
HAL Id: tel-04318401
https://hal.science/tel-04318401

Submitted on 31 Jan 2024

HAL is a multi-disciplinary open access
archive for the deposit and dissemination of sci-
entific research documents, whether they are pub-
lished or not. The documents may come from
teaching and research institutions in France or
abroad, or from public or private research centers.

L’archive ouverte pluridisciplinaire HAL, est
destinée au dépôt et à la diffusion de documents
scientifiques de niveau recherche, publiés ou non,
émanant des établissements d’enseignement et de
recherche français ou étrangers, des laboratoires
publics ou privés.

Apport de la simulation numérique à l’amélioration de
l’efficacité énergétique et du système d’isolation

électrique des dispositifs électrotechniques
Guillaume Parent

To cite this version:
Guillaume Parent. Apport de la simulation numérique à l’amélioration de l’efficacité énergétique et
du système d’isolation électrique des dispositifs électrotechniques. Sciences de l’ingénieur [physics].
Université d’Artois, 2018. �tel-04318401�

https://hal.science/tel-04318401
https://hal.archives-ouvertes.fr


UNIVERSITÉ D’ARTOIS

Laboratoire Systèmes Électrotechniques et Environnement

Mémoire de synthèse présenté en vue d’obtenir
l’habilitation à diriger des recherches

APPORT DE LA SIMULATION NUMÉRIQUE À
L’AMÉLIORATION DE L’EFFICACITÉ

ÉNERGÉTIQUE ET DU SYSTÈME D’ISOLATION
ÉLECTRIQUE DES DISPOSITIFS

ÉLECTROTECHNIQUES

Guillaume Parent

Soutenu le 12 décembre 2018 devant le jury composé de :

Christophe Geuzaine
Olivier Chadebec
Farid Meibody-Tabar
Ruth Vazquez Sabariego
Stéphane Clénet
Olivier Moreau
Jean-Philippe Lecointe

Président
Rapporteur
Rapporteur
Rapporteur
Examinateur
Examinateur
Examinateur





UNIVERSITÉ D’ARTOIS

Laboratoire Systèmes Électrotechniques et Environnement

Mémoire de synthèse présenté en vue d’obtenir
l’habilitation à diriger des recherches

APPORT DE LA SIMULATION NUMÉRIQUE À
L’AMÉLIORATION DE L’EFFICACITÉ

ÉNERGÉTIQUE ET DU SYSTÈME D’ISOLATION
ÉLECTRIQUE DES DISPOSITIFS

ÉLECTROTECHNIQUES

Guillaume Parent





Sommaire

Avant-propos v

1 Notice Individuelle 1
1 Curriculum vitæ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1

1.1 État civil . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1
1.2 Cursus universitaire . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1
1.3 Parcours professionnel . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2

2 Activités d’enseignement . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2
2.1 En tant que doctorant et ATER . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2
2.2 En tant que maître de conférences . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3

3 Activités de recherche . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
3.1 Contextes et environnements . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
3.2 Résumé des activités de recherche . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
3.3 Encadrement scientifique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 8
3.4 Collaborations . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 13
3.5 Activités contractuelles . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14

4 Activités d’intérêt collectif . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
4.1 Responsabilités au sein de l’université d’Artois . . . . . . . . . . . . . . . 16
4.2 Organisation d’évènements scientifiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
4.3 Expertises . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16

5 Bilan de publications . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 17

2 Synthèse des activités de recherche 23
1 Introduction - place de la simulation numérique au LSEE . . . . . . . . . . . . . . 23
2 Modèles électromagnétiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24

2.1 Modèles statiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25
2.2 Modèles dynamiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27
2.3 Choix d’un modèle et phénomène(s) physique(s) associé(s) . . . . . . . . . 28

3 Approche globale : simulation de systèmes complets . . . . . . . . . . . . . . . . . 30
3.1 Comparaison entre deux topologies de machine à reluctance variable :

flux radial vs flux axial . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 30
3.2 Conception d’un régulateur de tension série à électronique de puissance

protégée par un entrefer virtuel . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 36
4 Simulation de dispositifs simplifiés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51

4.1 Impact de la répartition du flux magnétique dans les coins de transfor-
mateurs sur les pertes fer . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52

4.2 Influence de la qualité d’acier magnétique sur l’induction critique des
transformateurs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57

4.3 Utilisation d’aciers GO dans la conception de stators de machines asyn-
chrones . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 66

4.4 Influence de l’utilisation d’aciers GO sur l’inductance et le couple d’une
MRV . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 69

iii



SOMMAIRE SOMMAIRE

5 Simulations en interaction avec d’autres modèles . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77
5.1 Contexte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78
5.2 Élaboration d’un outil numérique de prédiction des contraintes électriques

interspires . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 78
5.3 Prédétermination du PDIV . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89

3 Bilan et perspectives 95
1 Bilan . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 95

1.1 Efficacité énergétique des dispositifs électrotechniques . . . . . . . . . . . 95
1.2 Analyse de la fiabilité des systèmes d’isolation électrique . . . . . . . . . . 96

2 Perspectives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 96
2.1 À court terme . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 96
2.2 À moyen terme . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
2.3 À plus long terme . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 99

A Prototype de régulateur série à électronique de puissance protégée 101

B Références des encadrements et des contrats 103

Bibliographie 105
Références bibliographiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 105
Références personnelles . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 112

iv



Avant-propos

D’un certain point de vue, l’étape de l’obtention de l’habilitation à diriger des recherches
est à l’enseignant-chercheur ce que celle du baccalauréat est à l’étudiant : elle permet à la fois
d’accéder à l’étape supérieure tout en validant tout le travail qui l’a précédée. Pour le maître
de conférences aspirant à sortir de son rôle d’encadrant pour embrasser à part entière celui
de directeur de thèse, la rédaction du mémoire est alors l’occasion de se poser et de faire le
bilan des années passées depuis l’obtention de sa thèse de doctorat. À mon sens, cette étape
préparatoire à la rédaction proprement dite du mémoire est la plus intéressante du processus
puisqu’elle offre l’opportunité de mener une réflexion sur l’ensemble des travaux menés et
encadrés avec un recul différent, conduisant même parfois, sinon à des conclusions différentes,
en tous cas à des perspectives nouvelles.

C’est pourquoi j’ai voulu laisser cette réflexion guider le processus de rédaction afin d’abou-
tir à un document qui met en avant mon cheminement et surtout mon apport personnel dans
les différentes opérations auxquelles j’ai été amené à participer. Le lecteur constatera donc que
l’accent est mis sur la conception et la mise en place de méthodologies, systématiquement gui-
dées par une approche physique, ainsi que sur les résultats obtenus.

Le document se compose de trois chapitres. Le premier concerne le dossier individuel dans
lequel je retrace, parfois de façon exhaustive, l’ensemble de mon parcours, tant d’enseignant
que de chercheur. Le deuxième chapitre est consacré à la synthèse de mes travaux de recherche
dans le domaine de la simulation numérique appliquée au génie électrique depuis ma nomi-
nation en tant que maître de conférences. Enfin, le dernier chapitre sera l’occasion d’évoquer la
poursuite de mes travaux, en présentant les différentes pistes, à court, moyen ou long termes,
pistes qui s’appuient sur les travaux présentés dans le chapitre précédent.

v





Chapitre 1

Notice Individuelle

1 Curriculum vitæ

1.1 État civil

Prénom : Guillaume
Nom : Parent
Date et lieu de naissance : 5 juin 1979 à Strasbourg
Nationalité : Française
Fonction actuelle : Maître de conférences 63ème section à l’université d’Artois
UFR : FSA 1 de Béthune
Laboratoire : LSEE 2 - EA4025
Téléphone : +33 (0)3 21 63 72 44
e-mail : guillaume.parent@univ-artois.fr

1.2 Cursus universitaire

2008 Thèse de doctorat en génie électrique réalisée en cotutelle au Laboratoire
d’Électrotechnique et d’Électronique de Puissance (L2EP) de l’Université
des Sciences et Technologies de Lille (USTL) et au laboratoire Applied and
Computational Electromagnetics (ACE) de l’Université de Liège (Ulg), in-
titulée "Mise en œuvre d’une technique de projection de grandeurs discrètes :
applications aux couplages magnétothermique et magnétomécanique" et soute-
nue publiquement le 23 octobre 2008 avec la mention Très Honorable.

2004 DEA de génie électrique réalisé au L2EP (USTL), intitulé "Utilisation de la
notion de maillage dual pour le calcul de champ : la cell-method" et obtenu avec
la mention Bien.

2003 Maîtrise EEA 3 option Électrotechnique et Électronique de Puissance de
l’USTL.

2002 Licence EEA de l’USTL.

1. Faculté des Sciences Appliquées
2. Laboratoire Systèmes Électrotechniques et Environnement
3. Électrotechnique, Électronique et Automatique
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1.3 Parcours professionnel

2016 Obtention de la PEDR 1.
Depuis 2010 Maître de conférences 63ème section à l’université d’Artois.
2009–2010 ATER 2 (poste complet) au L2EP (École centrale de Lille).
2009 Post-doctorant au L2EP (École centrale de Lille).
2008 Ingénieur de recherche contractuel au L2EP (USTL).
2007–2008 ATER (demi poste) au L2EP (USTL).

2 Activités d’enseignement

2.1 En tant que doctorant et ATER

Mon activité d’enseignement antérieure à ma nomination en tant que maître de conférences
s’est traduite par 414 h au total et a porté sur deux disciplines du génie électrique : l’électrotech-
nique et l’électronique de puissance. Si cette activité a essentiellement pris la forme de TP au
niveau Bac+3 durant mon doctorat, j’ai souhaité diversifier mes enseignements dès mes années
d’ATER, aussi bien en TD qu’en encadrement de projet et même en cours magistral à l’occa-
sion d’un remplacement. Cette diversité des enseignements s’est également caractérisée par le
public extrêmement large auquel ils se sont adressés. En effet, ils se sont déroulés dans cinq
établissements différents (USTL, Polytech Lille, École centrale de Lille, ITEEM 3 et IG2I 4), me
permettant ainsi d’appréhender tous les niveaux des 1er et 2ème cycles de l’enseignement supé-
rieur. Enfin, mentionnons que, durant cette période, j’ai rédigé et mis en place un sujet de TP de
4 heures d’électrotechnique pour le module CEV 5 de 1ère année du cycle d’ingénieur de l’École
centrale de Lille.

À ces formes de transmission des connaissances que nous pouvons qualifier d’usuelles s’est
ajoutée une expérience qui s’est révélée par la suite essentielle dans mon approche du rap-
port enseignant/étudiant. Suite à la réforme de l’École centrale de Lille réalisée pour la rentrée
universitaire de septembre 2009, une nouvelle méthode d’enseignement a été introduite en 1ère

année du cycle d’ingénieur : l’Apprentissage Par Problème (APP). Le principe de cette méthode
consiste, pour les étudiants, à appréhender par eux-mêmes un certain nombre de notions en al-
lant chercher toutes les informations nécessaires à la résolution d’un problème posé par l’ensei-
gnant sans avoir suivi de cours au préalable. Bien entendu, le problème à résoudre est rédigé
par l’équipe pédagogique de manière à ce que, pour être résolu, les étudiants soient obligés
de s’approprier un certain nombre de notions élémentaires en électrotechnique habituellement
vues dans le cadre d’un cours magistral classique. Dans notre cas, il s’agissait de comprendre
l’intérêt du régime triphasé par rapport au régime monophasé, d’assimiler la notion de schéma
monophasé équivalent, de savoir construire et exploiter un diagramme vectoriel ou encore de
savoir réaliser un bilan de puissance (théorème de Boucherot), l’objectif étant de dimensionner
une capacité pour une compensation de puissance réactive.

Ainsi, contrairement aux classiques cours magistraux, TD et TP, l’APP permet de placer
l’étudiant au cœur même de son propre apprentissage, de le mettre dans une position d’acteur
plutôt que de spectateur, de le rendre actif plutôt que passif, mais également de le responsabi-
liser. Le rôle de l’enseignant consiste alors plus à orienter qu’à prodiguer. C’est en ce sens que
cette expérience a été marquante en ce qui me concerne puisque c’est avec cette philosophie
que j’aborde aujourd’hui mon rôle d’enseignant.

1. Prime d’Encadrement Doctoral et de Recherche
2. Attaché Temporaire d’Enseignement et de Recherche
3. Institut Technologique Européen d’Entreprenariat et de Management
4. Institut de Génie Informatique et Industriel
5. Conversion Électromécanique et Variation de Vitesse
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2.2 En tant que maître de conférences

Arriver dans une nouvelle structure n’est jamais un exercice évident. Aussi, je dois bien
reconnaître qu’à ma nomination à la FSA de Béthune, l’équipe pédagogique alors en place a
tout fait pour me mettre dans les meilleures conditions en me proposant des enseignements
dont les thématiques correspondaient parfaitement à mon parcours, à savoir l’électronique de
puissance, l’électrotechnique et les outils numériques. Encore aujourd’hui, ces trois thématiques
constituent la plus grande partie de ma charge d’enseignement.

Concernant l’électronique de puissance, j’interviens en 3ème année de licence SPI 1 en TD et
TP. Dans ce module sont vus les principes de base des convertisseurs statiques, les composants
fonctionnant en interrupteurs et les types de conversion de l’énergie électrique notamment. Les
TD sont l’occasion d’étudier les montages classiques que sont les redresseurs, les hacheurs et
les onduleurs, et d’en aborder les bases de dimensionnement. Ces montages sont ensuite revus
en TP, ce qui permet aux étudiants de valider les résultats obtenus en cours et en TD.

Pour ce qui est de l’électrotechnique, j’interviens en 3ème année de licence SPI en TP, en 1ère

année du master EEEA 2 à la fois en TD et TP ainsi qu’en 2ème année de ce même master en
TP. Notons qu’afin de répondre aux évolutions des enseignements vus en cours magistral je
me suis chargé de réécrire intégralement les sujets de TP de 1ère année du master EEEA. Le fait
d’intervenir du niveau Bac+3 au niveau Bac+5 me permet de balayer une très grande partie des
thématiques de l’électrotechnique comme les principes fondamentaux, les dispositifs (réseau,
transformateurs, machines tournantes. . .) ou les modes de fonctionnement (régime équilibré ou
non). Du point de vue pédagogique, il me permet également de suivre les étudiants entrés dans
la filière dès la licence sur une période de trois ans.

La thématique outils numériques est celle dans laquelle j’interviens sous la forme de cours
magistraux. En effet, j’ai pris en charge ce cours ainsi que les TD d’analyse numérique en 1ère

année du master EEEA dès ma nomination en septembre 2010, cours que j’ai assuré jusqu’à
sa suppression du programme à la rentrée 2017. Sur la même thématique, j’assure le cours sur
la méthode des éléments finis dans le parcours recherche en 2ème année de ce même master
depuis la rentrée 2015.

Les figures 1.1 et 1.2 proposent une synthèse de l’évolution de ma charge d’enseignement
par année universitaire depuis ma nomination. À titre d’information, la charge normale de
192 h est représentée sur la figure 1.1. À noter que le pic observé au cours de l’année universi-
taire 2014-2015 s’explique par l’absorption, cette année là, d’une partie de la charge d’un col-
lègue en raison d’un arrêt maladie prolongé.

1. Sciences Pour l’Ingénieur
2. Électronique, Énergie Électrique et Automatique
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Figure 1.1 – Évolution de ma charge globale d’enseignement
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3 Activités de recherche

3.1 Contextes et environnements

Le lecteur aura certainement noté l’emploi du pluriel dans le titre de cette partie, à la fois
pour "contexte" et pour "environnement". En effet, comme pour mes activités d’enseignement,
j’ai mené des activités de recherche, depuis mon DEA, dans différents lieux et structures : deux
pays (France et Belgique), trois laboratoires (L2EP, ACE et LSEE) et même quatre établisse-
ments (USTL, Ulg, École centrale de Lille et université d’Artois) différents.

Situé à Lille, le L2EP regroupe au cœur d’un même laboratoire toutes les activités de re-
cherche en génie électrique réalisées au sein de l’USTL, de l’École nationale des arts et métiers
ParisTech, de l’École centrale de Lille et de l’École des hautes études d’ingénieur de Lille. Il est
composé de quatre équipes 1 et les travaux qui y sont menés couvrent l’ensemble des théma-
tiques inhérentes au génie électrique : commande, réseaux, électronique de puissance, machines
électriques et outils numériques.

Le groupe de recherche ACE de l’université de Liège est, quant à lui, une composante du
département d’Électricité, Électronique et Informatique de l’Institut Montefiore. Les travaux
qui y sont menés concernent la physique appliquée (diffusion électromagnétique et acoustique,
compatibilité électromagnétique, bio-électromagnétisme, essais non destructifs, modélisation
de matériaux), les mathématiques appliquées (équations aux dérivées partielles, solveurs ra-
pides) et l’informatique (maillage, calculs par la méthode des éléments finis, calcul scientifique
haute performance).

Situé à la FSA de Béthune, le LSEE avait, à sa création, pour thème phare les bruits et vi-
brations des machines électriques. Il est aujourd’hui constitué d’une seule équipe travaillant
sur l’efficacité environnementale des machines électriques tournantes et des transformateurs.
Cet axe de recherche se décompose en deux thèmes : la conception de machines électriques
efficientes et silencieuses d’une part et, d’autre part, la fiabilité structurelle. Le premier thème
porte sur les aspects électrotechniques avec la recherche d’efficience par l’utilisation d’aciers
électriques performants, le dimensionnement de machines particulières, le développement et
la mise en œuvre de méthodes originales pour définir les machines les mieux adaptées à une
application donnée ou encore la conception de machines silencieuses. Le deuxième thème est
principalement centré sur l’isolation des machines avec, par exemple, la détection de défauts
inhérents au vieillissement ou l’amélioration des systèmes d’isolation électrique. Il est à noter
par ailleurs qu’une identité forte du LSEE porte sur la validation expérimentale des travaux.

Comme nous allons le voir dans la suite de ce document, cette diversité dans les environne-
ments qui m’ont accueillis se traduit dans mon activité de recherche à la fois par une diversité
des thématiques abordées mais également par une volonté de rendre toute expérience passée
utile aux projets actuels et futurs. C’est ainsi que, par exemple, les connaissances que j’ai pu
acquérir dans le domaine de la modélisation numérique au cours de mes travaux de DEA et de
doctorat sont aujourd’hui mises au service de l’étude des systèmes d’isolation électrique ou des
bruits et vibrations dans les dispositifs électrotechniques. De même, ma contribution à l’étude
de la thématique des bruits et vibrations, emblématique des travaux menés au LSEE, se nourrit
de l’expérience que j’ai acquise dans le domaine lors de mes travaux post-doctoraux.

3.2 Résumé des activités de recherche

Activités antérieures au poste de maître de conférences

Mes activités de recherche ont débuté au cours de l’année universitaire 2003-2004 avec la
préparation d’un DEA dans le domaine de la modélisation numérique intitulé "Utilisation de
la notion de maillage dual pour le calcul de champ : la Cell-Method" et encadré par Yvonnick Le
Menach et Francis Piriou. Ce travail a été mené au sein de l’équipe MECOSYEL 2 du L2EP

1. cinq durant la période à laquelle j’en faisais partie
2. Modélisation, Étude et Conception des SYstèmes ÉLectrotechniques
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dans le cadre du CNRT 1 et en partenariat avec la société EDF 2. En effet, cette dernière, bien
qu’ayant historiquement l’habitude d’employer la méthode des éléments finis pour modéliser
ses systèmes électrotechniques, avait demandé au L2EP d’étudier une autre méthode de mo-
délisation connue depuis la fin des années 70 mais peu développée : la FIT 3 [7]. C’est ainsi
qu’un premier code FIT a été réalisé au L2EP dans le cadre d’un stage de DEA [50]. Cependant,
ce code nécessitait l’emploi de maillages constitués d’hexaèdres réguliers, ce qui réduisait son
emploi à des géométries simples. Le but de mon travail de DEA a donc consisté à modifier le
code FIT du L2EP en y intégrant la possibilité d’utiliser des maillages constitués d’autres types
d’éléments, tels que les prismes, afin de pouvoir modéliser des systèmes possédant des struc-
tures plus complexes. Pour y parvenir, la bibliographie m’a rapidement amené à implémenter
une méthode, novatrice à l’époque, de discrétisation de la loi de comportement des matériaux
initialement développée à l’université de Trieste (Italie) : la Cell-Method [45, 48]. Première - et
décisive pour la suite - expérience de recherche, ce travail de DEA aura également été pour
moi l’occasion de rédiger ma première communication scientifique [ACTI-1] présentée lors de
la conférence internationale XIX Symposium on Electromagnetic Phenomena in Nonlinear Circuits
(EPNC) en 2006.

Suite à l’obtention du DEA, j’ai préparé une thèse de doctorat intitulée "Mise en œuvre d’une
technique de projection de grandeurs discrètes : applications aux couplages magnétothermique et ma-
gnétomécanique" en cotutelle internationale et codirigée par Francis Piriou (L2EP) et Patrick Du-
lar (ACE). Le sujet avait été proposé par EDF qui souhaitait disposer d’un outil de modélisation
multiphysique permettant en particulier de réaliser des études magnétothermiques et magné-
tomécaniques à l’aide de la méthode des éléments finis. Chaque domaine de la physique met en
œuvre des grandeurs possédant des propriétés qui leurs sont propres. Lors d’un calcul dédié,
électromagnétique, thermique ou mécanique par exemple, la prise en compte de ces proprié-
tés nécessite la réalisation de maillages différents. À titre d’exemple, un calcul mécanique ne
nécessite pas d’inclure dans le domaine d’étude l’air entourant le système modélisé alors que
toute personne ayant déjà modélisé un système électromagnétique sait que c’est bien souvent
cette boîte d’air qui est la plus gourmande quant à la taille des maillages. Aussi, lors d’un calcul
couplé, la modélisation doit prendre en compte toutes les particularités des domaines de la phy-
sique considérés, notamment au travers d’un maillage commun adapté. Une manière simple de
répondre à cette contrainte consiste à concevoir un maillage extrêmement fin, sorte de plus pe-
tit commun multiple des maillages dédiés. Simple sur le papier, il apparaît évident qu’une telle
solution aboutirait la plupart du temps à un maillage d’une taille telle que la réalisation du cal-
cul serait tout simplement impossible dans un temps raisonnable. Une autre solution consiste
à réaliser chaque calcul sur son maillage propre et à transférer les grandeurs calculées d’un
maillage à l’autre en fonction des besoins. Les travaux réalisés dans le cadre de cette thèse se
proposaient de répondre à cette problématique en développant une telle méthode de projec-
tion de grandeurs discrètes dédiée aux couplages magnétothermique et magnétomécanique.
Ils se sont basés sur des travaux menés au début des années 2000 au laboratoire ACE dans le
cadre du développement de la méthode dite "des perturbations" [38, 66]. L’étude ne concer-
nait que le domaine de l’électromagnétisme et les grandeurs projetées se limitaient au champ
magnétique et à une seule formulation. Le principal verrou scientifique rencontré au cours de
ces travaux a concerné la nature mathématique des grandeurs physiques intervenant dans les
différentes modélisations. En effet, le champ magnétique, la température ou encore la force lo-
cale ne voient pas leurs formes discrètes respectives trouver leur place dans les mêmes espaces
vectoriels. Les résultats de ces travaux ont donné lieu à deux communications en conférences
internationales [ACTI-2, ACTI-3] et deux articles de revue [ACLI-1, ACLI-2].

À la suite de ma thèse de doctorat, j’ai eu l’occasion de m’ouvrir à une autre thématique de
recherche, les bruits et vibrations, en intégrant l’équipe COME 4 du L2EP sur le site de l’École
centrale de Lille en tant que post-doctorant puis ATER. Les travaux réalisés durant cette période

1. Centre National de Recherche Technologique
2. Électricité de France
3. Finite Integration Technique
4. Conception et Optimisation des Machines Électriques
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s’inscrivaient dans le cadre de la thèse de Mathieu Rossi [98] menée en partenariat avec l’en-
treprise ALSTOM Transport de Charleroi (Belgique). Ils portaient sur l’étude du bruit audible
d’origine électromagnétique émis par les transformateurs et les selfs communément utilisés
en traction ferroviaire. En particulier, ils visaient à cerner les phénomènes à l’origine du bruit
émis par ces dispositifs avec, notamment, la détermination de l’influence des forces d’entrefer
et des forces de magnétostriction afin d’en déduire un modèle analytique prédictif. Outre la
réalisation de calculs de déformations à l’aide du logiciel ANSYS, ma contribution à ces tra-
vaux a essentiellement consisté à réaliser de nombreuses mesures d’analyse modale à l’aide du
logiciel PULSE. Les résultats obtenus ont fait l’objet de deux communications en conférences
internationales [ACTI-4, ACTI-5].

Activités en tant que maître de conférences

Mes activités de recherche au sein du LSEE concernent la mise en place et l’exploitation de
simulations numériques dédiées et adaptées permettant de compléter une approche théorique
et/ou expérimentale. Ce travail de fond, qui sera plus amplement développé dans le chapitre
suivant, repose sur un équilibre entre la simulation de dispositifs complets et de dispositifs
plus ou moins simplifiés, mais également sur une volonté de mettre toute simulation réali-
sée au service d’une démarche scientifique, et non de s’y suppléer. Dans ce cadre, ces activités
s’inscrivent dans les thématiques du laboratoire sur les machines électriques et leurs consti-
tuants. Ma contribution s’articule sur des simulations mettant en œuvre des aciers GO 1 pour la
conception de machines originales, efficientes et silencieuses, et sur la conception d’outils pour
l’analyse de la fiabilité des systèmes d’isolation électrique.

Notons qu’au cours des différents travaux impliquant l’utilisation de tôles GO, il est apparu
clairement que le fort caractère anisotrope de ce matériau constitue un réel verrou, tant pour sa
caractérisation expérimentale que pour sa modélisation. C’est pourquoi, plus récemment, mes
activités autour de l’utilisation de tôles GO prennent une double orientation plus axée sur la
conception de dispositifs de caractérisation dédiés, d’une part, et, d’autre part, sur la génération
de modèles de représentation de leur comportement magnétique.

Aciers GO et machines originales

Depuis le milieu des années 2000, la société tkES 2 et le LSEE travaillent en partenariat sur
la compréhension du comportement des aciers électriques GO dans des dispositifs électroma-
gnétiques, qu’ils soient classiques, comme des circuits magnétiques de grands transformateurs,
plus atypiques avec des machines tournantes, ou encore des SST 3. Qu’il s’agisse de moteurs ou
de transformateurs, l’efficience énergétique est au cœur des investigations. S’y adjoint, pour les
transformateurs, la problématique acoustique. C’est ainsi que, dès mon arrivée au LSEE, j’ai pu
mettre à profit l’expérience acquise lors de mon travail post-doctoral à l’École centrale de Lille
avec l’encadrement d’un travail portant sur les bruits et vibrations des transformateurs [Th-1].
Par la suite, j’ai eu l’occasion de me pencher sur l’utilisation de tôles GO pour la conception
de deux machines efficientes originales. La première, une machine asynchrone à rotor à cage
d’écureuil en cuivre [Th-4] et dont la conception du noyau magnétique a vu ses origines dans
des travaux réalisés antérieurement au laboratoire [68, 74, 86], a permis de mettre en évidence
l’intérêt de l’isolant interlaminaire inhérent aux aciers GO dans la réduction des courant inter-
barres présents au rotor. La seconde, une machine à reluctance variable à flux axial [Th-5], voit
l’intérêt de l’utilisation des tôles GO dans l’augmentation du couple statique à encombrement
identique avec une machine constituée de tôles classiques.

Enfin, j’ai participé à un autre travail relevant de la thématique machines efficientes avec la
conception d’un régulateur de tension série à électronique de puissance protégée [Th-2].

1. à Grains Orientés
2. thyssenkrupp Electrical Steel
3. Single Sheet Tester
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Conception d’outils pour l’analyse de la fiabilité des systèmes d’isolation électrique

Le remplacement d’une partie des systèmes hydrauliques et pneumatiques par leurs équi-
valents électriques dans les avions est une tendance actuelle. Les raisons principales de cette
évolution sont liées à une réduction des coûts de maintenance mais également aux possibilités
que pourront offrir ces actionneurs au niveau de l’augmentation de la puissance massique. De
ce fait, cette augmentation de puissance électrique requise à bord passe par une augmentation
de la tension du réseau [97, 111], ce qui a un impact sur les systèmes d’isolation électrique
des bobinages des machines qui sont constitués de matériaux polymères prévus pour une uti-
lisation sur les réseaux industriels à 400 V. Ainsi, les bobinages se retrouvent soumis à des
contraintes à l’origine de l’apparition de décharges partielles, décharges qui sont responsables
du vieillissement prématuré de l’isolant. La fiabilité étant cruciale pour les applications de type
avionique, il apparaît nécessaire de disposer d’outils de surveillance de l’état de santé des bo-
binages. Les travaux de thèse de Vasile Mihaila [87], réalisés au LSEE, ont permis d’établir un
modèle à constantes localisées de bobinage permettant de prédire les niveaux de surtension ap-
paraissant entre les spires. Néanmoins, ce modèle pouvait être amélioré, notamment quant à la
précision. Le coencadrement d’un travail de thèse [Th-3] m’a permis de participer à la concep-
tion d’un outil, basé sur la détermination des paramètres du modèle à constantes localisées
précédemment cité à l’aide de simulations par la méthode des éléments finis. Le principal ap-
port de cette méthode a été de pouvoir établir le modèle d’une bobine donnée a priori, et donc
de pouvoir l’utiliser dès la phase de conception de la bobine.

En parallèle de ce travail, un autre défi est apparu : celui de la détermination, également
a priori, du seuil d’apparition des décharges partielles dans un bobinage donné ainsi que leur
localisation. Pour ces travaux, j’ai pu mettre à profit l’expérience acquise durant mes travaux de
DEA et de thèse dans le domaine des formulations de l’électromagnétisme, en utilisant leur ca-
ractère dual pour déterminer les formulations les plus appropriées pour le calcul de longueurs
de lignes de champs, d’une part, et de différence des potentiels électriques, d’autre part. Une
fois ces grandeurs déterminées, l’outil mis en place se base sur une comparaison avec la théorie
de Paschen [1].

Caractérisation et modélisation d’aciers GO

Le dernier volet de mes activités de recherche a émergé récemment suite à un constat réalisé
lors des différents travaux relatifs aux tôles GO : la modélisation du caractère fortement aniso-
trope du comportement magnétique de ces aciers est, à l’heure actuelle, un verrou et constitue
un frein à des modélisations de dispositifs mettant en œuvre ce type d’acier. Plusieurs modèles
ont été proposés dans la littérature mais aucun ne s’est réellement imposé comme référence.
C’est dans ce cadre que j’ai souhaité lancer un travail de fond sur les méthodes de modélisation
du comportement magnétique des tôles GO, travail qui a démarré avec un stage de fin d’études
de cycle ingénieur [AE-4], réalisé au LSEE, avec un double objectif :

— réaliser une bibliographie exhaustive sur les méthodes existantes ;

— en extraire celle qui paraissait être la plus prometteuse et la tester.

Une méthode, basée sur les fonctions de distribution des orientations [8, 59, 113], a été iden-
tifiée. Son application directe aux tôles GO utilisées au laboratoire s’est révélée décevante, mais
un travail complémentaire a finalement permis de montrer sa viabilité [ACLI-15].

3.3 Encadrement scientifique

Mon activité d’encadrement scientifique se compose de six thèses de doctorat, donc quatre
soutenues [Th-1-Th-4] et deux actuellement en cours[Th-5, Th-6], un travail post-doctoral [PDoc-
1] et quatre stages de fin d’études [AE-1-AE-4].
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Encadrement doctoral

[Th-1] - Rémi PENIN Les performances énergétiques et le bruit d’origine magnétique émis
par un transformateur sont deux critères essentiels à prendre en compte pour son fabricant. À
l’heure actuelle, les tests normalisés permettant de caractériser les aciers électriques composant
le noyau d’un transformateur ne reflètent pas totalement son comportement énergétique. De
même, il est extrêmement difficile de faire un lien entre la qualité d’une tôle et le bruit émis par
un assemblage de ces tôles. L’objectif des travaux de cette thèse était d’apporter des réponses à
ces deux problématiques. Pour cela, Rémi a mis en place différents dispositifs expérimentaux et
méthodologies. Par exemple, la méthode des trois cadres, qui a permis d’étudier la répartition
des pertes fer dans un noyau de transformateur, ou les circuits magnétiques « une pièce » à
tôles décalées, qui ont permis d’étudier les phénomènes à l’origine du bruit magnétique. Une
approche numérique complémentaire a été systématiquement menée sur la base de dispositifs
simplifiés afin d’approfondir les analyses des résultats expérimentaux.

Titre de la thèse : Évaluation a priori des performances environnementales d’un noyau
magnétique de transformateur triphasé sur la base de tests simplifiés

Soutenue le : 8 avril 2014
Directeur de thèse : Jean-François Brudny
Encadrement : Jean-Philippe Lecointe - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 33,3 %
Financement Bourse CIFRE 1 auprès de l’ANRT 2

Partenaire industriel : tkES
Publications : [ACLI-4, ACLI-6, ACLI-7, ACLI-9]

[ACTI-7, ACTI-9, ACTI-11, ACTI-14, ACTI-16]

[Th-2] - Virginie MAJCHRZAK
Le régulateur de tension série est un dispositif qui permet de compenser les fluctuations de

la tension du réseau électrique. À ce titre, il prend place dans la catégorie des dispositifs permet-
tant d’améliorer la qualité de l’énergie électrique. Il est habituellement composé d’un transfor-
mateur de couplage, d’une réserve d’énergie et d’un convertisseur électronique de puissance.
C’est au niveau de ce dernier que réside la faiblesse du dispositif puisqu’il peut être endom-
magé par les surintensités apparaissant sur le réseau et qui lui sont transmises via le transfor-
mateur de couplage. Le convertisseur électronique de puissance des dispositifs industrialisés
est généralement protégé par un surdimensionnement et par un by-pass électromécanique mais
cette conception augmente l’encombrement, le coût et surtout le temps de réponse du disposi-
tif. L’objectif de ces travaux de thèse était de proposer une alternative à ce by-pass électromé-
canique dans le but d’améliorer la fiabilité du dispositif en cas d’avarie sur le réseau. Pour cela,
Virginie a étudié une solution originale basée sur le principe de l’entrefer virtuel et qui se fonde
sur des travaux menés antérieurement au LSEE [37, 94]. La protection du convertisseur est
alors assurée par un by-pass magnétique directement intégré dans le noyau du transformateur
de couplage. Il est à noter qu’on retrouve la complémentarité entre les approches expérimentale
et numérique. En effet, l’approche expérimentale a tout d’abord permis de valider le principe
de fonctionnement du dispositif avec la réalisation d’une première maquette 3 mais également
de montrer la faisabilité d’un dispositif industriel avec la réalisation de quatre démonstrateurs
de 1 kVA chacun. L’approche numérique à l’aide de simulations par la méthode des éléments
finis ou de réseaux de réluctances, a, quant à elle, permis d’affiner l’analyse du fonctionne-
ment du dispositif. En effet, le principe de l’entrefer virtuel est basé la saturation locale d’un
noyau magnétique à l’aide de bobinages auxiliaires alimentés par des courants continus. Ainsi
le noyau magnétique du régulateur met en interaction à la fois des flux magnétiques alternatifs
et continus, ces derniers étant impossibles à mesurer.

1. Conventions Industrielles de Formation par la REcherche
2. Association Nationale Recherche Technologie
3. Ce travail a été réalisé par Virginie préalablement à la thèse dans le cadre de son stage de fin d’études [AE-1].
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Titre de la thèse : Régulateur magnétique à haute fiabilité pour améliorer la qualité de
l’énergie du réseau électrique

Soutenue le : 28 novembre 2016
Directeur de thèse : Jean-François Brudny
Encadrement : Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Financement Bourse CIFRE
Partenaire industriel : EDF
Subvention 61 918 § (pôle MEDEE 1)
Publications : [ACLI-8, ACLI-12]

[ACTI-13, ACTI-18-ACTI-20]
[ACTN-1]
[COM-1]

[Th-3] - Mustapha TOUDJI
La tendance actuelle est à l’électrification massive des moyens de transport, en particulier

dans le milieu de l’avionique et de l’automobile, deux secteurs pour lesquels réduire l’encom-
brement des dispositifs composant la chaîne électrique (sources d’énergie, convertisseurs et
actionneurs) est primordial. C’est ainsi que, pour répondre à cette problématique, les solutions
consistent à augmenter à la fois la tension du réseau embarqué, la fréquence et la vitesse de
commutation des convertisseurs alimentant les actionneurs. Il résulte de l’augmentation com-
binée de ces trois facteurs une augmentation drastique de la dérivée de la tension par rapport
au temps qui se traduit, à l’intérieur des bobinages des machines auxquelles le convertisseur est
connecté, par la génération de champs électriques importants, pouvant conduire à leur tour au
dépassement du PDIV 2. Des travaux menés au LSEE [87] ont abouti à l’établissement d’un mo-
dèle à constantes localisées (RLC) permettant l’étude de l’apparition des décharges partielles
inter-spires dans les bobinages. Ce travail initiateur a montré que la détermination des valeurs
des composants de ce modèle constituait encore un verrou à lever. C’est dans ce contexte que
les travaux de Mustapha ont pris place puisqu’il a développé une méthodologie basée sur la si-
mulation par la méthode des éléments finis de modèles simples (en 2D uniquement) permettant
de calculer la valeur de chacun des composants du circuit RLC précédemment cité. Cette ap-
proche a d’abord permis de montrer qu’il est possible, pour une bobine donnée, de générer son
modèle à constantes localisées sans avoir à réaliser de mesures. De ce fait, la méthode dévelop-
pée peut être utilisée dès la phase de dimensionnement d’une machine. Ensuite, cette approche
a également permis d’augmenter la précision du modèle puisqu’elle a permis de discriminer
les éléments du modèle spire par spire.

Titre de la thèse : Développement de méthodes d’analyse des contraintes sur les isolants
inter-spires des bobinages des machines électriques

Soutenue le : 14 décembre 2017
Directeur de thèse : Stéphane Duchesne
Encadrement : Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Financement Région – université d’Artois (contrat doctoral)
Publications : [ACLI-14]

[ACTI-22, ACTI-23, ACTI-27]
[ACTN-3]

[Th-4] - Vincent MALLARD
Le travail de Vincent avait pour but l’amélioration énergétique des machines asynchrones à

cage d’écureuil. Les deux axes qui ont été identifiés étaient la réduction des pertes fer dans le
noyau magnétique et des pertes Joules dans la cage d’écureuil. La réduction des pertes fer a été

1. Maîtrise Énergétique des Entraînements Électriques
2. Partial Discharge Inception Voltage
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rendue possible par l’utilisation de tôles GO, ces dernières présentant des caractéristiques bien
plus avantageuses que les aciers habituellement utilisés dans les machines tournantes. Pour
ce qui est des pertes Joule au rotor, l’aluminium habituellement utilisé pour la conception des
cages d’écureuil a, de manière très classique, été remplacé par du cuivre injecté sous pression,
technologie maîtrisée par la société FAVI 1 . L’emploi de ces deux solutions technologiques était
original et la réalisation d’un prototype a permis de constater un gain du rendement pouvant
aller jusqu’à 2 %.

Titre de la thèse : Définition de machines asynchrones à très hautes efficacité énergétique
par actions conjuguées du cuivre rotorique et de l’acier à grains orientés

Soutenue le : 10 juillet 2018
Directeur de thèse : Jean-François Brudny
Encadrement : Cristian Demian - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 30 %
Financement Bourse CIFRE
Partenaire industriel FAVI
Publications : [ACLI-16]

[ACTI-25, ACTI-26]

[Th-5] - Racha AYDOUN
Le travail de Racha porte sur la conception d’une MRV 2 à double saillance à flux axial.

Même si on peut reprocher à ce type de machine des performances un peu en deçà d’une ma-
chine à aimants ainsi qu’un bruit acoustique élevé, elle présente d’indéniables avantages tant
du point de vue technologique (capacité à atteindre des vitesses élevées et à développer un fort
couple à basse vitesse) que du point de vue économique (robustesse et faible coût de réalisation
dû à l’absence de bobinage et d’aimant au rotor). L’objectif du travail est de concevoir un ac-
tionneur aux performances environnementales accrues, notamment en réduisant ses pertes fer,
tout en augmentant son couple massique. La solution technologique retenue pour remplir ces
objectifs est l’utilisation de tôles GO. Il s’agira ensuite d’analyser s’il est possible de mettre à
profit le caractère fortement anisotrope de ce type de tôles pour jouer sur le rapport de saillance
entre rotor et stator afin d’augmenter le couple produit.

Titre de la thèse : Conception d’une machine à reluctance variable à flux axial et tôles à
grains orientés

Soutenance prévue : 2019
Directeurs de thèse : Jean-Philippe Lecointe - Abdelmounaïm Tounzi (L2EP)
Encadrement : Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 33,3 %
Financement Région – université d’Artois (contrat doctoral)
Publications : [ACTI-28]

[ACTN-4]

[Th-6] - Raphaël PILE
L’étude du bruit et des vibrations d’origine électrique dans les dispositifs électrotechniques

reste un sujet actuel, et la société EOMYS 3 a fait de cette thématique sa spécialité. Le travail de
Raphaël vise à faciliter l’intégration de cette problématique en phase de prototypage virtuel.
Pour cela deux axes ont été identifiés : d’abord le développement de schémas de projection des
efforts magnétiques sur des maillages dédiés au calcul de réponse mécanique et, ensuite, l’opti-
misation numérique du couplage faible magnétomécanique par le développement de méthodes
de réduction de modèles.

1. Fonderie et Ateliers du Vimeu
2. Machine à Reluctance Variable
3. EOMYS est le nom scientifique d’un animal d’origine européenne aujourd’hui disparu, un genre d’écureuil volant

– un animal hybride entre terre et air, à l’image de la structure de l’entreprise, entre société de conseil en ingénierie et
laboratoire de recherche appliquée.
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Titre de la thèse : Méthodes numériques appliquées au calcul des vibrations d’origine élec-
tromagnétique : schémas de projection des efforts magnétiques et déve-
loppement de modèles réduits

Soutenance prévue : 2021
Directeur de thèse : Yvonnick Le Menach (L2EP) - Jean-Philippe Lecointe
Encadrement : Thomas Henneron (L2EP) - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 30 %
Financement Bourse CIFRE
Partenaire industriel EOMYS
Publications : [ACTI-30]

Encadrement post-doctoral

[PDoc-1] - Rémi PENIN

Les travaux menés par Rémi dans le cadre de sa thèse de doctorat [Th-1] ont notamment
mis en lumière la difficulté de la reproductibilité des essais de mesure de bruit et vibrations
sur les noyaux magnétiques des transformateurs. Dans la continuité des travaux de thèse, la
société tkES a souhaité poursuivre les investigations. Rémi s’est donc vu confier un contrat
post-doctoral d’un an.

Titre du travail : Fiabilisation de la mesure de bruit des transformateurs
Période : du 15 avril 2014 au 15 avril 2015 (1 an)
Encadrement : Jean-Philippe Lecointe - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Partenaire industriel : tkES
Publications : [ACLI-7, ACLI-9]

[ACTI-14, ACTI-16]

Autres encadrements

[AE-1] - Virginie MAJCHRZAK

Virginie a réalisé son stage de fin d’études de Mastère manager en gestion des énergies
nouvelles (SYSPEC) au LSEE durant 6 mois. Il s’agissait pour elle de réaliser une maquette
de laboratoire permettant de montrer la viabilité de l’utilisation du principe de l’entrefer vir-
tuel [37, 94] en tant qu’« interrupteur de flux magnétique ». Les résultats obtenus ont permis le
lancement de la thèse [Th-2] et on fait l’objet d’un article de conférence internationale.

Titre du travail : Nouveau transformateur de couplage pour les régulateurs série
Période : du 8 avril au 8 octobre 2013 (6 mois)
Encadrement : Jean-François Brudny - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Partenaire industriel : EDF
Publications : [ACTI-13]

[AE-2] - Inès NACEUR

Le travail d’Inès s’est inscrit dans le cadre d’une maturation de brevet avec la SATT 1 Nord.
Il s’agissait de réaliser des calculs préliminaires au dimensionnement d’un limiteur de courant
basé sur le principe de l’entrefer virtuel [37, 94]. Les résultats ont été valorisés avec un article
de conférence internationale et un article de revue internationale avec comité de lecture.

1. Société d’Accélération du Transfert Technologique
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Titre du travail : Dimensionnement et réalisation d’un limiteur de courant
Période : du 1er novembre 2014 au 29 janvier 2016 (14 mois)
Encadrement : Jean-François Brudny - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Partenaire industriel : SATT Nord
Publications : [ACTI-15]

[ACLI-11]

[AE-3] - Etienne CAILLEAUX
Etienne a réalisé son stage de fin d’étude du cycle d’ingénieur de l’ENSEM 1 au LSEE du-

rant 6 mois. Ce stage consistait à dimensionner et réaliser les convertisseurs électroniques de
puissance, ainsi que leurs commandes, permettant d’alimenter les prototypes de régulateur de
tension série réalisés dans le cadre de la thèse [Th-2].

Titre du travail : Conception et essais de la commande d’un convertisseur électronique
pour un régulateur de tension série

Période : du 8 mars au 30 septembre 2016 (6 mois)
Encadrement : Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 100 %
Partenaire industriel : EDF

[AE-4] - Fan JIANG
Fan a réalisé son stage de fin d’études de cycle ingénieur de l’UTC 2 au LSEE durant 6 mois.

Son travail consistait à réaliser une étude bibliographique approfondie des différentes mé-
thodes de prise en compte de l’anisotropie magnétique permettant d’alimenter un code de
calcul par la méthode des éléments finis. Rapidement, Fan a mis en avant les possibilités of-
fertes par la méthode des fonctions de distribution des orientations. Il a alors réalisé un travail
théorique conséquent qui a abouti à une modélisation fine du comportement magnétique des
tôles GO. Son travail a été valorisé avec un article de conférence internationale et un article de
revue internationale avec comité de lecture.

Titre du travail : Modélisation de l’anisotropie magnétique dans les tôles à grains orientés
par la méthode des fonctions de distribution des orientations

Période : du 20 février au 4 août 2017 (6 mois)
Encadrement : Mathieu Rossi - Guillaume Parent
Taux d’encadrement : 50 %
Publications : [ACLI-15]

[ACTI-24]

3.4 Collaborations

Au niveau national

Dans le cadre de SEEDS

En mai 2011, j’ai répondu à un appel à projet interne à SEEDS 3. Le travail mené était une
étude exploratoire qui mettait en œuvre des tôles GO pour réduire le bruit des MRV. Elle asso-
ciait des chercheurs du L2EP et du LSEE :

— côté L2EP : Yvonnick Le Menach, Thomas Henneron et Abdelmounaïm Tounzi ;

— côté LSEE : Jean-Philippe Lecointe, Jean-François Brudny et Guillaume Parent.

1. École Nationale Supérieure d’Électricité et de Mécanique de Nancy
2. Université de Technologie de Compiègne
3. Systèmes d’Énergie Électrique dans leurs Dimensions Sociétales
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Dans le cadre du projet CE2I

Le projet CE2I 1 a pour but de pouvoir, à terme, disposer de « machines intelligentes » qui in-
tègrent la conversion d’énergie électromécanique, électro-électrique ainsi que leur contrôle, tout
en respectant des contraintes de taille, d’émissions, de fiabilités fonctionnelle et structurelle et
d’éco-efficacité. Il a été retenu au titre du CPER 2 2015-2020 et intègre la dynamique européenne
de la transition énergétique. Mon implication dans ce projet se traduit par le coencadrement de
Racha Aydoun [Th-5].

Outre ces deux projets, je collabore également avec le L2EP au travers du coencadrement
des travaux de thèse de de Racha Aydoun [Th-5] et de Raphaël Pile [Th-6].

Au niveau international

Mes activités de recherche relevant principalement de la modélisation numérique par la
méthode des éléments finis de machines électriques, j’ai été amené à établir des liens avec plu-
sieurs collègues étrangers. Pour cela, je me suis appuyé sur le dispositif de visiting et invited
professors pour organiser leurs séjours au LSEE. Ainsi, j’ai animé les venues de :

— Johan Gyselinck, professeur à l’université libre de Bruxelles en Belgique, visiting professor
en 2014 ;

— Mauricio Valencia Ferreira da Luz, professeur à l’université fédérale de Santa Catarina au
Brésil, visiting professor en 2015 ;

— Patrick Dular, directeur de recherche à l’université de Liège en Belgique, invited professor
en 2015 et visiting professor en 2016 et 2017 ;

— Christophe Geuzaine, professeur à l’université de Liège en Belgique, visiting professor en
2017 ;

— Jean Vianei Leite, professeur à l’université fédérale de Santa Catarina au Brésil, visiting
professor en 2017 et 2018.

À noter que les collaborations avec Patrick Dular ont donné lieu à plusieurs communica-
tions et publications [ACTI-21, ACTI-23, ACLI-13, ACLI-14, ACTI-29]. Par ailleurs, les travaux
initiés avec Jean Vianei Leite ont abouti au montage d’un dossier de financement de thèse en
cotutelle entre l’université d’Artois et l’université fédérale de Santa Catarina. La région Hauts-
de-France supporte le projet avec le financement de 50 % du salaire du doctorant. La partie
restante sera apportée par le gouvernement brésilien pour un démarrage de la thèse en janvier
2019.

3.5 Activités contractuelles

Contrats d’accompagnement de thèse

[CAT-1] - Accompagnement de la thèse de Rémi Penin [Th-1]

Titre du travail : Core Model
Partenaire industriel tkES
Période : de septembre 2010 à octobre 2013 (36 mois)
Budget : 116 600 §

[CAT-2] - Accompagnement de la thèse de Virginie Majchrzak [Th-2]

1. Convertisseur d’Énergie Intégré Intelligent
2. Contrat Plan État Région



Section 3. Activités de recherche 15

Titre du travail : Régulateur magnétique à haute fiabilité pour améliorer la qualité de la
tension d’un réseau de distribution

Partenaire industriel EDF
Période : de novembre 2013 à octobre 2016 (36 mois)
Budget : 35 328 §

[CAT-3] - Accompagnement de la thèse de Vincent Mallard [Th-4]

Titre du travail : Définition de machines asynchrones à très hautes efficacité énergétique
par actions conjuguées du cuivre rotorique et de l’acier à grains orientés

Partenaire industriel EDF
Période : de septembre 2014 à août 2017 (36 mois)
Budget : §49 680
Chercheurs impliqués : Jean-François Brudny - Cristian Demian - Guillaume Parent
Taux d’implication : 30 %

Contrats industriels et prestations

[CIP-1] - CEA 1

L’étude réalisée consistait à optimiser la géométrie d’un moteur pour accroître ses perfor-
mances énergétique et acoustique.

Titre du travail : Prestation d’étude pour optimiser un moteur
Période : de janvier 2012 à mars 2013 (14 mois)
Budget : 59 105,33 §
Chercheurs impliqués : Jean-François Brudny - Jean-Philippe Lecointe - Raphaël Romary

Olivier Ninet - Guillaume Parent
Taux d’implication : 20 %

[CIP-2] - tkES
Ce contrat annuel renouvelable permet de réaliser régulièrement des essais et manipula-

tions pour notre partenaire tkES.

Titre du travail : Utilisation alternative des tôles à grains orientés
Période : de janvier à décembre 2012 (12 mois)
Budget : 24 207,04 §
Chercheurs impliqués : Jean-François Brudny - Jean-Philippe Lecointe - Guillaume Parent
Taux d’implication : 30 %

[CIP-3] - tkES
Ce contrat correspond au financement du travail post-doctoral de Rémi Penin [ACLI-6].

Titre du travail : Contribution apportée par les tôles à grains orientés au bruit des noyaux
de transformateur de puissance

Période : d’octobre 2014 à juillet 2015 (10 mois)
Budget : 26 680 §
Chercheurs impliqués : Jean-Philippe Lecointe - Guillaume Parent
Taux d’implication : 50 %

[CIP-4] - EDF
Ce contrat correspond au financement du stage de fin d’études d’Etienne Cailleaux [AE-3].

Titre du travail : Conception et essais de la commande d’un convertisseur électronique
pour un régulateur de tension série

Période : de juin 2016 à janvier 2017 (8 mois)
Budget : 7 728 §
Chercheurs impliqués : Guillaume Parent
Taux d’implication : 100 %

1. Commissariat à l’Énergie Atomique
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4 Activités d’intérêt collectif

4.1 Responsabilités au sein de l’université d’Artois

Dès ma nomination à l’université d’Artois j’ai souhaité m’investir dans la structure en par-
ticipant aux tâches d’intérêt collectif, que ce soit au niveau de la filière génie électrique ou du
LSEE.

Au niveau de la filière génie électrique, j’ai assuré la responsabilité de la 1ère année de la
licence SPI de septembre 2011 à août 2013. En septembre 2013, j’ai pris la responsabilité de la
3ème année de cette même licence, tâche que j’assure encore aujourd’hui. La responsabilité de
promotion couvre l’organisation générale de l’année, l’établissement des emplois du temps,
l’organisation des jurys de semestre et d’année ainsi que celle des commissions de sélection
des candidats (dossiers e-candidats et Études en France). À cela s’ajoute également le suivi des
étudiants lorsque ces derniers réalisent leurs stages chez nos partenaires industriels. Outre ces
activités que l’on peut qualifier de « quotidiennes », la responsabilité d’année a également été
l’occasion pour moi de participer à la rédaction du dossier d’évaluation de la licence SPI par
l’AÉRES 1 en 2014 et par l’HCÉRES 2 en 2018.

Au sein du LSEE, j’ai été membre élu du conseil de laboratoire de 2013 à 2016. A cette occa-
sion, je me suis chargé de la rédaction des comptes-rendus des réunions. Par ailleurs, j’assure
depuis 2010 la gestion de la bibliothèque scientifique du laboratoire. Cela comprend la gestion
des volumes « papiers » des revues auxquelles le laboratoire est abonné ainsi que de celle des
actes des conférences auxquelles chacun des membres du laboratoire se rend.

4.2 Organisation d’évènements scientifiques

Au niveau national

Conjointement avec Vincent Lanfranchi du LEC 3 et Jean-Philippe Lecointe du LSEE, j’ai pris
la charge de l’organisation de la journée d’études « bruits et vibrations » du groupe de recherche
SEEDS 4 qui s’est déroulée le 17 novembre 2015 à Arras et qui s’inscrit dans le cadre des groupes
de travail de SEEDS. À cette occasion, j’ai, entre autres, assuré la rédaction de l’annonce de la
journée et du programme, sollicité une partie des intervenants, géré les participants et, bien
entendu, l’animation scientifique.

J’ai également participé à l’organisation de la conférence JCGE 5 qui s’est déroulée à Arras
du 30 mai au 1er juin 2017.

Au niveau international

Le LSEE a organisé la conférence internationale Symposium on Electromagnetic Phenomena in
Nonlinear Circuits (EPNC) qui s’est déroulée du 26 au 29 juin 2018 à Arras. J’ai rédigé le call for
papers.

4.3 Expertises

Jury de thèse et expertise ANRT

J’ai été invité au jury de thèse de M. Erin Kuci en tant qu’opponent 6. Cette dernière, intitulée
"Shape and Topology Optimization for Electro-Mechanical Energy Converters", a été préparée au la-

1. Agence d’Évaluation de la Recherche et de l’Enseignement Supérieur
2. Haut Conseil de l’Évaluation de la Recherche et de l’Enseignement Supérieur
3. Laboratoire d’Électromécanique de Compiègne
4. Systèmes Électro-Énergétiques dans leurs Dimensions Sociétales
5. Jeune Chercheur en Génie Électrique
6. La procédure belge diffère de la française dans la mesure où tous les membres du jury rapportent sur le manuscrit

pour autoriser ou non la soutenance
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boratoire Automotive Engineering Research Group de l’université de Liège sous la codirection
de Pierre Duysinx et de Christophe Geuzaine et a été soutenue publiquement le 26 avril 2018.

Par ailleurs, j’ai réalisé une expertise sur une demande de bourse CIFRE en 2014.

Chairman dans des conférences internationales

J’ai été sollicité à trois reprises pour être chairman au cours de conférences internationales :
— en 2012, chairman d’une session orale lors de IEEE Conference on Electromagnetic Field Com-

putation (CEFC) qui s’est déroulée du 14 au 14 novembre à Oîta au Japon,
— en 2014, chairman d’une session poster, également pour la conférence CEFC qui s’est

déroulée du 25 au 28 mai à Annecy en France.
— en 2018, chairmain d’une session poster lors du Symposium on Electromagnetic Phenomena

in Nonlinear Circuits (EPNC) qui s’est déroulé du 26 au 29 juin à Arras en France.

Relecture d’articles

Au 1er septembre 2018, j’ai assuré la relecture de 28 articles de revue et de 37 communica-
tions dans des conférences internationales. La synthèse de ces relectures est présentée dans le
tableau 1.1.

Revues internationales

IEEE Transactions on Industrial Electronics 3
IEEE Transactions on Magnetics 12
IET Electric Power Applications 1
IET Generation, Transmission & Distribution 1
COMPEL 4
PIERS 7
Conférences internationales

IEEE Conference on Electromagnetic Field Computation (CEFC) 34
International Conference on Electrical Machines (ICEM) 3

Tableau 1.1 – Nombre de relectures par type de production au 1er septembre 2018

5 Bilan de publications

Depuis mes premiers travaux de DEA lors de l’année universitaire 2003–2004, mon bilan
de publications se compose de 17 articles dans des revues internationales avec comité de lec-
ture (ACLI), 31 communications dans des conférences internationales avec publication des
actes (ACTI), 4 communications dans des conférences nationales (ACTN) et une communica-
tion dans une conférence internationale sans actes (COM). La figure 1.3 montre l’évolution du
volume de publications par année.
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Figure 1.3 – Évolution du volume des publications par année

Revues internationales avec comité de lecture

[ACLI-1] G. PARENT, P. DULAR, J.-P. DUCREUX et F. PIRIOU, « Using a Galerkin projec-
tion method for coupled problems », IEEE Transactions on Magnetics, t. 44, no 6,
p. 830-833, juin 2008

[ACLI-2] G. PARENT, P. DULAR, F. PIRIOU et A. ABAKAR, « Accurate projection method
of source quantities in coupled finite-element problems », IEEE Transactions on
Magnetics, t. 45, no 3, p. 1132-1135, mar. 2009

[ACLI-3] X. MARGUERON, A. BESRI, P. JEANNIN, J.-P. KERADEC et G. PARENT, « Com-
plete analytical calculation of static leakage parameters : a step toward HF
transformer optimization », IEEE Transactions on Industry Applications, t. 46,
p. 1055-1063, mai 2010

[ACLI-4] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Ana-
lysis of the magnetic flux distribution in a new shifted non-segmented grain
oriented AC motor magnetic circuit », IEEE Transactions on Magnetics, t. 49,
no 5, p. 1977-1980, mai 2013

[ACLI-5] G. VOGT, C. DEMIAN, R. ROMARY, G. PARENT et V. COSTAN, « Experimental
model for study of electromagnetic phenomena in stator core-end laminations
of large generators », Progress In Electromagnetics Research B, t. 56, p. 89-107,
2013

[ACLI-6] R. PENIN, J.-P. LECOINTE, G. PARENT, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Grain-
oriented steel rings for an experimental comparison of relative magnetostric-
tion and Maxwell’s forces effects », IEEE Transactions on Industrial Electronics,
t. 61, no 8, p. 4374-4382, août 2014

[ACLI-7] R. PENIN, J.-P. LECOINTE, G. PARENT, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Im-
pact of mechanical deformations of transformer corners on core losses », IEEE
Transactions on Magnetics, t. 51, no 4, p. 1-5, avr. 2015

[ACLI-8] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « De-
sign of a coupling transformer with a virtual air gap for dynamic voltage res-
torers », IEEE Transactions on Magnetics, t. 52, no 7, p. 1-4, juil. 2016

[ACLI-9] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « A new
approach to the critical induction in transformer cores », International Journal
of Applied Electromagnetics and Mechanics, t. 50, no 4, p. 583-592, 2016
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[ACLI-10] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « De-
termination of specific losses in the limbs of an Epstein frame using a three
Epstein frame methodology applied to grain oriented Electrical Steels », Sen-
sors, t. 16, no 6, p. 826, 2016

[ACLI-11] J.-F. BRUDNY, G. PARENT et I. NACEUR, « Characterization and modeling of
a virtual air gap by means of a reluctance network », IEEE Transactions on Ma-
gnetics, t. 53, no 7, p. 1-7, 2017

[ACLI-12] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « In-
fluence of the electrical circuit configurations of a DVR coupling transformer
with a magnetic bypass », COMPEL - The international journal for computation
and mathematics in electrical and electronic engineering, t. 36, no 3, p. 804-810, mai
2017

[ACLI-13] G. PARENT, S. DUCHESNE et P. DULAR, « Determination of flux tube portions
by adjunction of electric or magnetic multivalued equipotential lines », IEEE
Transactions on Magnetics, t. 53, no 6, p. 1-4, juin 2017

[ACLI-14] M. TOUDJI, G. PARENT, S. DUCHESNE et P. DULAR, « Determination of win-
ding lumped parameter equivalent circuit by means of finite element me-
thod », IEEE Transactions on Magnetics, t. 53, no 6, p. 1-4, juin 2017

[ACLI-15] F. JIANG, M. ROSSI et G. PARENT, « Anistropy model for modern grain orien-
ted electrical steel based on orientation distribution function », AIP Advances,
t. 8, no 5, p. 056 104, 2018

[ACLI-16] V. MALLARD, C. DEMIAN, J.-F. BRUDNY et G. PARENT, « The use of
segmented-shifted grain-oriented sheets in magnetic circuits of small AC mo-
tors », Open Physics, 2018, in press

[ACLI-17] V. MALLARD, G. PARENT, C. DEMIAN, J.-F. BRUDNY et C. DEMIAN, « Increa-
sing the energy efficiency of induction machines by the use of grain-oriented
magnetic materials and die-casting copper squirrel cage in the rotor », IEEE
Transactions on Industry Applications, 2018, in press

Conférences internationales

[ACTI-1] G. PARENT, Y. LE MENACH, J.-P. DUCREUX et F. PIRIOU, « Study of the cou-
pling between magnetic and electric equations by using FEM, FIT and Cell-
Method », in XIX Symposium on Electromagnetic Phenomena in Nonlinear Circuits
(EPNC), 2006

[ACTI-2] G. PARENT, P. DULAR, J.-P. DUCREUX et F. PIRIOU, « Using Galerkin projec-
tion method in magneto-thermal coupled problems », in 16th Conference on the
Computation of Electromagnetic Fields (COMPUMAG), 2007

[ACTI-3] G. PARENT, P. DULAR, F. PIRIOU et A. ABAKAR, « Accurate projection method
of source quantities in coupled problems », in 13th Biennial IEEE Conference on
Electromagnetic Field Computation (CEFC), 2008

[ACTI-4] G. PARENT, M. ROSSI, M. HECQUET, V. LANFRANCHI et M. BEKEMANS,
« Multi-physics modeling of industrial inductors associated to converters »,
in IEEE Vehicle Power and Propulsion Conference (VPPC), sept. 2010, p. 1-6

[ACTI-5] M. ROSSI, G. PARENT, M. HECQUET, V. LANFRANCHI et M. BEKEMANS,
« Thermal modeling of industrial inductors and transformers associated to
the converters », in XIXth International Conference on Electrical Machines (ICEM),
sept. 2010

[ACTI-6] C. DEMIAN, G. PARENT, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « AC magnetic cir-
cuits using non segmented shifted grain oriented electrical steel sheets : study
of magnetic flux transition between sheets », in 20th Soft Magnetic Conference
(SMM), sept. 2011
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[ACTI-7] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Ana-
lysis of the magnetic flux distribution in a new shifted non-segmented grain
oriented AC motor magnetic circuit », in 15th Biennial IEEE Conference on Elec-
tromagnetic Field Computation (CEFC), nov. 2012, p. 471

[ACTI-8] G. PARENT, L. PETREA, C. DEMIAN, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Contri-
bution to iron losses decrease in AC motor : a new shifted non segmented
Grain Oriented magnetic circuit », in 15th Biennial IEEE Conference on Electro-
magnetic Field Computation (CEFC), nov. 2012, p. 483

[ACTI-9] R. PENIN, J.-P. LECOINTE, G. PARENT, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Es-
timation of relative magnetostriction and Maxwell’s forces in stacked grain
oriented steel structures », in XXth International Conference on Electrical Ma-
chines (ICEM), sept. 2012, p. 1971-1976

[ACTI-10] G. VOGT, R. ROMARY, G. PARENT et V. COSTAN, « Study of stator core-end
packets under the action of two incident fluxes - Real scale model », in 38th

Annual Conference of the IEEE Industrial Electronics Society (IECON), oct. 2012,
p. 2043-2048

[ACTI-11] R. PENIN, G. PARENT, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Impact
of structural deformations on transformer core losses », in 21th Soft Magnetic
Conference (SMM), sept. 2013, p. 325

[ACTI-12] J.-F. BRUDNY, F. MORGANTI, J.-P. LECOINTE et G. PARENT, « On the use of
carrier phase jumps to reduce some PWM switching effects », in 40th Annual
Conference of the IEEE Industrial Electronics Society (IECON), nov. 2014, p. 762-
768

[ACTI-13] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « Cou-
pling transformer with a virtual air gap for the protection of dynamic voltage
restorers », in 40th Annual Conference of the IEEE Industrial Electronics Society
(IECON), nov. 2014, p. 462-468

[ACTI-14] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « In-
fluence of the electrical steel grade on the magnetic flux distribution in trans-
former core corners », in 16th Biennial IEEE Conference on Electromagnetic Field
Computation (CEFC), mai 2014

[ACTI-15] J.-F. BRUDNY, G. PARENT et I. NACEUR, « Characterization of a virtual air
gap », in International Symposium on Electromagnetic Fields (ISEF), 2015

[ACTI-16] G. PARENT, R. PENIN, J.-P. LECOINTE, J.-F. BRUDNY et T. BELGRAND, « Three
Epstein frames to characterize iron losses and mean path length of grain orien-
ted electrical steel lamination », in International Symposium on Electromagnetic
Fields (ISEF), 2015

[ACTI-17] S. DUCHESNE, G. PARENT, J. MOENCLAY et D. ROGER, « Prediction of PDIV
in motor coils using Finite Element Method », in International Conference on
Dielectrics, 2016

[ACTI-18] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « Cou-
pling transformer operation of a dynamic voltage restorer under electrical grid
conditions », in 17th Biennial IEEE Conference on Electromagnetic Field Computa-
tion (CEFC), 2016

[ACTI-19] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « Design
of a coupling transformer with a virtual air gap for dynamic voltage resto-
rers », in Joint Magnetism and Magnetic Materials - INTERMAG Conference, 2016

[ACTI-20] V. MAJCHRZAK, G. PARENT, J.-F. BRUDNY, V. COSTAN et P. GUUINIC, « Elec-
trical circuit design of a coupling transformer with a virtual air gap », in XXIV
Symposium on Electromagnetic Phenomena in Nonlinear Circuits (EPNC), 2016

[ACTI-21] G. PARENT, S. DUCHESNE et P. DULAR, « Determination of flux tube portions
by adjunction of electric or magnetic multivalued equipotential lines », in 17th

Biennial IEEE Conference on Electromagnetic Field Computation (CEFC), 2016
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[ACTI-22] M. TOUDJI, V. IOSIF, S. DUCHESNE, G. PARENT et D. ROGER, « Coupled
magneto-thermal formulation to characterize a coil composed of conductors
with an inorganic insulation », in XXIV Symposium on Electromagnetic Pheno-
mena in Nonlinear Circuits (EPNC), 2016

[ACTI-23] M. TOUDJI, G. PARENT, S. DUCHESNE et P. DULAR, « Determination of win-
ding lumped parameter equivalent circuit by means of finite element me-
thod », in 17th Biennial IEEE Conference on Electromagnetic Field Computation
(CEFC), 2016

[ACTI-24] F. JIANG, M. ROSSI et G. PARENT, « Anistropy model for modern grain orien-
ted electrical steel based on orientation distribution function », in 62nd annual
Conference on Magnetism and Magnetic Materials (MMM), 2017
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Chapitre 2

Synthèse des activités de recherche

1 Introduction - place de la simulation numérique au LSEE

Modélisation ou simulation? Ces deux termes sont souvent employés à tort ou confondus.
Pourtant, ils ne font absolument pas référence à la même chose [31, 106]. En réalité, la modé-
lisation et la simulation forment un couple. Qu’est-ce que la modélisation? La définition du
dictionnaire explique qu’il s’agit de « l’établissement d’une structure formalisée utilisée pour rendre
compte d’un ensemble de phénomènes qui possèdent entre eux certaines relations ». En somme, modé-
liser, c’est établir une représentation de la réalité, ou, dans notre cas, d’un dispositif électroma-
gnétique réel. Un modèle se doit d’être le plus fidèle possible au dispositif qu’il représente, tout
en étant plus simple afin d’en assurer la facilité d’exploitation. La fidélité et la simplicité sont
étroitement liées aux hypothèses attachées à ce modèle. La simulation, quant à elle, désigne
l’exploitation d’un modèle par des outils appropriés, numériques dans notre cas.

Aussi, pour quelle(s) raison(s), lors d’un travail de recherche, peut-on être amené à réaliser
une simulation numérique d’un dispositif électromagnétique, en particulier au sein du LSEE où
la validation par l’expérimentation est une couleur forte du laboratoire? Depuis ma nomination
en tant que maître de conférences, c’est cette question qui oriente mes activités de recherche,
avec un positionnement que l’on peut formuler ainsi : qu’est-ce qu’une simulation numérique
pourrait apporter pour suppléer/compléter/améliorer une approche théorique ou expérimen-
tale d’un dispositif ou d’un phénomène électromagnétique et, surtout, sous quelle forme? Par
sous quelle forme, j’entends : que doit-on simuler au juste? En effet, même si les travaux réa-
lisés durant les trente dernières années pour améliorer continuellement les codes de calcul ont
été considérables, vouloir simuler un dispositif électromagnétique dans son ensemble, en trois
dimensions, en prenant en compte tous les phénomènes non linéaires ainsi que les phénomènes
induits, le tout dans le but d’en prédire le comportement aux niveaux à la fois local et global,
avec une précision satisfaisante, relève encore aujourd’hui de l’utopie. Tout d’abord du point
de vue technique puisqu’en dépit des progrès réalisés au niveau hardware, le problème de la
taille du système matriciel à nécessairement résoudre persiste et persistera. Ensuite, on peut
s’interroger sur la complexité du modèle mis en œuvre au regard du but recherché. En d’autres
termes : est-ce réellement utile?

Nous verrons dans cette synthèse qu’au cours des différents travaux auxquels j’ai participé,
j’ai pu développer plusieurs approches.

— Simuler des systèmes complets, moyennant des hypothèses simplificatrices, dans le but
de dimensionner un prototype de machine tournante ou de transformateur. Nous verrons
en particulier que la simulation numérique a permis d’étudier la distribution de flux al-
ternatifs et continus dans un noyau magnétique, phénomène difficile à appréhender de
manière expérimentale.

— Simuler des parties de dispositifs, voire des dispositifs dont la géométrie diffère du dispo-
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sitif initial mais qui permettent d’isoler les phénomènes voulus. Nous verrons que cette
approche, que l’on peut qualifier de « conception de maquettes numériques » repose sur
les mêmes concepts que ceux utilisés depuis les débuts de la recherche scientifique pour la
définition et la conception de dispositifs expérimentaux. Par exemple, je montrerai qu’elle
a permis de modéliser finement le comportement 3D du flux magnétique à l’intérieur
d’une machine asynchrone dont le stator est constitué de tôles GO dont les directions de
laminage sont décalées les unes par rapport aux autres. Par ailleurs, la même approche a
été employée pour étudier l’influence de la qualité des tôles utilisées dans les transforma-
teurs sur l’induction critique, cette grandeur ayant un rôle non négligeable à la fois sur
les pertes et sur le bruit. De plus, cette approche a également permis d’étudier l’impact de
l’utilisation de tôles GO sur le couple d’une machine à reluctance variable.

— Simuler des systèmes afin d’alimenter d’autres modèles analytiques ou de déterminer
des grandeurs pouvant être comparées à des modèles empiriques. Dans le premier cas,
cette approche a permis d’améliorer de manière significative un modèle à constantes lo-
calisées de bobinages de machines ou de transformateurs, notamment en permettant une
meilleure discrimination des phénomènes. Dans le deuxième cas, un travail de fond a
été mené pour mettre à profit la dualité des formulations de l’électrostatique (en poten-
tiels scalaire et vecteur) afin de déterminer a priori les seuils de tension d’apparition de
décharges partielles entre deux conducteurs, quelles que soient leurs géométries.

Ce chapitre dédié à la synthèse de mes travaux en tant que maître de conférences est dé-
coupé, outre cette introduction, en quatre parties. La première est dévolue au lien entre les
différents modèles de l’électromagnétisme et les phénomènes physiques mis en œuvre dans
un dispositif électromagnétique. Les trois parties suivantes seront respectivement dédiées aux
trois approches précédemment exposées.

2 Modèles électromagnétiques

La mise en place d’une simulation efficiente passe par une réflexion en amont de ce qui doit
ou ne doit pas être pris en compte dans le calcul. Pour cela, la connaissance et la maîtrise des
différents modèles électromagnétiques possibles sont primordiales. Le but de cette partie n’est
pas d’en réaliser simplement un catalogue exhaustif accompagné de la manière dont on établit
les différentes formulations associées, la littérature étant extrêmement pléthorique sur le sujet.
Il s’agit plutôt de montrer de quelle manière ils peuvent être établis et hiérarchisés en fonction
des phénomènes physiques qu’ils permettent de prendre en compte ou non.

L’ensemble des phénomènes électromagnétiques classiques est régi par les équations de
Maxwell qui, ensemble, constituent un système d’équations aux dérivées partielles permettant
de lier les phénomènes électriques et magnétiques.

rot h = j +
∂d
∂t

(2.1a)

rot e = �∂b
∂t

(2.1b)

div b = 0 (2.1c)
div d = rq (2.1d)

avec :
h : le champ magnétique en A · m−1,
j : la densité de courant en A · m−2,
d : l’induction électrique en C · m−2,
e : le champ électrique en V · m−1,
b : l’induction magnétique en T,
rq : la densité volumique de charges en C · m−3.
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Il est à noter que ces équations permettent aussi bien de réaliser une étude à l’échelle micro-
scopique qu’à l’échelle macroscopique. Cependant, tel que présenté ci-dessus, le système 2.1 ne
permet pas de caractériser complètement un phénomène électromagnétique et il est nécessaire
d’y ajouter les relations qui relient les champs aux inductions, qu’ils soient électriques ou ma-
gnétiques, ainsi que la densité de courant au champ électrique. Ces relations, qui décrivent le
comportement des matériaux, sont respectivement la loi de comportement magnétique (2.2a),
la loi de comportement électrique (2.2b) et la loi d’Ohm (2.2c).

b = µh (2.2a)
d = ee (2.2b)
j = se (2.2c)

avec : µ : la perméabilité magnétique en H · m−1,
e : la permittivité électrique en F · m−1,
s : la conductivité électrique en W−1 · m−1.

Lors de la simulation d’un dispositif électromagnétique, il n’est que rarement nécessaire
de résoudre entièrement le système 2.1. En effet, dans un système électromagnétique donné,
tous les phénomènes physiques mis en œuvre n’ont pas la même contribution. C’est pourquoi,
pour des raisons de simplification de la résolution du problème, il est important d’identifier les
phénomènes significatifs de ceux qui sont négligeables. Ainsi, en procédant à l’aide d’un déve-
loppement asymptotique des équations de Maxwell [22, 27, 69] il est possible d’établir une série
de modèles électromagnétiques approchant le modèle complet 2.1 à différents degrés. Le prin-
cipe consiste à considérer le modèle le plus simple 1 et d’y ajouter progressivement un terme
supplémentaire, selon des considérations physiques que nous allons aborder, pour obtenir un
modèle d’ordre supérieur et ainsi établir une hiérarchie.

2.1 Modèles statiques

Les problèmes les plus simples, au sens défini ci-dessus, sont ceux pour lesquels les phé-
nomènes sont indépendants, ou de fréquence suffisamment basse pour être considérés comme
quasi-indépendants, du temps. Dans ces conditions, le système 2.1 devient :

rot h = j (2.3a)
rot e = 0 (2.3b)

div b = 0 (2.3c)
div d = rq (2.3d)

Il est alors possible de discerner deux couples d’équations [101], l’un permettant de décrire
les phénomènes électriques (2.3b et 2.3d), l’autre les phénomènes magnétiques (2.3a et 2.3c).

Électrostatique

Intéressons-nous au cas représenté par le couple (2.3b – 2.3d). Il correspond aux problèmes
mettant en œuvre une ou des source(s) de type charge électrique, l’origine de cette dernière
étant le plus souvent due à la présence d’une différence de potentiels électriques dans le do-
maine d’étude en l’absence de matériaux conducteur. On peut citer, à titre d’exemple, le cas
classique du condensateur.

La relation 2.3b permet d’écrire que le champ électrique dérive d’un potentiel scalaire élec-
trique v de telle sorte que :

1. en matière de phénomènes pris en compte
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e = �grad v (2.4)

En reportant cette expression dans 2.3d et utilisant la loi de comportement électrique 2.2b, on
obtient la formulation électrostatique en potentiel scalaire :

� div e grad v = rq (2.5)

Il est également possible de prendre le problème par l’autre bout, c’est-à-dire en partant de
la relation 2.3d. On constate que contrairement au cas précédent, le second membre de cette
relation n’est pas nul. Aussi, il n’est pas possible d’utiliser les propriétés classiques des opé-
rateurs différentiels pour introduire un potentiel. Il est donc nécessaire d’exprimer l’induction
électrique d sous la forme de la somme d’un champ source ds et d’un champ de réaction dr tels
que [23] :

d = ds + dr (2.6a)
div ds = rq (2.6b)
div dr = 0 (2.6c)

On peut alors déduire de 2.6c que dr dérive d’un potentiel vecteur électrique u tel que dr = rot u
et exprimer l’induction électrique sous la forme :

d = ds + rot u (2.7)

En reportant cette expression dans 2.3b et utilisant la loi de comportement électrique 2.2b, on
obtient la formulation électrostatique en potentiel vecteur :

rot(e�1 ds) + rot(e�1 rot u) = 0 (2.8)

Magnétostatique

Intéressons-nous maintenant au couple (2.3a – 2.3c). Il correspond aux problèmes mettant
en œuvre une ou des source(s) de type courant électrique et/ou champ magnétique. Comme
pour le modèle électrostatique, il est possible d’établir deux formulations magnétostatiques. En
effet, la relation 2.3c permet d’exprimer l’induction magnétique à partir d’un potentiel vecteur
magnétique tel que b = rot a. Ainsi, on obtient la formulation magnétostatique en potentiel
vecteur à l’aide de la loi de comportement magnétique et en reportant l’expression de l’induc-
tion magnétique dans 2.3a :

rot(µ�1rot a) = j (2.9)

Suivant la même approche que pour la formulation électrostatique en potentiel vecteur, la rela-
tion 2.3a implique d’introduire un champ magnétique source hs tel que rot hs = j et h = hs � grad f.
On reporte alors cette expression dans la relation 2.3c pour établir la formulation magnétosta-
tique en potentiel scalaire :

div [µ(hs � grad f)] = 0 (2.10)

Électrocinétique

Lors de l’introduction du modèle électrostatique, nous avons insisté sur l’absence de maté-
riaux conducteurs. C’est pour cela que seuls l’induction et le champ électriques pouvaient être
reliés, et cela au travers de la loi de comportement électrique 2.2b. Que se passe-t-il à l’inté-
rieur d’un fil, par exemple, lorsqu’on applique une différence de potentiels à ses bornes? Nous
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l’avons vu, la loi d’ohm 2.2c fait le lien entre le champ électrique et la densité de courant élec-
trique. On retrouve également la densité de courant dans la relation 2.3a qui permet d’écrire la
loi de conservation div j = 0. En y reportant alors la loi d’Ohm, on obtient :

div s grad v = 0 (2.11)

Suivant encore une fois la même approche de dualité que celle observée pour les formulations
électrostatique et magnétostatique, il est possible d’établir une autre formulation électrociné-
tique en partant cette fois-ci de la loi de conservation div j = 0 et qui permet d’introduire un
potentiel vecteur électrique t tel que t = rot u. En injectant cette expression dans la loi d’Ohm,
la relation 2.3b permet d’obtenir :

rot(s�1rot t) = 0 (2.12)

2.2 Modèles dynamiques

Pour établir les différents modèles dynamiques, nous allons progressivement introduire
la dépendance des inductions électrique et dynamique par rapport au temps dans les rela-
tions 2.1a et 2.1b. Il est en effet possible de différencier trois cas de figure :

— celui où la dérivée de l’induction magnétique par rapport au temps est négligeable devant
celle de l’induction électrique ;

— l’inverse, qui revient à considérer que les courants de déplacement sont négligeables de-
vant les courants induits ;

— celui où aucun des deux termes n’est négligeable devant l’autre, qui revient au modèle
complet.

Commençons par le premier cas qui correspond à des problèmes mettant en œuvre des
matériaux diélectriques imparfaits. Le système à résoudre devient alors :

rot h = j +
∂d
∂t

(2.13a)

rot e = 0 (2.13b)

Il est alors possible d’écrire :

div
✓

j + e
∂d
∂t

◆
= 0 (2.14a)

e = �grad v (2.14b)

En associant ces deux relations à la fois à la loi de comportement électrique et à la loi d’Ohm,
on obtient la formulation électrodynamique en potentiel scalaire :

div
✓

s grad v + e grad
∂v
∂t

◆
= 0 (2.15)

Le deuxième cas de figure correspond à ce qui est communément appelé l’approximation
des régimes quasi statiques. Compte-tenu de la fréquence des phénomènes mis en œuvre, c’est
l’approximation qui est le plus souvent faite lors de simulations de dispositifs électrotech-
niques. Il correspond à des dispositifs dans lesquels les dimensions géométriques des parties
conductrices sont supérieures aux épaisseurs de peau. Dans ces conditions, le système à ré-
soudre est :
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rot h = j (2.16a)

rot e = �∂b
∂t

(2.16b)

Comme pour la formulation magnétostatique, il est possible d’exprimer l’induction magné-
tique en fonction d’un potentiel vecteur b = rot a ce qui, reporté dans 2.16b donne l’expression
du champ électrique :

e = �grad v � ∂a
∂t

(2.17)

À l’aide de la loi de comportement magnétique et de la relation 2.16a, on obtient la formulation
magnétodynamique en potentiel vecteur :

rot(µ�1rot a) + s

✓
grad v +

∂a
∂t

◆
= 0 (2.18)

La formulation en champ magnétique s’obtient, quant à elle, en reportant la loi de comporte-
ment magnétique et la loi d’Ohm dans 2.16b :

rot(s�1rot h) + µ
∂h
∂t

= 0 (2.19)

Néanmoins, la relation 2.19 n’est vérifiée que dans les régions conductrices. Pour traiter ces
parties non conductrices, il est nécessaire de la coupler avec la formulation magnétostatique en
potentiel scalaire 2.10.

Le dernier modèle électromagnétique correspond au système complet 2.1. Il est également
possible dans ce cas de déduire deux formulations, l’une en champ électrique, l’autre en champ
magnétique. La loi de comportement magnétique associée à la relation 2.1b permet d’écrire :

rot e = �µ
∂h
∂t

(2.20)

En appliquant l’opérateur rotationnel à cette expression, on fait apparaître la relation entre le
champ magnétique et les courants :

rot(rot e) = �µ
∂

∂t

✓
j +

∂d
∂t

◆
(2.21)

On fait alors apparaître uniquement le champ électrique en utilisant la loi de comportement
électrique et la loi d’Ohm pour obtenir :

rot(rot e) + µs
∂e
∂t

+ µe
∂2e
∂t2 = 0 (2.22)

Bien entendu, la formulation duale est obtenue en procédant dans l’autre sens, c’est-à-dire en
appliquant l’opérateur rotationnel à la relation 2.1a, pour obtenir :

rot(rot h) + µs
∂h
∂t

+ µe
∂2h
∂t2 = 0 (2.23)

2.3 Choix d’un modèle et phénomène(s) physique(s) associé(s)

Les phénomènes physiques présents dans un système électromagnétique sont de trois types :
résistif, inductif et capacitif. Aussi, le choix de l’emploi d’un modèle par rapport aux autres est
dicté par le caractère prépondérant ou négligeable de chacun de ces phénomènes par rapport
aux autres dans le dispositif considéré. Le tableau 2.1 propose un résumé des modèles établis
dans la section précédente, hiérarchisés et avec, pour chaque modèle, la grandeur résultat du
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Modèle Résultat du calcul Phénomènes

Électrostatique Répartition du champ électrique dû à la présence de
charges ou de différence de potentiel électrique

Capacitifs

Électrocinétique Répartition du courant continu dans des conducteurs Résistifs

Électrodynamique Répartition du champ électrique et du courant des iso-
lants et des conducteurs

Résistifs
Capacitifs

Magnétostatique Répartition du champ magnétique statique créé par des
aimants ou des courants continus

Inductifs

Magnétodynamique Répartition du champ magnétique et des courants induits
générés par des aimants en mouvement ou des courants
variables

Résistifs
Inductifs

Full wave Modèle de propagation des champs électromagnétiques Résistifs
Inductifs
Capacitifs

Tableau 2.1 – Les différents modèles électromagnétiques classés selon les phénomènes physiques pris en compte

calcul (répartition du champ électrique ou/et magnétique) ainsi que la ou les grandeurs phy-
siques associées [93].

Pour pouvoir définir des critères quantitatifs permettant le choix de l’une ou l’autre des
formulations de ce tableau, reprenons les formulations full wave 2.22 et 2.23. Elles s’écrivent,
dans le domaine fréquentiel, en l’absence de source [22, 27, 93] :

Dx � iwsµx + w2eµx = 0 (2.24)

avec x qui représente indifféremment les champs électrique ou magnétique et w la pulsation
de x. Exprimons maintenant l’épaisseur de peau d ainsi que la longueur d’onde l :

d =

s
2

sµw
(2.25a)

l =
c 2p

w
(2.25b)

Ainsi, si on note L la taille du domaine étudié, la relation 2.24 s’écrit :

✓
3
L2 � 2i

d2 +
4p2

l2

◆
x = 0 (2.26)

Au regard de ces relations il est possible de définir trois paramètres k1, k2 et k3

k1 =

✓
l

L

◆2
(2.27a)

k2 =

✓
d

L

◆2
(2.27b)

k3 =

✓
l

d

◆2
(2.27c)
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Le terme k1 traduit le rapport entre taille du système et la longueur d’onde. Il permet de dé-
terminer si les effets de propagation sont dominants ou négligeables. Le terme k2, quant à lui,
permet de déterminer si la taille du système permet au courant de s’établir avec ou sans effet
de peau. Enfin, le terme k3 permet d’évaluer lequel des courants de conduction ou de déplace-
ment est négligeable, ou équivalent, par rapport à l’autre. Pour résumer, ces trois paramètres
permettent le classement suivant :

— k1 � 1 : les phénomènes électriques et magnétiques sont découplés ;
— k2 � 1 : magnétostatique ;
— k2 . 1 : magnétodynamique ;
— k3 � 1 : électrocinétique ;
— k3 ⇡ 1 : électrodynamique ;
— k3 ⌧ 1 : électrostatique ;

— k1 . 1 Full wave.

3 Approche globale : simulation de systèmes complets

L’approche globale et directe, c’est-à-dire simuler un système pour lequel on dispose de
toutes les données (géométrie, matériaux, conditions aux limites et excitations) dans son en-
semble afin d’évaluer différentes grandeurs, locales comme globales, est la plus souvent ren-
contrée, que ce soit dans les laboratoires de recherche ou dans l’industrie. Lorsqu’elle est pos-
sible, c’est-à-dire quand la taille du système à résoudre le permet, c’est bien entendu l’approche
la plus simple et efficace. Elle peut permettre, par exemple, de valider une conception, de com-
prendre le fonctionnement d’un dispositif ou encore de procéder à une analyse de sensibilité
sur un ou plusieurs paramètres. Bien évidemment, le plus souvent, une telle approche implique
des hypothèses simplificatrices pour pouvoir être mise en place, comme considérer un noyau
magnétique feuilleté comme un matériau homogène.

Dans cette partie, nous allons voir dans quelle mesure cette approche a été utilisée au cours
des thèses [Th-2, Th-5] que j’ai coencadrées.

3.1 Comparaison entre deux topologies de machine à reluctance variable :

flux radial vs flux axial

Contexte

Les travaux menés dans le cadre de la thèse de Racha Aydoun [Th-5] concernent la concep-
tion d’une machine à reluctance variable dont les performances environnementales seront ac-
crues en réduisant les pertes fer tout en augmentant sa puissance massique. À ce titre, ils
trouvent naturellement leur cadre dans la thématique efficacité énergétique du LSEE. Pour par-
venir à une telle machine, l’association de deux solutions technologiques a été retenue.

La première consiste à réaliser le circuit magnétique avec des tôles à GO, celles-ci présentant
des performances en matière de pertes fer et d’induction à saturation largement supérieures aux
tôles NO 1 classiquement utilisées pour les machines tournantes. L’impact de l’utilisation de ce
type de tôle sur le couple statique de la machine sera abordé un peu plus loin dans ce document
à l’aide de simulations par la méthode des éléments finis sur un dispositif simplifié.

La deuxième solution technologique retenue est l’utilisation d’une topologie de MRV à flux
axial 2. En effet, même si, à l’heure actuelle, on trouve relativement peu de références sur ce type
de machine dans la littérature, les quelques études qui lui sont consacrées concluent toutes à
une réduction de l’encombrement, à puissance donnée, par rapport aux MRVFR [17, 61, 82,

1. grains Non Orientés
2. Dans la suite du document, MRVFA et MRVFR seront employés pour respectivement pour Machine à Reluctance

Variable à Flux Axial et Machine à Reluctance Variable à Flux Radial
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(a) Vue d’ensemble (b) Vue sur les parties actives du rotor et d’un stator

Figure 2.1 – MRV à flux axial à deux stator et un rotor

96, 99, 103, 109, 119, 120]. Plusieurs configurations de MRVFA sont possibles. La plus simple,
constituée d’un seul stator et d’un seul rotor, offre une forte compacité de la machine mais
souffre de problèmes d’équilibrage dus à des efforts axiaux importants engendrés par le carac-
tère asymétrique de sa géométrie [99]. Ce problème peut être résolu par l’emploi d’une configu-
ration à deux stators et un rotor [120] ou, à l’inverse, un stator et deux rotors [119]. L’efficacité
énergétique étant au cœur de ces travaux, la configuration retenue est à deux stators et un
rotor (figure 2.1). En effet, dans ce type de configuration, les bobines se trouvent sur la partie
externe de la machine, ce qui implique une meilleure dissipation thermique [92] et permet donc
une augmentation plus importante de la puissance massique. De plus, il est possible avec cette
configuration d’obliger le flux magnétique à traverser le rotor de part en part, à la manière de
ce qui est fait dans une machine à flux radial. Cette spécificité permettra de profiter au mieux
des excellentes propriétés magnétiques des tôles GO dans leur sens de laminage.

Comparaison des deux topologies

Pour confirmer la pertinence de ces choix, une MRVFA équivalente à une MRVFR classique
de référence a été dimensionnée. Les deux machines présentent des paramètres identiques, à
savoir :

— les surfaces actives offertes au flux ;

— les nombres de dents, au stator comme au rotor ;

— les angles d’ouverture des dents statorique et rotorique ;

— le rayon de l’arbre ;

— le nombre de spires par phase ;

— la section de cuivre offerte au courant ;

— l’épaisseur totale d’entrefer.

La machine résultant de ce cahier des charges présente alors un volume 50 % inférieur à la
machine de référence, réduction essentiellement due à une forte diminution de la longueur
axiale (tableau 2.2). Pour cette étude, l’apport de la simulation numérique par rapport à la réa-
lisation d’un prototype apparaît naturellement puisqu’elle permet de comparer rapidement,
et à moindre coût, les performances de la machine ainsi dimensionnée par rapport à celle de
référence. Les marqueurs choisis sont les évolutions de l’inductance et du couple statique en
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fonction de la position du rotor à une excitation donnée. Pour les obtenir, on réalise l’essai clas-
sique qui consiste à imposer un courant de valeur fixe dans une des phases en laissant les autres
en circuit ouvert tout en modifiant la position du rotor. Les résultats de ce calcul, réalisé en ma-
gnétostatique, sont présentés sur les figures 2.2a et 2.2b pour un courant de 5 A qui correspond
au courant nominal de la machine de référence. Notons que la position 0� représente la position
de conjonction.

Rayon statorique intérieur 22,23 mm
Rayon statorique extérieur 59 mm
Rayon rotorique intérieur 22,23 mm
Rayon rotorique extérieur 59 mm
Nombre de dents au stator 8
Nombre de dents au rotor 6
Nombre de spires par phase 520
Ouverture de dent au stator 19,92�

Ouverture de dent au rotor 19,975�

Rayon de l’arbre 10,5 mm
Épaisseur de l’entrefer 0,175 mm
Longueur axiale 49 mm

(a) Machine à flux axial

Rayon à l’alésage 32 mm
Rayon statorique extérieur 62,5 mm
Rayon rotorique minimum 20,5 mm
Rayon rotorique maximum 31,65 mm
Nombre de dents au stator 8
Nombre de dents au rotor 6
Nombre de spires par phase 520
Ouverture de dent au stator 19,92�

Ouverture de dent au rotor 19,975�

Rayon de l’arbre 10,5 mm
Épaisseur de l’entrefer 0,35 mm
Longueur axiale 93 mm

(b) Machine à flux radial (référence)

Tableau 2.2 – Paramètres des deux MRV

On retrouve sur ces figures les résultats entrevus dans la littérature. En effet, la MRVFA
présente des valeurs extrêmes d’inductance bien supérieures à la MRVFR. De plus, la transition
entre ces deux positions se fait de façon plus raide et linéaire, ce qui se traduit également par
des valeurs extrêmes de couple plus élevées.
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Figure 2.2 – Évolution de l’inductance et du couple statique en fonction de la position du rotor [ACTN-4]

Étude de sensibilité

En partant du design de la MRFVA du tableau 2.2a, une étude de sensibilité est réalisée
afin de déduire les dimensions qui conduisent au couple statique maximal. Compte-tenu des
contraintes de dimensionnement précédemment énoncées, seules les trois paramètres suivants
peuvent être modifiés :

— l’ouverture de dent au stator ;
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— l’ouverture de dent au rotor ;
— le rayon rotorique extérieur.

Compte-tenu des contraintes de dimensionnement énoncées précédemment, il serait possible
d’augmenter l’ouverture de dent au stator. Cependant, une telle augmentation imposerait de
réduire l’épaisseur de la bobine, ce qui impliquerait alors de diminuer son diamètre tout en
augmentant sa profondeur. Dans ces conditions, le volume final de la machine en pâtirait.

Les calculs sont réalisés selon la matrice d’essais du tableau 2.3 et avec un courant de 5 A.

Configuration Ouverture de dent au
stator

Ouverture de dent au
rotor

Rayon rotorique
extérieur

1 19,92� � 2� 19,975� � 2� 59 mm
2 19,92� 19,975� � 2� 59 mm
3 19,92� � 2� 19,975� + 2� 59 mm
4 19,92� 19,975� + 2� 59 mm
5 19,92� � 2� 19,975� � 2� 59 mm + 3 %
6 19,92� 19,975� � 2� 59 mm + 3 %
7 19,92� � 2� 19,975� + 2� 59 mm + 3 %
8 19,92� 19,975� + 2� 59 mm + 3 %

Tableau 2.3 – Matrice d’essais

Deux conclusions peuvent être tirées à partir de l’évolution de l’inductance montrée à la
figure 2.3. La première est que la dimension extérieure du rotor n’a que très peu d’influence
sur le comportement de la machine puisqu’on n’observe que très peu de différence entre les
configurations 1 et 5, 2 et 6, 3 et 7 et 4 et 8. La deuxième est que seule la configuration 4, qui
correspond à une augmentation de l’ouverture de dent au rotor, montre une augmentation de
l’inductance par rapport au design de référence. On retrouve d’ailleurs cette augmentation sur
le couple statique (figure 2.4).
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Figure 2.3 – Évolution de l’inductance pour toutes les configurations du tableau 2.3
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Figure 2.4 – Évolution du couple statique pour les configurations 1 à 4 du tableau 2.3

Pour confirmer cette tendance, et en déterminer une éventuelle limite, on réalise plusieurs
calculs dans lesquels seule l’ouverture de dent rotorique est modifiée par rapport au design
d’origine (figures 2.5 et 2.5). On constate qu’une augmentation de 2,5� offre la valeur de couple
la plus élevée.
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Figure 2.5 – Évolution de l’inductance pour différentes valeurs d’ouverture de dent au rotor
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Figure 2.6 – Évolution du couple statique pour différentes valeurs d’ouverture de dent au rotor

Bilan et contributions

La comparaison entre les deux topologies de MRV a permis de mettre en évidence un double
avantage en faveur de la topologie à flux axial, à surfaces de dents identiques, avec un double
gain en encombrement et en couple. Par ailleurs, un plan d’expérience a permis d’identifier un
paramètre, l’ouverture de dent statorique, permettant un gain supplémentaire en couple. Ce-
pendant, la marge de manœuvre sur ce paramètre s’est montrée faible. Aussi, en considérant
que la MRVFR de référence est déjà optimisée, on peut conclure de cette étude que le dimen-
sionnement de la MRVFA équivalente constitue une approche viable.

Le travail étant encore en cours, il doit être complété afin d’évaluer l’influence de l’ajout
de tôles GO dans la machine, que ce soit au stator ou au rotor. Cela pose une double problé-
matique. Premièrement, les calculs en 3D sont lourds, et donc assez peu compatibles avec une
démarche de dimensionnement et d’étude de sensibilité. Deuxièmement, la prise en compte de
l’anisotropie pose des difficultés, tant au niveau de la qualité des modèles existants que de la
convergence des calculs. Cette étape sera donc abordée à l’aide d’une structure plane représen-
tative des phénomènes électromagnétiques mis en jeu et qui permet un traitement en 2D. La
mise en place de cette étude et les résultats qui en découlent seront présentés dans la partie de
ce chapitre consacrée à la simulation de systèmes simplifiés.

Ma contribution sur cette étude porte sur l’établissement des modèles numériques 2D et 3D
et sur l’analyse des résultats qui en découlent. Ils ont été élaborés à l’aide du mailleur Gmsh [73]
et du solver GetDP [33]. Ces codes, open source, ont été choisis notamment pour les possibilités
d’implémentation de fonctions qui posent encore problème dans les codes commerciaux. C’est
le cas avec la prise en compte de l’anisotropie en régime saturé. Le choix de ces codes a donc
été mûri, d’autant que les travaux visent à intégrer des tôles GO au stator et au rotor, avec des
configurations pouvant nécessiter une représentation laminaire des circuits magnétiques. En
revanche, l’inconvénient de ces codes réside dans l’absence de topologies de machines variées
et directement intégrées. Il a donc fallu bâtir les modèles 3D des MRVFR et MRVFA, en les
paramétrant finement, afin :

— de faire varier les dimensions pour réaliser l’étude de sensibilité ;

— d’intégrer des matériaux anisotropes.
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3.2 Conception d’un régulateur de tension série à électronique de puis-

sance protégée par un entrefer virtuel

Contexte

Historiquement, les réseaux électriques actuellement en place ont été conçus de telle sorte
que des centrales de production classiques fournissent de l’énergie à des consommateurs pas-
sifs. En ce sens, ils peuvent être qualifiés, à l’échelle d’un pays, de centralisés et unidirectionnels.
Aujourd’hui, l’essor des énergies renouvelables permet à chacun de devenir producteur. Ainsi,
les réseaux électriques doivent évoluer pour être à même d’absorber une production décentra-
lisée ainsi que des flux d’énergie bidirectionnels. Cette transition s’accompagne d’une baisse
de la qualité de l’énergie électrique fournie aux consommateurs [77] avec, notamment, parmi
les sources de pollution les plus courantes, l’apparition de creux de tension, de surtensions et
d’harmoniques [88].

Apparu au milieu des années 90, le régulateur de tension série [21, 34, 36, 46, 51, 57] est un
dispositif habituellement composé d’un transformateur de couplage, d’une réserve d’énergie et
d’un convertisseur électronique de puissance permettant de corriger ces phénomènes [57, 77].
La faiblesse des régulateurs de tension série actuellement commercialisés réside dans la protec-
tion du convertisseur de puissance face aux surintensités qui peuvent apparaître sur le réseau.
Les travaux menés dans le cadre de la thèse de Virginie Majchrzak [Th-2] avaient donc pour
but de concevoir un régulateur de tension série dont l’électronique de puissance est protégée
par un by-pass magnétique basé sur le principe de l’entrefer virtuel [37].

Dans ces travaux, l’apport de la simulation numérique se retrouve à plusieurs niveaux. Tout
d’abord, le principe de l’entrefer virtuel met en œuvre des flux magnétiques continus qui sont
particulièrement difficiles à mesurer expérimentalement de manière non intrusive. Les simula-
tions par la méthode des éléments finis qui ont été réalisées ont facilité l’analyse du compor-
tement des dispositifs réalisés, maquette à échelle réduite comme prototype industriel, notam-
ment au niveau de l’interaction entre les flux magnétiques alternatif et continu. Par ailleurs,
comme pour les travaux de Racha Aydoun [Th-5], on retrouve ici l’intérêt de la simulation
numérique dans une démarche de dimensionnement et de conception.

Régulateur de tension série et entrefer virtuel

Dans un réseau électrique, les fluctuations de tension sont le plus souvent causées par l’ap-
parition court-circuit sur une ligne. Une illustration de ce phénomène est donnée à la figure 2.7
où Us, Zs et Zd représentent respectivement la tension de la source, son impédance vue du
point de couplage commun ainsi que l’impédance entre ce dernier et l’endroit du défaut [57,
118].

Point de
couplage commun

Zs

Source

Us

Zd
E

Défaut

Charge

Figure 2.7 – Schéma de principe d’un réseau présentant un défaut générant une fluctuation de tension [57, 118]

Le principe du régulateur de tension série est d’injecter la tension adéquate permettant de
compenser les fluctuations dans le but de maintenir, au niveau de la charge, une tension con-
stante correspondant au point de fonctionnement nominal. Pour cela, le régulateur est placé,
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comme son nom l’indique, en série dans le réseau entre la source et la charge considérée, comme
illustré à la figure 2.8. Sur cette figure, on retrouve le convertisseur, le transformateur de cou-
plage et la réserve d’énergie. Les bobines primaire et secondaire du transformateur de couplage
sont respectivement reliées au convertisseur électronique (CE) et au réseau électrique (RE). En
ce qui concerne la réserve d’énergie, plusieurs topologies sont possibles [51, 57] allant de la
source d’énergie indépendante (batterie, source d’énergie renouvelable. . .), à son absence pure
et simple. Dans ce cas, le convertisseur est directement alimenté par le réseau électrique en le
connectant soit en amont (côté source) soit en aval (côté charge) [57]. Dans le cadre des tra-
vaux de Virginie Majchrzak, la topologie la plus simple, c’est-à-dire avec une réserve d’énergie
indépendante, a été retenue.

Figure 2.8 – Schéma de principe d’un régulateur de tension série placé dans un réseau électrique [Th-2]

La principale faiblesse du dispositif réside au niveau de la protection du convertisseur face
aux surintensités qui peuvent transiter dans le réseau. Pour palier à cet inconvénient, trois
stratégies relevées dans la littérature sont possibles.

— La plus simple consiste à surdimensionner le convertisseur de sorte qu’il soit à même
d’accepter ces surintensités. Cette solution a ses limites, notamment en ce qui concerne
les valeurs de courant critiques, mais également en ce qui concerne l’encombrement.

— La deuxième stratégie, qui n’est actuellement pas commercialisée et que l’on rencontre
au niveau des laboratoires de recherche, consiste à adopter une solution de contrôle-
commande adaptée [54, 65, 100, 115].

— La troisième solution consiste à dimensionner le convertisseur par rapport au courant de
ligne nominal transitant dans le réseau et à le protéger des courants de défaut par un by-
pass électromécanique [35, 40, 108]. La figure 2.9 montre de quelle manière cette solution
peut être implémentée [40]. Le système complet du by-pass se compose de trois interrup-
teurs : SW1 et SW2, qui permettent de relier ou d’isoler le transformateur de couplage
respectivement à la source et à la charge, et SW3 qui constitue le by-pass proprement dit.
En fonctionnement normal, c’est-à-dire dans le cas d’un courant de ligne inférieur à une
valeur prédéfinie, SW1 et SW2 sont fermés alors que SW3 est ouvert, et le régulateur de
tension remplit son rôle. Lorsqu’un courant de ligne susceptible de détériorer le transfor-
mateur de couplage est détecté, SW3 est tout d’abord fermé puis SW1 et SW2 sont ouverts
afin d’isoler le régulateur du réseau. Le courant de défaut circule alors entre la source et
la charge au travers de SW3. Cette solution souffre toutefois d’un inconvénient majeur :
son temps de réponse élevé. En effet, une fois que le dépassement de la valeur critique
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Figure 2.9 – Régulateur de tension série à électronique de puissance protégée par un by-pass électromécanique [Th-2]

de courant de ligne est détecté, environ 100 ms, soit cinq périodes sur le réseau européen,
sont nécessaires pour actionner les interrupteurs [108].

La levée de ce verrou technologique est à la base de ces travaux. Comment réduire au maxi-
mum, voire annuler, ce temps de réponse? Pour répondre à cette question, nous nous sommes
penchés sur la manière dont un courant de défaut présent dans la ligne est transmis au conver-
tisseur. Ce dernier est relié à la ligne au travers du transformateur de couplage. Le courant
qui le traverse est donc une image du flux magnétique vu par la bobine CE de ce transforma-
teur. Aussi, plutôt que vouloir dévier le courant, notre approche a été de vouloir dévier le flux
magnétique.

Pour l’illustrer, considérons le schéma de principe du régulateur de tension présenté à la
figure 2.10. Il s’agit simplement du régulateur de la figure 2.8, auquel nous avons ajouté :

— une colonne supplémentaire au niveau du transformateur de couplage, appelée colonne
de retour (CR) ;

— un crowbar, qui est un dispositif composé d’une résistance de puissance et d’un thyris-
tor [39, 110] et qui permet de court-circuiter le bobinage CE.

Le rôle de la colonne de retour est d’agir comme un interrupteur magnétique. En effet, si elle
a le comportement d’un matériau de perméabilité très faible, alors les bobines CE et RE sont
totalement couplées. À l’inverse, si sa perméabilité est très grande, alors le flux magnétique
généré par la bobine RE se répartira entre les colonnes CE et RE en fonction de leurs reluctances
respectives. Si, de plus, on ferme le thyristor du crowbar, on court-circuite la colonne CE et le
flux généré par la bobine CE s’établira intégralement dans la colonne RE. Ce sont les deux
modes de fonctionnement illustrés respectivement par les figures 2.11 et 2.12.
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Figure 2.10 – Régulateur de tension série avec colonne de retour [Th-2]

CE RE CR

Figure 2.11 – Régulateur de tension série avec by-pass magnétique : fonctionnement normal [Th-2]
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CE RE CR

Figure 2.12 – Régulateur de tension série avec by-pass magnétique :fonctionnement en déviation [Th-2]

Il est donc nécessaire de pouvoir faire « apparaître » ou « disparaître » la colonne de retour
en fonction des besoins. Pour des problèmes évidents de construction, de rapidité d’exécution,
autant que de fiabilité, il n’est pas envisageable de réaliser cette opération mécaniquement.
C’est pourquoi la solution technologique qui a été choisie est basée sur le principe de l’entrefer
virtuel. Il consiste à saturer localement, et de manière contrôlée, une zone d’un noyau magné-
tique à l’aide d’un courant continu circulant dans une ou plusieurs bobines auxiliaires insérées
dans le noyau en question afin d’en faire varier la perméabilité magnétique (figure 2.13). Il est
alors possible d’obtenir un entrefer virtuel d’épaisseur variable dont la valeur (figure 2.14) dé-
pend de plusieurs paramètres comme la valeur du courant traversant le bobinage auxiliaire, la
dimension et le nombre de bobines, leur nombre de spires ainsi que leur positionnement dans
le noyau [37, 56, 64, 80, ACLI-11]. Développé à l’origine à la fin des années 90 au LSEE pour
lutter contre les courants d’appel dans les transformateurs [37], ce concept trouve aujourd’hui
de nombreuses applications dans la littérature [62, 70, 80, 91, 112].

Bobinage
auxiliaire

Lignes de
champ

Noyau
magnétique

Zone
saturée

Figure 2.13 – Principe de l’entrefer virtuel
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Zone
saturée

Bobinage
auxiliaire

(a) Bobinage auxiliaire dans un noyau simple

eEntrefer
équivalent

(b) Entrefer équivalent

Figure 2.14 – Application du principe de l’entrefer virtuel à un noyau simple de type transformateur monophasé ou
inductance

Le régulateur de tension série avec by-pass magnétique à entrefer virtuel qui en résulte est
représenté à la figure 2.15.

Figure 2.15 – Régulateur de tension série avec by-pass magnétique à entrefer virtuel [Th-2]

Validation du principe à l’aide d’une maquette de laboratoire à échelle réduite

Pour valider la viabilité d’un by-pass magnétique réalisé par la technique de l’entrefer vir-
tuel, une maquette à échelle réduite a été réalisée (figure 2.16). Pour des raison de modula-
rité et de facilité d’instrumentation, le noyau est réalisé à l’aide de bandes d’acier GO de type
HGO35 [102] de 30 cm par 3 cm, habituellement utilisées pour réaliser des cadres d’Epstein.
On retrouve la topologie présentée à la figure 2.15, à savoir un transformateur monophasé
classique à deux colonnes (CE et RE), auquel une colonne retour (CR) a été ajoutée. Compte-
tenu de l’utilisation de bandes d’Epstein, la colonne de retour a une forme en H et l’entrefer
virtuel est constitué d’un bobinage auxiliaire prenant place à l’intérieur de deux grands trous
rectangulaires. Une attention particulière a été apportée aux sections des branches verticales et
horizontales du H. En effet, en fonctionnement normal, quand la colonne de retour ne doit pas
laisser passer de flux généré par la bobine RE, les ampères-tours générés par la bobine auxi-
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liaire doivent être capables de saturer toutes les branches du H de manière la plus homogène
possible. De ce fait, les branches verticales doivent avoir une section deux fois plus faibles que
les branches horizontales. De plus, en fonctionnement by-pass, la colonne de retour doit être
capable de laisser passer tout le flux généré par la bobine RE. Les branches horizontales du
H doivent donc être de même section que la colonne RE. Aussi, pour obtenir des branches de
sections différentes tout en gardant un noyau magnétique d’épaisseur constante, les branches
horizontales du H sont réalisées en insérant une seule bande d’Epstein toutes les deux bandes
dans les parties verticales.

Colonne
CE

Colonne
RE

Colonne
CR

Bobinage
auxiliaire

Bobines
exploratrices

Figure 2.16 – Maquette à échelle réduite d’un régulateur de tension série [Th-2]

Le fait que le circuit ne soit pas de section constante implique normalement de réaliser une
simulation en 3D. Néanmoins, le fait que les branches du H soient réalisées par double recou-
vrement et en utilisant une tôle verticalement pour deux tôles horizontalement impliquerait
de représenter chaque tôle. Ce n’est évidemment pas envisageable pour une question de taille
de maillage compte-tenu de leur épaisseur (0,35 mm) très faible par rapport aux autres dimen-
sions. Nous avons donc choisi de réaliser une simulation 2D. Pour prendre en compte les diffé-
rences de section, l’astuce a consisté à diviser par deux la largeur des branches verticales du H,
comme montré à la figure 2.17.
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Figure 2.17 – Maillage de la maquette à échelle réduite [Th-2]

La simulation prend en compte la saturation des tôles mais l’anisotropie est négligée. L’im-
position des sources est réalisée à l’aide d’un couplage circuit [18] et le calcul est réalisé en
magnétostatique en pas à pas dans le temps.

Quatre calculs sont réalisés afin de valider le fonctionnement du dispositif.
— Les deux premiers calculs sont destinés à valider que le fait d’alimenter la bobine auxi-

liaire n’a pas d’influence sur la partie transformateur. Dans le premier cas, les bobines CE
et RE sont laissées en circuit ouvert, ce qui correspond au mode de fonctionnement pour
lequel il n’y a pas besoin de régulation sur la ligne. Dans le deuxième cas, la bobine CE
est alimentée en tension et la bobine RE est laissée en circuit ouvert.

— Les deux derniers calculs sont destinés à valider que la colonne de retour joue bien son
rôle de by-pass en cas de défaut sur la ligne. Là aussi deux cas sont à différentier. Dans
le premier, afin de faire "apparaître" la colonne de retour, la bobine auxiliaire n’est pas
alimentée. Dans le deuxième cas, elle le reste. Par ailleurs, dans tous les cas, la bobine CE
est en court-circuit.

Les résultats donnés par les deux premiers calculs sont présentés respectivement aux fi-
gures 2.18 et 2.19. Ils montrent bien que, dans les deux cas, la saturation de la colonne de retour
se fait de façon locale, sans influence notable sur le fonctionnement du transformateur. En effet,
dans le cas no1, les flux de fuites générés par la bobine auxiliaire dans la colonne RE sont de
l’ordre de 2 % (figure2.18b) alors que, dans le cas no2, le rapport de transformation du transfor-
mateur est de 99 % (2.19b).
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(a) Répartition de l’induction magnétique dans le
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Figure 2.18 – Résultats du calcul no1 [Th-2]
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Figure 2.19 – Résultats du calcul no2 [Th-2]

Les résultats donnés par les deux derniers calculs sont présentés respectivement aux fi-
gures 2.20 et 2.21. On peut y voir que, dans les deux cas, le flux généré par la bobine RE est bien
dévié vers la colonne de retour, y compris lorsque la bobine auxiliaire reste alimentée. Dans ce
cas, le flux généré par la bobine RE vient désaturer l’une des deux branches du H et sursaturer
l’autre, relativement à l’orientation du flux généré par la bobine auxiliaire.

Ce résultat laisse entrevoir qu’il n’est pas forcément nécessaire de désaturer la colonne de
retour pour dévier le flux généré par la bobine RE, ce qui est confirmé par les relevés expéri-
mentaux montrés à la figure 2.22. En effet, quelle que soit la valeur du courant iAUX, iCE est
limité. Seule sa valeur maximale est modifiée. Bien entendu, la meilleure limitation est obtenue
lorsque la bobine auxiliaire n’est pas alimentée, comme prévu. C’est un résultat important no-
tamment au niveau de la mise en œuvre finale du dispositif puisqu’il offre deux possibilités en
ce qui concerne la stratégie de commande de l’entrefer virtuel.

— La première consiste à vouloir obtenir la plus grande limitation possible du courant iCE.
Ce choix implique la mise en œuvre d’un dispositif de contrôle/commande relativement
complexe, avec détection de défaut et réglage de iAUX.

— À l’inverse, la deuxième stratégie consiste à fixer iAUX à une valeur prédéfinie. Dans ce
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Figure 2.20 – Résultats du calcul no3 [Th-2]

cas, la limitation de iCE est moindre, mais le dispositif est grandement simplifié et auto-
nome.

(a) Répartition de l’induction magnétique dans le
noyau de la maquette
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Figure 2.21 – Résultats du calcul no4 [Th-2]
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Figure 2.22 – Relevés expérimentaux de l’évolution de iCE en fonction de iRE pour différentes valeurs de iAUX

Pour aller plus loin dans l’analyse, observons les évolutions des courants traversant les bo-
bines (figure 2.23a) et des flux (figure 2.23b) dans les trois colonnes pour une période complète
suite au calcul no4. Sur ces figures, on observe que deux phases se succèdent.

— Durant la première, notée c, les bobines CE et RE sont magnétiquement couplées et les
courants iCE(t) et iRE(t) sont donc égaux.

— Durant la deuxième phase, notée d, les bobines CE et RE sont magnétiquement décou-
plées et le courant iCE(t) est limité à environ 57 % de iRE(t).

On retrouve bien ces deux phases sur l’évolution temporelle des flux. En effet, durant la
phase c, la colonne CE n’est pas encore saturée. Le flux magnétique CE augmente donc de
manière sinusoïdale, suivant l’excitation de la bobine CE. Arrivé à t = tc, les ampères-tours
générés par la bobine CE suffisent déjà à saturer le noyau, mais le courant iCE, qui est imposé,
continue à augmenter. À ce moment, le flux généré par la bobine CE se reporte dans la colonne
CR et vient la désaturer. C’est ce qu’on peut observer à la figure 2.21. Dans ces conditions, le
courant iCE se retrouve limité et on peut conclure que le dispositif joue bien son rôle de by-pass
magnétique, ce qui est confirmé par le relevé expérimental des courants iCE et iRE montrés à la
figure 2.24.

(a) Courants dans les bobines CE, RE et auxiliaire (b) Flux magnétiques dans les colonnes CE, RE et CR

Figure 2.23 – Évolution temporelle des courants et des flux magnétiques [Th-2]
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Figure III.24 – iRE(t) et iCE(t) lorsque la bobine CE est en court-circuit - IAUX = 100 mA

Ensuite, pour étudier l’influence de la rapidité d’apparition et de l’amplitude du courant du défaut sur le
fonctionnement de la maquette à l’échelle réduite, le courant iRE est généré avec un amplificateur de puissance,
commandé par le simulateur temps-réel Opal-RT, utilisé en boucle ouverte. L’amplitude de consigne de la
tension de la bobine RE vRE consigne est progressivement augmentée et écrêtée, pour ne pas endommager le
dispositif. Les figures III.26 et III.25 décrivent respectivement les variations temporelles des courants iCE et
iRE et des tensions aux bornes des bobines exploratrices pour di�érentes tensions vRE consigne. Ainsi, lorsque
l’amplitude du courant iRE augmente brutalement, ce qui se caractérise par une pente élevée, la tension aux
bornes des bobines exploratrices autour du circuit magnétique augmente fortement. En e�et, la variation brutale
de l’intensité du courant dans la bobine RE, au-delà du seuil de découplage magnétique se traduit par une
variation brusque du flux magnétique alternatif dans la colonne de retour qui se matérialise par une varaition
importante de la tension aux bornes des bobines exploratrices. Toutefois, la limitation du courant iCE ne dé-
pend pas de l’intensité maximale du courant iRE, et donc pour cet essai, de sa pente. Il dépend uniquement
de l’intensité du courant iRE, qui correspond au moment où se produit le découplage magnétique de la partie
transformateur, fixée par le courant iAUX.
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variation brusque du flux magnétique alternatif dans la colonne de retour qui se matérialise par une varaition
importante de la tension aux bornes des bobines exploratrices. Toutefois, la limitation du courant iCE ne dé-
pend pas de l’intensité maximale du courant iRE, et donc pour cet essai, de sa pente. Il dépend uniquement
de l’intensité du courant iRE, qui correspond au moment où se produit le découplage magnétique de la partie
transformateur, fixée par le courant iAUX.
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Figure 2.24 – Évolution temporelle de iCE et iRE avec la bobine CE en court-circuit et pour iAUX = 100 mA [Th-2]

Dimensionnement d’un prototype basse tension et validation

La maquette à échelle réduite ayant permis de valider le fonctionnement du dispositif, nous
allons voir comment les simulations numériques ont permis de réaliser le dimensionnement
d’un prototype basse tension.

L’idée suivie reste la même que pour le principe introduit à la figure 2.10, à savoir que le
dispositif final sera un transformateur classique auquel on rajoute une colonne de retour. Aussi,
le dimensionnement se déroule en deux étapes :

1. dimensionnement du transformateur de couplage en suivant les règles de dimensionne-
ment des transformateurs classiques ;

2. dimensionnement de la colonne de retour sans modifier le transformateur de couplage.
Ce dernier doit répondre au cahier des charges suivant :

— être capable de réguler plus ou moins 10 % de la tension du réseau ;
— être capable de limiter un courant de défaut égal à cinq fois le courant nominal ;
— avoir une puissance apparente nominale de 1 kVA.

Par ailleurs, un rapport de transformation unitaire a été choisi. Les travaux de thèse [Th-2] étant
focalisés sur le by-pass magnétique, le dimensionnement du transformateur de couplage a été
confié la société Boige et Vignal 1, spécialiste de ce type de travail. Le cahier des charges et les
caractéristiques finales du transformateur sont données dans le tableau 2.4.

1. http ://www.boige-et-vignal.com
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Cahier des charges

Tension régulée efficace 23 V
Courant nominal efficace 41 A
Courant de défaut à limiter maximal 5 fois le courant nominal
Rapport de transformation 1
Caractéristiques du transformateur

Type UI
Largeur des colonnes CE et RE 5 cm
Épaisseur 4,8 cm
Hauteur 30 cm
Section 24 cm2

Nombre de spires des bobines CE et RE 32

Tableau 2.4 – Caractéristiques du transformateur de couplage du prototype basse tension

Le dimensionnement de la colonne CR se fait également en deux étapes, la première pour
le circuit magnétique, la seconde pour le circuit électrique. Le dimensionnement du circuit ma-
gnétique est réalisé en considérant une colonne CR munie d’un entrefer réel (figure 2.25a). Les
dimensions du transformateur de couplage étant, nous venons de le voir, déjà fixées, les deux
paramètres à déterminer sont l’épaisseur e de l’entrefer et la largeur lCR de la colonne.

Le cahier des charges (tableau 2.4) précise que le courant maximal que le dispositif doit être
capable de limiter est de cinq fois le courant nominal In. Un premier calcul permet de déter-
miner que le couplage du transformateur reste supérieur à 99 % pour une valeur e = 10 mm
(figure 2.26). L’entrefer virtuel doit donc être capable d’évoluer entre 0 mm et 10 mm. La fi-
gure 2.26 montre également que pour un entrefer d’épaisseur nulle, qui correspond à la confi-
guration permettant la meilleure limitation de courant, la largeur minimum de la colonne CR
lui permettant de remplir son rôle de by-pass magnétique est lCR = lRE. Ce résultat a également
déjà été entrevu avec la maquette à échelle réduite. Néanmoins, dans le cas du prototype, les
bobinages auxiliaires seront insérés dans le noyau, ce qui diminuera la section de fer offerte au
flux. Pour cette raison, lCR est fixée au double de lRE.

(a) Paramètres de dimensionnement de la colonne CR
avec un entrefer réel

(b) Paramètres de dimensionnement de la colonne CR
avec trous

Figure 2.25 – Paramètres de dimensionnement de la colonne CR
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Figure 2.26 – Évolution du rapport entre iCE et iRE en fonction de iAUX et pour différentes valeurs de l’épaisseur d’en-
trefer

Une fois lCR fixée, le dimensionnement des trous est réalisé en déterminant leur diamètre dT
et la distance lET les séparant (figure 2.25b). La figure 2.27a montre que le diamètre maximal
pour obtenir une limitation du courant iCE est égal à la largeur de la colonne RE, c’est-à-dire
dans notre cas dT = lRE

2 . Ce résultat est également logique si on rapproche les figures 2.27a
et 2.26 puisqu’on retrouve alors une section de fer offerte au flux égale à celle de la colonne RE.
La figure 2.27b montre qu’une fois lCR et dT fixés, la distance séparant les deux trous n’a pas
d’importance puisque, en effet, ce paramètre ne modifie pas la section de fer offerte au flux.
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(a) Évolution du rapport entre iCE et iRE en fonction
du diamètre les trous
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(b) Évolution du rapport entre iCE et iRE en fonction
de la distance séparant les trous

Figure 2.27 – Évolution du rapport entre iCE et iRE en fonction des dimensions des trous

L’entrefer virtuel est obtenu à l’aide d’une paire de trous. Toutefois, pour des questions de
fabrication, par exemple la quantité de cuivre nécessaire pour réaliser le bobinage auxiliaire, il
peut être intéressant de diviser ce dernier en plusieurs bobines, ce qui implique de percer plu-
sieurs trous. On peut alors se demander si le nombre et la forme des trous ont une influence.
Plusieurs calculs ont été réalisés dans le cadre de la thèse [Th-2] en considérant une (1p),
deux (2p) et quatre (4p) paires de trous, d’abord circulaires (C) puis rectangulaires (R). Bien
entendu, les règles de dimensionnement qui ont été établies sur la section de fer offerte au flux
dans la colonne de retour sont conservées, et la section des trous, qui revient, au coefficient de
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remplissage près, à la section de cuivre du bobinage auxiliaire, est la même quelle que soit la
géométrie.

L’évolution du courant iCE pour chacune de ces géométries est donnée à la figure 2.28. On
peut noter que, à géométrie donnée, le nombre de paires de trous n’a pas d’influence. Seule la
section de fer offerte au flux a un impact. De plus, on peut également observer un léger gain
en limitation du courant iCE en faveur de la topologie de trous circulaires. L’explication ce cette
légère différence tient au fait que, dans le cas de trous circulaires, la section minimale de fer
offerte au flux est plus localisée que dans le cas de trous carrés (figure 2.29).

Figure 2.28 – Évolution du courant iCE au cours du temps pour différentes géométries de trous de la colonne CR [Th-2]

Figure 2.29 – Répartition de l’induction magnétique pour une paire de trous et les deux topologies de trous [Th-2]

Validation expérimentale du prototype

Quatre prototypes ont été réalisés en suivant la procédure qui vient d’être décrite. Ils sont
présentés, avec leurs caractéristiques détaillées, à la figure A.1 de l’annexe A. Tous possèdent
quatre paires de trous et leurs colonnes CE et RE sont identiques. Ils diffèrent par la qualité de
tôle employée [102] pour la constitution de la colonne retour, ainsi que par la forme des trous
dans lesquels sont logées les bobines auxiliaires :

— 4pC-GO : trous circulaires et tôles GO (CGO 135-35) ;

— 4pC-NO : trous circulaires et tôles NO (M235-35A) ;

— 4pR-GO : trous rectangulaires et tôles GO (CGO 135-35) ;

— 4pRb-GO : trous rectangulaires de formes différentes et tôles GO (CGO 135-35).
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Les essais de validation sont réalisés en insérant les prototypes entre une source triphasée
et un moteur asynchrone. Ainsi, au démarrage du moteur, un courant important circule dans
le bobinage RE, simulant un courant de défaut. Les résultats de cet essai sont présentés à la
figure 2.30 pour le prototype 4pC-GO et pour les deux stratégies de commandes du courant
iAUX précédemment énoncées.

On retrouve sur les figures 2.30a et 2.30b ce qui a été mis en évidence à la fois sur la maquette
à échelle réduite et sur les résultats des simulations numériques.

— Quelle que soit la stratégie d’alimentation des bobines auxiliaires, le courant iCE est limité.
Pour un courant iRE de 180 A crête, ce qui correspond à 450 % du courant nominal, iCE est
limité respectivement à 13,7 A et 38,9 A pour iAUX = 0 A et iAUX = 5 A.

— La commutation magnétique se réalise en moins de 6 ms, c’est-à-dire avec un temps de
réponse inférieur à un tiers de période électrique du réseau.

(a) iAUX = 0 A (b) iAUX = 5 A

Figure 2.30 – Relevé expérimental des courants iCE et iRE lors d’un démarrage de moteur [Th-2]

Bilan

Nous avons vu dans cette partie que la simulation numérique de deux dispositifs complets a
permis une étude à deux niveaux. Tout d’abord, elle a permis d’analyser et d’expliquer le fonc-
tionnement de l’entrefer virtuel et, par la même occasion, de valider la possibilité de l’exploiter
pour réaliser un by-pass magnétique. Ensuite, elle a permis le dimensionnement de quatre pro-
totypes basse tension pour lesquels il n’existait pas de règles classiques qui auraient pu être
utilisées.

Mon apport sur ces travaux a débuté dès le stage de mastère de Virginie Majchrzak [AE-1]
au LSEE, et ce, à deux niveaux. Premièrement, j’ai participé à la conception des modèles numé-
riques qui mettent en œuvre des flux de natures différentes (continus et alternatifs), ainsi que
des zones de forte saturation magnétique. Deuxièmement, il fallait définir un dispositif expé-
rimental qui réponde à la fonction voulue par le partenaire industriel. À ce titre, mon apport
sur la conception du dispositif expérimental a dépassé l’appui à la réalisation de simulations
numériques. J’ai donc pu avoir un regard global sur cette étude qui exploite une technique
atypique créée au laboratoire.

4 Simulation de dispositifs simplifiés

Nous l’avons déjà évoqué, simuler des systèmes dans leur ensemble requiert des hypothèses
simplificatrices. Par exemple, les deux dispositifs électromagnétiques qui viennent d’être pré-
sentés ont des noyaux magnétiques en réalité feuilletés alors que leurs propriétés ont été homo-
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généisées lors les calculs. Ce type de simplification, qui résulte des problèmes de convergence
et de temps de calcul qu’engendrent les modélisations plus fines, est classique lorsque les simu-
lations ont pour but de déterminer des grandeurs globales, comme le couple d’une machine, ou
des grandeurs locales qui se trouvent dans le plan du feuilletage. Dès lors que l’on s’intéresse à
ce qui se passe dans des assemblages plus complexes, comme des coins de transformateurs ou
des noyaux composés de tôles anisotropes, deux problèmes se posent.

— Les phénomènes mis en œuvre, comme la distribution du flux magnétique, deviennent
tridimensionnels.

— Les géométries qu’il est nécessaire de prendre en compte font apparaître des effets d’échelle
importants. On pense notamment à la différence qui existe entre les dimensions d’une tôle
composant un noyau de transformateur et l’épaisseur des entrefers interlaminaires.

Aussi, plutôt que représenter l’intégralité du dispositif étudié, il peut être intéressant de partir
des phénomènes que l’on souhaite mettre en évidence afin d’étudier une structure simplifiée.
C’est d’ailleurs la démarche qui est classiquement employée lorsqu’on imagine une maquette
expérimentale. Cette partie va montrer que, dans le cadre des travaux que j’ai pu mener, cette
approche s’est révélée nécessaire dès lors que le dispositif étudié mettait en œuvre des tôles
GO.

4.1 Impact de la répartition du flux magnétique dans les coins de trans-

formateurs sur les pertes fer

Contexte

Dans un transformateur, le serrage a pour rôle de maintenir les tôles composant le noyau
magnétique assemblées. Il a été montré que ce serrage a une influence sur les performances
magnétiques du transformateur. En effet, un couple de serrage trop élevé aura pour consé-
quence d’augmenter les pertes fer [3, 5, 20, 60, 79]. On trouve dans la littérature différentes
explications. Par exemple, il a été mis en évidence que la pression a tendance à détériorer les
performances de l’acier GO [5]. De plus, lors de la découpe des tôles, des bavures apparaissent
et peuvent créer des courts-circuits interlaminaires sous l’effet du serrage de l’assemblage [83,
105]. À l’inverse, un serrage trop lâche aura pour conséquence une augmentation de l’épaisseur
des entrefers interlaminaires, augmentation qui conduira à une répartition non homogène de
l’induction magnétique dans le noyau.

Qu’il y ait un lien entre le serrage et les pertes fer est donc établi, mais ce lien n’est pas
direct. En effet, il peut exister beaucoup de paramètres impactés par le serrage. Les deux que
nous avons cités ont une influence sur la génération des pertes fer. Le critère qu’on se propose
d’étudier ici concerne l’épaisseur des entrefers interlaminaires, qui est directement impactée
par le serrage de l’empilement. Le problème majeur qui se pose lorsqu’il s’agit d’étudier ce
phénomène concerne la détermination de la valeur de l’induction dans chacune des tôles du
noyau, en particulier au niveau des coins. Cette zone, où la non homogénéité est la plus forte,
est en effet celle qui génère le plus de pertes. Le verrou scientifique est d’autant plus critique
qu’il se pose à la fois au niveau expérimental et en simulation. En effet, la mesure de flux ma-
gnétique est réalisée par ajout de bobines exploratrices. Compte-tenu de la taille des entrefers
interlaminaires, habituellement quelques µm, ces bobines ont une influence aussi bien au ni-
veau magnétique que mécanique. De plus, elles ont une section supérieure à la dimension d’un
entrefer plan et, de ce fait, incompatible avec une mesure que l’on pourrait qualifier de « lo-
cale ». La mesure serait alors faussée. Ce problème ne se pose pas en simulation. Néanmoins,
réaliser un calcul 3D dans lequel chacune des tôles est représentée ainsi que les entrefers inter-
laminaires, le tout en prenant en compte la saturation et l’anisotropie de l’acier GO conduit à
des temps de calculs de plusieurs semaines [78].

Partant du principe que, chacune de leur côté, l’expérimentation et la simulation ne per-
mettent pas de lever ce verrou, l’approche suivie dans le cadre des travaux de Rémi Penin [Th-
1] a consisté à mener les deux de manière complémentaire. Ainsi, la mesure a permis d’obtenir
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l’évolution des pertes générées dans un noyau de transformateur pour différentes configura-
tions de serrage. De son côté, la simulation a permis, moyennant une représentation plan du
transformateur en 2D, d’obtenir la répartition de l’induction magnétique dans tout le noyau.

Mise en évidence de l’influence de la pression sur la génération de pertes fer

Le banc expérimental est présenté à la figure 2.31. Le noyau du transformateur mono-
phasé (figure 2.31a) est constitué d’un empilement de 60 bandes d’acier GO de type Power-
Core H [102] de 100 mm de largeur et de 0,30 mm d’épaisseur. Ses dimensions extérieures sont
de 50 cm par 40 cm. En ce qui concerne la partie électrique du dispositif, les bobinages primaire
et secondaire sont constitués de 104 spires. Le bobinage primaire est alimenté par une source
de tension sinusoïdale à 50 Hz (figure 2.31b). La détermination des pertes fer se fait de manière
classique en mesurant, à l’aide d’un wattmètre, le courant traversant le bobinage primaire et la
tension aux bornes du bobinage secondaire. Cette mesure permet par ailleurs de contrôler la
valeur de l’induction magnétique crête moyenne dans un bras.

(a) Noyau de transformateur monophasé avec joint
de type butt-lap

(b) Schéma du dispositif

Figure 2.31 – Dispositif expérimental permettant la mesure des pertes fers en fonction de la pression appliquée sur les
coins du noyau

Quatre séries de mesures ont été réalisées pour des inductions comprises entre 1,5 T et 1,8 T,
et pour plusieurs niveaux de pression exercée sur les coins compris entre 0 Pa et 1000 Pa (fi-
gure 2.32). On retrouve bien sur cette figure l’influence de la pression sur les pertes fer.
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Figure 2.32 – Évolution des pertes fer en fonction de la pression (relevés expérimentaux
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Simulations du transformateur plan

L’approche choisie consiste à représenter un modèle plan [9, 43, 76, 107] qui prend en
compte l’intégralité de l’empilement, des entrefers interlaminaires, des entrefers dans le plan
des tôles, des coins et des bras (figure 2.33).

Figure 2.33 – Modèle de transformateur plan

Le modèle prend en compte l’anisotropie du PowerCore H au travers d’un modèle tenso-
riel :

✓
bx
by

◆
=

✓
µx 0
0 µy

◆
·
✓

hx
hy

◆
(2.28)

Dans notre cas (figure 2.33), la direction de facile aimantation (RD) 1 et la direction normale (ND 2)
sont orientées respectivement selon les axes x et y. Le calcul étant réalisé en 2D, la direction
transverse (TD 3) n’est pas prise en compte. La saturation est également prise en compte au
travers de la courbe de première aimantation du PowerCore H selon sa RD (figure 2.34). Dans
la ND, en revanche, la perméabilité relative est constante et égale à 28,6. Cette valeur, rare-
ment rencontrée dans la littérature, a été déterminée en utilisant un banc dédié développé au
laboratoire dans des travaux de thèse antérieurs [84].

1. Rolling Direction
2. Normal Direction
3. Transverse Direction
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Figure 2.34 – Courbe de première aimantation du Powercore H selon la RD

Nous présentons ici les résultats obtenus pour un point de fonctionnement correspondant à
b̂ = 1,6 T. À titre d’illustration, la répartition de l’induction magnétique obtenue pour ce point
de fonctionnement est présentée à la figure 2.35 pour une épaisseur d’entrefer interlaminaire
homogène de 5 µm. Cette valeur sera considérée comme celle de référence (REF). Cette carte
permet de mettre en évidence qu’à l’approche d’un entrefer dans le plan, le flux magnétique ne
se voit plus offrir qu’une demi section du noyau. C’est la raison pour laquelle on peut observer
de fortes saturations locales, phénomène connu dans les coins de transformateur [85] et source
de pertes fer.

L’étude de sensibilité se fait selon trois cas :
1. tous les entrefers interlamminaires ont la même épaisseur ;
2. un seul entrefer interlaminaire a une épaisseur différente des autres ;
3. tous les entrefers interlaminaires ont des épaisseurs différentes.

L’analyse se fait sur la répartition de l’induction le long de deux lignes (figure 2.35). La première
traduit la répartition du flux magnétique à l’approche d’un coin alors que la deuxième rend
compte de ce qu’il se passe à l’intérieur du coin, au niveau des entrefers dans le plan séparant
deux tôles jointives.

Figure 2.35 – Répartition de l’induction pour le cas de référence (5 µm)

Premier cas : tous les entrefers interlaminaires ont la même épaisseur
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(a) Le long de la ligne 1 (b) Le long de la ligne 2

Figure 2.36 – Distribution de l’induction dans le cas d’entrefers interlaminaires identiques

Trois calculs sont réalisés successivement avec des entrefers de 5 µm, 10 µm et 15 µm. Les
résultats sont présentés à la figure 2.36.

— À la figure 2.36a, on note que l’augmentation de l’épaisseur des entrefers interlaminaires
se traduit par une augmentation de l’hétérogénéité du flux à l’approche du coin. En effet,
des entrefers de 15 µm entraînent une augmentation de l’induction de 3 % dans les tôles
déjà fortement mises à contribution ainsi qu’une diminution de 24 % dans les autres par
rapport à la configuration de référence. Or, dans un noyau magnétique, les pertes fer
sont minimales lorsque le flux est parfaitement homogène et augmentent en présence
de sursaturations locales [13]. On peut faire le lien avec les résultats de mesure de la
figure 2.32 puisque cette configuration correspond aux cas où le noyau magnétique est le
moins soumis à une pression. Les résultats concordent.

— À la figure 2.36b, on note que l’augmentation de l’épaisseur des entrefers interlaminaires
se traduit par une augmentation du flux traversant les entrefers dans le plan. Compte-
tenu de la répartition de l’induction observée le long de la ligne 1, c’est un résultat logique.
En effet, les entrefers interlaminaires étant plus grands, le flux a plus de mal à s’établir
hors plan et donc à passer d’une tôle à l’autre. Ce phénomène sera donc générateur de
flux rotationnel, qui va également dans le sens d’une augmentation des pertes fer dans le
noyau.

Deuxième cas : un entrefer interlaminaire a une épaisseur différente des autres

(a) Le long de la ligne 1 (b) Le long de la ligne 2

Figure 2.37 – Distribution de l’induction dans le cas d’un entrefer interlaminaire différent des autres

Pour ce cas de figure, tous les entrefers interlaminaires sont fixés à l’épaisseur de réfé-
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rence (5 µm) sauf un à 15 µm. Deux configurations sont étudiées. Dans la première, notée (MAG 1),
l’entrefer de 15 µm est placé au milieu de l’empilement alors que dans la deuxième, notée (LAG 2),
il est placé à l’extrémité la plus haute selon l’axe y.

Ces deux calculs mettent en évidence qu’une augmentation locale d’entrefer implique une
perturbation locale de la répartition de l’induction. D’une certaine manière, c’est un cas parti-
culier du cas précédent.

Troisième cas : tous les entrefers interlaminaires ont des épaisseurs différentes

(a) Le long de la ligne 1 (b) Le long de la ligne 2

Figure 2.38 – Distribution de l’induction dans le cas d’entrefers interlaminaires tous différents les uns des autres

Pour ce cas de figure, l’épaisseur en de l’entrefer n a pour valeur µm :

en = e1 + 0.1 ⇥ 2n�2avec n 2 {2, 3, . . . , 9} (2.29)

avec e1 = 5 µm et n croissant avec y. Cet arrangement est représentatif de ce qui se passe dans
un transformateur soumis à de fortes vibrations. On retrouve à la figure 2.38 les conclusions
vues avec les deux cas précédents. En effet, l’augmentation progressive des épaisseurs d’en-
trefers interlaminaires s’accompagne d’une augmentation tout aussi progressive de la non ho-
mogénéité de la répartition du flux magnétique dans le coin. De plus, l’influence d’un entrefer
donné reste cantonnée à son entourage.

Bilan

La littérature fait référence à un lien entre la non homogénéité de la répartition du flux ma-
gnétique dans un noyau de transformateur et les pertes fer qui y sont générées. Dans le travail
que nous venons de présenter, un lien a été fait entre l’épaisseur des entrefers interlaminaires
et la non homogénéité du flux magnétique, en particulier à l’approche des coins du noyau.
En outre, les conclusions établies sur la base des simulations numériques ont été recoupées et
validées par des mesures sur un transformateur à joints butt lap.

4.2 Influence de la qualité d’acier magnétique sur l’induction critique des

transformateurs

Contexte

Le bruit d’origine magnétique émis par les transformateurs est devenu une préoccupation
importante des fabriquants. En témoigne le fait que l’ADEME le classe parmi les critères de
dimensionnement [90]. C’est pourquoi, depuis une quarantaine d’années, de nombreux travaux

1. Middle Air Gap
2. Last Air Gap
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ont été menés sur cette thématiques dans le but de trouver des marqueurs permettant aux
fabricants de mieux le prendre compte. Ces marqueurs peuvent être divisés en deux catégories :
ceux liés au type d’assemblage des tôles employées pour réaliser le noyau magnétique et ceux
liés au type d’acier composant ces tôles.

Le bruit d’origine magnétique généré par le noyau d’un transformateur est lié à deux phéno-
mènes : les forces magnetostrictives et les forces de Maxwell [19, 24, 30, 42, 95]. Les mécanismes
conduisant à l’apparition de l’une ou l’autre de ces forces n’est pas le même.

— La magnétostriction est un phénomène inhérent au matériau puisqu’elle apparaît avec
l’aimantation de l’acier. Elle dépend donc de sa qualité [4, 6, 24, 42]. Par exemple, une tôle
GO haute perméabilité (HGO 1) se déformera moins qu’une tôle conventionnelle (CGO 2)
[4, 6]. En outre, il a été montré qu’un taux de silicium présent dans la composition de
l’acier de 6 % a pour effet d’annuler quasiment tous les effets magnétostrictifs, ce qui a
conduit au développement de tôles à 6,5 % [15, 71] qui offrent également des pertes fer
réduites ainsi qu’une perméabilité dix fois supérieure aux tôles CGO [15]. Néanmoins,
leur induction à saturation est plus faible et elles se montrent plus difficiles à produire.

— Les forces de Maxwell, quant à elles, sont générées lorsqu’un flux magnétique traverse
deux matériaux de perméabilités différentes. Dans un transformateur, il s’agit de l’acier
et de l’air, notamment dans les coins où deux cas de figures sont possibles : les forces
générées dans le plan des tôles lorsque le flux magnétique traverse un joint dû à un as-
semblage de type butt lap ou step lap, et celles générées normalement au plan des tôles
lorsque le flux magnétique traverse un entrefer interlaminaire.

La répartition de ces deux types de force dans un coin de transformateur dépend de l’induction
critique Bc. Ce marqueur, apparu au milieu des années 90 [20], désigne la valeur moyenne
d’induction dans un bras à partir de laquelle, dans un coin du noyau, les zones proches des
entrefers dans le plan des tôles sont suffisamment saturées pour qu’un flux normal à leur plan
apparaisse [41]. En traversant les entrefer interlaminaires, ce flux génère alors des forces de
Maxwell qui mettent le circuit en vibration. L’induction critique est donc un marqueur qui peut
être employé lors du dimensionnement du transformateur.

Plusieurs études [20, 41, 44] révèlent que la valeur de l’induction critique dépend de la géo-
métrie du coin et de la polarisation à saturation de l’acier. Aucune ne fait mention de l’influence
de la qualité de l’acier. Pourtant, nous allons le voir, ce critère est important.

Structure simplifiée équivalente d’un coin de transformateur butt lap

L’induction critique a donc une influence sur la répartition du flux magnétique dans les
coins du noyau. Pour les raisons identiques à celles exposées dans la partie précédente, il n’est
pas envisageable de réaliser l’étude en modélisant un coin de transformateur réel, et il est donc
nécessaire d’imaginer un dispositif simplifié :

— mettant en œuvre le phénomène ;
— suffisamment facile à instrumenter, pour ce qui est de la maquette réelle ;
— suffisamment facile à simuler, pour ce qui est de la maquette numérique.

Pour cela, considérons la manière dont sont agencées les tôles dans un joint de type butt lap
réel, comme représenté à la figure 2.39a et analysons ce que « voit » le flux qui s’établit dans le
noyau. Dans le plan des tôles, il s’agit d’une succession de type :

tôle GO orientée dans la RD
#

air
#

tôle GO orientée dans la TD

1. High Permeability Grain Oriented
2. Conventional Grain Oriented
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répétée quatre fois sur la totalité du noyau. Si on se place du point de vue des perméabilités
magnétiques, cette configuration revient à :

matériau possédant une perméabilité élevée
#

matériau possédant une perméabilité faible
#

matériau possédant une perméabilité élevée

C’est cette succession qui doit être reproduite par le dispositif simplifié, qui est représenté à
la figure 2.39b. Elle est réalisée par un empilement de tôles GO en forme de cadre et réalisées
d’une seule pièce. L’empilement ne contient alors aucun entrefer dans le plan des tôles, unique-
ment des entrefers interlaminaires. Ainsi, pour chaque couche de l’empilement, par rapport à la
structure réelle, la RD joue le rôle du matériau de perméabilité élevée et la TD celui du matériau
de perméabilité faible (figures 2.39c et 2.39d).

Le noyau est composé de 35 tôles d’acier HGO de forme carrée de 50 cm de côté, de 0,35 mm
d’épaisseur et dont les bras font 10 cm de large. Les courbes de première aimantation de cet
acier selon la RD et la TD sont données à la figure 2.42. Dans cette configuration, la reluctance
d’un bras orienté selon la TD est équivalente à celle d’un entrefer de moins d’un millimètre. Les
bobinages primaire et secondaire, identiques à ceux du dispositif de la figure 2.31, sont com-
posés de quatre bobines réparties uniformément sur les quatre bras. Les bobines B et D sont
divisées en deux parties afin d’insérer les bobines de mesure de flux au milieu des bras, comme
montré sur l’agrandissement de la figure 2.31. Celles-ci permettent de mesurer, en fonction de
la couche considérée, les valeurs d’induction dans la RD et la TD, notées respectivement BRD
et BTD. Le système est excité via le bobinage primaire par un signal sinusoïdal à 50 Hz et le bo-
binage secondaire permet de mesurer l’induction moyenne dans un bras, notée Bglobal, comme
pour le dispositif de la figure 2.31. Du point de vue de la simulation numérique, contrairement
au cas précédent, le calcul nécessite un traitement en 3D. En effet, il doit prendre en compte à
la fois le flux établi dans la RD, celui établi dans la TD et les entrefers interlaminaires. Néan-
moins, comme nous l’avons dit précédemment, le dispositif ne présente pas d’entrefer dans le
plan des tôles, ce qui permet de réduire le domaine d’étude à deux tôles en profitant des symé-
tries. En effet, l’empilement comporte 35 tôles, ce qui autorise, en négligeant les effets de bords
qui apparaissent au niveau des deux tôles situées aux extrémités, de faire l’hypothèse d’une
répartition périodique du flux magnétique toutes les deux tôles. De plus, il existe également un
plan de symétrie coupant le milieu, selon l’axe z, de chacune des couches. Ces simplifications
permettent de réduire la géométrie utilisée pour le calcul numérique à deux couches, réparties
de la façon suivante : une demi couche, un entrefer interlaminaire, une couche, une entrefer
interlaminaire, une demi couche (figure 2.41). Le calcul, réalisé en magnétostatique, prend en
compte la saturation et l’anisotropie selon la relation 2.28, avec un tenseur de perméabilité de
dimension 3 ⇥ 3.

Ce dispositif répond donc bien aux trois points du cahier des charges défini précédemment.
Tout d’abord, il permet bien de retrouver la configuration magnétique voulue. Ensuite, du point
de vue expérimental, contrairement à un coin de transformateur réel, il possède des dimensions
telles qu’il sera tout à fait possible de l’instrumenter à l’aide de bobines de mesures de flux. C’est
ce que montre la figure 2.40. Enfin, il est relativement facile à simuler.
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RD RD

(a) Coin de transformateur butt lap

Z

RD

RD
RD

(b) Structure simplifiée équivalente

RD

(c) Couche impaire

RD

(d) Couche paire

Figure 2.39 – Équivalence entre un coin de transformateur butt lap réel et la structure simplifiée (les figures de gauche
représentent la structure réelle, celle de droite la structure simplifiée équivalente)
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Figure 2.40 – Dispositif simplifié réalisé à l’aide de tôles "une pièce"

Figure 2.41 – Coupe selon les plans x-z ou y-z de la géométrie utilisée pour la simulation numérique
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Figure 2.42 – Courbes de première aimantation pour les aciers HGO 0,30 mm, CGO 0,30 mm et HGO 0,23 mm

Calcul préliminaire

L’influence de la qualité de la tôle sur Bc est étudiée en considérant trois aciers différents :
HGO de 0,30 mm, CGO de même épaisseur et HGO de 0,23 mm dont les courbes de première
aimantation sont données à la figure 2.42. Le modèle d’anisotropie de la relation 2.28 ne permet
pas une représentation extrêmement fidèle du comportement des aciers GO. Nous discuterons
d’ailleurs de ses limites et des opérations à mener pour lever ce verrou dans le chapitre de ce
manuscrit dédié aux perspectives. Néanmoins, comme nous en avons discuté dans la partie
dédiée aux modèles électromagnétiques, un modèle est défini, entre autre, par son domaine de
validité. Aussi, un calcul préliminaire est réalisé afin de valider la robustesse de la simulation.
Il consiste à exciter le dispositif, expérimentalement et en simulation, en imposant bglobal que
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l’on fait varier de 0 à 1,35 T de manière à dépasser Bc. La figure 2.43 montre l’évolution de BRD
et BTD pour chacun des points de fonctionnement. Elle permet de constater que les mesures
et les calculs concordent parfaitement malgré les limites du modèle de prise en compte de
l’anisotropie. Ce résultat n’est en réalité pas surprenant puisque dans le dispositif, tel qu’il est
conçu et excité, les directions autres que la RD et la TD ne sont que très peu sollicitées. La
figure 2.43 met bien en évidence le phénomène d’induction critique puisque pour des valeurs
de Bglobal inférieures à 0,9 T, l’intégralité du flux magnétique s’établit dans la RD alors que,
passé cette valeur, BRD stagne et BTD augmente.

Pour illustrer le phénomène, on considère deux points de fonctionnement respectivement
à 0,48 T et 1,2 T. Ces deux points ne sont pas choisis au hasard. En effet, d’après les courbes
de première aimantation du HGO 0,30 mm selon la RD et la TD, 0,48 T correspond à une va-
leur d’induction pour laquelle les deux directions ont une possibilité d’être magnétisées. Par
ailleurs, la valeur 1,22 T se trouve à la fin du coude de saturation de la courbe selon la TD, et
correspond donc à une valeur à laquelle les deux directions sont saturées.

Les figures 2.44 et 2.45 montrent la répartition de l’induction magnétique dans chacune des
couches, impaire et paire, pour ces deux points de fonctionnement. Les cartes de champs sont
conformes à ce qui était attendu.

— Pour une valeur de Bglobal faible (figure 2.44), le flux magnétique s’établit dans la RD et
ne passe d’une couche à l’autre qu’au niveau des coins selon le principe de minimisation
de l’énergie.

— Pour une valeur de Bglobal élevée (figure 2.45), le flux tend toujours à s’établir dans la RD
mais également, et dans une proportion non négligeable (BTD = 0,578 T), dans la TD.

La figure 2.46, qui montre l’évolution temporelle de BRD et BTD par rapport à Bglobal, permet
également de mettre en évidence à la fois le phénomène de transfert de flux entre la RD et la
TD, mais également la bonne concordance des mesures avec les calculs.

Figure 2.43 – Évolution de BRD et BTD en fonction de l’induction globale
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(a) Couche impaire (b) Couche paire

Figure 2.44 – Distribution de l’induction magnétique dans la structure simplifiée pour Bglobal = 0,48 T

(a) Couche impaire (b) Couche paire

Figure 2.45 – Distribution de l’induction magnétique dans la structure simplifiée pour Bglobal = 1,22 T
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Figure 2.46 – Évolution temporelle de BRD et BTD pour Bglobal = 1,22 T

Influence de la qualité de l’acier sur Bc

La simulation étant validée, on réalise maintenant les mêmes calculs pour les deux autres
qualités de tôles. Les résultats sont présentés sur les figures 2.47 et 2.48. Elles laissent claire-
ment apparaître que la quantité de flux qui s’établit uniquement dans la RD est différente selon
les trois aciers testés puisque BRD est égale à 1,86 T, 1,72 T et 1,82 T respectivement pour le
HGO 0,30 mm, le CGO 0,30 mm et le HGO 0,23 mm. En outre, Bc est également différent pour
les trois cas avec une valeur de 0,90 T, 0,72 T et 0,82 T.

Figure 2.47 – Évolution de BRD et BTD par rapport à Bglobal dans une tôle
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Figure 2.48 – Évolution temporelle de BRD et BTD pour les aciers HGO 0,30 mm, CGO 0,30 mm et HGO 0,23 mm et pour
Bglobal = 1,22 T

Lien avec l’émission de bruit

Il a été mis en évidence dans la littérature qu’exciter un noyau de transformateur de manière
à ce que Bglobal soit supérieure à Bc conduit à une augmentation du bruit qu’il émet [19, Th-1].
En parallèle, il a également été mis en évidence que l’utilisation de tôles HGO plutôt que CGO
conduisait à des transformateurs moins bruyants [6, 72].

Il est possible de faire le lien entre ces conclusions à l’aide des résultats de notre étude. En
effet, la figure 2.48 montre que la valeur de Bc implique un écrêtage plus ou moins important
de l’évolution temporelle de l’induction magnétique selon la RD, et donc de la distorsion. Plus
Bc sera faible, plus cette distorsion sera importante, ce qui est mis en évidence sur la figure 2.49.
Elle représente les spectres du carré de l’induction magnétique, qui est lié à la fois aux forces
magnétostrictives et aux forces de Maxwell. Elle met en évidence que l’utilisation de tôles HGO
conduit à des valeurs du fondamental et du premier harmonique selon la RD supérieures à celle
obtenues avec des tôles CGO. Ce résultat est parfaitement en accord avec les conclusions de [6,
72] sur le bruit émis par les transformateurs en fonction de la qualité de la tôle employée.

(a) Selon la RD (b) Selon la TD

Figure 2.49 – Spectres du carré de l’induction magnétique locale
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Bilan

L’influence de la qualité de l’acier magnétique utilisé dans la composition d’un noyau de
transformateur sur l’induction critique n’a jamais été mentionnée dans la littérature. Seule l’ai-
mantation à saturation, qui est la même pour les trois aciers testés puisque ce sont tous des
FeSi 3 %, est mentionnée [20, 41, 44]. Pourtant, il a été établi que ces trois qualités d’acier ne par-
tageaient pas la même valeur de BC. En effet, plutôt qu’à l’aimantation à saturation, BC semble
dépendre de la valeur à laquelle apparaît le coude de saturation.

L’induction critique est reconnue pour être un marqueur possible pour évaluer le caractère
bruyant ou non d’un transformateur. Il est donc possible de mettre en parallèle ces résultats
avec d’autres résultats relayés dans la littérature, comme le fait que les aciers CGO sont plus
bruyants, à épaisseur identique, que les aciers HGO. Or, notre étude a montré que BcCGO <
BcHGO.

4.3 Utilisation d’aciers GO dans la conception de stators de machines

asynchrones

Contexte

Au début des années 2000, des travaux réalisés au LSEE ont montré qu’il était possible
d’améliorer le rendement de machines asynchrones de faible puissance en utilisant des tôles
GO de manière originale [86]. La méthode consiste à empiler les tôles en décalant leurs RD d’un
angle bs, comme montré à la figure 2.50. L’idée initiale était d’exploiter les excellentes propriétés
de ces tôles pour réduire les pertes fer des machines asynchrones. L’anisotropie très prononcée
constituait un frein à leur utilisation en champ tournant, et les décaller a permis de les mettre
en œuvre. À l’époque, il était difficile de se prononcer non seulement sur la manière dont allait
se répartir le flux dans le circuit magnétique, mais également sur le gain énergétique. Une vaste
campagne expérimentale a été menée, à travers deux thèses, mettant en évidence l’intérêt de la
méthode, avec des mesures globales (courant, puissance) mais sans toutefois bien comprendre
comment le flux se répartissait. Dans ce contexte, l’apport de la simulation numérique a été
évident.

(a) Tôle machine statique (b) Ergot (c) Machine statique

Figure 3.1

DL

Tôle 1

�s

DL

Tôle 2

�s
DL

Tôle 3

�s

DL

Tôle 4

Figure 3.2 – Assemblage des tôles

prennent chacun par phase et par paire de pôles Np tours répartis régulièrement dans
les encoches qui lui sont dévolues (5 conducteurs par encoches). Concernant le bobi-
nage secondaire, il est constitué de la même façon que l’enroulement primaire et son
nombre de tours par phase et par paire de pôles, est noté Ns, réparties d’une façon
identique aux bobinages primaires (1 conducteur par encoche). Les valeurs de Np et Ns
sont respectivement de 15 et 3 tours. Le bobinage secondaire permet de mesurer la force
électromotrice induite en s’a�ranchissant de la chute de tension liée à la résistance du
bobinage et de l’inductance de fuite. Les deux enroulements de chaque bobinage sont
associés en série et couplés en étoile. En adoptant une densité de courant de 10A · mm�2,
le courant nominal en ligne est donc de l’ordre de 20A.

69

Figure 2.50 – Empilement de tôles GO dont les DL sont décalées d’un angle bs [Th-4]

Cette technique d’empilement a été à l’origine de plusieurs opérations menées au LSEE
dans lesquelles j’ai donc été impliqué, comme la réalisation de MRV, dans le cadre d’un projet
SEEDS, ou de machines asynchrones à très haute efficacité énergétique [Th-4]. J’ai pu mettre
en œuvre la même procédure numérique que celle de la figure 2.41 dans le but d’étudier la
répartition du flux magnétique dans les différents dispositifs.
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Mise en évidence du chemin du flux dans des empilements à tôles GO décalées

Le dispositif étudié est un empilement de tôles annulaires (figure 2.51) excité en champ
unidirectionnel, et pour lequel l’angle bs est de 90�.

(a) Dans les tôles

(b) Dans l’entrefer interlaminaire

Figure 2.51 – Répartition de l’induction dans l’empilement annulaire

Les résultats de simulation mettent en évidence que le flux magnétique se répartit dans les
RD (figure 2.51a), en traversant l’entrefer interlaminaire à plusieurs endroits (figure 2.51b). La
zone 1 est conforme à ce qui est attendu. En effet, le flux s’établit depuis la RD d’une tôle à la
RD de la tôle contiguë. Les zones 2 et 3, en revanche, sont plus surprenantes. En effet, la zone 2
semble être l’opposé du phénomène de la zone 1. La zone 3, quant à elle, correspond à une zone
dans laquelle le flux ne traverse par l’entrefer interlaminaire.

Le comportement décrit par la figure 2.51 est confirmé expérimentalement. En effet, les re-
levés (tableau 2.5) réalisés à l’aide de bobines exploratrices insérées dans un entrefer interlami-
naire de l’empilement montrent :

— que le flux dans la zone 1 s’établit bien depuis une RD vers une RD;
— que les flux dans les zones 1 et 2 sont en opposition de phase ;
— que le flux dans la zone 3 a une valeur très faible.

no du capteur 1 2 3 4 5 6 7 8 9

Tension (µV) 34,2 31,2 124 41,3 15,5 79,6 92,8 19,8 68
B (mT) 18,1 16,5 66,1 21,9 82,3 42,3 49,2 10,5 36,1
Déphasage (�) Ref −172,7 −179,1 −176 −5,3 0,1 −10,4 −169,1 −73,8

Tableau 2.5 – Relevés des bobines exploratrices de la figure 2.52
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Figure 2.52 – Bobines exploratrices placées dans l’entrefer interlaminaire de l’empilement à tôles GO décalées

On retrouve le même comportement dans un stator de MRV réalisé également avec un angle
bs de 90� (figure 2.53).

(a) Dans les tôles (b) Dans l’entrefer interlaminaire

Figure 2.53 – Répartition de l’induction dans l’empilement statorique de la MRV

Analyse du chemin parcouru par le flux magnétique

Le chemin suivi par le flux magnétique dans les empilements présentés aux figures 2.51
et 2.53 est représenté à la figure 2.54. Il suit le chemin le plus réluctant, selon le principe de
minimisation de l’énergie,. Tout d’abord, les figures 2.51a et 2.53a ont montré qu’il s’établit le
plus possible dans la RD d’une tôle. Au niveau de la limite extérieure, c’est-à-dire la zone 1,
il cherche naturellement à s’établir dans la RD de la tôle contiguë. C’est le même phénomène
qui est observé au niveau de la limite intérieure, mais dans le sens opposé à ce qui se passe
dans la zone 1. Ainsi, le flux magnétique s’établit à l’intérieur des tôles en traversant l’entre-
fer interlaminaire à chaque fois qu’il rencontre les limites intérieure et extérieure des tôles, ce
qui explique la zone 3. Cette distribution était peu évidente à prédire puiqu’on pouvait aussi
supputer que le flux s’établisse dans le plan des tôles dans la TD.
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Figure 2.54 – Chemin du flux dans un empilement de tôles GO dont les RD sont décalées de 90�

Bilan

Les trois études que nous venons de présenter sont importantes dans l’évolution de mon ap-
proche de l’apport de la simulation numérique au sein du LSEE. À l’époque où elles ont été réa-
lisées, entre 2012 et 2016 [ACLI-4, Th-1, ACLI-6, ACLI-7, ACLI-9], la problématique acoustique
nécessitait de bien comprendre les phénomènes liés à l’anisotropie avec, en toile de fond, la
superposition des effets magnétostrictifs et des effets de forces de Maxwell. J’ai pu développer
cette approche avec l’équipe encadrante associée, et contribuer à bâtir des modèles numériques
adaptés sous GetDP. Cette approche par cadre « une pièce » a d’ailleurs été reprise dans [117].

Pourtant, les simulations présentées sur les empilements de tôles GO décalées ont montré
leurs limites dans le cadre des travaux de Vincent Mallard [Th-4]. En effet, à cette occasion,
l’approche qui vient d’être présentée a été reprise pour étudier l’influence de ce type d’empile-
ment sur les pertes fer dans une machine asynchrone. Les cartes de champ obtenues ont certes
permis de retrouver le chemin décrit à la figure 2.54 mais, dans l’état, il n’a pas été possible de
faire le lien avec les grandeurs globales telles que les pertes fer et le courant absorbé. Nous y
reviendrons dans la partie de ce document consacrée aux perspectives.

4.4 Influence de l’utilisation d’aciers GO sur l’inductance et le couple

d’une MRV

Contexte

Nous avons vu dans la section 3.1 qu’une MRVFA permettait, à section de dents constante,
de gagner à la fois en inductance, en couple statique et surtout en compacité par rapport à une
MRVFR. La MRVFA a montré peu de possibilités d’optimisation puisque seul l’angle d’ouver-
ture de dent rotorique a permis d’améliorer légèrement le couple statique. Dans le cadre des
travaux de thèse de Racha Aydoun [Th-5], il est prévu de profiter de la topologie à deux stators
et un rotor pour réaliser les dents en acier GO. En effet, cette topologie s’y prête particuliè-
rement bien puisque le rotor ne possède pas de culasse magnétique, et que le flux peut être
intégralement canalisé dans la RD (figure 2.1).

Deux configurations sont possibles. Elles sont présentées à la figure 2.55 où l’axe z repré-
sente l’axe de l’arbre de la machine. Dans les deux cas, la RD est orientée dans la direction pri-
vilégiée du flux. En revanche, il est possible d’assembler les tôles de deux façons différentes de
sorte que le flux s’établisse aussi soit selon la TD (figures 2.55a), soit selon la ND (figure 2.55b).
En fonction de la configuration, on pourra plus ou moins laisser le flux s’épanouir dans toute
la tôle (RDTD – figures 2.55a), ou le forcer dans la RD en lui offrant la reluctance la plus élevée
de la ND (RDND – figure 2.55b). Ainsi, en fonction de la configuration, on peut s’attendre à
modifier l’effet de saillance.
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(a) Configuration RDTD (b) Configuration RDND

Figure 2.55 – Configurations d’agencement possible des tôles dans les dents rotoriques de la MRVFA

Le but du travail est ici d’étudier l’impact de l’acier GO sur l’inductance, et donc le couple
statique, de la machine, et ce, pour les deux configurations proposées à la figure 2.55. On ima-
gine aisément que réaliser cette étude à l’aide du modèle 3D présenté précédemment serait
fort coûteux, que ce soit en puissance de calculs ou en temps, sans compter les problèmes de
convergences. Aussi, à l’image de ce qui a été fait pour l’étude des coins de transformateurs, il
peut être intéressant de définir une structure simplifiée, en 2D, permettant à la fois de prendre
en compte l’anisotropie des tôles GO, la saturation, les deux configurations évoquées, et de
calculer un couple statique.

Structure simplifiée et protocole

La structure utilisée, présentée à la figure 2.56, comprend une culasse statorique sur laquelle
sont fixées deux dents et un rotor. Dans la mesure où la grandeur qui nous intéresse ici est le
couple statique, au travers de la variation de l’inductance en fonction de la position du rotor q,
les calculs sont réalisés de la même manière que pour la MRVFA 3D : un courant constant est
imposé dans les inducteurs pendant que l’on fait varier q.

La perméabilité magnétique de la culasse est fixée à une valeur constante très élevée (µr =
1 ⇥ 109) de manière à ce qu’elle n’aie aucune influence sur l’interaction entre les dents stato-
riques et le rotor. En ce qui concerne les dents statoriques, plusieurs configurations de maté-
riaux sont testées.

— Le premier matériau est un acier NO, donc a priori isotrope, classiquement rencontré dans
les machines tournantes.

— Le deuxième matériau est un acier HGO de 0,35 mm d’épaisseur, noté HGO35, qui pré-
sente une forte anisotropie.

— Enfin, afin de bien étudier l’influence de l’anisotropie indépendamment de l’induction à
saturation, un matériau fictif, noté HGOiso

35 , est considéré. Il s’agit d’un matériau isotrope
dont la courbe d’aimantation est celle du HGO35 selon la RD.

Les courbes de première aimantation de ces matériaux sont présentées à la figure 2.57. De plus,
la perméabilité relative selon la ND du HGO est de 20 [84]. Enfin, dans le cas du HGO35 l’ani-
sotropie est une nouvelle fois prise en compte au travers de la relation 2.28.
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Figure 2.56 – Modèle simplifié d’une MRV permettant l’étude de l’influence de l’anisotropie sur le couple statique
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Figure 2.57 – Courbes de première aimantation des différents aciers testés

Configuration du stator Configuration du rotor

M400 M400
HGOTD

35 M400
HGOiso

35 M400
M400 HGOTD

35
HGOTD

35 HGOTD
35

M400 HGOND
35

HGOTD
35 HGOND

35
HGOND

35 M400
HGOND

35 HGOND
35

Tableau 2.6 – Matrice de simulations

Avec ces trois matériaux, plusieurs cas d’assemblage sont possibles. Ceux qui seront étudiés
sont résumés dans le tableau 2.6. Par la suite, pour la présentation des résultats, la syntaxe
« configuration au stator - configuration au rotor » sera utilisée. Par exemple, le cas no2 sera
noté « HGOTD

35 - M400 ».

Influence de l’anisotropie

Si l’on fait abstraction des performances énergétiques, un acier GO présente deux diffé-
rences par rapport un acier NO quant à son comportement magnétique. D’une part, il possède
une meilleure induction à saturation dans la RD et, d’autre part, il a bien entendu un compor-
tement anisotrope. Aussi, pour discriminer l’influence de ces deux paramètres sur les perfor-
mances de la machine, trois calculs ont été réalisés en prenant en compte les topologies M400 -
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M400, HGOiso
35 et HGOTD

35 . Les résultats de cette série de calculs sont présentés à la figures 2.58.
Ils apportent deux informations :

— dans les deux cas, la configuration M400 - M400 est la moins bonne ;

— les topologies HGOiso
35 et HGOTD

35 donnent les mêmes comportements.
Si la première conclusion était attendue compte-tenu des courbes de la figure 2.57, la seconde est
un peu plus surprenante. En effet, dans une MRV, l’inductance, et donc le couple, dépendent
des effets de saillance. C’est son principe même de fonctionnement. Ces résultats nous per-
mettent donc de conclure qu’il n’est pas possible d’exploiter l’anisotropie de l’acier GO pour
jouer sur ces effets de saillance. L’accroissement des performances de la machine est unique-
ment dû aux meilleures propriétés magnétiques dans la RD.
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Figure 2.58 – Évolution de l’inductance et du couple statique en fonction de la position rotorique q

Influence de la topologie d’assemblage des tôles

La figure 2.60 présente les résultats obtenus pour toutes les configurations du tableau 2.6 à
l’exception de celle impliquant le matériau fictif HGOiso

35 . Ils viennent corroborer les conclusions
réalisées grâce au calcul précédent. En effet, toutes les configurations mettant en œuvre l’acier
M400 présentent les performances les plus faibles. On retrouve ici l’influence de la courbe de
première aimantation, meilleure dans le cas du HGO. En revanche, ils permettent de nuancer la
conclusion qui a été faite sur l’anisotropie puisque les configurations HGOTD

35 - HGOTD
35 , HGOTD

35
- HGOND

35 et HGOND
35 - HGOND

35 conduisent à des résultats différents. En effet, si les trois confi-
gurations impliquent le même gain sur le couple statique moyen (figure 2.59), la présence de la
ND conduit à un couple statique maximal supérieur mais qui s’effondre davantage à mesure
que le rotor s’éloigne de la position de conjonction.

Il est possible de trouver une explication à cette forme de couple en mettant en parallèle
l’évolution de la valeur de l’inductance, la répartition des lignes champ et celle de l’induction
magnétique à différentes positions du rotor.

— Si on considère l’évolution de l’inductance représentée à la figure 2.60a, il apparaît que
les valeurs extrêmes, c’est-à-dire la position de conjonction (q = 0�) et la position à partir
de laquelle les dents ne sont plus du tout en vis à vis (q > 20�), sont identiques pour les
deux configurations. Pour la position q > 20�, l’explication est immédiate puisque, les
dents n’étant plus en vis-à-vis, quasiment aucun flux ne transite par le rotor. Les deux
configurations sont magnétiquement identiques. Pour la position q = 0�, c’est la même
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chose. En effet, lorsque les dents sont en concordance, seule la RD est mise à contribution,
ce que l’on peut voir sur la répartition des lignes de champ (figure 2.61) et de l’induction
magnétique (figure 2.62). Encore une fois les deux configurations sont magnétiquement
équivalentes.

— Entre ces deux valeurs extrêmes, l’évolution de l’inductance se fait avec la même pente,
mais avec une valeur légèrement plus petite dans le cas des configurations mettant en
œuvre la ND. Le couple étant une image de la dérivée de l’inductance par rapport à
la position, il est donc logique de retrouver un pic de couple lorsque la dent rotorique
s’éloigne de la position de conjonction, et un creux lorsqu’elle se rapproche du moment
où elle ne sera plus en vis-à-vis de la dent statorique.

— L’analyse de la répartition des lignes de champ et de l’induction magnétique pour les po-
sitions q = 5� (figures 2.63 et 2.64) et q = 17� (figures 2.65 et 2.66) permet d’expliquer
la valeur d’inductance plus faible pour les configurations mettant en œuvre la ND. En
effet, on note sur ces figures que, dans les cas RDND, le flux magnétique ne parvient pas
à utiliser la totalité de la section de la dent. Au contraire, il s’établit uniquement dans
une section qui correspond au vis-à-vis entre les dents statorique et rotorique. Ce phé-
nomène rejoint ce qui a été mis en évidence dans l’étude des coins de transformateur et
dans [ACLI-4], à savoir que, compte-tenu de la différence de perméabilité magnétique qui
apparaît entre la RD et les autres directions, le flux a tendance à ne s’établir que dans la
RD tant qu’elle n’est pas saturée. Dans le cas présent, ce phénomène est renforcé par l’uti-
lisation de la ND. En effet, cette dernière présente une perméabilité relative extrêmement
faible comparativement à la RD. En extrapolant, on pourrait presque considérer que le
matériau se comporte comme de l’air. Tout se passe donc, dans les configurations mettant
en œuvre la ND, comme si la section de la dent statorique diminuait avec q, et impactant
de manière similaire la valeur de l’inductance.
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Figure 2.59 – Écarts relatifs des couples statiques maximum et moyen par rapport à la configuration M400 - M400
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Figure 2.60 – Comparaison de toutes les configurations
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Figure 2.61 – Répartition des lignes de flux pour la position du rotor à 0�
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Figure 2.62 – Répartition de l’induction magnétique pour la position du rotor à 0�
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Figure 2.63 – Répartition des lignes de flux pour la position du rotor à 5�
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Figure 2.64 – Répartition de l’induction magnétique pour la position du rotor à 5�



Section 5. Simulations en interaction avec d’autres modèles 77

X

Y

Z

(a) Configuration RDTD

X

Y

Z

(b) Configuration RDND

Figure 2.65 – Répartition des lignes de flux pour la position du rotor à 17�
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Figure 2.66 – Répartition de l’induction magnétique pour la position du rotor à 17�

Bilan et contribution

Nous avons pu voir, au travers d’une MRV simplifiée, que l’utilisation d’acier GO dans les
dents statorique et rotorique conduit à une augmentation du couple statique. Il a notamment été
mis en évidence que cette augmentation était principalement due à une courbe d’aimantation
dans la RD présentant une induction à saturation plus élevée et que l’anisotropie avait une
influence moindre. Mon apport personnel concerne la quasi intégralité de l’étude puisque je
me suis occupé de la mise en œuvre du modèle sous GetDP.

5 Simulations en interaction avec d’autres modèles

Dans les deux parties précédentes, les simulations se suffisaient à elles-mêmes dans le sens
où les grandeurs recherchées en étaient directement issues. J’ai participé à deux études dans
lesquelles la simulation numérique entre en interaction avec d’autres modèles.



78 Chapitre 2. Synthèse des activités de recherche

5.1 Contexte

À l’ère de la transition énergétique, la tendance est à l’électrification massive des moyens de
transport, qu’ils soient terrestre, marin ou aérien. Si une défaillance d’un moteur électrique n’a
« que » des répercutions économiques dans un contexte industriel, il n’en est pas de même pour
les applications que nous venons de citer, en particulier dans le domaine aérien. En découle la
nécessité de plus en plus forte de disposer d’actionneurs fiables d’une part et, d’autre part,
d’outils de surveillance et de diagnostic de leur état de santé.

Dans une machine, les défauts peuvent avoir deux origines : électrique ou mécanique. Plu-
sieurs études [47, 52] soulignent qu’environ 40 % des défaillances électriques sont provoquées
par une rupture d’un élément du système d’isolation électrique. Ce dernier, le plus souvent
prévu pour un fonctionnement sous 400 V, est particulièrement sensible aux surtensions. Or,
à l’heure actuelle, les machines électriques sont de plus en plus souvent alimentées par des
convertisseurs de puissance qui voient leurs fréquences de commutation continuellement aug-
menter. Les brusques variations de tensions aux bornes des bobinages génèrent précisément de
forts champs électriques, et donc des surtensions, soulignant de manière encore plus forte la
nécessité de mettre au point :

— des outils de dimensionnement poussés des machines allant jusqu’à la prise en compte
des propriétés des isolants ;

— des outils de diagnostic dédiés au système d’isolation électrique.
Cette thématique a déjà donné lieu à plusieurs travaux de thèse au LSEE [87, 104, 114] avec
deux approches :

— l’établissement d’un modèle à constantes localisées de bobinages de machines permettant
de déterminer les contraintes dont ils sont le siège, c’est-à-dire les tensions interspires ;

— l’étude du PDIV et, de manière générale, du processus d’apparition de décharges par-
tielles, ainsi que leur influence sur la durée de vie de la machine.

Nous allons voir dans cette partie que l’apport de la simulation numérique dans ces deux
approches a été multiple. Dans le premier cas, elle a permis de déterminer les valeurs des
paramètres du modèle à constantes localisées, ce qui a eu pour conséquences non seulement
d’améliorer sensiblement sa précision, mais également de pouvoir le générer a priori, et donc
de pouvoir l’employer dans une phase de dimensionnement d’un bobinage. Dans le second
cas, la simulation a été utilisée afin de déterminer, dans le cadre de calculs électrostatiques, les
longueurs des lignes de champ électrique, grandeur clé de la théorie de Paschen [1]. Nous ver-
rons en particulier que dans cette étude, la simple application des formulations 2.5 et 2.8 telles
quelles n’était pas suffisante et qu’un traitement particulier du potentiel vecteur électrique tel
que défini par 2.7 a été nécessaire.

Nous verrons surtout que la simulation numérique, et c’est ma contribution la plus substan-
tielle à cette thématique, permet de réaliser le lien entre les deux approches, et donc d’aboutir
à un outil de diagnostic prédictif d’apparition de décharges partielles dans un bobinage de
machine.

5.2 Élaboration d’un outil numérique de prédiction des contraintes élec-

triques interspires

Modèle à constantes localisées prédictif de la distribution des tensions interspires dans

un bobinage

Le modèle à constantes localisées établis au cours des travaux de thèse de Vasile Mihaila [87]
est basé sur la construction d’une cellule élémentaire représentant une spire et constituée d’élé-
ments permettant de représenter les phénomènes physiques. Cette cellule élémentaire est re-
présentée à la figure 2.67.
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Figure 2.67 – Modèle à constantes localisées d’une spire

avec
— la résistance propre de chaque spire Rs ;
— l’inductance propre de chaque spire Lp ;
— la résistance représentant les pertes magnétiques Rp ;
— la capacité interspires Ct ;
— la capacité spire-masse Cm ;
— la résistance représentant les pertes dans l’isolation interspires Rt ;
— la résistance représentant les pertes dans l’isolation spire-masse Rm.

À noter que les inductances mutuelles M sont prises en compte dans le modèle mais ne
sont pas représentées pour une question de lisibilité du circuit. À titre d’exemple, prenons le
cas d’une bobine à noyau de fer de six spires (figure 2.68). Son modèle équivalent, sur lequel
chacun des nœuds, numérotés de 1 à 6, correspond à l’entrée d’une spire, est présenté à la
figure 2.69. Ici, la bobine est alimentée entre les spires no1 et no6.
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Figure 2.68 – Exemple d’une bobine à noyau de fer de six spires
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Figure 2.69 – Modèle équivalent de la bobine de six spires de la figure 2.68
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Détermination des paramètres du modèle

La détermination des éléments du schéma de la figure 2.67 se déroule en suivant les recom-
mandations du tableau 2.1 en fonction du phénomène physique considéré [67, Th-3, ACLI-14].

La résistance propre Rsi rend compte des pertes Joules Psi générées à l’intérieur de la ième

spire. À la fréquence considérée, et compte-tenu de la géométrie d’une bobine, la densité de
courant ji présente un effet de peau et est soumise aux effets de proximités dus aux spires
adjacentes. La résistance Rsi est donc obtenue en réalisant un calcul magnétodynamique dans
lequel seule la ième spire est alimentée par un courant Ii, et en appliquant la relation :

Rsi =
Pji
Ii

2 =

RR
S ji2dS
sIi

2 (2.30)

L’inductance d’une spire traduit la force électromotrice qui apparaît à ses bornes par l’action
du flux magnétique qui la traverse. L’inductance propre Lpi de la ième spire peut être détermi-
née à l’aide de l’énergie magnétique Wm emmagasinée lorsqu’elle seule est alimentée par un
courant Ii, au travers de la relation :

Lpi =
2Wmi

Ii
2 =

RR
S b2dS
µIi

2 (2.31)

Les inductances mutuelles Mij, qui rendent compte de l’influence magnétique entre les
spires i et j, sont déterminées de manière similaire, en les alimentant, au travers de la relation :

Mij =
1

Ii Ij
(Wm � 1

2
Lpi Ii

2 � 1
2

Lp j Ij
2) (2.32)

La résistance Rpi rend compte des pertes fer Pfer générées dans le noyau magnétique et peut
être déterminée de manière classique :

Rpi =
V2

Pfer
(2.33)

Le lecteur aura certainement noté l’absence d’indice sur tension V dans cette relation. En
effet, la manière dont on doit distribuer les pertes fer sur chacune des spires n’est pas triviale.
Dans les résultats qui seront présentés, le choix a été fait de considérer une répartition homo-
gène de Pfer entre toutes les spires. Ce choix sera discuté le cas échéant.

Les capacités interspires Ctij sont déterminées, à l’aide de calculs électrostatiques, en deux
temps. Tout d’abord, tour à tour, chaque spire i est mise à un potentiel Vi et l’énergie électrique
We correspondante est calculée afin de déterminer la capacité propre [16, 67] :

Cii =
2We

Vi
2 (2.34)

Ensuite, les capacités interspires Ctij sont déterminées en réalisant un calcul dans lequel les
deux spires considérées sont alimentées à des potentiels différents afin de calculer We :

Ctij =
1

ViVj
(We � 1

2
CiiVi

2 � 1
2

CjjVj
2) (2.35)

On peut d’ailleurs noter le parallèle entre les relations 2.35 et 2.32. Le calcul des capaci-
tés spire-masse Cmi, quant à lui, est réalisé selon la même procédure en considérant la masse
comme pour un des conducteurs.

Les résistances des pertes dans les isolants, Rti et Rmi, sont peut-être les moins évidentes à
appréhender. Le problème ne vient pas de leur calcul en tant que tel, puisque leur définition
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au travers de l’introduction d’une permittivité complexe est tout à fait connue et documentée
dans la littérature [28, 29, 32, 53]. En revanche, le type d’isolant utilisé dans les bobinages de
machines est difficile à caractériser. Le matériau en lui-même, le plus souvent du polyester-
imide ou du polyamide-imide, est identifié et ses caractéristiques propres, c’est-à-dire lorsqu’il
est seul dans des conditions de tests en laboratoire, sont connues. En revanche, son processus
d’application sur le fil de cuivre, qui a une influence sur ses caractéristiques, diffère d’un fabri-
cant à l’autre et relève du secret industriel. Dans les travaux de thèse de Vasile Mihaila [87], les
valeurs de Rti et Rmi ont été déterminées expérimentalement. Aussi, ces valeurs ont été reprises
dans le cadre des travaux de thèse de Mustapha Toudji [Th-3]. En outre, il a été montré à cette
occasion que leur influence était faible par rapport aux pertes Joule, légitimant cette approche.

Fréquence de travail

Dans les travaux qui ont été présentés jusqu’ici, les fréquences auxquelles se déroulent les
phénomènes physiques étaient suffisamment basses pour qu’il soit possible d’appliquer l’ap-
proximation des régimes quasi statiques, et donc de réaliser tous les calculs à l’aide de modèles
statiques. Le modèle à constantes localisées de la figure 2.67 a été établi pour déterminer les
tensions interspires lorsque le bobinage considéré est soumis à des variations brusques de ten-
sion. Cette excitation s’apparentant à un échelon de tension, on peut facilement prévoir que les
oscillations qui en découleront se feront à la fréquence de résonance de la bobine. C’est pour-
quoi les paramètres du modèle déterminés à l’aide de simulations magnétodynamiques le sont
à cette fréquence.

Dans les travaux de Vasile Mihaila [87], tous les modèles ont été réalisés à partir de bobines
existantes. Leurs fréquences de résonance étaient donc déterminées expérimentalement. Dans
les travaux de thèse de Mustapha Toudji [Th-3], l’outil final a pour but d’être utilisé dès la phase
de design. Il était donc nécessaire de déterminer la fréquence de résonance d’une bobine qui
n’existe pas encore. Pour cela, la procédure qui a été mise en place consistait en une boucle
itérative comme celle de la figure 2.70.

Détermination des
paramètres à f0

f0

f0 = fr

Simulation
du modèle

Estimation
de fr

Figure 2.70 – Procédure de détermination de la fréquence de travail

Validation et comparaison avec le modèle construit à l’aide de paramètres mesurés

On considère la bobine de la figure 2.71, qui est de section carrée (figure 2.71a) et composée
de 56 spires arrangées régulièrement comme montré à la figure 2.71b. Pour valider la méthode
de détermination des paramètres du modèle à constantes localisées à l’aide de simulations nu-
mériques, on étudie la réponse de cette bobine à un échelon de tension de 200 V avec un temps
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de monté de 10 ns, appliqué sur le câble d’alimentation de la bobine. Les résultats obtenus sont
comparés avec ceux obtenus en déterminant les paramètres via le protocole détaillé dans [87],
ainsi qu’à une mesure. La seule grandeur finalement mesurable étant la tension d’entrée, entre
les spires no1 et no38, elle sert ici de marqueur.

3.3. SIMULATION ET VALIDATION DU MODÈLE

3.3 Simulation et validation du modèle

Dans cette section, le modèle d’une bobine de 56 spires (Figures 3.26 et 3.27) a été si-
mulé et comparé à des résultats expérimentaux, dans les domaines temporel et fréquentiel.
Cette comparaison permet de valider le modèle développé ainsi que la méthode de calcul
par EF des différents paramètres de ce dernier. La détermination de tous les paramètres
présentés dans la section 3.2.3 ainsi que la simulation du circuit électrique équivalent
sont réalisées avec le même outil à l’aide des méthodes développées dans la section pré-
cédente. Les valeurs des paramètres sont calculées à la fréquence d’oscillation du système
câble-bobine qui est estimée à 16.6 MHz.
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Figure 3.26 – Dimensions de la bobine de 56 spires.
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Figure 3.27 – Arrangement de la bobine de 56 spires.

Le diagramme de la Figure 3.28 résume la démarche suivie. Cet algorithme résume
toutes les étapes à réaliser depuis la détermination des paramètres du modèle jusqu’à la
validation de ce dernier.
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(b) Arrangement des spires

Figure 2.71 – Bobine de test de 56 spires

Les résultats de la figure 2.72 montrent une nette amélioration de la réponse temporelle ob-
tenue lorsque les paramètres du modèle sont issus des simulations numériques par rapport à
celui de [87], que ce soit sur l’amplitude ou sur la phase. On constate l’intérêt de la discrimi-
nation des valeurs des paramètres du modèle spire par spire par rapport à une distribution
globalisée.
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Figure 2.72 – Réponse de la bobine de 56 spires sans noyau magnétique à un échelon de tension

La bobine de la figure 2.71 ne permettant pas d’accéder aux valeurs de tensions interspires,
on considère maintenant celle de la figure 2.73. Elle est constituée de 41 spires insérées dans
les encoches d’une machine asynchrone, afin de se rapprocher le plus possible d’une situation
réelle. Par ailleurs, ce dispositif, issu des travaux [87], est instrumenté et permet donc de réa-
liser une étude à l’intérieur de la bobine. On s’intéresse toujours à la réponse à un échelon de
tension, cette fois-ci de 300 V avec un temps d’établissement de 10 ns. Les deux tensions qui
sont étudiées dans ce cas sont la tension d’entrée (figure 2.74) ainsi que celle entre les spires no4
et no9 (figure 2.75).

3.3. SIMULATION ET VALIDATION DU MODÈLE

imposant via un générateur d’impulsions un niveau de tension de 300 V avec un temps de
montée de 10 ns soit un front de tension de 24 kV µs−1. Dans notre cas d’étude, les mêmes
paramètres de simulation ont été utilisés cependant les valeurs des paramètres RLC ont
été déterminées grâce à notre méthode. La comparaison est réalisée sur la tension d’entrée
de la bobine et la tension inter-spires entre la 4ème et la 9ème spires. Les résultats sont
présentés en % du niveau de tension d’alimentation.

Figure 3.37 – Bobine de 41 spires [2].
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Figure 3.38 – Tensions d’entrée de la bobine de 41 spires.
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Figure 2.73 – Bobine de 41 spires instrumentée [87]
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Figure 2.74 – Réponse de la bobine de 41 spires instrumentée
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Figure 2.75 – Réponse de la bobine de 41 spires instrumentée - tension entre les spires no4 et no9

On retrouve dans les deux cas une nette amélioration des résultats lorsque les paramètres
sont issus de calculs, en particulier au niveau de la tension d’entrée. En ce qui concerne la
tension entre les spires no4 et no9, le modèle permet une très bonne prédiction des deux pre-
mières oscillations, que ce soit au niveau de l’amplitude ou du déphasage. La dégradation du
reste du signal est à mettre sur le compte des hypothèses qui ont été faites, notamment sur
les résistances Rt et Rm, mais surtout sur Rp, avec une distribution équitable entre toutes les
spires du modèle, puisqu’on ne retrouve pas cette dérive sur le cas de la bobine sans noyau de
magnétique (figure 2.72).

Application du modèle pour la localisation des contraintes

Le modèle à constantes localisées permet de déterminer la distribution des tensions inter-
spires apparaissant à l’intérieur d’une bobine avec une précision acceptable, en particulier sur
les valeurs maximums. Aussi, pour une excitation donnée, il est possible de déterminer les
champs électriques qui y surviennent afin de localiser, aussi bien spatialement que temporelle-
ment, les points chauds pour lesquels le système d’isolation électrique est le plus sollicité. Pour
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cela, on applique la démarche suivante :
1. établissement du modèle à constantes localisées en suivant la méthode de calcul des pa-

ramètres qui a été présentée ;
2. détermination de la distribution des tensions interspires à l’aide du modèle obtenu ;
3. réalisation d’un calcul électrostatique en pas à pas dans le temps en utilisant des tensions

interspires issues du modèle comme grandeurs sources.
La bobine de test est composée de 56 spires dont l’arrangement est présenté à la figure 2.76.

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19

20 21 22 23 24 25 26 27 28 29 30 31 32 33 34 35 36 37

38 39 40 41 42 43 44 45 46 47 48 49 50 51 52 53 54 55 56

Figure 2.76 – Arrangement d’une bobine de 56 spires avec pas de pélerin

La distribution des potentiels électriques (figure 2.77) et des tensions interspires (figure 2.78)
laisse apparaître que les spires soumises aux tensions les plus importantes se situent aux ex-
trémités de la bobine. Autre phénomène remarquable : les spires subissant ces maximums de
contraintes ne sont pas toujours les mêmes au cours du temps (figures 2.78 et 2.80). On peut en
effet distinguer trois groupes (figure 2.79) :

— groupe 1 : spires no1, no2 et no20 (en vert) ;
— groupe 2 : spires no18, no19 et no37, mais également no20, no38 et no39 (en bleu) ;
— groupe 3 : spires no37, no55 et no56 (en rouge).

La contrainte la plus forte est tout d’abord localisée à l’instant t1 au niveau du groupe 2
(figures 2.80a) pour ensuite se déplacer, en t2, au niveau du groupe 1 (figures 2.80b), et enfin au
niveau du groupe 3 en t3 ((figures 2.80c). Le schéma se répète à partir de t4.

CHAPITRE 4. LOCALISATION DES CONTRAINTES ET DIAGNOSTIC PRÉDICTIF

4.1.2.3 Résultats de simulation de la bobine de 56 spires ; avec pas de pèlerin
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Figure 2.77 – Évolution des potentiels
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CHAPITRE 4. LOCALISATION DES CONTRAINTES ET DIAGNOSTIC PRÉDICTIF

4.1.2.3 Résultats de simulation de la bobine de 56 spires ; avec pas de pèlerin
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Figure 2.78 – Évolution des tensions interspires
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Figure 2.79 – Identification des groupes subissant les contraintes les plus fortes
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Figure 2.80 – Répartition du champ électrique dans la bobine
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Bilan

Dans cette partie, nous avons vu que la simulation numérique a permis de déterminer les
paramètres d’un modèle de bobine à constantes localisées. Les résultats ont montré que cette
méthode conduit à une amélioration du modèle d’origine, notamment en terme de précision.

Mon apport sur le sujet a consisté en l’identification des formulations appropriées pour
chaque calcul ainsi qu’à leur mise en œuvre pratique dans GetDP. Si la définition des différents
éléments ne présentait pas un verrou scientifique en soi, il est tout de même apparu que la
détermination de certaines grandeurs, comme les pertes fer et les pertes diélectriques, nécessite
encore des travaux complémentaires. C’est pourquoi, à l’heure actuelle, ils sont orientés dans
cette direction avec, notamment, une collaboration avec l’ULB 1 et KU Leuven 2.

5.3 Prédétermination du PDIV

Contexte

Dans son article publié en 1889 [1], Friedrich Paschen décrit la loi qui aujourd’hui porte son
nom et qui permet de déterminer la tension Vb correspondant à l’amorçage des phénomènes qui
conduisent à la rupture de l’isolation électrique d’un gaz immobile situé entre deux électrodes
métalliques planes :

Vb =
B p d

ln(A p d) � ln[ln(1 + 1
gse

)]
(2.36)

avec p la pression (en Torr), d la distance séparant les deux électrodes (en cm), gse le second co-
efficient de Townsend et A et B deux coefficients qui dépendent à la fois de la température et du
gaz considéré [2]. Pour un gaz donné, on peut donc tracer la courbe de Paschen Vb = f (d), où V
représente la tension entre les deux électrodes. À titre d’exemple, à une température de 20 �C,
sous une pression de 760 Torr (ie 1 bar), les coefficients pour l’air sont : A = 15 Torr−1 · cm−1,
B = 365 V · Torr−1 · cm−1 et gse = 0.01. La courbe correspondante est présentée à la figure 2.81.

10�4 10�3 10�2 10�1
102
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104

d [cm]

V
[V

]

Figure 2.81 – Courbe de Paschen pour l’air avec T = 20 �C et p = 760 Torr

Cette courbe peut être utilisée comme critère pour la détermination du PDIV. En effet, consi-
dérons deux électrodes plongées dans un gaz, alimentées sous une tension V0 et séparées par
une distance d0. Si le point de coordonnées (d0, V0) est situé au dessous de la courbe, alors

1. Université Libre de Bruxelles
2. Katholieke Universiteit Leuven
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aucune décharge partielle n’apparaîtra. À l’inverse, s’il est situé au dessus, dans la zone repré-
sentée en rouge sur la figure 2.81, alors il y aura apparition de décharges partielles. Maintenant,
et c’est la situation qui nous intéresse, si ce point est exactement sur la courbe, alors le PDIV est
égal à V0.

Selon la théorie de Paschen, durant l’effet d’avalanche qui conduit à l’apparition de dé-
charges partielles et sous un champ électrique uniforme, les électrons suivent une ligne de
champ. Aussi, dans ces conditions, la distance d0 et la tension V0, tels que nous les avons dé-
finis correspondent respectivement à la longueur d’une ligne de champ dans le gaz et à la
différence de potentiels qui apparaît entre le départ et l’arrivée de cette dernière. Cette distance
est impossible à mesurer, alors qu’elle est déterminable à l’aide de la simulation numérique.

Utilisation des deux formulations électrostatiques duales pour la détermination du PDIV

Le mode opératoire permettant de déterminer le PDIV correspond à un modèle électro-
statique. Nous avons vu précédemment qu’un problème électrostatique peut être résolu soit à
l’aide de la formulation en potentiel scalaire électrique 2.5, soit à l’aide de celle en potentiel vec-
teur 2.8. La première formulation est la plus largement implémentée et utilisée dans les codes
de calculs, qu’ils soient commerciaux ou de recherche, pour ne pas dire la seule, pour deux
raisons. D’une part, elle est très facile à implémenter dans la mesure où la grandeur source,
le potentiel électrique v, apparaît directement dans l’équation à résoudre. Son imposition est
donc immédiate. D’autre part, dans un cas 3D, le système à résoudre est plus petit que pour la
formulation en potentiel vecteur puisque la grandeur à calculer, également v, est discrétisée sur
les nœuds.

On peut également ajouter que, dans l’extrême majorité des cas, l’étude d’un système élec-
tromagnétique à l’aide d’un modèle électrostatique a pour objectif de déterminer la distribution
du champ électrique, la différence de potentiel qui existe entre deux points ou encore de quan-
tifier des effets capacitifs. Si on considère le diagramme de Tonti de la figure 2.82a, on constate
que la formulation en potentiel scalaire électrique permet d’accéder facilement à toutes ces
grandeurs. En particulier, la différence de potentiel entre deux points, qui est un des paramètres
dont nous avons besoin pour exploiter la théorie de Paschen. Néanmoins, cette formulation ne
permet pas d’accéder, de manière directe du moins, aux lignes de champ électrique.

La formulation en potentiel vecteur électrique, en revanche, donne directement accès à cette
information dans le cas d’un calcul 2D. En effet, le potentiel vecteur u est relié au champ élec-
trique au travers de son rotationnel (figure 2.82b). En 2D, la relation s’écrit :

d = e e = rot u = grad uz ⇥ z (2.37)

avec uz la norme de u et z l’axe normal au plan de l’étude. Il est donc possible, grâce cette
formulation, de déterminer la longueur des lignes de champ puisque la relation 2.37 implique
que ces dernières sont les lignes équi-uz.

v r

e d

u

grad

d = ee

curl

div

(a) Formulation en potentiel scalaire électrique

v r

e d

u

d = ee

rot

div

(b) Formulation en potentiel vecteur électrique

Figure 2.82 – Diagrammes de Tonti pour les formulations électrostatiques
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Au regard de ce qui vient d’être établi, il s’avère nécessaire de réaliser deux calculs pour
déterminer V0 et d0, chacune des deux formulations ne donnant accès qu’à une de ces deux
grandeurs. En réalité, ce n’est pas tout à fait vrai. En effet, la formulation en potentiel vecteur
permet d’accéder à la distribution du champ électrique au travers de la loi de comportement
électrique 2.2b (figure 2.82b). Aussi, à l’aide d’une opération de post-traitement, il est possible
de calculer sa circulation le long de chaque ligne de champ. On obtient alors :

V0 =
Z b

a
e · dl (2.38)

où a et b sont respectivement les points de départ et d’arrivée de la ligne de champ considérée.
Dans ces conditions, un seul calcul suffirait-il pour obtenir à la fois V0 et d0 ? En réalité, en raison
de la dualité des deux formulations, l’une vérifiant fortement rot e = 0 et l’autre div d = r, il
a été montré que l’utilisation de deux calculs permet d’obtenir la meilleure solution, tout en
limitant la taille des maillages à utiliser [10, 11, 75, 81]. C’est cette solution que nous allons
mettre en œuvre pour notre problème. Néanmoins, à titre de comparaison, nous indiquerons
dans les deux exemples d’application la solution obtenue en utilisant la relation 2.38.

Mise en œuvre : le problème des coupures

Dans la relation 2.8, l’introduction d’un champ source ds non nul rend le domaine d’étude
multiplement connexe, et donc le potentiel u multivoque [14, 23, 58]. La manière la plus clas-
sique pour remédier à ce problème est de définir des coupures reliant les sources entre elles et
au travers desquelles on impose une discontinuité de u. C’est ce qui est illustré à la figure 2.83a.
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(a) Équi-uz discontinues au travers d’une coupure
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(b) Équi-uz recollées

Figure 2.83 – Équi-uz entre deux conducteurs reliés par une coupure

Si ce phénomène n’est pas un problème lorsqu’il s’agit d’étudier la répartition du champ
électrique, ce potentiel vérifiant bien e = 1

e rot u, il est tout à fait rédhibitoire dans notre cas
puisque les lignes de champs ne sont plus correctement définies.

La solution qui a été mise en place pour pallier à ce verrou a consisté à recoller les lignes
de champs de part et d’autre des coupures. En effet à cet endroit, la valeur de la disconti-
nuité est connue puisqu’il s’agit de la charge électrique portée par les conducteurs. Ainsi, il
est possible de reconstituer chaque équi-uz au travers de la coupure, comme illustré par la fi-
gure 2.83b [ACLI-13].

Validation sur des éprouvettes torsadées

La méthode de détermination du PDIV proposée a tout d’abord été validée sur un dispositif
normalisé [26] constitué d’une paire de fils torsadés (figure 2.84). Chaque fil a un diamètre
de 1,25 mm et est recouvert d’une isolation en polyester-imide et polyamide-imide.
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Figure 2.84 – Éprouvette torsadée réalisée selon la norme [26]

La détermination du PDIV à l’aide de la méthode présentée précédemment se déroule de
la façon suivante. Dans un premier temps, on réalise les deux calculs électrostatiques en impo-
sant 0 V sur un des conducteurs et 1 V sur l’autre. À la suite des ces deux calculs, on trace dans
le même plan la courbe de Paschen et la courbe Vlc = f (dlc), où Vlc et dlc correspondent res-
pectivement à la tension aux bornes d’une ligne de champ et à la longueur de celle-ci. Notons
qu’en présence d’isolant, Vlc ne correspond pas à la tension entre les conducteurs. Ensuite, tous
les phénomènes mis en jeu étant linéaires, on détermine la tension à appliquer entre les deux
conducteurs pour que la courbe Vlc = f (dlc) soit tangente à la courbe de Paschen à l’aide d’une
simple règle de trois. La valeur de tension d’alimentation ainsi obtenue est celle du PDIV.

La figure 2.85 présente les résultats obtenus à l’aide de la méthode des formulations duales
et de la relation 2.38. Les courbes obtenues sont tangeantes à la courbe de Paschen respective-
ment en (d = 31 µm,V = 427 V) et (d = 34 µm,V = 447 V), ce qui correspond à des valeurs de
PDIV de 944 V et 937 V contre 920 V mesurés expérimentalement. Par ailleurs, la courbe obte-
nue à l’aide de la relation 2.38 présente un caractère bruité qu’on ne retrouve pas dans le cas
de l’utilisation des formulations duales et qui est dû, comme nous l’avions évoqué, à la non
vérification de rot e = 0 au sens fort.
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Figure 2.85 – Détermination du PDIV pour le cas d’une éprouvette torsadée normalisée

Application à une éprouvette de busbar

La même procédure est appliquée sur l’éprouvette de busbar de la figure 2.86. La figure 2.87
montre que, sur une géométrie plus complexe, l’utilisation de la relation 2.38 abouti à des résul-
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tats difficilement exploitables, alors que la méthode des formulations duales est plus robuste, à
maillage donné.

En effet, le PDIV calculé à l’aide de la méthode des formulations duales et de 1557 V contre 996 V
pour la relation 2.38, la mesure ayant donné 1716 V.

Figure 2.86 – Éprouvette de busbar
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Figure 2.87 – Détermination du PDIV pour le cas d’une éprouvette de busbar

Bilan

Selon l’étude bibliographique que j’ai réalisée, la méthode présentée dans [55] constitue la
seule approche dans laquelle la simulation numérique a été employée pour déterminer une
valeur de PDIV jusqu’en 2018. En raison de l’utilisation de la formulation électrostatique en
potentiel scalaire, elle est limitée aux dispositifs uniquement constitués de deux conducteurs
identiques. La formulation en potentiel vecteur est également extrêmement peu mentionnée
dans la littérature et les auteurs de [55], spécialistes des isolants et non des méthodes numé-
riques, n’en avaient probablement pas connaissance. C’est d’ailleurs un constat qui peut encore
être fait aujourd’hui puisque les auteurs de [123] proposent également de ne réaliser qu’un
seul calcul, toujours en potentiel scalaire, et de déterminer les lignes de champ à l’aide d’un
post-traitement sur e.
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C’est donc à ce niveau que se situe mon apport, qui trouve son origine dans des discussions
que j’ai pu avoir avec mes collègues du LSEE travaillant sur les problématiques d’isolation élec-
trique. En effet, ces derniers faisaient le constat que les codes de calcul, lors d’un calcul élec-
trostatique, ne donnent pas accès aux lignes de champ électrique alors que ces mêmes codes
permettent, lors d’un calcul magnétsotatique, de tracer les lignes de champ magnétique. La
raison est simple, et a d’ailleurs été abordée précédemment : pour des raisons de facilité d’im-
plémentation, la plupart des codes de calcul libres ou commerciaux utilisent la formulation en
potentiel scalaire électrique pour les calculs électrostatiques et celle en potentiel vecteur ma-
gnétique pour les calculs magnétostatiques.

Les résultats obtenus laissent entrevoir qu’il est possible d’appliquer cette méthode à des
dispositifs de géométries complexes, comme des busbars et des bobines. On retrouve là le lien
avec les travaux de Mustapha Toudji concernant la localisation des contraintes électriques. Ces
travaux sont encore en cours et nous y reviendrons dans la partie de ce manuscrit dédiée aux
perspectives à cours terme.

(f1)
(f2)

(az1)

(az2)

iso-f lines

iso-az lines

Daz

Df

Figure 2.88 – Définition d’un tube de flux

Ces travaux ont également ouvert des perspectives qui ont dépassé le cadre de l’étude
des PDIV. En effet, la méthode de recollement des lignes de champ peut également être ap-
pliquée en magnétostatique sur le potentiel scalaire magnétique de la relation 2.10. Dans ce cas,
il est possible de définir un tube de flux (figure 2.88), et donc une reluctance. Il a été montré
dans [ACLI-13] qu’il est alors possible de se servir de cette méthode pour établir des réseaux
de reluctances pour des géométries complexes, comme des entrefer de MRV. Cette méthode a
également été reprise dans des travaux sur la génération de maillages [121].



Chapitre 3

Bilan et perspectives

1 Bilan

Les travaux réalisés au sein d’un laboratoire de recherche sont menés en équipe, notamment
au travers de coencadrements de thèses. À ce titre, outre ma contribution aux orientations à
suivre ainsi qu’à la conception de certains dispositifs expérimentaux, mon apport personnel
s’est principalement traduit par la mise en place et l’exploitation de simulations numériques
dédiées et adaptées à chacun des projets permettant de compléter une approche théorique
et/ou expérimentale. Comme l’a montré le chapitre précédent, mes travaux de recherche se
sont inscrits dans les deux thématiques développées au LSEE : l’étude et l’amélioration de l’ef-
ficacité énergétique des transformateurs et des machines tournantes d’une part et, d’autre part,
la conception d’outils pour l’analyse de la fiabilité de leur système d’isolation électrique.

1.1 Efficacité énergétique des dispositifs électrotechniques

Ma contribution à cette thématique s’est déclinée en deux axes. Tout d’abord, la concep-
tion et le dimensionnement d’un dispositif original d’amélioration de la qualité de l’énergie
électrique [Th-2]. Ensuite, l’analyse de l’utilisation de tôles GO dans les systèmes électrotech-
niques. Cet axe peut lui-même être divisé en deux parties. La première porte sur l’étude de la
composition des noyaux de transformateurs, tant au niveau de la qualité des tôles employées
que de leur agencement dans les coins [Th-1]. La deuxième porte sur l’intégration de ce type
d’acier dans la composition des noyaux de machines tournantes [Th-4, Th-5].

— Les travaux de thèse de Virginie Majchrzak [Th-2] ont permis d’aboutir à un prototype
industriel de régulateur de tension série à électronique de puissance protégée. Dans ces
travaux, la simulation numérique a d’abord permis de mieux comprendre le fonctionne-
ment du principe de l’entrefer virtuel, notamment au travers de l’étude de l’intéraction
entre les flux magnétiques continus et alternatifs, mais également de montrer la viabilité
de la mise en œuvre de ce principe pour réaliser un by-pass magnétique. Ensuite, l’uti-
lisation de la simulation numérique, dont les résultats ont été confirmés par des essais
expérimentaux réalisés à la fois sur une maquette de laboratoire à échelle réduite et sur
le prototype, a permis de déterminer des lois de dimensionnement utilisables pour la
conception de régulateurs à échelle industrielle intégrables dans le réseau électrique.

— Dans le cadre des travaux de thèse de Rémi Penin [Th-1], l’emploi des simulations nu-
mériques, réalisées systématiquement en association avec des relevés expérimentaux, a
abouti à deux résultats majeurs dans l’étude du comportement des noyaux de transfor-
mateurs. Le premier, qui concerne l’étude des pertes fer dans les coins, a consisté à réaliser
le lien entre l’épaisseur des entrefers interlaminaires et la répartition non homogène du
flux magnétique dans cette zone. Le deuxième concerne l’induction critique, qui est un

95
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des marqueurs utilisés par les fabricants de transformateurs pour le dimensionnement de
noyaux de transformateurs silencieux. Il a en particulier été mis en évidence que la qua-
lité des tôles utilisées a une influence sur sa valeur, résultat qui n’était pas présent, pour
ce que nous avons pu constater, dans la littérature.

— Les travaux sur la thématique de l’utilisation de tôles GO dans les machines tournantes,
initiés au LSEE au travers de la thèse [86], sont à la base des thèses [Th-4, Th-5] que
j’ai, pour la première, coencadrée, et que je coencadre actuellement pour la seconde. Les
travaux de Racha Aydoun [Th-5], actuellement en cours, ont déjà permis de mettre en
évidence que la meilleure induction à saturation offerte par ce type de tôle conduit à une
augmentation du couple statique d’une MRV.

1.2 Analyse de la fiabilité des systèmes d’isolation électrique

Comme pour l’efficacité énergétique, ma contribution aux travaux menés sur les systèmes
d’isolation électrique s’est articulée autour de deux axes : la détermination des contraintes in-
terspires générées par des fronts de tensions raides appliqués à l’entrée d’une bobine d’une
part et, d’autre part, l’établissement d’une méthode permettant de déterminer le PDIV dans
des dispositifs aux géométries quelconques.

— Les travaux de Mustapha Toudji [Th-3] ont permis de montrer que la simulation numé-
rique pouvait être utilisée pour quantifier des phénomènes physiques, résistifs, capacitifs
et inductifs, dans le but de déterminer les paramètres d’un modèle à constantes localisées
et contribuer à en améliorer la granulosité. En outre, ce modèle étant basé sur l’identifi-
cation d’une cellule de base reproduite autant de fois que la bobine étudiée compte de
spires, le résultat le plus significatif de cette partie des travaux a été d’avoir pu mettre en
évidence l’importance de la position de la spire sur la valeur des paramètres. En particu-
lier, nous avons mis en lumière l’importance de la prise en compte de l’effet de peau et des
effets de proximité sur la détermination des pertes Joule ainsi que sur les flux embrassés
par chacune des spires. De plus, le modèle à constantes localisées permettant de déter-
miner avec une précision satisfaisante les tensions interspires qui apparaissent dans une
bobine, il a été montré qu’il est possible, à l’aide d’une simulation électrostatique en pas à
pas dans le temps, de localiser les contraintes qui s’appliquent sur le système d’isolation
électrique, temporellement et spatialement.

— Les travaux relatifs à la détermination du PDIV sont complémentaires de ceux qui viennent
d’être mentionnés. Jusqu’ici, les rares références bibliographiques utilisant la simulation
numérique pour ce type d’étude étaient limitées aux géométries simples, en raison de
l’utilisation de la formulation électrostatique en potentiel scalaire uniquement. Dans les
travaux qui ont été menés, j’ai pu contribuer à lever ce verrou à l’aide d’une approche par
formulations duales, qui permet de déterminer les deux paramètres requis pour tracer
la courbe de Paschen. Cette courbe étant un marqueur reconnu dans la littérature pour
l’étude de l’apparition des décharges partielles, nous disposons maintenant d’un outil ca-
pable de déterminer le PDIV de dispositifs aux géométries variées, dans les limites des
hypothèses de Paschen. Nous y reviendrons dans les perspectives à court terme.

2 Perspectives

Les travaux présentés ont permis de lever certains verrous scientifiques sur des probléma-
tiques actuelles. Ces avancées ont aussi posé d’autres problématiques et généré des perspec-
tives.

2.1 À court terme

Comme pour tout coencadrant de thèses encore en cours, une partie des perspectives à
court terme concerne le travail à réaliser pour que ces dernières arrivent à leur terme dans les
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meilleures conditions possibles.
C’est notamment le cas de celle de Racha Aydoun [Th-5] qui entre dans sa dernière année.

Nous avons vu dans ce manuscrit que les simulations numériques ont mis en évidence l’in-
térêt de la MRV à flux axial par rapport à son homologue à flux radial, notamment en ce qui
concerne l’encombrement, mais également l’intérêt de l’utilisation de tôles GO dans la compo-
sition du noyau magnétique. Cependant, en ce qui concerne ce point, qui est au cœur du sujet
de la thèse, la validation a été réalisée sur une structure simplifiée, en 2D et avec un rotor en
rotation. Il peut être intéressant, dans un premier temps, de réaliser la même étude en simu-
lant un rotor en translation afin de se rapprocher d’une MRV à flux axial. Il pourra également
être intéressant de mener l’étude déjà réalisée sur la machine en 3D en intégrant l’anisotropie.
Cependant, lorsqu’il s’agira d’établir des conclusions sur la base de cette simulation, il sera im-
portant de bien prendre en compte toutes les limitations inhérentes à l’utilisation du modèle
tensoriel 2.28.

Le cas de la thèse de Raphaël Pile [Th-6] est un peu différent. Compte-tenu du calendrier
qui a été établi à son lancement il y a moins d’un an, le travail s’est pour le moment focalisé sur
des développements analytiques concernant le calcul des efforts dans les entrefers de machines
à l’aide du tenseur de Maxwell. Le fil conducteur de ce manuscrit étant focalisé sur l’apport
de la simulation numérique, j’ai choisi de ne pas les intégrer. Néanmoins, toujours en accord
avec le calendrier de travail, l’utilisation de la méthode des éléments finis pour la réalisation de
calculs magnétomécaniques couplés est prévue.

Les thèses soutenues récemment, notamment [Th-2] sur le régulateur de tension série, [Th-
3] sur l’étude des contraintes sur les systèmes d’isolation électrique, et [Th-4] sur les machines
asynchrones à haute performance énergétique, ont également amené des perspectives à court
terme. Nous avons vu que les travaux développés dans [Th-2] ont abouti à la réalisation d’un
prototype. Ses deux fonctions principales, la régulation de tension et la protection du conver-
tisseur électronique de puissance, ont été testées et validés expérimentalement. Les essais de
validation n’ont pas été réalisés à l’aide de convertisseur électroniques de puissance, mais à
l’aide des sources de tension classiques. Aussi, il est nécessaire de réaliser toute la partie com-
mande du dispositif, qui comprend la régulation de tension à l’aide d’un onduleur monophasé,
la détection de courant de défaut ainsi que l’alimentation des bobinages auxiliaires. Ces travaux
ont déjà démarré ; le démonstrateur final est prévu pour la première moitié de l’année 2019.

En ce qui concerne la thèse [Th-3], il reste encore des compléments à apporter. Je pense no-
tamment au calcul des résistances traduisant les pertes diélectriques ainsi qu’à une meilleure
répartition des pertes fer sur chacune des spires. Ce travail a également déjà commencé au tra-
vers d’une collaboration avec l’ULB et KU Leuven. Par ailleurs, d’un point de vue pratique, il
s’agira d’adapter les outils réalisés par Mustapha Toudji pour la détermination des paramètres
du modèle à constantes localisées et par moi-même pour la détermination du PDIV afin de pou-
voir les coupler. Nous disposerons alors d’un outil performant pour l’aide au dimensionnement
de bobinages.

Il est à noter que le travail de finalisation de ce qui a été entrepris au cours des thèses [Th-2,
Th-3] est doublement important. Tout d’abord, il permet de pouvoir initier les travaux sui-
vants sur des bases saines et avec des outils, le prototype pour un cas, l’outil de prédiction des
contraintes interspires pour l’autre, testés, validés et robustes. Ensuite, je pense que le monde
de la recherche est en pleine mutation et qu’à ce titre, une grande partie des financements des
travaux futurs proviendra de partenariats industriels. De ce point de vue, disposer de démons-
trateurs numériques ou expérimentaux prêts à l’emploi constitue un atout indéniable pour ini-
tier des collaborations.

Enfin, les travaux réalisés dans la thèse [Th-4], mentionnés dans la partie de ce manuscrit
consacrée à l’utilisation de tôles GO dans les empilements décalés, ont mis en évidence le che-
min qu’il reste encore à parcourir dans la prise en compte de l’anisotropie. En effet, ces travaux
nécessitaient des modélisations en 3D avec une prise en compte précise de la géométrie des
stators des machines, en particulier les dents et l’entrefer, ce qui conduisait à des calculs pour
lesquels la convergence était difficile à atteindre. Ces difficultés ont également été rencontrées
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dans le cadre des travaux de thèse [Th-1] et [Th-2]. De manière générale, du point de vue de la
simulation numérique, l’anisotropie des tôles GO a toujours été un verrou dans les différentes
opérations auxquelles j’ai participé. Or, compte-tenu des activités menées au LSEE et du parte-
nariat fort avec tkES, il apparaît nécessaire de disposer d’un modèle à la fois précis et robuste
les concernant.

2.2 À moyen terme

J’ai choisi d’intégrer la modélisation du comportement magnétique des tôles GO dans mes
perspectives à moyen terme pour deux raisons. La première vient de l’étude bibliographique
que j’ai pu réaliser sur le sujet et qui montre que, depuis le milieu des années 80 jusqu’au dé-
but des années 2000, plusieurs modèles ont été développés sans qu’aucun ne s’impose comme
référence. Il convient donc d’être prudent, même si les travaux qui ont déjà été initiés sur le
sujet au LSEE au cours du stage de Fan Jiang [AE-4] ont montré que la méthode des fonctions
de distribution des orientations est très prometteuse [ACLI-15]. La deuxième raison concerne
les dispositifs de caractérisation d’aciers électriques eux-mêmes. Les dispositifs actuellement
normalisés, le SST 1 et le cadre Epstein, ne sont pas adaptés pour la caractérisation d’aciers
présentant un caractère anisotrope [12, 49] dans la mesure où l’excitation est unidirectionnelle.
Différentes études ont proposé des dispositifs de mesure en champ bidirectionnels [25, 89, 116,
122], essentiellement pour la caractérisation des pertes fer. Il ressort de ces références que le
principal verrou concerne la mesure du champ magnétique à l’aide de H-coil.

On voit que ce travail fait apparaître deux axes distincts : l’établissement de modèles du
comportement magnétique des aciers GO d’une part et, d’autre part, leur caractérisation expé-
rimentale. Le LSEE a une expertise certaine en ce qui concerne ce second axe. C’est pourquoi
je pense que ce travail pourra être mené à bien en collaborant avec des laboratoires ayant déjà
une expertise dans le domaine de la modélisation des matériaux. Je porte d’ailleurs un projet
de thèse en cotutelle avec le laboratoire GRUCAD 2 de l’université fédérale de Santa Catarina
au Brésil. Le travail se déroulera en deux phases. Dans la première, qui se déroulera au sein
du LSEE, il s’agira de mettre en place deux dispositifs de caractérisation d’acier électrique en
champ tournant identifiés suite à une étude bibliographique déjà réalisée. Le premier dispositif
consiste à exciter deux culasses en forme de C décalées de 90�. Ce dispositif présente l’avan-
tage d’être relativement facile à mettre en œuvre en laboratoire. Néanmoins, compte-tenu des
dimensions des culasses, la zone de l’échantillon sur laquelle le champ magnétique est homo-
gène est assez réduite. En raison de la taille importante (quelques cm) des grains présents dans
les tôles GO, une étude devra être réalisée pour que le dimensionnement des culasses permette
de limiter ce phénomène le plus possible. Le deuxième dispositif se base sur le principe de
cadre Hallbach. Par rapport au dispositif précédent, il présente l’avantage de garantir une ré-
partition uniforme du champ magnétique dans l’échantillon testé. Néanmoins, le système étant
réalisé à l’aide d’un stator de machine asynchrone triphasée dans lequel est placé l’échantillon,
il est plus délicat à instrumenter. De plus, une attention particulière devra être portée sur le
champ créé par les parties frontales des bobinages et qui pourrait venir polluer les mesures.
Dans la seconde phase, qui se déroulera au sein du GRUCAD, il s’agira d’adapter les modèles
hystérétiques développés antérieurement aux spécificités des tôles GO.

En ce qui concerne l’étude du système d’isolation électrique, un verrou fort concernant le
modèle à constantes localisées qui a été présenté réside dans la dépendance de ses paramètres
à la fréquence. En effet, ceux-ci sont calculés à une fréquence donnée, ce qui limite sa validité à
une bande de fréquence relativement restreinte. Les pistes les plus prometteuses peuvent être
trouvées dans les outils classiques de traitement du signal, comme la transformée inverse.

1. Single Sheet Tester
2. Grupo de Concepção e Analise de Dispositivos Electromagnéticos
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2.3 À plus long terme

Au cours des différentes études auxquelles j’ai participé au sein du LSEE, j’ai pu me rendre
compte de l’intérêt de travailler avec des outils ouverts tels que GMSH et GetDP, en particulier
en ce qui concerne les possibilités qu’ils offrent en matière d’implémentation de fonctionalités
non intégrées à la base. Il est également apparu au cours de mes travaux que la réalisation de
modèles 3D pouvait être fastidieuse, la géométrie étant à réaliser à partir de la feuille blanche.
Dans le cadre des activités du LSEE, les collègues, permanents comme doctorants, ne peuvent
pas toujours consacrer un temps important à la réalisation de modèles complexes, ce qui est
souvent, pour eux, un frein à la réalisation de simulations numériques qui pourraient pourtant
être très utiles à leurs travaux. Aussi, il pourrait être intéressant d’envisager la création de
topologies préétablies de transformateurs ou de machines tournantes.

En ce qui concerne l’étude du système d’isolation électrique, on observe une montée en
fréquence importante des composants d’électronique de puissance qui équipent les convertis-
seurs. Cette augmentation pose la question de la validité de l’approximation des régimes quasi
statiques, voire même de l’emploi des modèles dynamiques dans lesquels les courants de dé-
placement sont négligés devant les courants de conduction dans la relation 2.1a. L’utilisation
du modèle full wave reste encore difficile à envisager pour deux raisons. La première concerne
l’instabilité numérique dont il souffre aux fréquences qui nous concernent, celles-ci étant si-
tuées dans la partie basse des hautes fréquences. La deuxième concerne l’éternel taille du sys-
tème matriciel à résoudre. Une première piste serait d’envisager un calcul par sous problèmes
en limitant l’emploi de la formulation full wave à des régions précises du domaine d’étude, à
l’image de ce qui a été proposé par la méthode des perturbations développée à l’Ulg [63]. Une
autre piste serait d’imaginer les conditions d’applications de la formulation full wave aux cas
2D, même si, sur le papier, cela paraît tout à fait antinomique.

Quelle que soit la piste envisagée, le positionnement thématique du LSEE et la validation
par l’expérimentation permettent d’envisager des collaborations fructueuses avec les labora-
toires spécialisés dans le développement de méthodes numériques. Et c’est, à mon sens, une
piste particulièrement intéressante à suivre.





Annexe A

Prototype de régulateur série à élec-

tronique de puissance protégée

Cahier des charges

Tension régulée efficace 23 V
Courant nominal efficace 41 A
Courant de défaut à limiter maximal 5 fois le courant nominal
Rapport de transformation 1
Partie transformateur

Type UI
Largeur des colonnes CE et RE 5 cm
Épaisseur 4,8 cm
Hauteur 30 cm
Section 24 cm2

Nombre de spires des bobines CE et RE 32
Partie colonne de retour

Nombre de paires de trous 4
Nombre de spires du bobinage auxiliaire 4 ⇥ 80
Courant continu nominal du bobinage auxiliaire 5 A
Largeur de la colonne de retour 10 cm
Pertes

Pertes totales dans la partie transformateur 80 W
Pertes Joule dans le bobinage auxiliaire 5,5 W

Tableau A.1 – Caractéristiques du prototype basse tension de régulateur série à électronique de puissance protégée
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(a) Prototype 4pC-GO (b) Prototype 4pC-NO

(c) Prototype 4pR-GO (d) Prototype 4pRb-GO

Figure A.1 – Prototypes réalisés [Th-2]
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[Th-1] R. PENIN, « Evaluation a priori des performances environnementales d’un noyau
magnétique de transformateur triphasé sur la base de tests simplifiés », thèse de
doct., Université d’Artois, 8 avr. 2014.

[Th-2] V. MAJCHRZAK, « Régulateur magnétique à haute fiabilité pour améliorer la qualité
de l’énergie du réseau électrique. », thèse de doct., Université d’Artois, 28 nov. 2016.

[Th-3] M. TOUDJI, « Développement de méthodes d’analyse des contraintes sur les iso-
lants inter-spires des bobinages des machines électriques », thèse de doct., Univer-
sité d’Artois, 14 déc. 2017.

[Th-4] V. MALLARD, « Définition de machines asynchrones à très hautes efficacité éner-
gétique par actions conjuguées du cuivre rotorique et de l’acier à grains orientés »,
thèse de doct., Université d’Artois, 2018.

[Th-5] R. AYDOUN, « Conception d’une machine à reluctance variable à flux axial et tôles
à grains orientés », thèse de doct., Université d’Artois, 2019.

[Th-6] R. PILE, « Méthodes numériques appliquées au calcul des vibrations d’origine élec-
tromagnétique : schémas de projection des efforts magnétiques et développement
de modèles réduits », thèse de doct., Université de Lille, 2021.

[PDoc-1] R. PENIN, Fiabilisation de la mesure de bruit des transformateurs, 2014.

[AE-1] V. MAJCHRZAK, Nouveau transformateur de couplage pour les régulateurs série, 2013.
[AE-2] I. NACEUR, Dimensionnement et réalisation d’un limiteur de courant, 2014.
[AE-3] E. CAILLEAUX, Conception et essais de la commande d’un convertisseur électronique pour

un régulateur de tension série, 2016.
[AE-4] F. JIANG, Modélisation de l’anisotropie magnétique dans les tôles à grains orientés par la

méthode des fonctions de distribution des orientations, 2017.

[CAT-1] Core models, 2010.
[CAT-2] Régulateur magnétique à haute fiabilité pour améliorer la qualité de la tension d’un réseau

de distribution, 2013.
[CAT-3] Définition de machines asynchrones à très hautes efficacité énergétique par actions conju-
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[CIP-1] Prestation d’étude pour optimiser un moteur à hystérésis, 2012.
[CIP-2] Utilisation alternative des tôles à grains orientés, 2012.
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[CIP-3] Contribution apportée par les tôles à grains orientés au bruit des noyaux de transformateur
de puissance, 2014.

[CIP-4] Conception et essais de la commande d’un convertisseur électronique pour un régulateur
de tension série, 2016.
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