMENT MODELLING OF END REGION EFFECTS IN
SYNCHRONOUS MACHINES

This works focuses on a three-dimensional finite element modelling of the end region of synchronous machines.

The end-winding leakage reactance and forces are calcufated using a magnetostatic model for the end region and
the complexity of the end-winding geometry is fully represented.

The surface impedance boundary condition is employed to aflow for eddy currents in thick components of the end
region.

Eddy-current losses in the laminated stator core of a real synchronous machine are computed using a
magnetodynamic model and the T-¢ formulation with a single-component electric vector potential. The laminated
core is modelled using a homogeneous medium which possesses linear, anisotropic permeability. The flux
calculated outside the stator core is compared with experimental values.

A non-linear T-¢ formulation is developed so as to take into account the magnetic saturation. This formulation is

then applied to the computation of eddy currents in geometricaily simple laminated core samples.

Keywords: End winding, 3D finite element modelling, Stray losses, Eddy currents, Synchronous machines,
Anisotropic permeability, End regions, Laminated cores, T-¢ formulation.







