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Résumé

Les machines électriques jouent un rôle très important dans la conversion d'énergie dans plu-

sieurs applications et domaines. Les contraintes thermiques jouent ainsi un rôle indispensable dans la

conception des machines électriques de plus en plus petites et performantes. En e�et, la performance

des machines électriques est limitée par les températures maximales admissibles dans certaines zones

critiques telles que le bobinage, les aimants permanents et les roulements.

Deux approches principales peuvent être utilisées pour étudier le comportement thermique de la

machine : la méthode nodale et les méthodes numériques. Dans notre étude, nous proposons d'appliquer

la méthode nodale sur une machine électrique intégrée dans un environnement mécatronique complexe.

Le modèle thermique développé de la machine est ainsi présenté avec ses di�érents éléments. En e�et, un

modèle précis dépend fortement de plusieurs paramètres thermiques tels que les coe�cients d'échange

convectif, les conductances de contact, les conductivités équivalentes du bobinage, et autres paramètres.

En conséquence, des techniques d'analyse de sensibilité sont ensuite appliquées sur le modèle thermique

pour identi�er les paramètres d'in�uence signi�cative sur les températures de la machine ainsi que

pour la réduction de ce modèle. Ensuite, nous appliquons deux méthodologies d'identi�cation des

paramètres thermiques incertains sont développées et appliquées a�n de recaler le modèle thermique de

la machine. Cette étape permet la validation de ce modèle par rapport à des mesures thermiques sur une

machine synchrone à aimants permanents internes installée sur un banc de caractérisation de machine

électriques. Finalement, nous intégrons le modèle recalé dans une approche système mécatronique

comportant les lois de commande de la machine ainsi que son convertisseur. Ceci permettra ainsi

d'étudier l'in�uence de la température d'une machine électrique sur le système mécatronique complet.

Mots-clés � Conception des machines électriques, alterno-démarreur intégré, machine synchrone

à aimants permanents internes, modélisation thermique, méthode nodale, essais expérimentaux, analyse

de sensibilité locale, plan d'expériences, méthode de Monte-Carlo, méthode des surfaces de réponse,

réduction des modèles thermiques, système mécatronique, commande d'une machine électrique, logiciel

de simulation multi-domaines AMESim.
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Abstract

Electric machines play an important role in power conversion in several applications and �elds.

With the increasing demand for designing lighter and more e�cient machines and optimizing the exis-

ting structures, thermal analysis becomes a necessary ; in fact, the performance of electric machines is

limited by the allowable temperatures in many critical components like windings, permanent magnets

and bearings. Two main approaches can be employed in order to study the machine thermal behavior :

the lumped parameter thermal network (LPTN) or numerical models. Considering low-computation

time-consuming and the possibility to be integrated in a mechatronics system design, the LPTN me-

thod is considered in our study. The latter is mainly applied on electric machine integrated in a complex

mechatronics environment. The thermal network is presented along with the de�nition of the princi-

pal elements constituting this network. In fact, an accurate and reliable network strongly depends on

many critical parameters like heat transfer coe�cients, interface gaps, impregnation goodness, among

others. For this reason, di�erent sensitivity analysis techniques are carried out in order to, �rst, identify

the signi�cance of uncertainties in the evaluation of these parameters on machine temperatures and

second, to reduce the thermal network. Next, we propose two optimization algorithm-based identi�ca-

tion methodologies in order to calibrate results of the thermal network with measured temperatures

obtained from a test-bench of a permanent magnet based integrated starter-generator machine . The

calibrated model is then integrated in a mechatronics system consisting of an electric model of the

electric machine, along with its control strategy and the power converter. This �nal study allows us to

evaluate the impact of the machine temperature rise on the mechatronic system.

Index-terms � Design of electric machines, integrated starter-generator, internal permanent ma-

gnets synchronous machine, thermal parameters, lumped parameter thermal network method, experi-

mental tests, local sensitivity analysis, design of experiments, Monte-Carlo method, response surface

methodology, mechatronics systems, control of electric machines, AMESim - modeling and analysis of

multi-domain systems.
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�Do not weaken your determination,

regressing at the �rst failure.

Be rather persistent until you achieve success,

for perseverance is the optimal path for outstanding performance !�

�Joseph B. Majdalani�

�To fathom the phantom of temperature,

be it in a lab,

in the beauty of a drop of dew,

or in the caressing motion of a gentle breeze,

one has to comprehend the concept of vibrations in the Etheric realm

and sense the feeling of subtle warmth in the inner realm...�

�Ziad E. Daccache�
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Introduction

De nos jours, l'utilisation des machines électriques est de plus en plus répandue, en particulier dans

des environnements complexes et sous des conditions qui peuvent être sévères. Ces machines trouvent

une place de plus en plus importante dans le monde du transport (véhicules hybrides/électriques, avions

électriques, trains, bateaux, etc...), de la génération de l'énergie électrique et en particulier l'énergie

renouvelable (éolienne,...) ou dans toute con�guration de transfert d'énergie (domaines mécanique,

hydraulique,...), ainsi que d'autres applications.

En e�et, l'utilisation des énergies fossiles, dans les modes de transport par exemple, est considérée

comme un des émetteurs majeurs de polluants et de gaz à e�et de serre. Ce fait augmente la tendance

au passage vers l'électri�cation des systèmes utilisant ces énergies et par conséquent, un accroissement

de l'utilisation des machines électriques. Ces machines ont béné�cié d'améliorations continues durant

la dernière décennie en termes de puissance, de volume, de rendement, de gamme de vitesse, de coût de

construction,... Cependant, la complexité des systèmes technologiques actuels, entre autre les systèmes

mécatroniques, induit la conception de nouvelles machines électriques plus performantes et moins

encombrantes.

Dans les phases de conception des machines, les contraintes thermiques constituent une probléma-

tique des plus exigeantes. Ces machines sont limitées par les niveaux de températures atteints dans

certaines zones critiques comme le bobinage ou les aimants permanents. En e�et, ces derniers risquent

de perdre leurs performances magnétiques lorsque la température maximale de désaimantation est

atteinte. De manière similaire, la température maximale tolérée dans le bobinage est celle de la des-

truction des isolants autour des conducteurs en cuivre. En e�et, si les températures dans ces deux

zones augmentent et dépassent leurs limites de quelques degrés, la durée de vie de la machine en est

signi�cativement diminuée.

De plus, la conception de la machine dépend de son cycle de fonctionnement. Cette machine élec-

trique est amenée à opérer en régime thermique établi, intermittent, transitoire, ou autres. Le domaine

de l'application exige ainsi la prise en compte des phénomènes thermiques en particulier et d'en né-

gliger d'autres. Par exemple, dans le domaine des véhicules hybrides, la tendance est de concevoir des

machines électriques à grandes vitesses. La conception de telles machines requiert la prise en compte

des cycles fortement transitoires de la machine, et donc d'étudier la tenue thermique des isolants des

conducteurs sur de courtes durées. De plus, les pertes générées à l'intérieur de ces machines sont plus

importantes et doivent être bien évaluées.

La modélisation thermique des machines électriques s'est développée de plus en plus durant les der-
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nières années. Initialement, la thermique de la machine était prise en compte par la notion de densité

de courant maximale admissible dans les conducteurs. Ensuite, les modèles thermiques ont considéré

que la machine électrique était homogène et ne surveillaient que la température la plus chaude de la

machine au niveau des têtes de bobines. Cette approche est toujours utilisée dans certains logiciels de

simulation systèmes où la machine est modélisée par une seule température. Puis, le développement

des outils mathématiques et l'augmentation des puissances de calcul ont permis de mieux appréhen-

der les phénomènes thermiques à travers l'utilisation des méthodes de modélisation numérique. En�n,

l'intégration de la machine électrique dans un environnement mécatronique complexe peut faire varier

son comportement thermique. Ceci exige d'une part, la prise en compte de la contribution de l'en-

vironnement à la variation des températures internes de la machine ; d'autre part, la mise en place

des modèles thermiques rapides et faciles à implémenter et à coupler à d'autres modèles du système

mécatronique.

Dans ce contexte, la modélisation des systèmes mécatroniques et de leurs composants constitue une

des thématiques principales du pôle mécatronique, transmissions et capteurs du CEntre Technique des

Industries Mécaniques (CETIM). Cette thèse, menée en collaboration entre le CETIM et le Laboratoire

d'Électromécanique de Compiègne (LEC), se positionne alors sur deux axes :

Le premier est la détermination des paramètres clés, du point de vue thermique, pour la conception

des machines électriques. Cet axe s'inscrit également dans l'objectif de modéliser et de surveiller

les températures de ces machines.

Le deuxième comprend l'intégration des modèles d'une machine électrique (électrique, thermique,

mécanique, magnétique) dans un environnement mécatronique (ensemble comportant la com-

mande, le convertisseur, les systèmes mécaniques,...).

Dans un premier temps, ce document est consacré à la réalisation d'une synthèse bibliographique

des problématiques liées à la thermique. Cette synthèse englobe l'analyse des di�érentes approches

de modélisation des phénomènes principaux d'échange de chaleur à l'intérieur et à l'extérieur d'une

machine électrique ; citons par exemple, la conduction à travers les éléments hétérogènes (bobinage,

roulements, empilement de tôles), la convection interne et externe dans les deux modes de convection

naturelle et forcée, ainsi que le phénomène de conduction au niveau des contacts. Nous présentons

dans cette partie des �gures et des tableaux récapitulatifs de ces di�érentes approches. Ensuite, une

deuxième partie du chapitre s'intéresse à la modélisation des phénomènes de génération de chaleur, des

sources (pertes) qui induisent l'élévation des températures de la machine et de son environnement. Sont

ainsi présentées, en particulier, les pertes par e�et Joule, les pertes par frottement dans les roulements

et les pertes fer dans le circuit magnétique. En�n, a�n de déduire et de justi�er le choix de la méthode

la plus adaptée à notre étude, les méthodes de modélisation thermique (analytique et numérique)

sont présentées. Il est à noter que la revue bibliographique n'est pas restreinte au premier chapitre. En

e�et, celle-ci présente les problématiques principales de la thermique dans une machine électrique ; alors

que, dans chaque chapitre, une revue bibliographique est présentée pour chaque thématique d'étude.

Citons : une revue sur la méthode de modélisation analytique (chapitre 2), les méthodes d'analyse

de sensibilité et de réduction des modèles thermiques (chapitre 3), les méthodes d'identi�cation et les

algorithmes d'optimisation (chapitre 4), l'intégration de la machine dans les approches des systèmes

mécatroniques (chapitre 5),...
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Le choix de la méthode de modélisation thermique est présenté dans le deuxième chapitre. La

méthode choisie est basée sur l'approche analytique nodale où un circuit à constantes localisées est

construit pour modéliser thermiquement une machine. Après avoir présenté une revue bibliographique

sur les di�érentes études menées sur cette méthode ainsi que sa démarche de réalisation, cette méthode

est appliquée sur deux machines électriques :

1. La première est la machine HW820CG, synchrone à aimants permanents internes refroidie à

eau. Cette machine est isolée de son contexte mécatronique d'application et constitue plutôt une

machine électrique classique. Cette partie du chapitre présente le modèle thermique de cette

machine, son banc d'essai et la validation du modèle sur trois points de fonctionnement (en

régime permanent et en régime transitoire),

2. La deuxième machine traitée est de même type (synchrone à aimants permanents internes) mais

refroidie à air en convection naturelle. Cette machine présente la particularité d'être une machine

complexe, où une multitude de phénomènes di�ciles à modéliser est présente ; plus précisément

les contacts et la convection dans les cavités et sur les surfaces externes de la machine. Celle-ci

est destinée à une application de type alterno-démarreur intégré (ou ADI). Ce cas d'application

permet l'étude de la contribution d'un système mécatronique sur le comportement thermique

de la machine.

Les phénomènes thermiques complexes qui existent dans l'ADI font ensuite l'objet d'une étude de

sensibilité dans le chapitre 3. Ce dernier présente une démarche systématique basée sur une série de

méthodes d'analyse de sensibilité a�n d'extraire les paramètres clés dans une modélisation thermique.

Ces analyses sont basées sur une approche locale (petites variations des paramètres d'entrée) et sur

des approches plus globales à travers l'application de la méthode des plans d'expériences et de la mé-

thode Monte-Carlo. L'objectif principal est de permettre l'observation de l'in�uence de la variation des

paramètres clés sur les températures de la machine. Ces analyses de sensibilité permettent également

d'établir une démarche de réduction du modèle thermique �n de l'ADI (réalisée au chapitre 2). En

conséquence, deux modèles réduits sont présentés.

Après l'extraction des paramètres clés, deux méthodologies d'identi�cation par algorithmes d'op-

timisation des valeurs de ces paramètres sont proposées dans le chapitre 4. La première méthodologie

s'intéresse tout d'abord à l'estimation des erreurs sur l'évaluation des coe�cients d'échange convectif

entre la machine et l'air ambiant ; ensuite un problème d'identi�cation de ces paramètres est proposé et

résolu par des algorithmes d'optimisation. Ces derniers sont introduits dans une revue bibliographique

au début du chapitre.

La deuxième méthodologie proposée porte sur l'identi�cation des paramètres internes à la machine.

Cette méthodologie est basée sur des surfaces de réponse associées à des algorithmes d'optimisation.

Les résultats de ces deux parties du chapitre permettent �nalement le recalage des modèles thermiques

de l'ADI.

Dans le chapitre 5, le modèle thermique �n de l'ADI est intégré dans un logiciel de simulation des

systèmes mécatroniques (AMESim). Ce modèle est ensuite validé sur plusieurs points de fonctionne-

ment. Dans ce même environnement AMESim, un modèle électrique et un modèle de la commande

d'une machine électrique synchrone à aimants permanents sont également développés. Le modèle de
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la commande englobe l'intégration des lois de commande en couple, le convertisseur, les régulateurs de

courants ainsi que d'autres composants. Ensuite, tous ces modèles (électrique-thermique-commande)

sont couplés entre eux et associés à un modèle simple d'un système mécanique. L'objectif principal de

ce chapitre est de présenter l'approche d'intégration de la thermique dans un système mécatronique

complexe ; ceci étant négligé dans la majorité des études d'un tel système. Le couplage des modèles

permet : (1) d'étudier les limites thermiques de la machine dans son espace couple-vitesse ; (2) d'éva-

luer l'in�uence de la prise en compte de la thermique sur le rendement du système ; (3) d'établir les

cartographies des puissances, des pertes et de rendement de la machine sans et avec prise en compte du

modèle thermique dans les deux régimes permanent et transitoire ; et (4) de simuler les performances

thermiques de la machine sur des cycles de conduite.

Le chapitre 6 présente le banc de caractérisation de l'ADI et les di�érentes mesures réalisées sur

cette machine. Ce chapitre présente également la méthode adoptée pour évaluer les incertitudes de

mesure des di�érentes grandeurs physiques du système (températures, grandeurs électriques, grandeurs

mécaniques). Le chapitre rapporte ensuite les résultats sur le modèle thermique en le validant sur

plusieurs points de fonctionnement. Il présente en�n les résultats de la réduction des modèles.

Finalement, nous présentons une conclusion générale de ces travaux en abordant les perspectives

envisagées.
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Chapitre 1

État de l'art

1.1 Introduction

La modélisation des phénomènes de génération et de transfert de chaleur dans une machine élec-

trique est une étape primordiale, en particulier dans sa phase de conception. Cette modélisation ther-

mique peut se baser sur deux principes, le premier analytique en utilisant un circuit à constantes

localisées et le deuxième intégrant les méthodes numériques. Dans les deux cas, la précision du modèle

thermique dépend de certains paramètres critiques et di�ciles à évaluer. Ainsi, nous visons à travers

ce chapitre à présenter un état de l'art englobant les thématiques suivantes :

� Les lois qui régissent le transfert de chaleur dans une machine électrique : la conduction, la

convection et le rayonnement, en présentant les di�érentes approches de modélisation de leurs

éléments de transfert,

� Les sources de chaleur ou les pertes dans une machine électrique,

� Les méthodes de modélisation thermique : analytique et numérique.

Dans chaque thématique, les di�érentes approches abordées dans la littérature pour résoudre les pro-

blèmes qui leur sont liées sont présentées.

1.2 Lois de transfert de chaleur dans une machine électrique

1.2.1 Échange de chaleur par conduction

1.2.1.1 Loi de Fourier

Ce mode de transfert de chaleur opère dans la machine électrique dans l'ensemble des parties

solides et dans l'air qui les entoure. En e�et, lors de la présence d'un gradient de température dans ces

milieux, le �ux thermique transite du milieu le plus chaud vers le milieu le plus froid. La loi de Fourier

donne la relation entre le vecteur densité de �ux thermique −→ϕ , le gradient de température
−−→
gradT et

la conductivité thermique λ du milieu par la formule suivante :

−→ϕ = −λ ·
−−→
gradT (1.1)
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Le signe négatif dans cette loi est introduit pour respecter la seconde loi de la thermodynamique qui

annonce que la chaleur se di�use des régions chaudes de hautes températures vers des régions froides.

1.2.1.2 Équation de conduction de la chaleur

En réalisant un bilan d'énergie entre la chaleur produite à l'intérieur d'un volume V , celle qui induit

la variation de sa température et celle échangée à ses frontières, l'équation de la chaleur dans un milieu

anisotrope est de la forme suivante :

ρc · δT
δt

= p+ div
(
λ ·
−−→
gradT

)
(1.2)

avec c capacité thermique massique (J/Kg.K),

ρ masse volumique (Kg/m3),

λ conductivité thermique (W/m.K).

ρc capacité thermique volumique (J/m3.K),

p production volumique de chaleur (W/m3).

En considérant que la conductivité thermique est indépendante de la température, l'équation (1.2)

est développée sous la forme suivante :

ρc · δT
δt

= p+

(
λx
∂2T

∂x2
+ λy

∂2T

∂y2
+ λz

∂2T

∂z2

)
(1.3)

avec λx, λy et λz les conductivités thermiques dans les trois directions de l'espace. Cette équation

considère que la température dépend des variables d'espace (x, y et z) et du temps t. Cependant, dans

le cas d'une distribution uniforme, voire un milieu homogène en température et n'étant pas le siège de

production de chaleur, l'équation de conduction devient :

∂T

∂t
= α ·∆T (1.4)

avec α la di�usivité thermique exprimée en m2
/s. Cette quantité est évaluée par le rapport λ/ρc.

Les équations précédentes sont développées pour un régime thermique transitoire. Quoique, dans

certains cas d'études, les problèmes thermiques sont traités en régime permanent, où les températures

d'un milieu atteignent leurs limites et ne varient plus en fonction du temps. Dans ces cas, l'équation

de conduction de chaleur se réduit à l'équation suivante :

λ∆T + p = 0 (1.5)

1.2.1.3 Conductivité des matériaux

La conductivité est une des propriétés thermophysiques d'un matériau homogène et isotrope. Elle

dépend principalement du type de ce matériau et de sa température. La �gure 1.1 montre la plage de

variation de cette conductivité pour di�érents états de la matière à des températures et des pressions

de référence [Incropera 11].
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Figure 1.1 � Plage de variation de la conductivité thermique pour di�érents états de la matière à des
températures et des pressions de référence [Incropera 11].

Sa dépendance à la température induit l'évaluation d'une nouvelle conductivité par rapport à la

conductivité dé�nie pour la température ambiante [Kreith 11]. Cependant, [Bertin 99] considère que

la conductivité thermique dépend très peu de la température et peut être prise comme une constante.

Cette supposition peut être justi�ée par le fait que cette conductivité varie légèrement dans les limites

de températures atteintes dans une machine électrique. Dans le cas où le milieu est anisotrope ou

non-homogène, un tenseur de conductivité thermique dans les directions radiale, angulaire et axiale

est alors envisagé. En e�et, certaines zones dans la machine électrique sont considérées comme non-

homogènes telles que le bobinage, les empilements de tôles au stator et au rotor,... En conséquence,

plusieurs approches sont présentées dans l'actuelle étude pour évaluer des conductivités thermiques

équivalentes. Finalement, la conception des machines électriques se focalise sur certains matériaux

fréquemment utilisés tels que le cuivre, l'aluminium, l'acier,... Les propriétés thermophysiques de ces

matériaux peuvent être extraites de plusieurs références thermiques et des cas d'étude de machine

électrique [Kylander 95, Bertin 99, Trigeol 04, Idoughi 11].

1.2.1.4 Modélisation des éléments hétérogènes

Le �ux de chaleur dans les machines électriques circule dans des éléments considérés homogènes

à une conductivité thermique constante, tels que le carter à ailettes, les aimants permanents, l'arbre

de rotation et autres. Ce �ux circule également dans des éléments hétérogènes constitués de plusieurs

sous-éléments homogènes. Nous parlons ainsi d'une conductivité thermique équivalente de chaque élé-

ment hétérogène ; citons par exemple le bobinage de �ls (constitué de cuivre, résine et isolant) et les

empilements de tôles au stator ou au rotor (constitué d'un matériau ferromagnétique et d'un isolant).

La modélisation de ces éléments hétérogènes peut être réalisée en se basant sur des formulations ana-

lytiques ou empiriques, ou bien grâce à des solutions par éléments �nis. La di�érence entre les deux

méthodes de modélisation est présentée dans les paragraphes suivants.

De même, la conduction thermique dans les roulements et dans les interfaces ou le contact entre

les di�érentes zones de la machine constituent des éléments critiques dans la modélisation thermique.

L'ensemble de formulations analytiques et empiriques basé sur des di�érentes études menées sur ces

7



phénomènes de conduction est également présenté dans les paragraphes suivants.

Bobinage de �ls : Du point de vue thermique, le bobinage de �ls constitue un point critique dans

la conception des machines électriques. En e�et, ces machines sont classi�ées selon les températures de

fonctionnement maximales admissibles dé�nies par les limites thermiques des systèmes d'isolation. Ces

derniers sont évalués et classés selon la norme NEMA (National Electrical Manufacturers Association) ;

leurs classes et leurs limites de températures étant illustrées dans la �gure 1.2.

55
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Figure 1.2 � Classes d'isolation et échau�ement maximal admissible du bobinage.

Le bobinage de la machine électrique constitue un siège important d'une dissipation non-uniforme de

chaleur dans les encoches et dans les têtes de bobines. La température de ces zones peut être considérée

comme la température critique la plus chaude dans la machine. Par conséquent, la modélisation des

aspects de conduction dans le bobinage du stator est d'importance primordiale.

Le bobinage est constitué de �ls de cuivre émaillés et imprégnés par la résine. L'évaluation de sa

conductivité thermique est le point le plus délicat dans l'estimation des températures des encoches et

des têtes de bobines. En e�et, de nombreuses études se sont concentrées sur cette thématique. Ces

études ont présenté leurs formulations analytiques/empiriques ou bien leurs travaux basés sur des

méthodes numériques.

Un paramètre critique dans la modélisation du bobinage est le taux de remplissage. Ce taux τ est

dé�ni comme le rapport entre la surface des �ls de cuivre Scu (nus ou en présence de l'isolant) par la

surface active de l'encoche Senc (sans la prise en compte des isolants de fond d'encoche) :

τ =
Scu
Senc

(1.6)

Une des démarches adoptée pour la prise en compte de l'aspect hétérogène du bobinage est de

l'assimiler à un matériau homogène et d'évaluer une conductivité thermique équivalente. Cette dernière

n'étant plus constante, nous parlons alors d'un tenseur de conductivité où celle-ci est évaluée dans les

trois directions radiale, angulaire et axiale, prenant respectivement les valeurs λx, λy et λz [Bertin 99].

La conductivité équivalente dépend de certains facteurs tels que la forme géométrique des conducteurs,
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leurs dimensions, leurs répartitions dans l'encoche et le taux de remplissage. Des études sur l'in�uence

de chacun de ces paramètres sur la valeur de la conductivité thermique équivalente sont réalisées par

[Renard 03] et [Idoughi 11].

[Idoughi 11] présente également la formule d'homogénéisation employée pour évaluer cette conduc-

tivité dans la direction radiale :

λeqx = λres ·
(1 + τ) · λcu + (1− τ) · λres
(1− τ) · λcu + (1 + τ) · λres

(1.7)

avec λcu et λres les conductivités du cuivre et de la résine, respectivement. Cette formule d'homo-

généisation est appliquée en considérant un milieu à deux phases (cuivre et résine). Cependant, a�n

de généraliser et de prendre en compte la conductivité du vernis isolant autours des �ls de cuivre λver
, la conductivité radiale équivalente peut être évaluée par la formule suivante :

λeqx = λres ·
(2.λres + λcu) · (τ2 · (2.λres + λver) + 3.τ3.λver) + 3.τ1.λcu · (2.λres + λver)

τ2 · (2.λres + λcu) · (2.λres + λver) + 3.λres · (τ1 · (2.λres + λver) + τ3 · (2.λres + λcu))
(1.8)

avec τ1, τ2 et τ3 les rapports entre les surfaces occupées par les trois matériaux (respectivement les

conducteurs en cuivre, la résine et le vernis isolant) par rapport à la surface utile de l'encoche.

Certaines autres formulations analytiques sont présentes dans la littérature. [Idoughi 11] présente

une étude de l'utilisation de ces formulations d'une manière appropriée sur di�érentes dispositions

(aléatoire, répartition en carré,...) et formes des conducteurs (ronds ou carrés).

De plus, une formulation empirique de la conductivité équivalente dans l'encoche est présentée

par [Boglietti 07]. Les auteurs de [Boglietti 07] se sont basés sur des essais à courant continu

réalisés sur une série de machines asynchrones de type TEFC (Totally Enclosed Fan-Cooled) avec une

puissance qui varie entre 1.5 kW et 250 kW. La corrélation déduite pour évaluer la conductivité radiale

équivalente est de la forme :

λeqx = 0.2749 · [(1− τ) · Senc · Lz]−0.4471 (1.9)

avec Lz la longueur axiale de la partie active de la machine. Le problème dans ces types de formu-

lations réside dans les hypothèses prises en ce qui concerne la distribution des conducteurs (considérée

aléatoire) et leurs limites d'application sur un type des machines électriques.

Une autre approche pour évaluer la conductivité thermique équivalente est de réaliser une analyse

par éléments �nis [Powell 03, Idoughi 11]. Cette analyse considère plusieurs hypothèses, telles que la

distribution des conducteurs dans l'encoche, la qualité d'imprégnation et le contact de fond d'encoche.

L'application de cette approche est facilitée en présence de conducteurs répartis uniformément dans

l'encoche, au contraire de la majorité des machines électriques industrielles où cette répartition est

aléatoire [Boglietti 07]. La �gure 1.3 montre le gradient de température dans l'encoche et dans

le stator d'une machine synchrone ; cette solution est obtenue par le logiciel de simulation thermique

Motor-CADTM [Staton 01]. Ce logiciel présente également une approche de modélisation de l'encoche

en associant une série de résistances thermiques dans le volume de l'encoche. En e�et, cette approche

consiste à diviser l'encoche en plusieurs couches modélisant chacune les di�érents éléments (cuivre,
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résine, isolant de fond d'encoche). Ensuite, le calcul des résistances est réalisé proprement à chaque

couche [Staton 03].

Figure 1.3 � Solution par éléments �nis de l'évolution de la température dans l'encoche disposée de
conducteurs répartis uniformément.

Une dernière approche fréquemment rencontrée dans les travaux de modélisation thermique du

bobinage consiste à utiliser des courbes expérimentales. En e�et, ces courbes permettent de déduire

la conductivité thermique équivalente (noté λe dans la �gure 1.4) par rapport à la conductivité des

matériaux isolants (noté λi) [Bertin 99]. Ces courbes sont établies en fonction du rapport d/l, ou d est

le diamètre du conducteur et l la distance entre deux conducteurs consécutifs. [Renard 03] montre

que l'écart des conductivités extraites par les deux séries de courbes (�gure 1.4a et �gure 1.4b), établies

par deux études di�érentes, varie entre 0 % et 3 % en fonction du taux de remplissage.

Dans la globalité de ces travaux, la conductivité équivalente estimée dans la direction radiale est

supposée égale à celle dans la direction angulaire (ou orthoradiale). Ceci est dû au fait que dans ces

deux directions, la conductivité équivalente est gouvernée par les matériaux isolants.

L'évaluation de la conductivité axiale (direction z) est réalisée en appliquant la formule suivante

[Bertin 99] :

λeqz =
∑
i

λiυi (1.10)

avec λi et υi représentent respectivement la conductivité thermique et la proportion volumique

de chaque sous-élément i du bobinage. La valeur de la conductivité axiale peut atteindre une valeur

largement supérieure par rapport à celle dans les deux autres directions ; un ordre de 400 peut être

trouvé dans certains cas. Par exemple, pour l'étude d'une machine asynchrone de puissance 5.5 kW,

[Trigeol 04] trouve une conductivité radiale de l'ordre de 0.71W/m.K. et celle dans la direction axiale

de 192.85W/m.K., soit un rapport de 271.

En se basant sur les conductivités thermiques équivalentes dans les trois directions, plusieurs

approches existent pour évaluer le �ux de chaleur et la distribution des températures dans les en-

coches. Une de ces approches utilise la technique d'intégration des résistances thermiques dans chaque

direction sur des sections élémentaires de faisceaux de conducteurs [El Moussali 84, Bertin 87,

Broussely 00, Vasilescu 03]. Une autre approche consiste à ramener la con�guration de l'encoche à

une structure rectangulaire et ensuite les résistances de conduction dans les di�érentes directions sont

estimées [Kylander 95]. Finalement, l'encoche peut être considérée comme une portion d'un cylindre.
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Dans ce cas, les formules des résistances thermiques de conduction à travers le volume de l'encoche en

présence d'une source de chaleur sont appliquées [Mellor 91].

(a)

(b)

Figure 1.4 � Conductivité thermique radiale équivalente λe pour di�érentes con�gurations et motifs
[Bertin 99].

Empilement de tôles : Le stator d'une machine électrique est composé d'un empilement de tôles

pressés et séparés entre eux par un isolant. L'ensemble des tôles/isolant constitue ainsi un matériau

non-homogène dont la conductivité équivalente varie selon la direction des tôles. Dans les deux di-

rections radiale et angulaire (plan des tôles), la conductivité est très proche de celle du matériau

ferromagnétique qui les constitue. Quoique, la présence de l'isolant dans la direction axiale (épaisseur

des tôles) limite la di�usion thermique due à sa conductivité thermique très faible devant celle du

matériau ferromagnétique. En général, cette conductivité dépend du procédé de fabrication (e�ort de

compactage des tôles, rugosité des surfaces) qui dé�nit la qualité de l'interface. Un modèle simple

est proposé par [Lutun 12] pour prendre en compte l'espace entre deux tôles successives (�gure 1.5).

Ce contact est considéré comme un entrefer d'air équivalent e′, proportionnel à l'entrefer e et à un
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coe�cient β qui dépend des caractéristiques tribologiques du matériau ferromagnétique et de la force

de pression. La conductivité équivalente λeqz est ainsi calculée par la formule suivante :

λeqz =
λfer · λair

2 · λair + β · e · λfer
(1.11)

avec λfer et λair représentent respectivement la conductivité du fer et celle de l'air.

La di�culté de cette approche réside dans l'estimation de la valeur de l'entrefer d'air e ainsi que

de la connaissance de la valeur de β.

Figure 1.5 � Modèle simpli�é pour le calcul de la conductivité équivalente des empilements de tôles
dans la direction axiale [Lutun 12].

[Renard 03] présente également le calcul des conductivités équivalentes d'un empilement de tôles

dans les directions radiale x et angulaire y en supposant un couplage parallèle des résistances thermiques

(de fer et de l'isolant). Dans la direction axiale z, des résistances couplées en série permettent le calcul

de la conductivité équivalente. Les formules de calcul sont les suivantes :

λeqx,y =
lisλis + lferλfer

Lz
(1.12)

λeqz =
Lzλisλfer

lisλis + lferλfer
(1.13)

avec Lz, la longueur active de la machine, lis et lfer les épaisseurs respectives de l'isolant et du fer

et λis et λfer leurs conductivités. Finalement, le rapport entre ces deux quantités peut varier entre 3

et 25 suivant les cas d'étude traités par [Bertin 87, Fang Chen 94, Glises 94].

Roulements : Du point de vue thermique et mécanique, les roulements sont considérés comme des

systèmes complexes à modéliser. En e�et, les billes des roulements ou les éléments roulants sont en

contacts ponctuels avec les deux bagues interne et externe du roulement. En conséquence, la quantité

de �ux de chaleur qui transite à travers ces points est di�cile à estimer. De plus, la variation de la

charge et de la vitesse de rotation, ainsi que la présence de la graisse ou de l'huile de refroidissement,

constituent un vrai problème dans la modélisation thermique.

[Staton 03] modélise le roulement comme un entrefer équivalent. En e�et, [Staton 03] réalise

deux séries d'essais successifs (à courant continu et à rotor bloqué) sur des machines asynchrones pour

estimer la valeur de cet entrefer. Les résultats obtenus pour trois moteurs di�érents, où les dimensions

des roulements varient, montrent un entrefer variant autour de 0.3 mm.

[Vasilescu 03] à son tour présente une méthode analytique pour estimer les transferts à l'intérieur
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du roulement. Cet auteur considère que ce transfert est réalisé par conduction à travers les bagues et

les billes, en négligeant les phénomènes de rayonnement et de convection ainsi que la conduction au

niveau de la graisse qui entoure les billes. Le calcul des résistances thermiques des roulements nécessite

une estimation de la charge exercée sur chaque bille du roulement. Ce calcul doit également caractériser

les surfaces de contact entre billes et bagues, en utilisant la théorie de Hertz. La démarche détaillée de

ce calcul est présente dans [Vasilescu 03] et reprise dans [Renard 03] et [Trigeol 04].

[Harris 06] présente un modèle à neuf n÷uds pour modéliser thermiquement un roulement. L'au-

teur détermine une matrice représentant les modes de transfert de chaleur entre les di�érentes zones du

roulement ainsi que les formulations utilisées pour la quanti�cation des paramètres de chaque transfert.

[Pouly 10] réalise une modélisation thermomécanique d'un roulement à billes à grandes vitesses. Le

modèle thermique du roulement possède 12 n÷uds pour évaluer ses températures internes (�gure 1.6).

[Pouly 10] localise les di�érentes sources de chaleur au niveau des contacts billes/bagues (n÷ud 3 et

5) et au niveau de l'huile de lubri�cation (n÷ud 11). L'auteur présente ensuite le calcul des résistances

thermiques entre les n÷uds (résistances de striction pour les contacts, conduction dans les billes et les

bagues, etc...).

Figure 1.6 � Discrétisation nodale d'un roulement à billes [Pouly 10].

Interfaces et contacts entre organes : Dans un système composé, la di�érence de température

due à la présence d'une interface entre deux matériaux di�érents peut être notable, en particulier dans

les machines électriques. La notion de la résistance thermique de contact décrit l'e�et de la présence

d'un entrefer entre deux matériaux serrés. La principale cause est la présence des cavités interstitielles

entre les deux solides qui vont emprisonner un �uide. La notion de contact et son in�uence sur la

distribution des températures des solides sont illustrées dans la �gure 1.7 [Incropera 11].

La résistance de contact dépend de certains facteurs tels que le procédé de fabrication (pression de

serrage), les matériaux en contact, leurs rugosités, le �uide emprisonné et la température de contact. Ce

contact peut être modélisé par une conductance de contact Gs ou bien par un entrefer d'air équivalent

ge. En considérant λair, la conductivité de l'air à la température de contact et S, la surface de contact,

la résistance de contact est évaluée par les deux approches de modélisation (conductance et entrefer)

par la formule suivante :

R =
1

Gs · S
=

ge
λair · S

(1.14)
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Pour certaines interfaces entre les solides, des évolutions empiriques et expérimentales des conduc-

tances de contact en fonction de certains paramètres sont présentées dans la littérature [Holman 97,

Mills 99, Kreith 11]. En e�et, ces paramètres peuvent être la rugosité des surfaces en contact, les

matériaux interstitiels et la température de contact. Un ensemble de variations des conductances ther-

miques surfaciques de contact en fonction de la pression de serrage et de ces paramètres est présenté

dans la �gure 1.8.

Figure 1.7 � Schéma représentatif d'un contact entre deux solides A et B et l'in�uence de ce contact
sur les températures [Incropera 11].

Figure 1.8 � Évolution de la conductance thermique surfacique de contact pour di�érents matériaux
en contact en fonction de l'état de surface et de la pression de contact [Bertin 99].

Dans le cas des machines électriques, le contact joue un rôle important dans la détermination des

températures des di�érentes zones. Citons par exemple les contacts :

� Feuille isolante du bobinage - empilement de tôles du stator (�gure 1.9),

� Empilement de tôles du stator - carter (�gure 1.9),

� Empilement de tôles du rotor - cage d'écureuil (cas des machines asynchrones),

� Aimants permanents - empilement de tôles du rotor
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La �gure 1.9 montre que les contacts sont non-homogènes et impures. Dans certaines zones où le

contact semble parfait, la chaleur est facilement transmise entre ces zones ; alors que dans d'autres,

l'air emprisonné, ayant une conductivité thermique très faible, empêche cette transition.

Carter 

Culasse

Dent

Encoche

Air emprisonné

Isolation fond d’encoche

Empilement de tôles

Figure 1.9 � Contacts entre l'empilement de tôles du stator avec l'encoche et le carter.

A�n de modéliser chaque contact dans la machine, les approches expérimentales et empiriques

sont principalement employées. Celles-ci présentent des ordres de grandeur liés à la détermination des

résistances de contact. Nous reprenons dans le tableau 1.1 des valeurs estimées de la conductance de

contact (en W/m2.K ) selon di�érentes études thermiques des machines électriques.

Tableau 1.1 � Valeurs des conductances de contact issues de certains cas d'études.

Type de contact Conductance Gs Référence

Tôles du stator - carter

357 [Glises 93]
400 [Bertin 87]
1250 [Trigeol 04]
1428 [Thieblin 97]
1615 [Broussely 00]
1860 [Takahashi 97]

Encoches - tôles du stator

150 [Thieblin 97]
271Υ/161χ [Renard 03]
517Υ/200χ [Trigeol 04]

1100 [Bertin 87]

Tôles du rotor - cage d'écureuil
300 [Pavlicevic 82]
3400 [Bertin 87]

Υ : Conductance encoches/dents
χ : Conductance encoches/culasse

[Pyrhonen 09] présente également les intervalles de variation des paramètres modélisant les contacts

dans une machine électrique (conductances de contact et entrefer d'air équivalent). Ces intervalles sont

rapportés dans le tableau 1.2.
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Tableau 1.2 � Valeurs des entrefers d'air et des conductances de contact dans la machine [Pyrhonen 09].

Type de contact ge [mm] Gs [W/m2.K]
Encoches - tôles du stator 0.10-0.30 80-250
Carter en aluminium - tôles du stator 0.03-0.04 650-870
Carter en acier - tôles du stator 0.05-0.08 350-550
Tôles du rotor - cage d'écureuil 0.01-0.06 430-2600

Par rapport au phénomène de conduction à travers le contact, nous remarquons que les conduc-

tances de contact peuvent fortement varier, cependant il n'existe pas de règles �xes et des lois bien

dé�nies pour les évaluer. En conséquence, l'étude thermique s'initie par une estimation de ces contacts

par rapport à d'autres études de machine électrique de même type et de performances similaires. En-

suite, les conductances de contact sont calibrées en fonction des essais et/ou en s'appuyant sur des

méthodes d'identi�cation. Une des méthodes de calibration fréquemment utilisée consiste à appliquer

au bobinage de la machine un courant continu et à mesurer la di�érence de température entre les zones

de contact voisines [Kylander 95, Renard 03, Boglietti 07]. Cette méthode considère que tout le

�ux de chaleur généré à l'intérieur de la machine est transmis vers l'extérieur à travers ces contacts

(principalement encoches-tôles et tôles-carter).

Finalement, nous avons présenté les principales di�cultés liées au transfert de chaleur par conduc-

tion dans les machines électriques. Ce mode joue un rôle important dans la transmission de la chaleur

générée à l'intérieur de la machine vers ses surfaces externes avant qu'elle soit évacuée vers l'air ambiant

à travers le phénomène de convection, étudié dans la partie suivante.

1.2.2 Échange de chaleur par convection

1.2.2.1 Paramètres caractéristiques de l'échange par convection

Ce mode de transmission de chaleur prend place entre un �uide en mouvement et une surface solide

à des températures di�érentes. La convection peut se classer selon l'origine du mouvement du �uide :

la convection naturelle et la convection forcée ou la convection mixte (naturelle+forcée).

La convection naturelle reste de la conduction dans un �uide déformable où les gradients de masse

volumique sont le terme moteur de l'écoulement du �uide. Alors que la convection forcée est réalisée

en présence d'une force externe qui induit le mouvement des molécules d'air comme les ventilateurs à

titre d'exemple. Dans les deux cas, la quantité de �ux de chaleur transmise ϕ est évaluée par la loi de

Newton :

ϕ = h · S · (Ts − T∞) (1.15)

avec h coe�cient d'échange convectif (W/m2.K)

Ts température de surface du solide (K)

T∞ température du �uide à l'in�ni (K)

S surface de contact solide-�uide
(
m2
)

Dans le transfert de chaleur par convection, l'analyse adimensionnelle intervient a�n de calculer

les caractéristiques du régime d'écoulement et le coe�cient d'échange convectif h. Plusieurs nombres
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adimensionnels peuvent être introduits, et dont l'utilisation varie en fonction du mode de convection

(naturelle ou forcée). Un résumé des quatre nombres les plus employés, ainsi que leurs formulations

sont présentés dans le tableau 1.3.

Tableau 1.3 � Formulations des nombres adimensionnels.

Nombre Applicabilité Formulation

Reynolds Re Force d'inertie / Force visqueuse πωD2
h/ν

Grashof Gr Force de �ottabilité / Force visqueuse βgD3
hδT/ν2

Prandtl Pr Di�usion de la quantité de mouvement/
Di�usion de la chaleur dans un �uide

Cµ/λ

Nusselt Nu Échange par convection/ Échange par
conduction

hDh/λ

avec Dh diamètre hydraulique (m)

ω vitesse de rotation (rad/s)

β coe�cient d'expansion thermique
(
K−1

)
δT di�érence de température (paroi/�uide) (K)

ν viscosité cinématique
(
m2
/s
)

g accélération de la pesanteur
(
m2
/s
)

µ viscosité dynamique (Pa.s)

Le diamètre hydraulique d'un canal (ou sa longueur caractéristique) est dé�ni par le rapport suivant

[Bertin 99] :

Dh =
4 · S
P

(1.16)

avec P le périmètre et S la surface du canal. Dans le cas d'une surface circulaire (i.e. surface

cylindrique d'un carter de la machine), Dh est égal au diamètre géométrique de la conduite. Pour un

entrefer d'épaisseur e, Dh est égal à 2.e

En convection forcée, le nombre de Reynolds critique Recr dé�nit les zones de transition entre

les di�érents régimes (laminaire → turbulent). De l'autre côté, le nombre de Rayleigh Ra, évalué par

Ra = Gr.Pr, dé�nit la transition entre les régimes en convection naturelle.

En général, la caractérisation des échanges convectifs est réalisée en évaluant le coe�cient d'échange

h. Ce dernier dépend principalement de la con�guration géométrique du problème, du régime d'écoule-

ment, de la vitesse et des propriétés thermophysiques du �uide. Ce coe�cient est déduit dans certains

cas à travers des corrélations analytiques et empiriques du nombre de Nusselt. Ces corrélations, for-

mulées à un problème physique particulier, sont présentées dans le paragraphe suivant et dé�nies pour

di�érents cas rencontrés en machine électrique. Finalement, des premiers ordres de grandeur des coef-

�cients d'échange convectif (W/m2.K) sont présentés dans le tableau 1.4 par des intervalles de variation

selon la nature et le �uide de convection [Kreith 11].
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Tableau 1.4 � Intervalles de variation du coe�cient d'échange convectif [Kreith 11].

Mode de convection et �uide Coe�cient d'échange convectif h
Air, Convection naturelle 6-30
Air, Convection forcée 30-300
Huile, Convection forcée 60-1,800
Eau, Convection forcée 300-18,000
Eau, à l'ébullition 3,000-60,000
Vapeur, Condensée 6,000-120,000

1.2.2.2 Modélisation des échanges convectifs dans une machine électrique

La modélisation de certains phénomènes d'échange convectif dans la machine électrique est basée

sur le choix de corrélations ou de formulations analytiques et empiriques présentes dans la littérature.

Ces phénomènes peuvent être également modélisés grâce à la méthode numérique CFD - Computa-

tional Fluid Dynamics (voir 1.4.2) où le coe�cient d'échange peut être obtenu pour chaque point

d'un volume. Le choix d'une formulation analytique/empirique est appliqué lors d'une modélisation

analytique, ou une modélisation numérique par éléments �nis, a�n d'évaluer le coe�cient d'échange

convectif. Ci-dessous, nous nous concentrons sur les formulations existantes dans la littérature en géné-

ral et leurs applications dans le domaine de la machine électrique. Tout d'abord, les corrélations pour

des problèmes thermiques usuelles (cylindre, plaque, ailettes, cavités,...) sont présentées. Ensuite, les

problèmes spéci�ques à la machine tels que l'échange de chaleur par les têtes de bobines, l'entrefer et

autres sont exploités.

Convection naturelle : Dans certaines topologies de machines électriques, les phénomènes de

convection naturelle dominent les échanges convectifs, en particulier, dans les machines totalement

fermées et non ventilées. Ces dernières sont refroidies à travers leurs surfaces externes qui peuvent être

pourvues d'ailettes pour améliorer l'échange convectif avec l'environnement. Un exemple de ces types

de machine est illustré dans la �gure 1.10 [Staton 08].

Figure 1.10 � Exemple de machines électriques totalement fermées et non ventilées [Staton 08].

Les corrélations pour les formes géométriques de base comme un cylindre ou une plaque peuvent

être utilisées pour évaluer le coe�cient d'échange convectif à l'extérieur ou à l'intérieur de la machine.

Dans le cas de la convection naturelle, le nombre de Nusselt est calculé en fonction du nombre de

Rayleigh et des coe�cients empiriques C et m par la formule suivante :
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Nu = C.Ram (1.17)

En général (avec quelques exceptions), les valeurs du coe�cient empiriquem est égal à 1/4 en régime

laminaire et 1/3 en régime turbulent. Dans le calcul du nombre Ra, les propriétés thermophysiques du

�uide sont évaluées à la température moyenne du �lm d'air Tf avec :

Tf =
Tp + T∞

2
(1.18)

avec Tp la température de la paroi et T∞ la température à l'in�ni (ou la température ambiante).

Comme cité auparavant, la transition entre les deux régimes laminaire et turbulent est dé�nie par

la valeur critique du nombre de Rayleigh Racr. Le tableau 1.5 présente les valeurs de ce nombre (Racr)

ainsi que les valeurs des coe�cients C et m pour certaines formes géométriques en fonction du régime

d'écoulement [Staton 08] .

Tableau 1.5 � Coe�cients de la corrélation de convection naturelle [Staton 08].

Forme géométrique Racr
Laminaire Turbulent
C m C m

Cylindre horizontal 109 0.525 0.25 0.129 0.33
Cylindre vertical 109 0.590 0.25 0.129 0.33
Plaque verticale 109 0.590 0.25 0.129 0.33
Plaque horizontaleH 108 0.540 0.25 0.140 0.33
Plaque horizontaleB 105 0.250 0.25 NA NA

H : Face chau�ée au-dessus
B : Face chau�ée au-dessous

D'autres corrélations spéci�ques peuvent être présentées pour chaque forme géométrique. Citons

par exemple, les corrélations des équations 1.19 et 1.20 de [Churchill 75a] et [Churchill 75b] sont

employées respectivement pour les cylindres horizontaux et les plaques verticales.

Nu
1/2
D = 0.60 + 0.387 ·

Ra
1/6
D[

1 + (0.559/Pr)9/16
]8/27

10−5 < Ra < 1012 (1.19)

Nu
1/2
L = 0.825 + 0.387 ·

Ra
1/6
L[

1 + (0.492/Pr)9/16
]8/27

10−1 < Ra < 1012 (1.20)

Il est à noter que l'indice associé à Nu et Ra représente la longueur caractéristique de la forme où

ces nombres sont évalués. Dans ce cas, l'indice D est le diamètre du cylindre et L la longueur de la

plaque.

Refroidissement à air en convection naturelle : Par rapport aux corrélations liées à l'évaluation

de l'échange convectif par ailettes, celles-ci dépendent de la disposition des ailettes, leurs dimensions,

l'orientation de la machine ainsi que l'évaluation des nombres sans dimension. Une première corrélation
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(équation (1.21)) évalue l'échange convectif des ailettes en forme U, disposées verticalement, à un régime

d'écoulement laminaire [Van de Pol 73]. Dans cette corrélation, S représente la largeur de l'ailette,

L la profondeur de l'ailette, α = S/L et r le diamètre hydraulique évalué par 2 · L · S/[2 · (L+ S)].
Nur = r

L ·
Ra
Z ·

[
1− e−Z·(

0.5
(r/L)·Ra )

0.75]
Z = 24 · 1−0.483·e−0.17/α

{[1+α/2]·[1+(1−e−0.83·α)·(9.14·
√
α·e−465·S−0.61)]}3

(1.21)

Pour les ailettes en forme U disposées horizontalement, l'équation (1.22) peut être utilisée [Jones 70] :

NuS = 0.00067 ·Ra ·
[
1− e−( 7460

Ra )
0.44]1.7

(1.22)

Une autre approximation du transfert de chaleur par les ailettes passe à travers le calcul de leur

rendement. Ceci est réalisé en résolvant le bilan thermique en régime permanent entre la conduction à

travers l'ailette et la convection à travers ses surfaces [Incropera 11]. En supposant que les ailettes

sont de formes rectangulaires et en imposant des conditions aux limites convenables, la résistance

thermique de convection est calculée par la formule suivante [Valenzuela 08] :

R = 1√
hλPS·tanh(mL)

m =
√

hP
λS

(1.23)

où P est le périmètre de la section de l'ailette, S sa section, λ sa conductivité thermique et L sa

longueur.

Dans plusieurs cas, la machine peut présenter une géométrie externe complexe à modéliser par une

seule corrélation. Dans ces cas, un ensemble de corrélations peut être utilisé pour des surfaces qui ont

eux-mêmes des corrélations connues ; i.e. combinaison entre les corrélations d'un cylindre horizontal

et ceux d'une plaque verticale. Ensuite, les coe�cients obtenus sont moyennés en se basant sur les

rapports de surface [Staton 03].

Refroidissement en convection forcée : Lorsque la puissance de la machine électrique augmente,

la convection naturelle n'est plus un élément su�sant pour évacuer la chaleur produite à l'intérieur de

cette machine. Ce mode est alors remplacé par un refroidissement en convection forcée par un �uide

comme l'air, l'eau ou autres �uides. Dans ces cas, le coe�cient d'échange convectif dans le circuit

de refroidissement varie localement et est di�cile à évaluer. Di�érentes approches présentes dans la

littérature se basent sur de nombreux essais expérimentaux pour établir des corrélations empiriques

a�n de calculer ce coe�cient. Par contre, ces corrélations sont établies pour des machines particulières ;

leur application sur d'autres machines peut erroner l'évaluation du coe�cient d'échange. De l'autre

part, pour une meilleure compréhension de la distribution du champ de vitesses autour de la machine,

ainsi que la répartition locale des coe�cients d'échange convectif, les méthodes numériques de type

CFD peuvent être utilisées [Boglietti 09]. Ci-dessous, les di�érents modes de calcul des coe�cients

d'échange en utilisant les corrélations empiriques sont présentés.

Refroidissement à air : Dans les machines électriques refroidies par convection forcée, comme

les machines totalement fermées et ventilées de type TEFC [Boglietti 07], la vitesse de l'air sou�é

à travers un ventilateur monté en bout d'arbre est un paramètre di�cile à estimer. En e�et, cette
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vitesse est variable dans les deux directions axiale et angulaire du carter à ailettes. Ce dernier présente

plusieurs discontinuités dues à la présence de la boite à bornes et d'autres éléments pouvant bloquer

le passage de l'air de refroidissement. La �gure 1.11 montre un exemple sur l'évolution du coe�cient

d'échange convectif entre le carter et l'air ventilé sur plusieurs positions axiales de la surface externe de

la machine [Bertin 06]. Cette �gure montre que lorsque la distance axiale du ventilateur augmente,

le coe�cient h décroit par rapport à sa valeur maximale évaluée juste en aval du ventilateur (h0). En

e�et, l'air peut s'échapper à travers les ouvertures des ailettes, ce qui induit la diminution de la vitesse

de l'air en contact avec la surface du carter et par conséquent, le coe�cient de convection. Cette vitesse

dépend de certains paramètres tels que le type du ventilateur, de l'ailette, la géométrie de la couvercle

et la vitesse de rotation.

Figure 1.11 � Évolution du coe�cient d'échange convectif entre le carter et l'air ventilé par rapport à
la position axiale [Bertin 06].

Pour modéliser ce phénomène, une corrélation pour les canaux semi-ouverts est présentée en se

basant sur des essais expérimentaux sur plusieurs moteurs asynchrones [Heils 52, Staton 08]. Dans

ce cas, l'écoulement est supposé turbulent par le fait que la géométrie du ventilateur et de son couvercle

induisent ce type d'écoulement. Le coe�cient d'échange convectif est calculé par la formule suivante :

h =
ρ · c ·D · v

4 · L
·
(
1− e−m

)
(1.24)

m = 1.448 · L
0.946

D1.16
·
(

λ

ρ · c · ν

)
(1.25)

avec c la capacité thermique massique, v la vitesse d'entrée de l'air dans les canaux des ailettes,

D est le diamètre hydraulique et L la longueur axiale de l'ailette. [Heils 52] propose de multiplier le

coe�cient d'échange par un facteur de turbulence. Les essais expérimentaux ont montré que les valeurs

de ce coe�cient varient entre 1.7 et 1.9, indépendamment de la vitesse de l'écoulement.

Nous pouvons constater que les études sur cet aspect convectif ne sont pas très développées du

point de vue analytique. Ces études se basent également sur des intervalles de variation ou des facteurs
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multiplicatifs pour l'estimation du coe�cient d'échange. Par conséquent, le recours aux procédures

expérimentales et aux analyses par CFD constituent les solutions les plus envisageables à présent.

Refroidissement par un liquide : Ce mode de refroidissement est utilisé fréquemment dans

les machines à grandes puissances. Ce mode est réalisé par le passage d'un liquide dans des canaux

fermés a�n de refroidir la machine. La �gure 1.12 montre un exemple des systèmes de refroidissement

d'une machine électrique. Les corrélations présentes dans les références thermiques sur les écoule-

ments internes peuvent être utilisées pour calculer le coe�cient de transfert de chaleur par le circuit

de refroidissement. Ces corrélations varient selon la forme géométrique des conduites, le liquide de

refroidissement et le régime d'écoulement.

Figure 1.12 � Exemple de machines électriques totalement fermées avec leurs circuits de refroidissement
[Staton 08].

Il existe une multitude de corrélations utilisées pour évaluer le Nusselt local pour les di�érents ré-

gimes d'écoulement, celles-ci sont détaillées et présentées dans [Bertin 99, Staton 08, Küttler 13].

Nous présentons ci-dessous un cas particulier des échanges convectifs par un circuit de refroidisse-

ment à conduites spiralées. En e�et, certaines machines électriques fermées sont refroidies à travers

le passage d'un liquide dans ces conduites. Les courbures de ces dernières permettent l'amélioration

du niveau d'échange de chaleur. Le régime d'écoulement dépend ainsi de certains facteurs tels que le

liquide de refroidissement, sa vitesse, le diamètre de la conduite et les températures de la paroi et du

liquide. [Gnielinski 76] propose deux formulations du nombre de Nusselt (équations 1.28) pour les

régimes laminaire et turbulent. Pour la transition entre les deux régimes, l'auteur propose d'interpoler

linéairement le Nusselt. Dans ce cas, le nombre de Reynolds critique Recr et le diamètre équivalent de

courbure Dc sont formulés comme suit :

Recr = 2300 ·

[
1 + 8.6 ·

(
d

Dc

)0.45
]

(1.26)

Dc = D ·

[
1 +

(
H

πD

)2
]

(1.27)

Les nombres de Nusselt en régimes laminaire et turbulent sont donnés par :
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Nu =

[
3.66 + 0.08 ·

[
1 + 0.8 ·

(
d
Dc

)0.9
]
·RemD · Pr

1/3

]
·
(
Pr
Prp

)0.14

Re < Recr

Nu = (ξ/8)·ReD·Pr
1+12.7·

√
ξ/8·(Pr2/3−1)

·
(
Pr
Prp

)0.14

Recr > 2.2 · 104

(1.28)

avec m un exposant a�ecté au nombre de Reynolds : m = 0.5 + 0.2903 ·
(
d
Dc

)0.194
. ξ est un facteur

de frottement associé à l'évaluation de Nu en régime turbulent : ξ = 0.3164
Re0.25D

+ 0.03 ·
(
d
Dc

)0.5

.

Les paramètres géométriques des conduites spiralées utilisés dans ces formulations sont illustrés

dans la �gure 1.13.

Figure 1.13 � Paramètres géométriques des conduites spiralées [Bertin 99].

Finalement, l'évaluation des coe�cients d'échange convectif pour la refroidissement de la machine

reste un vrai problème. Les incertitudes liées à cette évaluation induisent une variation importante

des températures de la machine, comme nous allons voir dans le reste de l'étude, en particulier dans

les chapitres 3 et 4. Ces derniers portent respectivement sur l'analyse de sensibilité de ces coe�cients

d'échange et l'identi�cation de leurs valeurs.

Écoulement dans l'entrefer : La modélisation des échanges dans l'entrefer reste un problème com-

plexe à traiter, où plusieurs travaux se sont concentrés sur cet écoulement [Gazley 58, Tachibana 64,

Bouafia 98, Bouafia 99, Fénot 11, Friedrich 13]. Cet échange est assimilé à un écoulement entre

deux cylindres coaxiaux en considérant la rotation du cylindre interne. Certains paramètres caracté-

risent cet écoulement ; citons la géométrie de l'entrefer, la vitesse de rotation ω (rad/s), la di�érence

des températures entre le rotor et le stator ainsi que les rapports de forme entre les rayons internes,

les rayons externes et l'épaisseur e de l'entrefer. En e�et, trois régimes d'écoulement peuvent être

distingués dont la limite de transition entre chaque régime est dé�nie par le nombre de Taylor Ta
[Taylor 23], évalué par l'équation suivante :

Ta =
ω2rme

3

ν2
(1.29)

avec rm le rayon moyen de l'entrefer.
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Pour un nombre de Taylor plus petit que 1700, le régime est laminaire et stable. Le transfert ther-

mique se fait essentiellement par conduction. Lorsque la vitesse de rotation augmente, des tourbillons

apparaissent et occupent la largeur de l'entrefer. Une longueur d'onde axiale peut être ainsi dé�nie,

celle-ci est formée par une paire de tourbillons contrarotatifs. Ces phénomènes prennent place pour

1700 < Tam < 104 (�gure 1.14a). Dans le cas où Tam > 104, le régime d'onde azimutale prend place où

des ondulations apparaissent et progressent dans le sens de rotation du cylindre intérieur (�gure 1.14b).

(a) Écoulement laminaire de Taylor-Couette (b) Seconde instabilité de l'écoule-
ment

Figure 1.14 � Régimes d'écoulement dans l'entrefer [Fasquelle 07].

[Becker 62] propose d'évaluer le nombre de Nusselt pour chaque régime, où l'air est le �uide

interstitiel, par l'équation suivante :


Nu = 2 Tam < 1700

Nu = 0.128 ∗ Ta0.367
m 1708 < Tam < 104

Nu = 0.409 ∗ Ta0.241
m 104 < Tam < 107

(1.30)

Ces seuils de transition sont dé�nis par rapport à un nombre de Taylor modi�é Tam. Ce dernier

prend en compte les particularités géométriques de l'entrefer par un facteur constant Fg [Howey 12].

En e�et, il existe plusieurs types d'entrefer (lisse ou rainuré, avec ou sans débit axial imposé). L'huile

ou l'eau peuvent également être présents dans l'entrefer. Finalement, des tableaux récapitulatifs des

di�érentes corrélations pour le Nusselt prenant en compte les di�érentes con�gurations sont présents

dans [Fasquelle 07] et [Fénot 11].

Écoulement autour des têtes de bobines : L'évaluation des coe�cients d'échange convectif

autour des têtes de bobines est importante vue que cette zone est considérée la plus chaude dans la

machine électrique. Plusieurs études analytiques, numériques et expérimentales, sont présentées dans

la littérature pour déterminer les coe�cients d'échange entre les têtes de bobines et les cavités qui les

entourent [Mugglestone 99, Fasquelle 06, Micallef 06, Boglietti 07a].
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Dans le cas général de modélisation de ce type d'échange, plusieurs auteurs ont proposé une formu-

lation empirique tenant compte de la vitesse de l'air autour des têtes de bobines v et des coe�cients

déterminés expérimentalement : k1, k2 et k3 (tableau 1.6) :

h = k1 · (1 + k2 · vk3) (1.31)

Dans l'équation (1.31), le terme k1 caractérise la convection naturelle et le terme k1k2v
k3 la convec-

tion forcée. En e�et, la vitesse v est di�cile à estimer due à une forte variation locale, comme le montre

la �gure 1.15a pour la cavité d'une machine asynchrone totalement fermée. Nous pouvons noter que

dans la partie supérieure des têtes de bobines, la circulation de l'air est faible ; alors que celle-ci est favo-

risée dans la zone à proximité du rotor. Cette variation induit également une distribution non-uniforme

des coe�cients d'échange convectif. Dans l'équation (1.31), la vitesse v est prise comme la vitesse pé-

riphérique de rotor (en m/s) et h représente un coe�cient de convection moyen. La �gure 1.16 montre

l'évolution du coe�cient d'échange h par rapport à la vitesse v, par l'application de la corrélation de

l'équation (1.31) et les coe�cients empiriques du tableau 1.6.

Tableau 1.6 � Coe�cients pour la corrélation du coe�cient d'échange moyen autour des têtes de bobines.

Référence k1 k2 k3

[Schubert 68] 15.0 0.400 0.9
[Mellor 91] 15.5 0.390 1.0
[Stokum 69] 33.2 0.0445 1.0
[Boglietti 07a] 41.4 0.150 1.0

(a) Pro�l des vitesses autour des
têtes de bobines

(b) Variation des coe�cients
d'échange sur les surface des têtes
de bobines

Figure 1.15 � Variation de la vitesse et des coe�cients d'échange pour les têtes de bobines
[Micallef 06].

[Saari 98] modélise l'échange entre la cavité et les têtes de bobines en divisant ces dernières en

deux parties : haute et basse. La corrélation de Nusselt modélisant l'échange pour la partie haute est

celle d'une plaque horizontale plane (côté chau�é au-dessus - tableau 1.5). Puisque la partie basse est
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plus impactée par la rotation du rotor (muni d'ailettes pour une machine asynchrone), la corrélation

utilisée est celle d'un entrefer entre deux cylindres coaxiaux dont le cylindre interne est en rotation.

[Micallef 06] utilise des méthodes expérimentales et numériques pour évaluer l'échange convec-

tif autour des têtes de bobines d'un moteur de type TEFC. Ensuite, l'auteur évalue l'in�uence de

la variation de la con�guration géométrique des cavités sur l'écoulement du �uide et des di�érents

éléments de transfert de chaleur (coe�cients d'échange, champs de vitesses,...). L'objectif de l'étude

de [Micallef 06] est d'améliorer la conception de cette zone critique dans la machine électrique.
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Figure 1.16 � Évolution du coe�cient d'échange moyen entre les têtes de bobines et les cavités.

Écoulement sur un cylindre en rotation : L'échange de chaleur par l'arbre de rotation de la

machine est modélisé par les corrélations d'un cylindre tournant sur son propre axe. La rotation de

l'arbre constitue la seule source qui induit le mouvement du �uide (sans écoulement imposé). Lorsque

la vitesse de rotation est faible, la convection naturelle domine l'échange de chaleur ; au contraire de la

convection forcée qui domine à grande vitesse. Il existe plusieurs corrélations dans la littérature pour

le calcul du nombre de Nusselt. Une étude détaillée et un état de l'art sur ces corrélations, utilisées

dans ce type d'échange, est présentée dans [Boetcher 14]. Nous rappelons dans ce paragraphe les

principales corrélations utilisées dans notre étude.

Dans les conditions où GrPr < 1012 et Re < 1.1
√
Gr/Pr , la corrélation utilisée est celle de la

convection naturelle autour d'un cylindre �xe (équation (1.19)) [Vasilescu 03]. Pour un Reynolds

Re > 1.1
√
Gr/Pr, deux cas sont envisagés :

Nu = 0.107 · [(0.5Re2 +Gr) · Pr]0,35 Re < 7.28
√
Gr/Pr

Nu = 0.084 · (Re2 · Pr)0,35 Re > 7.28
√
Gr/Pr

(1.32)

Écoulement sur un disque tournant/Écoulement dans les cavités : L'écoulement sur un

disque tournant prend place principalement sur les faces latérales du rotor où sa rotation entraîne

l'écoulement de l'air dans les cavités (�gure 1.17a). Le mouvement de l'air peut être également induit

par la présence d'un ventilateur sou�ant l'air directement dans les cavités ou bien par la présence

d'un volant d'embrayage, comme le cas de l'alterno-démarreur intégré de [Assaad 14]. Les résultats

expérimentaux pour cette con�guration permettent de déduire le nombre de Nusselt (�gure 1.17b).
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Celui-ci est calculé par rapport à un Nusselt évalué pour un disque tourne dans un espace libre ou

in�ni (Nu∞) [Bertin 99]. Ce dernier est évalué par la corrélation suivante :

Nu∞ =
4 · a1

2 · b1 + 1
·Reb1 · Prb2 (1.33)

Les coe�cients a1, b1 et b2, présentés dans le tableau 1.7, sont déduits expérimentalement ; avec

Re = b·ω2

ν .

(a) Con�guration du disque tournant dans un espace clos (b) Nombre de Nusselt en fonction du
nombre de Reynolds et du rapport e/b

Figure 1.17 � Disque tournant dans un espace clos et évaluation des paramètres d'échange.

Tableau 1.7 � Coe�cients expérimentaux pour la corrélation Nu∞ [Bertin 99].

Domaine d'application Condition de la paroi a1 b1 b2 Régime

Re < 1.8 · 105 - 0.410 0.5 0.44 Laminaire

Re > 2.5 · 105 à température constante 0.024 0.8 0.60
Turbulent

à �ux constant 0.031 0.8 0.60

Lorsque le rapport d'aspect entre l'épaisseur de la cavité et le rayon du disque tournant (e/b) est

plus grand que 0.2 (�gure 1.17b), le disque est considéré en rotation dans un milieu in�ni. Dans ce cas,

le Nusselt moyen pour un écoulement laminaire, avec un rayon r > 0 et r < rc, et pour un écoulement

turbulent avec rc < r < r0 (�gure 1.18) est évalué par [Kreith 11] :

Nur0 = 0.36 ·
(
ωr2

0

ν

)1/2(
rc
r0

)2

+ 0.015 ·
(
ωr2

0

ν

)0.8
(

1−
(
rc
r0

)2.6
)

(1.34)

Les paramètres δ de la �gure 1.18 représentent les couches limites pour chaque régime d'écoulement.
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Figure 1.18 � Pro�ls des vitesses pour un disque tournant dans un espace in�ni et ses rayons de
transition [Kreith 11].

[Vasilescu 03] présente également des corrélations pour l'évaluation de Nusselt dans le système

disque/plaque ou rotor/palier. L'approche consiste à diviser l'espace constitué par le facteur G = e/b

et le Reynolds Re en quatre zones qui correspondent chacune à un régime d'écoulement (�gure 1.19).

Chaque zone est ensuite associée à une corrélation de Nusselt en fonction des deux paramètres G et

Re. Lorsque les surfaces sont isothermes et l'air est le �uide entrainé par le disque en rotation, les

corrélations sont : 

Zone1 Nu = 0.6119 ·G−1

Zone2 Nu = 0.2915 ·G0.1 ·Re0.5

Zone3 Nu = 0.00823 ·G−1/6 ·Re0.75

Zone4 Nu = 0.0092 ·G0.1 ·Re0.8

(1.35)

Ces corrélations peuvent être utilisées pour modéliser les échanges convectifs dans les cavités de la

machine électrique, en particulier dans les espaces étroits entre le rotor et les paliers.

Figure 1.19 � Zones et frontières des domaines convectifs pour le système disque/plaque sans écoulement
superposé [Vasilescu 03].
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Deux autres corrélations basées sur l'équation (1.31) sont présentes dans la littérature pour le

calcul des coe�cients de convection dans les cavités : la corrélation de [Schubert 68] et celle de

[Di Gerlando 93]. Ces deux corrélations sont formulées respectivement comme suit :

h = 20 ·
(
1 + 0.425 · v0.7

)
h = 40 ·

(
1 + 0.100 · v1.0

) (1.36)

Lorsque la machine tourne à basses vitesses, les corrélations de convection naturelle dans les cavités

fermées peuvent être appliquées. Nous ramenons ainsi la géométrie de la cavité à un espace fermé entre

deux plaques verticales (ou horizontales selon l'orientation de la machine), dont une est chau�ée. Dans

le premier cas (plaques verticales), les corrélations et leurs limites d'utilisation sont dé�nies de la

manière suivante [Kreith 11] :

Nue = 0.22 ·
(
L
e

)−0.25
(

Pr
0.2+Pr

·Rae
)0.28

2 < L/e < 10 , P r < 10

Rae < 1010

Nue = 0.18 ·
(

Pr
0.2+Pr

·Rae
)0.29

1 < L/e < 2 , 10−3 < Pr < 105

103 < Rae·Pr
0.2+Pr

(1.37)

La longueur caractéristique sur laquelle les nombres de Nusselt sont calculés est l'épaisseur e de la

cavité ; L étant dans ce cas la longueur de la plaque.

Dans le cas où les plaques sont disposées horizontalement où la plaque basse est la plus chaude,

la corrélation de Nusselt moyen est présentée dans l'équation (1.38). L'opérateur [ ]
. indique que si la

quantité à l'intérieur des accolades est négative, cette quantité est ramenée à zéro [Kreith 11].

Nue = 1 + 1.44 ·
[
1− 1708

Rae

].
+
[(

Rae
5830

)1/3 − 1
].

1700 < Rae < 108 (1.38)

Récapitulatif : Dans cette partie, nous avons résumé les di�érentes approches de calcul des co-

e�cients d'échange convectif dans les machines électriques. Cependant, certaines con�gurations géo-

métriques particulières et di�érentes peuvent se présenter dans la machine selon sa géométrie et son

orientation. Par exemple, la présence des canaux au niveau du rotor pour une meilleure ventilation

et refroidissement de la machine [Fasquelle 07]. Dans le cas de nouvelles con�gurations, des for-

mulations générales de ces problèmes peuvent se trouver dans les références thermiques [Huetz 90,

Padet 05a, Padet 05b, Holman 97, Incropera 11]. Des études par CFD peuvent être également

menées pour évaluer les coe�cients d'échange dans ces con�gurations. Finalement, le tableau 1.8 ré-

sume les di�érentes corrélations utilisées dans la machine électrique.
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Tableau 1.8 � Récapitulatif des corrélations des coe�cients d'échange convectif et exemples d'application
dans la machine électrique.

Géométrie Application Corrélations
Cylindre horizontal Surfaces externe/interne tableau 1.5/ équation (1.19)
Cylindre vertical Surfaces externe/interne tableau 1.5/équation (1.20)
Plaque verticale Surfaces externe/interne tableau 1.5/équation (1.20)
Plaque horizontale Surfaces externe/interne tableau 1.5
Ailettes de refroidissement Carter (Convection naturelle) équations (1.21)-(1.23)
Ailettes de refroidissement Carter (Convection forcée) équation (1.24)
Circuit de refroidissement Carter équation (1.28)
Cylindre en rotation Arbre de rotation équations (1.19),(1.32)
Cylindre concentrique (interne en
rotation)

Entrefer équation (1.30)

Disque en rotation Faces latérales (Rotor) et
Cavités

équations (1.33)-(1.35)

Espace fermé par deux plaques Cavités équations (1.36)-(1.38)

1.2.3 Échange de chaleur par rayonnement

Ce mode décrit le transfert qui se fait par rayonnement électromagnétique. En e�et, tout corps,

quelque soit sa température, émet des radiations électromagnétiques. Ce mode contribue à l'évacuation

des calories produites à l'intérieur de la machine ainsi que le transfert de chaleur entre ses di�érentes

zones. En général, l'évaluation du �ux perdu par une surface grise S à une température Ts vers l'air

ambiant à une température T∞ dépend du facteur d'émissivité ε de la surface. Ce �ux est calculé par

la formule suivante :

ϕ = εσS ·
(
T 4
s − T 4

∞
)

(1.39)

avec σ la constante de Stefan-Boltzmann, égale à 5.67032 · 10−8 W/m2K4.

Le facteur d'émissivité dépend du type de l'état de la surface et le matériau utilisé, ainsi que sa

direction de rayonnement. Sa valeur peut être déduite des tableaux présents dans la littérature ou via

l'expérimentation [Cabannes 96, Boglietti 06a].

Dans le cas d'une machine électrique, l'entrefer présente une con�guration où le �ux surfacique

perdu par la surface du rotor (d'indice i) est absorbé par la surface du stator (d'indice j) l'entourant

complètement. Ce cas peut se trouver également entre les têtes de bobines et les cavités. Le �ux ϕ est

calculé dans ces cas par la relation suivante :

ϕ =
σSi ·

(
T 4
i − T 4

j

)
1−εi
εi

+ 1
Fij

+
1−εj
εj
· SiSj

(1.40)

avec Fij le facteur de forme entre les surfaces i et j [Matteï 05], Si et Sj les aires des surfaces i

et j.

Le coe�cient d'échange par rayonnement, noté hray, peut se déduire dans les deux cas (équations

1.39 et 1.40) en divisant le �ux ϕ par la di�érence de température (Ts−T∞) ou (Ti−Tj). Le transfert
par rayonnement peut-être considéré négligeable parfois à cause des températures (ou des di�érences

des températures) relativement basses aux surfaces ou à l'intérieur de la machine [Bertin 99]. De plus,

30



dans plusieurs machines industrielles, en particulier celles qui sont refroidies par une convection forcée

(ventilation ou par un liquide), l'e�et du rayonnement est considéré comme parfaitement négligeable.

Dans d'autres cas où les machines sont entraînées par un variateur de vitesse, l'e�et du rayonnement

est pris en compte, en particulier lorsque la machine tourne à basses vitesses [Boglietti 06a].

1.3 Pertes dans les machines électriques

Les pertes dans les machines électriques constituent les sources de chaleur qui induisent princi-

palement l'augmentation des températures de la machine. Elles constituent également les puissances

perdues entre l'entrée et la sortie de la machine ; par conséquent, l'augmentation de ces pertes impactent

directement son rendement. Ces pertes sont de di�érentes origines et peuvent être alors classées en

trois groupes [Grellet 89] : les pertes dans le circuit électrique, les pertes dans le circuit magnétique

et les pertes mécaniques.

1.3.1 Pertes dans le circuit électrique

1.3.1.1 Pertes normales en basse fréquence

La densité de courant dans la section d'un conducteur est uniformément distribuée si un courant

continu ou alternatif de valeur e�cace I le traverse. Selon la loi d'Ohm, la résistance du conducteur

est égale à la valeur de la tension entre ces deux bornes divisée par la valeur du courant I. Le passage

de ce courant dans les m phases de la machine constitue le siège des pertes par e�et Joule qui valent :

Pj = m ·Rph · I2 (1.41)

Ces pertes, exprimées en Watt (W ), sont considérées non-linéaires et varient en fonction de la tem-

pérature. Cette variation est due à l'augmentation de la résistance électrique Rph avec l'augmentation

de la température T . La relation entre ces deux quantités est dé�nie par la formule suivante :

Rph = R0 · (1 + α · (T − T0)) (1.42)

avec R0 la résistance électrique à une température de référence T0, et α un coe�cient caractéristique

du matériau. Pour un conducteur en cuivre par exemple, la valeur de α est égale à 3.81 · 10−3 K−1.

Il existe dans la littérature plusieurs modèles analytiques de calcul de la résistance par phase

[Magnussen 03, Salminen 04, Fodorean 09, Pyrhonen 09]. En e�et, la di�culté dans l'estimation

de cette résistance réside dans la détermination de la longueur équivalente et le volume des têtes de

bobines. Ces paramètres, étant incertains, l'approche expérimentale est une étape fondamentale pour

le recalage de cette valeur.

1.3.1.2 Pertes normales en haute fréquence

Lorsque le courant qui traverse les conducteurs du bobinage est sinusoïdal à fréquence élevée,

la densité de courant dans la section de ces conducteurs n'est plus uniforme. Ce phénomène est lié à

l'apparition de deux e�ets : l'e�et de peau et l'e�et de proximité [Ducluzaux 02]. L'e�et de peau est dû
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à l'action du �ux magnétique propre à l'intérieur du conducteur qui rejette le courant vers sa périphérie

[Grellet 89]. Alors que l'e�et de proximité caractérise l'in�uence des conducteurs adjacents sur la

distribution de la densité de courant dans un conducteur. Ces deux e�ets induisent l'augmentation de

la résistance par phase, et par conséquent, les pertes par e�et Joule.

1.3.2 Pertes dans le circuit magnétique

Les pertes fer constituent les sources de chaleur principales dans les matériaux ferromagnétiques

de la machine, principalement au rotor et au stator. Ces pertes sont dues à la variation du champ

magnétique dans ces zones, et peuvent être induites par deux phénomènes principaux : l'hystérésis

et les courants de Foucault. Le premier décrit les pertes dues aux propriétés d'hystérésis des ma-

tériaux magnétiques ; le deuxième est dû à la circulation des courants induits dans ces matériaux

[Grellet 89]. L'évaluation de ces pertes dans les machines électriques fait l'objet de nombreuses

études, où des états de l'art et des propositions de nouvelles méthodes sont présentés [Chevalier 99,

Marino 03, Küttler 13, Krings 14]. Nous nous intéressons dans cette partie à montrer le modèle

de base d'évaluation des pertes fer pour tout type d'évolution d'induction, que ça soit sinusoïdale ou

non-sinusoïdale. Ce modèle est basé sur la séparation des pertes fer selon chaque phénomène créé dans

le circuit magnétique. Une formulation générale dans le cas d'une induction sinusoïdale est donnée par

[Bertotti 88] dans l'équation (1.43). Les termes de cette formule décrivent respectivement les pertes

par hystérésis, par courant de Foucault et des pertes additionnelles sous le terme des pertes par excès.

Pfer = Kh · f ·Bαm +
(π · d)

2

6 · ρt ·mv
· (f ·Bm)

2
+Kexc · (f ·Bm)

3/2 (1.43)

où Kh et Kexc sont les coe�cients des pertes par hystérésis et par excès, respectivement. Ces

coe�cients, ainsi que α sont déterminés grâce aux données constructeurs. f représente la fréquence du

champs magnétique et Bm la valeur crête de l'induction. Les caractéristiques des tôles sont données

par d, ρt et mv, respectivement son épaisseur, sa résistivité et sa masse volumique.

En e�et, l'utilisation de ce modèle considère une induction sinusoïdale, or lorsque la machine

fonctionne dans des régimes de dé�uxage par exemple, ces inductions deviennent fortement non-

sinusoïdales. Dans ce cas, l'utilisation du modèle de [Bertotti 88] peut induire des erreurs d'éva-

luation de ces pertes. Une formulation plus générale est alors présentée dans [Bertotti 91] sous la

forme suivante :

Pfer = Kh · f · B̂α +
d2

12 · ρt ·mv
· 1

T
·
T̂

0

(
δB

δt

)2

· dt+Kexc ·
1

T
·
T̂

0

∣∣∣∣δBδt
∣∣∣∣3/2 · dt (1.44)

Dans ce cas, l'induction magnétique B n'est plus sinusoïdale.

L'évaluation de ces pertes peut être réalisée en estimant chaque terme de l'équation (1.44) à travers

plusieurs approches [Fasquelle 07, Fratila 12, Küttler 13]. D'autres approches peuvent égale-

ment passer par les méthodes d'identi�cation ou d'expérimentation [Krings 14], par le recalage d'un

circuit thermique à constantes localisées [Renard 03, Trigeol 04],...
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1.3.3 Pertes mécaniques

1.3.3.1 Pertes par frottement dans les roulements

Les roulements constituent le siège des pertes de puissance sous forme de chaleur par la présence

des frottements dans ses di�érentes zones. Ces pertes peuvent provenir de plusieurs origines :

� Frottements entre les corps roulants et les bagues (points 1,2 et 5 de la �gure 1.20),

� Frottements entre les corps roulants et la cage (points 4 et 6 de la �gure 1.20),

� Frottements entre la cage et les bagues,

� Frottement visqueux dû au mouvement du lubri�ant,

� Frottement du joint d'étanchéité.

Figure 1.20 � Localisation des sources de pertes dans les roulements [Schlegel 09].

Ces pertes dépendent de plusieurs facteurs tels que le type du roulement, l'intensité et la direction

de la charge, la vitesse de rotation, les caractéristiques du lubri�ant et autres facteurs [INA-FAG 09].

La quanti�cation de ces pertes passe à travers l'estimation du couple résistant du roulement Cr et

la vitesse de rotation de l'arbre sur laquelle les roulements sont montés [Schlegel 09, Croes 09,

INA-FAG 09]. De l'autre côté, ces pertes peuvent être déduites par des approches expérimentales

[Huynh 08, Pouly 10], telles que le test de décélération ou la déduction des pertes par bilan de

puissance .

L'approche analytique est basée sur des coe�cients qui dépendent du type de roulement. Par

exemple, le modèle de base de Coulomb pour le calcul des pertes considère que le frottement est

indépendant de la vitesse de rotation. Le couple résistant est évalué en fonction de la charge sur le

roulement, de son diamètre primitif et un coe�cient de frottement [Croes 09]. Ces pertes (Pm,r) sont

évaluées par la formule suivante :

Pm,r = Cr · ω (1.45)

avec ω la vitesse de rotation en rad/s et Cr le couple résistant. Ce dernier est évalué selon le modèle

de Coulomb comme suit :

Cr = µ · F · dM
2

(1.46)
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avec µ : coe�cient de frottement [−]

F : résultante de la charge sur le roulement [N ]

dm : diamètre du cercle primitif du roulement [mm]

Le coe�cient de frottement µ est déduit d'une manière expérimentale et peut être extrait des

catalogues des constructeurs [NTN 01, INA-FAG 09, SKF 12]. Deux autres modèles pour le calcul

du couple résistant sont présents dans la littérature : le modèle Palmgren et le modèle SKF. Le

premier divise le couple résistant en deux parties ; le premier est indépendant de la charge, mais

dépend des propriétés visqueuses du lubri�ant, de la quantité du lubri�ant et de la vitesse de rotation

du roulement ; le deuxième couple dépend de la charge appliquée aux roulements [Croes 09]. Le

modèle SKF décompose le couple résistant en quatre parties qui modélisent le frottement des billes, le

frottement par glissement des billes, le frottement des joints d'étanchéité et le frottement dû aux pertes

des forces de trainée [SKF 12]. Ces deux modèles (Palmgren et SKF) peuvent fournir des résultats

proches sur la gamme basses vitesses des roulements. Alors que, dans le cas des machines à hautes

vitesses, les performances de ces modèles deviennent limitées et le recours à l'expérimental devient

primordial [Pfister 10] .

1.3.3.2 Pertes par frottement des molécules d'air

Ces pertes sont également appelées pertes aérauliques. Elles sont dues aux frottements des molé-

cules d'un �uide avec la surface qui entraîne leur mouvement. Ce phénomène existe dans di�érentes

zones de la machine, en particulier dans l'entrefer et dans les cavités. En e�et, ces pertes augmentent

signi�cativement avec l'augmentation de la vitesse de la machine. Dans le cas d'étude de [Renard 03],

les pertes aérauliques à des faibles vitesses de l'alterno-démarreur (3500 tr/min par exemple) sont de

l'ordre de 1.5 % des pertes totales dans la machine.

Ces pertes peuvent être calculées d'une manière analytique selon la zone où elles sont produites.

Les expressions analytiques dans ce cas dépendent d'un coe�cient de frottement, de la géométrie de la

zone et des propriétés thermophysiques du �uide [Vasilescu 03]. Les pertes aérauliques peuvent être

évaluées également d'une manière numérique par la méthode CFD [Micallef 06].

1.3.4 Pertes additionnelles

Dans la machine électrique, il existe plusieurs sources de chaleur qui peuvent être considérées

négligeables dans le bilan total des pertes. Cependant, elles peuvent être regroupées ensemble sous le

nom des pertes additionnelles. Celles-ci tiennent compte des pertes mineures dans le circuit électrique

et le circuit magnétique. [Pyrhonen 09] présente le tableau 1.9 qui récapitule le pourcentage des pertes

additionnelles par rapport à la puissance d'entrée pour certaines topologies de machines électriques.
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Tableau 1.9 � Pourcentage des pertes additionnelles par rapport à la puissance d'entrée dans certaines
machines électriques [Pyrhonen 09].

Topologie de la machine Pertes additionnelles (%)

Machine asynchrone à cage d'écureuil 0.30− 2.0 %

Machine asynchrone à bagues 0.5 %

Machine synchrone à pôles saillants 0.05− 0.15 %

Machine synchrone à pôles lisses 0.05− 0.15 %

Machine à courant continu 0.5− 1 %

1.4 Méthodes de modélisation

Les outils de modélisation thermique d'une machine électrique se basent sur deux approches :

l'approche analytique ou nodale par un modèle à constantes localisées ou LPTN (Lumped Paramter

Thermal Network) ou l'approche numérique. L'avantage principal de l'approche analytique est son

temps de calcul relativement faible et la possibilité d'intégration dans des approches systèmes. Ce-

pendant, le développeur du modèle doit investir un e�ort important pour la dé�nition du circuit qui

modélise au mieux les transferts de chaleur dans la machine. La précision d'un modèle analytique

dépend de son niveau de discrétisation ainsi que du choix e�ectué par le développeur du modèle sur

les chemins thermiques. Les géométries complexes sont également di�ciles à traiter. En revanche, les

méthodes numériques donnent la possibilité d'étudier de telles géométries et d'o�rir des informations

locales sur les paramètres thermiques en chaque point de la machine. Ces méthodes permettent éga-

lement le couplage avec des problèmes physiques diverses tels que le magnétique, l'électrique et la

mécanique. Cependant, ces méthodes sont onéreuses en temps de calcul et de création des modèles.

Deux types d'analyse numérique existent : la méthode des éléments �nis (ou FEA : Finite Element

Analysis) et la mécanique des �uides numériques (CFD : Computational Fluid Dynamics). La méthode

des éléments �nis permet de modéliser le transfert de chaleur par conduction dans les zones solides

de la machine, en particulier dans les zones hétérogènes. Pour les zones de contact �uide-solide, les

corrélations analytiques et empiriques des coe�cients de convection (tableau 1.8) sont utilisées.

La CFD consiste à modéliser le mouvement d'un �uide par la résolution numérique des équations

qui régissent ce �uide [Wendt 09]. Cette approche est principalement utilisée pour la modélisation

des zones �uides complexes dans la machine telles que l'entrefer [Kuosa 04], les cavités [Trigeol 06,

Micallef 06],...

Dans plusieurs cas, les deux approches analytique et numérique sont combinées. [Trigeol 06]

utilise un modèle CFD pour caractériser la di�usion de chaleur dans les cavités alors qu'un modèle

analytique modélise thermiquement la machine. [Kolondzovski 10] réalise une comparaison des ré-

sultats obtenus en utilisant les deux approches, analytique et numérique par CFD. [Legranger 10]

utilise la méthode des éléments �nis pour estimer les �ux et la distribution des pertes fer dans la

machine et applique ensuite ces résultats dans un modèle thermique nodal.
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1.4.1 Méthode analytique

La méthode analytique ou nodale est basée sur une analogie électrique-thermique. La tension est

la température, le courant électrique représente le �ux injecté dans un n÷ud, la capacité et la résis-

tance électrique sont respectivement une capacité et une résistance thermique. Le circuit à constantes

localisées décrit les di�érents chemins de transfert de chaleur, permettant ainsi de déterminer les tem-

pératures dans une zone de la machine pour une distribution des pertes. Cela est réalisé en divisant

la machine en des volumes élémentaires considérés chacun à une température homogène. Ensuite, la

valeur des pertes et une capacité thermique de chaque volume sont évaluées. L'échange de chaleur entre

deux volumes voisins est estimé par le calcul des résistances thermiques de conduction, de convection

et de rayonnement en utilisant les corrélations analytiques et empiriques décrites dans la section �1.2.

1.4.2 Méthode numérique

Modélisation thermique par la méthode des éléments �nis (FEA) : Cette méthode est

généralement utilisée pour les modélisations électromagnétiques, cependant certains logiciels, qui réa-

lisent de telles modélisations, intègrent un module thermique [Flux om, Infolytica om]. L'avantage

de l'utilisation de la FEA sur la méthode nodale est la possibilité de déterminer la distribution des

températures locales avec une grande précision dans les di�érentes zones de la machine ; en particulier

dans l'encoche où le gradient de température peut être important (voir la �gure 1.3). Cette méthode

permet également la détermination de la conductivité équivalente du bobinage ; celle-ci peut être uti-

lisée ensuite dans le calcul des paramètres d'un réseau nodal [Powell 03, Idoughi 11]. Cependant,

le problème réside dans la dé�nition des conditions limites pour les phénomènes de contact et de

convection. Ces méthodes utilisent les mêmes approches que celles utilisées dans la méthode nodale.

Dans certains circuits nodaux, la distribution des pertes est supposée uniforme. Dans ce cas, l'inté-

rêt de l'utilisation de la méthode FEA est de modi�er le réseau nodal a�n de prendre en compte une

meilleure distribution des pertes ; en conséquence une meilleure estimation des températures. Finale-

ment, les résultats de cette méthode peuvent être utilisés pour dé�nir un niveau de discrétisation du

réseau nodal et améliorer sa précision.

Modélisation thermique par CFD : La modélisation par CFD de la machine électrique permet de

déterminer les caractéristiques de transfert de chaleur dans ses régions �uides [Jungreuthmayer 12].

Citons par exemple, le débit du liquide de refroidissement, sa vitesse et la distribution de la pression

dans les canaux de passage à l'intérieur ou à l'extérieur de la machine ainsi que les caractéristiques de

l'écoulement [Maynes 03, Micallef 08, Howey 11]. Il existe plusieurs analyses par CFD pour les

machines électriques. Celles-ci peuvent être classées de la manière suivante [Boglietti 09] :

� Écoulements internes : dans l'entrefer, dans les cavités (�gure 1.15), ou dans les canaux de re-

froidissement au stator et/ou au rotor. Dans certaines machines, celles refroidies par ventilation

interne par exemple, le mouvement de l'air dans la cavité permet de déterminer l'échange avec

les têtes de bobines et de localiser ses points les plus chauds,

� Écoulements externes : sur les surfaces externes d'une machine refroidie à air en convection

naturelle, ou en convection forcée (�gure 1.21),
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� Conception des ventilateurs et études des performances : dans ce cas, la CFD aide à la concep-

tion des ventilateurs utilisés à l'intérieur ou à l'extérieur de la machine a�n d'améliorer leur

rendement et leurs performances ; par conséquent, un meilleur refroidissement de la machine.

L'association de la CFD à la méthode nodale permet d'avoir une meilleure compréhension des phéno-

mènes de convection dans la machine. Cette méthode permet également l'estimation des coe�cients

de convection moyens qui peuvent être utilisés dans le circuit nodal pour une meilleure détermination

des di�érentes températures dans la machine.

Figure 1.21 � Vecteurs de vitesse autour d'une machine de type TEFC et distribution des coe�cients
d'échange convectif [Boglietti 09].

1.5 Conclusion

Tout au long de ce chapitre, les di�érents problèmes liés à la modélisation thermique d'une machine

électrique sont présentés. Nous avons remarqué la complexité des phénomènes thermiques sur lesquels

nous avons présenté les di�érentes approches de modélisation.

Le transfert de chaleur dans les éléments hétérogènes tels que le bobinage nécessite parfois des

analyses par éléments �nis pour obtenir une meilleure estimation des températures à chaque point de

ce volume. Les paramètres de contact entre les di�érentes zones de la machine sont principalement

évalués en s'appuyant sur des approches expérimentales. Par rapport aux problèmes liés à la convection,

une diversité de corrélations analytiques et expérimentales est introduite. Cependant, la modélisation

numérique peut o�rir une meilleure précision locale des coe�cients d'échange convectif. Certains de

ces problèmes ont été largement étudiés dans la littérature en se basant sur des approches analytiques

et expérimentales, d'autres sont moins traités. La diversité des topologies des machines électriques et

des applications crée également de nouveaux phénomènes thermiques non abordés dans la littérature.

En conséquence, l'évaluation des paramètres liés à ces phénomènes de transfert induit des incertitudes

sur la modélisation thermique complète de la machine.

Les pertes peuvent être également considérées comme des sources d'incertitude, en particulier les

pertes fer et les pertes mécaniques à hautes vitesses.

Ces di�érentes incertitudes peuvent impacter d'une manière signi�cative la précision des modèles
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thermiques. De plus, le choix entre les méthodes de modélisation, analytique ou numérique, dépend

de plusieurs facteurs tels que le temps de calcul souhaité, la précision des résultats et la possibilité de

l'intégration ou de couplage avec autres systèmes ou modèles physiques.

L'état de l'art établi dans ce chapitre sur les di�érents aspects thermiques d'une machine électrique

est mis en valeur dans le chapitre 2 en vue de la modélisation thermique de deux machines électriques.

Le chapitre 3 introduit ensuite une étude de sensibilité sur certains paramètres critiques issus dans ces

deux chapitres.
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Chapitre 2

Modélisation thermique d'une machine

électrique

2.1 Introduction

La température des machines électriques constitue un des facteurs principaux limitant leurs per-

formances. Cette température doit respecter les limites imposées par conception et ne doit pas les

dépasser. Par conséquent, a�n de pouvoir prédire l'élévation de la température dans les machines, des

modèles thermiques sont employés. Ceux-ci permettent d'une part de modéliser thermiquement les ma-

chines en vue de la surveillance, d'autre part d'améliorer leur conception. Ce modèle doit respecter la

complexité des phénomènes thermiques en étant capable de prendre en compte certaines modi�cations

sur la conception. Citons par exemple, le choix du mode de refroidissement de la machine qui impacte

directement ses températures internes. Ce modèle doit également considérer les types de service de la

machine, que ça soit un service continu, intermittent, temporaire ou autres types.

Généralement, les études thermiques qui existent dans la littérature s'appliquent sur des machines

électriques isolées de leur environnement [Staton 01]. Cependant, dans certains cas d'applications, i.e.

les alternateurs/démarreurs [Brisset 01, Maloberti 12], l'environnement mécanique de la machine

impacte directement ses performances thermiques [Assaad 15].

Ce chapitre présente une démarche synthétique et globale pour établir un modèle thermique d'une

machine électrique. Nous nous intéressons tout d'abord à présenter, dans la deuxième partie du cha-

pitre, la méthode de modélisation analytique. Ensuite nous étudions la modélisation thermique d'une

machine isolée de son environnement (machine classique). Puis, nous traitons le cas d'une machine

intégrée dans son environnement mécatronique (cas d'un alterno-démarreur intégré). En e�et, pour

la machine classique, nous présentons, dans la troisième partie de ce chapitre, son modèle thermique,

son banc d'essai, ainsi que les résultats de modélisation et de comparaison avec l'expérimental. La

quatrième partie du chapitre est dédiée à la présentation de l'alterno-démarreur intégré, de son modèle

thermique et des résultats de simulation. En e�et, les complexités liées à la modélisation de cette

machine nous amènent à réaliser des études plus approfondies pour la suite de la thèse.
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La méthode de modélisation utilisée est la méthode analytique où un circuit à constantes localisées

est construit pour chaque machine. En e�et, la simplicité de la résolution de cette méthode, sa rapidité,

et la possibilité d'implémenter un circuit analytique dans une approche d'un système mécatronique

complet, sont les principaux éléments justi�ant ce choix.

2.2 Méthode analytique

2.2.1 Principes et applications

Le fonctionnement de la machine électrique impose des variations signi�catives des températures

entre ses di�érentes zones. Dans ce cas, la machine ne peut pas être modélisée comme un seul élément

homogène en température. En conséquence, la discrétisation spatiale de la machine en plusieurs volumes

élémentaires, considérés homogènes chacun, constitue la première étape pour la résolution numérique

du problème thermique. Chaque volume est a�ecté à un n÷ud et est dé�ni du point de vue thermique

et physique (nature des matériaux, modes d'échange thermique,...) ainsi que par la géométrie de

chaque élément. Comme cité dans le chapitre 1, la méthode nodale est basée sur l'analogie électrique

- thermique, où le modèle �nal est représenté sous la forme d'un réseau électrique modélisé par des

éléments de base (sources de courant/tension, résistances et capacités). Le modèle thermique est alors

constitué de la juxtaposition de blocs qui représentent les volumes élémentaires. Ceux-ci sont reliés

entre eux par des éléments qui modélisent les di�érents modes de transfert de chaleur [Roye 85]

(�gure 2.1).

Figure 2.1 � Dé�nition des éléments du réseau nodal et de leurs interconnections. C : Conduction, D :
Convection, R : Rayonnement [Roye 85].

Le nombre de n÷uds (ou de blocs) et des éléments du circuit thermique dépend du niveau de

discrétisation. Ce dernier est fonction de la précision souhaitée au niveau de la distribution des tem-

pératures et de l'identi�cation �ne des chemins des �ux de chaleur. L'augmentation du nombre de

n÷uds impose un temps de calcul plus important et un circuit plus complexe. Cependant, la réduction

de ce nombre peut induire des erreurs sur l'évaluation des températures et des chemins de �ux. Les

modèles thermiques peuvent ainsi passer d'un modèle à 1 n÷ud (machine à température homogène),
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à des modèles à plusieurs n÷uds [Lindstrom 99, Boglietti 02, Abdelli 07] vers des modèles à des

dizaines (voire centaines) de n÷uds et des centaines d'éléments [Saari 98, Küttler 13, Khlissa 14].

La méthode nodale a été largement utilisée dans des études de modélisation thermique des machines

électriques de di�érentes topologies. Cette méthode est appliquée dans le cas des machines asyn-

chrones [Mellor 91, Kylander 95, Boglietti 03, Bertin 06], synchrones à aimants permanents

[Dorrell 06b, Küttler 13, Zhang 14, Khlissa 14], à �ux axial [Rostami 13, Di Gerlando 14]

et les alternateurs à gri�es [Brisset 01, Maloberti 12, Lutun 12],...

2.2.2 Expression des conductances et bilan d'énergie

La connexion entre les di�érents n÷uds du réseau est gérée par les conductances thermiques des

principaux modes de transfert de chaleur dans la machine : conduction, convection et rayonnement.

Celles-ci peuvent être des conductances linéaires, ou non linéaires qui dépendent de la température. La

non-linéarité dans ce calcul est basée sur la variation de la conductance en fonction de la température.

En e�et, cette dernière impacte les paramètres thermophysiques des matériaux ou des �uides tels que

la masse volumique, la conductivité, la chaleur massique et la viscosité dynamique.

Notons tout d'abord que le transfert de chaleur entre deux n÷uds consécutifs i et j est dé�ni par :

ϕij = Gij · [Tj − Ti] ; Gij = 1
Rij

(2.1)

avec Gij et Rij désignent respectivement la conductance et la résistance thermique, modélisant un

des trois phénomènes de transfert de chaleur.

Dans le cas de la conduction dans un élément plan (�gure 2.2a), la conductance est calculée par

l'expression suivante :

Gij =
Sij

eij
λij

+
eji
λji

(2.2)

Dans le cas d'un élément cylindrique (�gure 2.2b), la conductance est calculée de la manière sui-

vante :

Gij =
αij · lij

|ln(Rij/Rii)|
λij

+
|ln(Rjj/Rij)|

λji

(2.3)

avec λij et λji les conductivités vers la frontière entre la zone i et j respectivement.

Par rapport au transfert thermique par convection entre une zone �uide et une zone solide, ou bien

dans le cas du rayonnement, la conductance est exprimée de la manière suivante :

Gij = hij · Sij (2.4)

avec hij , le coe�cient d'échange convectif ou radiatif et Sij la surface d'échange.
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(a) Élément plan (b) Élément cylindrique

Figure 2.2 � Géométries des éléments pour le calcul des conductances de conduction.

En général, les di�érents composants de la machine électrique sont des éléments cylindriques, sans

ou avec génération de chaleur. Dans le premier cas, la conductance de l'élément passif est simplement

calculée par l'équation (2.3). Cependant, la présence d'une source de chaleur à l'intérieur d'un volume

modi�e le calcul des conductances. En e�et, le problème réside au n÷ud où la source de chaleur

et la capacité sont placées. Pour obtenir une distribution uniforme de ces pertes dans le volume,

[Mellor 91] propose une représentation nodale englobant deux réseaux en T dans les deux directions

radiale et axiale (�gure 2.3) [Grobler 11]. Les deux éléments (source et capacité) sont ainsi placés

à une température moyenne du volume Tm, où les propriétés thermophysiques des matériaux sont

calculées.

Figure 2.3 � Représentation d'un élément cylindrique avec les réseaux en T (directions radiale et axiale)
[Grobler 11].

Les résistances de la �gure 2.3 sont évaluées de la manière suivante :


R1r = 1

2.α.λr.L
·
(

1− 2.r22 .log(r1/r2)

(r22−r21)

)
R2r = 1

2.α.λr.L
·
(

2.r21.log(r1/r2)

(r22−r21)
− 1
)

R3r = 1
4.α.(r21−r22).λr.L

·
((
r2
2 + r2

1

)
− 4.r21.r

2
2 .log(r1/r2)

(r22−r21)

) (2.5)
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
R1a = L

α.λa·(r21−r22)

R2a = L
α.λa.(r21−r22)

R3a = −L
3.α.λa.(r21−r22)

(2.6)

avec α l'angle d'ouverture d'une portion de cylindre ; r et a les indices qui représentent respective-

ment la direction radiale et la direction axiale [Mellor 91].

Dans le cas où les températures des deux côtés du cylindre sont égales, les équations de 2.6 se

réduisent à :

Ra = R1a + 2 ·R3a (2.7)

Cette représentation en T est reprise dans de nombreuses modélisations thermiques [Kylander 95,

Saari 98, Mezani 04, Küttler 13]. En utilisant cette représentation, [Guemo 13] réalise une com-

paraison entre la méthode classique (avec une discrétisation �ne de la machine - 1251 n÷uds) et la

méthode basée sur les réseaux en T (avec 54 n÷uds). Sa modélisation thermique d'une machine syn-

chrone à aimants permanents en employant ces deux méthodes a montré que, la méthode classique

est plus précise mais plus couteuse en temps de calcul et plus complexe à implémenter. Cependant,

l'auteur conclue que la méthode des réseaux en T est moins précise mais peut être utilisée dans le cas

d'un bon refroidissement où la température maximale n'est pas exigée.

Bilan d'énergie : La discrétisation de la machine et la dé�nition des di�érents éléments du circuit

permettent d'établir un système d'équations mathématiques a�n de résoudre le problème thermique.

L'écriture de ce système est basée sur le bilan d'énergie dans chaque n÷ud, et peut se faire de la

manière suivante :

Ci ·
dTi
dt

=
∑
j 6=i

Gij · [Tj − Ti]− pi (2.8)

Ci, pi désignent respectivement la capacité thermique et la source de chaleur injectée au n÷ud i.

La solution de ce système algebro-di�érentiel pour l'ensemble des n÷uds permet d'obtenir les �ux

qui traversent le n÷ud i ainsi que sa montée de température en régime transitoire. En s'intéressant

uniquement au régime thermique permanent, le terme dTi
dt de l'équation (2.8) est supprimé ; il s'agit

de résoudre l'équation :

∑
j 6=i

Gij · [Tj − Ti] = pi (2.9)
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2.2.3 Exemple de l'utilisation de l'approche nodale

Logiciel de simulation thermique Motor-CAD : Un des logiciels thermiques les plus utilisés

pour la simulation du comportement thermique des machines électriques utilisant la méthode nodale

est Motor-CADTM 1 [Staton 01]. Ce logiciel est utilisé pour la modélisation thermique d'une variété de

machines électriques telles que les machines asynchrones [Boglietti 03, Boglietti 04, Mejuto 06,

Dorrell 06b], les machines synchrones à aimants permanents [Chin 03, Dorrell 06a, Junak 08]

et les machines synchro-reluctantes [Boglietti 06].

En intégrant ses paramètres géométriques, les coupes axiale et radiale d'une machine électrique

sont tout d'abord créées sous le logiciel. Un exemple d'une machine synchrone à aimants permanents

internes refroidie à eau est illustré dans la �gure 2.4.

Un modèle thermique nodal à trois dimensions est ensuite généré tenant compte des di�érents

modes et chemins de transfert de chaleur possibles à l'intérieur et à l'extérieur de la machine. Le modèle

thermique tri-dimensionnel de cette machine est illustré dans la �gure 2.5. Le calcul des éléments du

réseau est basé sur plusieurs études et références thermiques de la littérature [Staton 03, Staton 08].

Les di�érentes sources de chaleur générées à l'intérieur de la machine sont prises en comptes. En

e�et, dans Motor-CAD, les pertes par e�et Joule peuvent varier en fonction de la température ; alors

que les pertes mécaniques sont dé�nies par une loi de puissance saisie par l'utilisateur. La même

approche est appliquée pour l'évaluation des pertes fer, sauf que ces dernières peuvent être estimées

par un module électromagnétique intégré dans Motor-CAD. Le résultat de calcul par ce module peut

être ensuite injecté dans le modèle thermique. Finalement, le comportement thermique peut être simulé

en régime permanent, en régime transitoire ou pour des régimes de fonctionnement divers.

Motor-CAD o�re également la possibilité de réaliser des études de sensibilité en vue de l'optimi-

sation des structures des machines électriques [Boglietti 07]. De plus, a�n d'améliorer la conception

des machines électriques et la réalisation des modélisations multi-physiques, Motor-CAD présente une

passerelle vers plusieurs logiciels de simulation, citons par exemple, SPEED, FLUX et PORTUNUS

[Staton 10]. En revanche, Motor-CAD nécessite la connaissance parfaite et les informations détaillées

sur la géométrie et les matériaux de la machine. De plus, le logiciel possède un nombre dé�ni de

machines électriques sans que l'utilisateur puisse intégrer de nouvelles topologies ou des machines par-

ticulières. Finalement, les di�érents modes de calcul des éléments du réseau thermique (résistances,

capacités et pertes) ne sont pas exploitables.

1. Motor-CAD sofware, 2015. Motor Design Ltd,
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(a) Coupe radiale

(b) Coupe axiale

Figure 2.4 � Interface de Motor-CAD pour une machine synchrone à aimants permanents internes
refroidie à eau.
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Figure 2.5 � Interface de Motor-CAD - Modèle nodal 3D de la machine synchrone à aimants permanents
internes refroidie à eau.

2.3 Modélisation thermique d'une machine électrique classique

2.3.1 Structure de la machine HW820CG

La machine d'étude HW820CG est une machine synchrone à aimants permanents internes de puis-

sance 25 kW et peut atteindre une vitesse maximale de 20, 000 tr/min. L'avantage majeur de cette

technologie est l'absence de courants au rotor ; par conséquent un échau�ement faible à ce niveau.

L'évacuation de la chaleur produite à l'intérieur de cette machine est réalisée via un circuit de refroi-

dissement à eau, monté à la surface du carter. Les deux coupes axiale et radiale de la machine sont

présentées respectivement dans la �gure 2.6 et la �gure 2.7.

Figure 2.6 � Coupe axiale de la machine HW820CG [Parker 08].

Cette machine présente plusieurs caractéristiques importantes pour sa modélisation thermique, ci-
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tons : (1) Le bobinage est surmoulé a�n d'obtenir une meilleure évacuation thermique et une protection

mécanique des bobinages [Parker 08] ; (2) l'isolant du bobinage est de classe F avec une température

limite de 155 °C (�gure 1.2), et de 120 °C comme température maximale de désaimantation ; (3) la

machine est limitée par son extrémité par un pont de zircone qui constitue une barrière thermique et

limite l'échange entre la machine et l'extérieur via l'arbre de rotation ; (4) le rotor possède une forme

ondulée et est couvert de deux �asques par ses extrémités pour la protection des aimants.

La modélisation thermique de cette machine nécessite une bonne évaluation des sources de chaleur

et des di�érents éléments du circuit thermique. Cette modélisation doit permettre l'estimation des

températures internes de la machine, en particulier, dans les zones sensibles au niveau du bobinage et

des aimants permanents.

Les paragraphes suivants développent les principes de modélisation et présentent le modèle ther-

mique proposé ainsi que le mode de calcul des éléments critiques. Ensuite, une comparaison entre les

résultats de simulation du modèle et les relevés expérimentaux est réalisée après avoir présenté le banc

d'essai de la machine.

Figure 2.7 � Coupe radiale de la machine HW820CG [Küttler 13].

2.3.2 Modélisation thermique de la machine HW820CG

2.3.2.1 Démarche et hypothèses de modélisation

Dans la présente étude, nous cherchons à proposer un modèle thermique simple et représentatif du

comportement thermique de la machine. Le modèle à proposer doit considérer les principaux phéno-

mènes thermiques prenant place à l'intérieur de la machine ainsi que les voies majeurs de transfert de

chaleur. Il doit également présenter une simplicité d'implémentation et un temps de calcul raisonnable.

Tout d'abord, la machine est ramenée à des con�gurations simples et connues ; sa coupe axiale

étant présentée dans la �gure 2.8. Nous pouvons distinguer 13 zones di�érentes tenant compte de la

symétrie axiale de la machine. Cette hypothèse nous ramène à considérer la moitié de la machine pour

établir le modèle thermique. De plus, nous considérons une symétrie au niveau orthoradiale.
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1. Flasque

2. Roulements

3. Arbre

4. Fer rotor

5. Aimants permanents

6. Encoches

7. Culasse stator

8. Dents

9. Chignons

10. Résine (chignons)

11. Cavité

12. Carter 

13. Circuit d’eau

1
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2
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χ : Les X dans la �gure désignent les contacts critiques

Figure 2.8 � Représentation schématique de la machine HW820CG (Coupe axiale).

Par rapport au bobinage de la machine, celui-ci possède un raccourcissement de 5/6, où un isolant

divise la moitié des encoches en deux parties. Cet isolant est caractérisé par une épaisseur de 0.19 mm

et une conductivité thermique de 0.085W/m.K.. Due à la faible résistance thermique de cet isolant, les

encoches sont considérées comme un seul volume élémentaire à une température homogène. Sachant

qu'il existe un gradient de température qui peut être important dans les encoches, nous cherchons

par l'hypothèse d'homogénéité à évaluer la température maximale et la température moyenne de ce

volume. Cette dernière est utilisée pour évaluer les propriétés thermophysiques des matériaux.

Par rapport aux conductances de contact, dans ce type de machine refroidie à eau, deux contacts

semblent les plus intéressants ; le premier contact est entre la culasse et le carter, à travers lequel la

majorité de �ux de chaleur produit à l'intérieur du stator est prévue d'être évacuée ; le deuxième est

celui entre les �asques et le carter. Ce contact peut jouer le rôle essentiel à l'évacuation des pertes

générées par frottement dans les roulements. De plus, le modèle envisagé ne prend pas en compte

les pertes fer dans les parties magnétiques du rotor. Finalement, pour une première estimation des

échanges entre les di�érentes zones de la machine, nous présentons la matrice d'échange thermique.

2.3.2.2 Matrice d'échange thermique

La matrice d'échange de la �gure 2.9 illustre les modes de transfert de chaleur entre les zones de

la machine. La conduction est divisée en deux parties, contact et conduction dans les matériaux ; la

convection peut être naturelle ou mixte. Nous considérons dans ce cas d'étude que la contribution

du rayonnement est négligeable. Étant donnée que la machine est découpée en volumes élémentaires

considérés homogènes chacun, cette matrice présente ces volumes sur la première ligne et la première

colonne. Cette première approche permet d'estimer les di�érents chemins de transfert de chaleur dans

la machine. Cependant, quelques hypothèses simpli�catrices sont appliquées de nouveau sur certains

phénomènes dont leur contribution peut être négligeable dans le bilan total de �ux. Il est à noter que
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les lettres R et S désignent respectivement le rotor et le stator. De plus, la résine stator représente la

couche qui remplit la surface intérieure du stator ainsi que les cales d'encoches.

Figure 2.9 � Matrice d'échange thermique entre les di�érentes zones de la machine.

2.3.2.3 Modèle thermique proposé

En se basant sur la matrice d'échange et les hypothèses de modélisation, nous construisons un

modèle thermique simpli�é de la machine HW820CG. Le modèle proposé nous permet d'évaluer les

températures dans la machine, durant les régimes transitoire et permanent. Ce modèle est caractérisé

par les éléments suivants :

� Les réseaux en T de [Mellor 91] sont employés pour modéliser les volumes cylindriques avec

production de chaleur (encoches, têtes de bobines, culasse et dents),

� Le rotor est considéré passif à température homogène. Son modèle détaillé, comme présenté

par [Andersson 13] et [Küttler 13], est réduit à deux résistances équivalentes ; un seul n÷ud

surveille la température des aimants permanents (n÷ud 5). Ces deux résistances prennent en

compte la conduction dans la partie magnétique du rotor, la conduction dans les aimants per-

manents, ainsi que la conduction à travers la colle entre ces deux dernières parties,

� La résine qui entoure les têtes de bobines (n÷ud 10), avec sa faible conductivité thermique

(0.2W/m.K.), est divisée en trois parties : supérieure d'indice ′s′, inférieure ′i′ et côté ′c′. Chaque

partie est considérée comme un élément cylindrique remplissant le volume autour des têtes de

bobines,

� La conduction est négligée dans la culasse et dans le carter à cause d'une bonne valeur de

conductivité (73W/m.K. pour le fer et 202W/m.K. pour l'aluminium) ainsi que leur faible volume,

� La convection entre le rotor et les cavités est également négligée grâce un faible �ux de chaleur

traversant le rotor et ses faibles surfaces latérales exposées aux cavités,

� Les résistances de conduction et de convection sont non-linéaires ; celles-ci varient en fonction
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de la température. Cependant, les résistances de contact sont considérées linéaires.

Figure 2.10 � Coupe axiale arrière et coupe radiale de la machine, ainsi que les zones de modélisation.

Ces hypothèses et ces simpli�cations ont abouti à la construction d'un modèle nodal de la machine

HW820CG. Ce modèle est illustré dans les deux �gures 2.11a et 2.11b ; la première �gure montre la

modélisation dans les deux zones 1 et 2, alors que la deuxième montre la modélisation des éléments

du stator - zone 3 (�gure 2.10).

2.3.2.4 Récapitulatif des résistances et des sources de chaleur

Les résistances thermiques intégrées dans le réseau nodal de la machine HW820CG sont décrites

dans le tableau 2.1. Chaque résistance est distinguée par une notation et par rapport à son mode de

transfert de chaleur ; en e�et, nous distinguons trois modes principaux :

� Transfert par conduction dans les éléments solides : dans ce mode, nous spéci�ons la zone où la

résistance est placée ainsi que la direction de l'échange,

� Transfert par conduction à travers le contact : les zones de part et d'autre du contact avec leur

indice sont présentées,

� Transfert par convection : les zones entre lesquelles ce phénomène est produit sont également

présentées.

Nous rappelons que le transfert de chaleur par rayonnement est négligé dans le réseau nodal de la

machine d'étude. Dans le tableau 2.1, le mode de calcul de chaque résistance est également montré.

Par rapport aux sources de chaleur, celles-ci sont présentées en précisant les zones (et les n÷uds)

auxquelles elles sont injectées. De plus, le type d'évolution de chaque source est également spéci�é.

Finalement, les éléments critiques pour l'évaluation des résistances thermiques et des sources de chaleur

sont présentés dans le paragraphe suivant.
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(a) Réseau nodal des zones 1 et 2

(b) Réseau nodal de la zone 3 et code des résistances

Figure 2.11 � Réseaux nodaux de la machine HW820CG.
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Tableau 2.1 � Description des résistances du modèle thermique de la machine HW820CG et leur mode
de calcul.

Résistance Zone i Direction Mode de Calcul

Conduction
Rca,1/R

c
a,2/R

s
a,1/

Rsa,2/R
i
a,1/R

i
a,2

Résine TB 10 Axiale équation (2.2)

Rcr,1/R
c
r,2/R

s
r,1/

Rsr,2/R
i
r,1/

Résine TB 10 Radiale équation (2.3)

Rt,r1/Rt,r2/Rt,r3 Têtes de bobines 9 Radiale équation (2.5)
Rt,a1/Rt,a2/Rt,a3 Têtes de bobines 9 Axiale équation (2.5)
Rt,o1 Têtes de bobines 9 Orthoradiale équation (2.7)
Rb,1/Rb,2/Rb,3 Encoches 6 Radiale équation (2.5)
Re,o Encoches 6 Orthoradiale équation (2.2)
Rat,e Encoches 6 Axiale équation (2.7)
Rr,s Résine stator / Radiale équation (2.3)
Rd,1/Rd,2/Rd,3 Dents 8 Radiale équation (2.5)
Rd,o Dents 8 Orthoradiale équation (2.2)
Rt,d Résine TB 10 Axiale équation (2.2)
Ra,1/Ra,2 Arbre 3 Axiale équation (2.2)
Rr,1/Rr,2 Rotor 5 Radiale équation (2.3)
Rf,1/Rf,2 Flasques 1 Radiale équation (2.3)

Résistance Zone 1 i Zone 2 j Mode de Calcul

Contact
Rrl,f Flasques 1 Roulements 2

équation (1.14)

Rrl,a Arbre 3 Roulements 2
Rf,c Flasques 1 Carter 12
Rc,c Culasse 7 Carter 12
Re,o Encoches 6 Dents 8
Re,c Encoches 6 Culasse 7

Convection
Re,1/Re,1 Rotor 5 Dents 8 équation (1.30)
Rc,v Carter 12 Circuit d'eau 13 équation (1.28)
Rcv,1 Résine TB 10 Cavité 11 équation (1.31)
Rcv,2 Cavité 11 Flasques 1 équation (1.37)

Source Zone i Évolution Mode de Calcul

Sources de chaleur
Pj,e Encoches 6 Non-Linéaire équation (1.41)
Pj,tb Têtes de bobines 9 Non-Linéaire équation (1.41)
Pf,c Culasse 7 Linéaire équation (2.11)
Pf,d Dents 8 Linéaire équation (2.11)
Pm,r Roulements 2 Linéaire équation (2.10)

i et j : indices des zones
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2.3.2.5 Éléments critiques du modèle

Pertes par e�et Joule : Les pertes par e�et Joule dans le circuit électrique sont divisées en trois

parties : les pertes dans les conducteurs logés dans les encoches, et les pertes au niveau des têtes de

bobines de chaque côté de la machine (avant et arrière). Ces pertes sont évaluées par l'équation (1.41).

La résistance électrique par phase est calculée analytiquement et validée expérimentalement par un

essai à courant continu. Sa valeur est de 0.058 Ω par phase à une température ambiante de 20 °C. Son

évolution par rapport à la température est prise en compte par l'équation (1.42).

Pertes mécaniques et modélisation des roulements : La machine HW820CG comporte deux

roulements à billes à contact oblique disposés symétriquement sur les deux côtés avant et arrière de

l'arbre. Le calcul analytique de ces pertes à partir de l'équation (1.45) est di�cile, en particulier lorsque

la machine tourne à haute vitesse. A titre d'exemple, le calculateur des pertes présenté en ligne par

SKF 2, est limité aux gammes de roulements basses vitesses.

De l'autre part, les pertes par frottement dans les roulements peuvent être aussi exprimées en

fonction de deux couples de frottement sec et visqueux (fsec et fvisq) :

Pm,r = fsec · Ω + fvisq · Ω2 (2.10)

avec Ω la vitesse de rotation exprimée en tr/min. Les deux couples de frottement sec et visqueux

prennent respectivement les valeurs de 1.07 · 10−1 N.m et 4.38 · 10−5 N.m. Ces valeurs sont obtenues à

partir d'une étude antérieure [Küttler 13].

L'évacuation de ces pertes peut se réaliser à travers deux chemins principaux ; le premier est à

travers le contact arbre - bagues internes des roulements ; le deuxième est à travers le contact bagues

externes - �asques. Le transfert de chaleur à l'intérieur des roulements est modélisé selon l'approche de

[Staton 03], en les considérant comme un entrefer équivalent. En e�et, la température des roulements

dépend principalement de l'évaluation de ces contacts et de cet entrefer.

Nous procédons, en conséquence, au recalage des valeurs de ces contacts a�n d'obtenir une cohérence

entre les températures simulées et celles mesurées au niveau des roulements. Ce choix est e�ectué car

l'estimation de ces contacts à travers les approches analytiques est di�cile.

Pertes fer : L'évaluation des pertes fer pour les di�érents régimes de fonctionnement de la ma-

chine est basée sur l'approche établie par [Küttler 13]. En e�et, l'auteur divise ces pertes suivant

la méthode de [Bertotti 91] (voir section �1.3), mais en représentant l'équation (1.44) sous forme

polynomiale dépendant de la fréquence électrique f :

Pf = a(id, iq) · f + b(id, iq) · f2 + c(id, iq) · f
3/2 (2.11)

Ensuite, [Küttler 13] présente des cartographies des coe�cients de pertes par hystérésis, par

courants de Foucault et par excès, respectivement a, b et c (�gure 2.12). En conséquence, à chaque

point de fonctionnement, les pertes fer sont évaluées au stator (culasse et dents).

2. http ://webtools3.skf.com/BearingCalc/
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Figure 2.12 � Cartographies des coe�cients de pertes fer, a, b et c respectivement de gauche à droite.

Contacts culasse - carter / �asques - carter : Dans ce type de machines, l'évacuation de la

chaleur se réalise principalement des zones de production de chaleur (fer, bobinage) vers le circuit

de refroidissement via le chemin radial (encoche et dents/culasse vers le carter). Pour cette raison, le

contact culasse-carter est d'importance majeure. En conséquence, les températures de la machine sont

très sensibles à la variation de la valeur de ce contact.

Nous avons réalisé, dans ce cas, une étude de sensibilité sur les di�érentes températures de la

machine, en faisant varier les valeurs du contact culasse-carter. Ensuite, nous avons a�ecté la valeur

de 1078 W/m2K à cette conductance de contact à travers un recalage entre les températures simulées

et celles mesurées expérimentalement sur plusieurs points de fonctionnement. Cette valeur correspond

à un entrefer équivalent de 0.026 mm, où la conductance/résistance est évaluée par l'équation (1.14)

à une température moyenne de contact de 50 °C. Nous constatons que ces valeurs se situent dans les

bornes de variation de ce contact (tôles du stator - carter en aluminium) des tableaux 1.1 et 1.2.

Par rapport au contact �asques-carter, sa conductance est évaluée à 2500 W/m2K. Cette valeur

correspond à un contact aluminium-aluminium (�gure 1.8). Celle-ci est recalée principalement par

rapport à la température des roulements.

Conduction dans le bobinage et contact encoche - tôles du stator (dents/culasse) : Un

autre point critique dans la détermination des températures de la machine est la modélisation du

bobinage. Citons tout d'abord que les conducteurs logés dans les encoches sont protégés par des

feuilles isolantes. L'ensemble est ensuite noyé dans la résine de conductivité λres = 0.51W/m.K., ce qui

nous permet de considérer l'absence des résidus d'air entre les encoches et les tôles du stator.

Nous évaluons ainsi le contact entre les encoches et les tôles du stator en considérant la conduc-

tion à travers ces matériaux isolants dans les deux directions radiale et orthoradiale. De même,

nous appliquons l'équation (1.7) pour l'homogénéisation du bobinage. Comme ordre de grandeur, la

conductivité radiale/angulaire équivalente est évaluée à λeqx,y = 1.25W/m.K et la conductivité axiale à

λeqz = 162.85W/m.K. pour un taux de remplissage de 0.42. Finalement, les réseaux en T de [Mellor 91]

(�gure 2.3) sont utilisés pour modéliser la géométrie des encoches et des têtes de bobines.

2.3.3 Simulation du modèle thermique et validation expérimentale

2.3.3.1 Environnement de simulation du modèle thermique

La simulation du comportement thermique de la machine est réalisée par la résolution du mo-

dèle thermique de la �gure 2.11. Les di�érentes sorties du modèle (températures, �ux) sont calculées
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par la méthode Modi�ed Nodal Analysis ou MNA [Chung-Wen 75]. Cette méthode repose sur une

formalisation matricielle des lois de Kirchho� (lois des n÷uds et des mailles).

La méthode MNA est intégrée dans un outil de résolution de circuit nodal conçu au LEC sous l'en-

vironnement Matlab. Cet outil permet de résoudre des problèmes non-linéaires dans les deux régimes,

permanent et transitoire. En e�et, l'objectif de l'utilisation de tel outil est d'avoir la maitrise pour la

construction du modèle thermique nodal et le calcul de ses di�érents éléments. Ceci n'est pas réalisable

en utilisant un logiciel de simulation thermique tel que Motor-CAD.

2.3.3.2 Présentation et instrumentation du banc d'essai

A�n de valider le modèle thermique proposé, la machine HW820CG est installée sur un banc de

caractérisation de machine électrique hautes vitesses. La description des parties mécaniques et de la

machine d'entrainement est présentée dans la �gure 2.13. Un échangeur de chaleur permet la régulation

de la température de l'eau du circuit de refroidissement et une pompe lui est associée a�n de contrôler

son débit. De plus, la machine est installée dans un caisson climatique permettant de contrôler la

température de son environnement.

Finalement, la machine est considérée isolée thermiquement de l'extérieur et par conséquent, toute

la chaleur produite est évacuée dans le circuit de refroidissement.

Figure 2.13 � Description des parties du banc d'essai qui entraîne la machine HW820CG.

La machine d'étude a été instrumentée par 12 thermocouples recouvrant les di�érentes zones de la
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machine ainsi que deux thermocouples à l'entrée et à la sortie du circuit de refroidissement. L'empla-

cement des thermocouples dans la machine est illustré dans la �gure 2.14.

Figure 2.14 � Emplacement des thermocouples dans la machine HW820CG.

L'acquisition des températures permet la validation du modèle thermique de la machine. En e�et, trois

essais ont été réalisés sur la machine HW820CG installée sur son banc :

1. Le premier est un essai en statique où un courant continu traverse deux enroulements de la

machine (�gure 2.15a),

2. Le deuxième est un essai en charge, où la machine est entraînée à une vitesse de 10, 000 tr/min

et un courant Ieff = 65 A y est injecté (�gure 2.15b).

Dans ces deux premiers essais, la machine fonctionne en continue a�n que les températures

atteignent leurs valeurs maximales en régime thermique permanent,

3. Le troisième essai est réalisé pour simuler le comportement thermique de la machine en régime

transitoire.
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(a) Essai en statique à courant continu

(b) Essai en charge

Figure 2.15 � Schéma de principe des essais réalisés sur la machine HW820CG.

2.3.3.3 Validation du modèle thermique en régime permanent

Essai en statique à courant continu : Dans cet essai, deux enroulements sont montés en série et

sont parcourus par un courant continu de valeur Iab = 66.3A entre les deux phases du bobinage a et b

(�gure 2.15a). En conséquence, seules les pertes par e�et Joule sont prises en compte et sont évaluées

analytiquement et validées expérimentalement à 637 W en régime permanent. Le débit du circuit d'eau

est régulé à 10 l/min à une température moyenne de 21 °C.

La cartographie thermique, issue de la simulation du modèle thermique de la machine HW820CG,

est illustrée dans la �gure 2.16a. Cette �gure montre les températures simulées et les températures

expérimentales disponibles par les thermocouples. De plus, la cartographie des �ux, illustrée dans la

�gure 2.16b, montre les quantités des �ux de chaleur qui transitent entre les di�érentes zones de la

machine. Il est à noter que le signe négatif dans cette �gure accompagne le transfert de chaleur de la

zone la plus chaude vers la zone la plus froide. Les quantités des �ux de chaleur générées à l'intérieur

de la machine (en fond vert) correspondent à la modélisation de la moitié de la machine (symétrie

axiale).

Nous remarquons à travers ces deux �gures que la majorité des �ux de chaleur est évacuée par le

circuit de refroidissement à travers le plan radial, des encoches vers les tôles du stator (culasse/dents)

et ensuite vers le carter. Les di�érences de température entre la simulation et l'expérimental pour les

têtes de bobines et les encoches sont respectivement de 4 °C et 6 °C, alors que cette di�érence est de

5 °C pour le carter.
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(b) Cartographie des �ux : 1. Production de chaleur en fond vert et 2. Transfert de chaleur en fond
rouge

Figure 2.16 � Validation expérimentale du modèle thermique de HW820CG en régime permanent (essai
à courant continu).

Essai en charge : La machine d'étude est entraînée à charge constante avec un courant e�cace

dans les phases de Ieff = 65 A à une vitesse de Ω = 10, 000 tr/min. Le principe de cet essai est illustré

dans la �gure 2.15b. Le débit du circuit d'eau est régulé à 10 l/min à une température moyenne de

22 °C. Les pertes mécaniques totales dans les roulements sont évaluées à Pm,r = 160.4 W et les pertes

fer dans les dents et la culasse à Pf,d + Pf,c = 465 W. Nous remarquons, par les cartographies des

températures et des �ux (�gure 2.17a et �gure 2.17b respectivement) que : (1) la température simulée

du rotor reste relativement froide (49 °C) ; cette température n'est pas disponible expérimentalement ;

(2) la di�érence maximale des températures observée entre la simulation et l'expérimentale est de 7 °C

dans les encoches ; alors que cette di�érence est négligeable au niveau des têtes de bobines ; (3) les

pertes générées aux roulements sont évacuées à travers le circuit de refroidissement via les �asques.
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Figure 2.17 � Validation expérimentale du modèle thermique de HW820CG en régime permanent (essai
en charge).

2.3.3.4 Validation du modèle thermique en régime transitoire

Le troisième essai réalisé sur la machine consiste à régler le courant e�cace à Ieff = 100 A pour

une vitesse de rotation de Ω = 5, 000 tr/min. En régime thermique transitoire, les températures les

plus sensibles de la machine sont aux niveaux des têtes de bobines et des encoches. La montée des

températures est alors simulée et comparée aux relevés expérimentaux sur une durée de 126 sec. Nous

remarquons que les évolutions des températures simulées aux n÷uds 6 et 9, ceux des encoches et des

têtes de bobines, sont cohérentes aux évolutions expérimentales de ces deux températures. Il est à noter

que les deux abréviations [sim] et [exp] correspondent respectivement à simulation et expérimentale.
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Figure 2.18 � Validation expérimentale du modèle thermique de la machine HW820CG en régime
transitoire.

2.3.4 Conclusion

Dans cette partie, nous avons présenté la modélisation thermique d'une machine industrielle clas-

sique. Le modèle simpli�é proposé pour la machine est validé par rapport aux relevés expérimentaux

d'un banc de caractérisation de machine électrique hautes vitesses. Nous avons remarqué que le refroi-

dissement à eau permet d'évacuer d'une manière e�cace la chaleur produite à l'intérieur de la machine.

Le chemin privilégié est celui passant des encoches et de la culasse vers le carter, par voie radiale. Par

conséquent, une bonne évaluation de la conductance de contact culasse-carter est primordiale. De plus,

le rotor reste relativement froid, ce qui réduit le risque de désaimantation pour un fonctionnement à

fort régime. Finalement, les mêmes démarches de modélisation sont appliquées dans la partie suivante

sur un cas plus complexe ; cas d'un alterno-démarreur intégré.
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2.4 Modélisation thermique d'une machine électrique dans un

environnement mécatronique

2.4.1 Structure et fonctionnement de l'alterno-démarreur intégré

La machine électrique étudiée est une machine synchrone à aimants permanents internes destinée à

une application du type alterno-démarreur intégré ou ADI. Cette machine appartient au domaine des

applications mild-hybrid. Elle est localisée entre le moteur thermique et la boite de vitesse (�gure 2.19a).

Cette machine assure les fonctions �start-stop� où elle permet d'arrêter le moteur à combustion interne

durant les opérations au ralenti ou sans charge, et de le redémarrer en appuyant sur la pédale d'accé-

lération. Cette machine permet également le freinage récupératif en convertissant l'énergie mécanique

du véhicule lors des opérations de décélération en énergie électrique a�n de recharger la batterie. Les

di�érentes fonctionnalités et utilisations des alterno-démarreurs sont exploitées dans [Legranger 09].

Pour la machine d'étude, celle-ci est dimensionnée et installée sur un banc de caractérisation de machine

électrique au Laboratoire d'Électromécanique de Compiègne (�gure 2.19b).

(a) Alterno-démarreur intégré sur bloc thermique (b) Alterno-démarreur intégré
sur banc d'essai

Figure 2.19 � Localisation de l'alterno-démarreur intégré et son installation sur le banc d'essai.

Dans son contexte réel d'application, l'ADI est totalement fermé avec l'absence de toute source

de ventilation externe. Cette machine permet de délivrer une puissance de 6 kW en mode moteur et

de 8.1 kW en mode générateur avec un couple maximal de démarrage de 150 N.m. La cartographie

de rendement de l'ADI [Chédot 04], illustrée dans la �gure 2.20, montre que cette machine opère à

un rendement élevé (>0.8) sur une large plage de fonctionnement. Nous pouvons distinguer par cette

�gure deux zones de fonctionnement thermiquement intéressantes :

1. Fonctionnement à faible régime : cette zone est dé�nie comme un fonctionnement à très

fort couple et une très basse vitesse, soit une puissance mécanique faible (d'où l'appellation de la

zone de fonctionnement). Dans ce régime, les pertes par e�et Joule et les aspects de convection

naturelle sont prépondérants.

D'un point de vue expérimental, le fonctionnement est �approximé� par une alimentation en

courant continu des trois enroulements de la machine montés en série ; la densité de courant
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choisie correspond à celle atteinte dans ce type de fonctionnement dans l'application. Dans le

tableau A.2, chaque essai numéroté de 1→ 5 peut correspondre à ce fonctionnement,

2. Fonctionnement à fort régime : cette zone correspond à un fonctionnement à grande vitesse

et dans la zone d'une puissance constante, et donc une puissance mécanique maximale de la

machine (d'où l'appellation �fort régime�). Dans cette zone de fonctionnement, les phénomènes

liés à la convection forcée et les pertes (mécanique et fer) apportent une contribution notable

au comportement thermique de la machine.

D'un point de vue expérimental, la machine fonctionne en générateur associé à un pont redres-

seur et une charge. Les essais à des vitesses de Ω = 2500 tr/min et Ω = 4000 tr/min, et des densités

de courant non-nulles correspondent à ce type de fonctionnement (essais n°7, n°8 et n°10).

Dans les paragraphes suivants, nous présentons les démarches et les hypothèses prises pour établir

un modèle thermique de l'ADI. Nous réalisons ensuite la simulation de ce modèle sur deux points

de fonctionnement, issus des deux zones dé�nies ci-dessus. Il est à noter que les appellations des

fonctionnements à faible et à fort régime seront utilisées dans la suite de la thèse ; ces fonctionnements

pouvant correspondre à chaque fois à un essai di�érent.

Figure 2.20 � Espace de fonctionnement couple-vitesse de l'alterno-démarreur intégré [Chédot 04].

2.4.2 Modélisation thermique de l'alterno-démarreur intégré

2.4.2.1 Démarche et hypothèses de modélisation

La modélisation thermique de l'ADI suit la même démarche proposée dans la section �2.3. Les

di�érences majeures résident dans la contribution de l'environnement dans l'évacuation de la chaleur

ainsi que la complexité des phénomènes prenant place à l'intérieur de l'ADI. Les approches considérées
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a�n de prendre ces phénomènes sont abordées le long de cette partie. Pour commencer, nous montrons

par la �gure 2.21, la coupe axiale de l'ADI (partie supérieure) et la dé�nition de ses zones géométriques.

Cette machine présente plusieurs particularités intéressantes du point de vue thermique, citons :

1. Le stator est muni d'ailettes qui assurent un refroidissement par air en mode de convection

naturelle,

2. La machine possède huit aimants NdFeB disposés transversalement sans concentration de �ux

et 48 encoches statoriques,

3. Les roulements sont en montage porte-à-faux du côté arrière de la machine,

4. Le volant d'embrayage est couplé au rotor et à l'arbre de rotation d'un côté ; de l'autre côté, il

crée deux cavités d'air avec la partie active de la machine électrique (zone 9) et avec le cache

embrayage (zone 10),

5. Une partie de l'arbre de rotation est exposée à l'air ambiant, ce qui permet l'amélioration de

l'évacuation de la chaleur produite à l'intérieur de la machine,

6. La présence d'une grande cavité d'air du côté arrière de la machine (zone 8),

7. Le volume des têtes de bobines est deux fois plus grand que celui des conducteurs dans les

encoches,

8. La présence de plusieurs contacts entre les di�érentes zones de la machine, en particulier entre

le carter à ailettes et les caches (points de contact entre les zones 6 et 11, 6 et 12).

Nous pouvons remarquer, à travers ces points, la diversité des phénomènes thermiques présents

dans la machine par rapport à la machine classique HW820CG. Nous visons également dans cette

partie l'utilisation de la méthode nodale a�n de simuler le comportement thermiquement de l'ADI.

En e�et, un modèle thermique a été réalisé dans [Khlissa 14] où la machine a été modélisée par des

dizaines de n÷uds et une centaine d'éléments (résistances, capacités et sources). Cependant, l'approche

utilisée dans notre étude consiste à établir un modèle thermique �n mais simpli�é et représentatif du

comportement thermique de la machine.

2.4.2.2 Matrice d'échange thermique

Nous commençons tout d'abord par indiquer toutes les voies de transfert de chaleur entre les

zones de la machine par la création de la matrice d'échange thermique (�gure 2.22). Ensuite, dans

le paragraphe suivant, des hypothèses simpli�catrices sont appliquées de nouveau sur la matrice a�n

de réduire sa taille. Il est à noter que le phénomène de rayonnement, ne �gurant pas dans la matrice

d'échange, est seulement pris en compte au niveau de têtes de bobines et des surfaces externes de la

machine.
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Figure 2.21 � Coupe axiale de l'alterno-démarreur intégré et description de ses zones.

Figure 2.22 � Matrice d'échange thermique entre les di�érentes zones de la machine.
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2.4.2.3 Modèle thermique proposé

A�n de proposer un modèle simpli�é, nous nous basons sur certains critères critiques dans la

modélisation thermique. Tout d'abord, le modèle doit fournir une bonne estimation des températures

de la machine, en particulier, celles les plus sensibles aux niveaux du bobinage et du rotor à aimants.

Ensuite, le modèle doit se baser sur une étude approfondie de la structure de la machine, des di�érents

phénomènes thermiques, ainsi que de ses régimes de fonctionnement. De plus, certaines hypothèses

simpli�catrices peuvent être appliquées sur les sources de chaleur et leur chemin de transfert. Ces

hypothèses sont les suivantes :

� Les pertes ayant de faibles contributions au bilan total des pertes sont négligées. Par exemple,

les pertes dans le circuit magnétique du rotor et dans les aimants permanents, ainsi que les

pertes aérauliques dans les zones �uides,

� Lorsque la conductivité thermique d'une partie de la machine est importante, nous éliminons

les résistances thermiques associées à la conduction. i.e. : la conduction dans le carter et les

ailettes en acier, les caches en aluminium et le fer du stator.

Certaines autres hypothèses sont basées sur les relevés expérimentaux des températures de l'ADI sur

plusieurs points de fonctionnement. Ceux-ci sont décrits dans l'appendice A. En e�et, nous négligeons

certains phénomènes d'échange thermique secondaires en se basant sur une di�érence de température

maximale entre deux zones successives de la machine ; la valeur de cette di�érence est �xée à 5 °C

dans notre étude ; quelques exemples sont présentés ci-dessous. En conséquence, les éléments basés sur

l'approche expérimentale sont :

� Les di�érences de température entre les têtes de bobines avant et celle du côté arrière ne

dépassent pas ±4 °C. Par conséquent, nous pouvons considérer chaque têtes de bobines comme

un volume élémentaire à une température homogène. Nous négligeons dans ces volumes les

phénomènes de conduction radiale et angulaire. La conduction dans la direction axiale (sens des

�ls), étant favorisée avec une bonne conductivité, nous installons un réseau en T pour établir

un n÷ud et récupérer la température du volume,

� La di�érence maximale de température entre la culasse et les dents est de l'ordre de 4 °C. Un

n÷ud commun est ainsi considéré pour ces zones. Nous utilisons par la suite la notion de la

température du stator pour ce n÷ud,

� L'arbre de rotation est modélisé par trois parties (�gure 2.21) : (1) la première est exposée

à l'air ambiant (n÷ud 14') ; (2) la deuxième au-dessous des roulements (n÷ud 14) ; (3) la

troisième est face à la zone de contact avec le volant (n÷ud 14�). Cette discrétisation est basée

sur une di�érence de température signi�cative (> 5 °C) relevée entre les deux parties 1 et 3,
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Figure 2.23 � Modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré en régime permanent.

� La di�érence de température maximale entre les surfaces verticale et horizontale de chaque

cache (moteur et embrayage) est de 3 °C. Chaque cache est ainsi considéré comme un volume

élémentaire à une température homogène.

Finalement, le modèle prend en compte les trois directions de l'espace et considère l'uniformité de

la production de chaleur à l'intérieur de chaque volume. Ce modèle est présenté en régime permanent

dans la �gure 2.23. Le modèle est également simulé en régime transitoire. Cependant, pour des raisons

de clarté, nous n'a�chons pas les capacités, installées sur chaque n÷ud, dans le modèle de la �gure 2.23.

2.4.2.4 Récapitulatif des résistances et des sources de chaleur

Pour une meilleure compréhension du modèle thermique, les résistances thermiques qui y sont

intégrées sont décrites dans le tableau 2.2. Il est à noter que les résistances de rayonnement se déduisent

de l'équation (1.39). Les valeurs des émissivités des surfaces externes de la machine sont déduites par

voies expérimentales [Cabannes 96]. Ce facteur varie de ε = 0.12→ 0.19 pour les surfaces d'aluminium

poli (surfaces des caches) et ε = 0.55 pour les ailettes en aluminium anodisé. Pour les chignons, la

valeur de l'émissivité du vernis qui les recouvre est égale à 0.5.
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Tableau 2.2 � Description des résistances du modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré et leur
mode de calcul.

Résistance Zone i Direction Mode de Calcul

Conduction
Rbob Encoche 1 Radiale/Angulaire �gure 2.30
Rtb,e Encoche 1 Axiale équation (2.7)
Rtb,1/Rtb,2/Rtb,3 Têtes de bobines 3 Axiale équation (2.6)
Rtb,1/Rtb,2/Rtb,3 Têtes de bobines 2 Axiale équation (2.6)
Rr,1/Rr,2 Rotor 7 Radiale équation (2.3)
Ra,1/Ra,2 Arbre 14 Axiale équation (2.2)
Rv,1/Rv,2 Volant 17 Radiale équation (2.3)
Rv,3/Rv,4 Volant 17 Axiale équation (2.2)

Résistance Zone 1 i Zone 2 j Mode de Calcul

Contact
Rc,c Culasse 4 Carter 6 équation (1.14)
Rc,cm Carter 6 Cache moteur 11 équation (1.14)
Rc,ce Carter 6 Cache embrayage 12 équation (1.14)
Ra,v Volant 17 Arbre 14 équation (1.14)

Convection
Rent Rotor 7 Stator 4 équation (1.30)
Rrl,c Roulements 13 Air interne 1 8 équation (1.19)
R1
cm,c Cache moteur 11 Air interne 1 8 équation (1.19)

R2
cm,c Cache moteur 11 Air interne 1 8 équation (1.20)

Rr,c Rotor 7 Air interne 1 8 équation (1.34)
Ra,c Arbre 14� Air interne 1 8 équation (1.32)
Rv,c Volant 17 Air interne 2 9 équation (1.35)
R1
v,ce Volant 17 Cache embrayage 12 équation (1.30)

R2
v,ce Volant 17 Cache embrayage 12 équation (1.35)

Convection + Rayonnement
R1
cm,a Cache moteur 11 Ambiant 0 équation (1.20)

R2
cm,a Cache moteur 11 Ambiant 0 équation (1.19)

R1
ce,a Cache embrayage 12 Ambiant 0 équation (1.20)

R2
ce,a Cache embrayage 12 Ambiant 0 équation (1.19)

Rc,a Carter à ailettes 6 Ambiant 0 équation (1.23)
Ra,a Arbre de rotation 14' Ambiant 0 équation (1.32)
Rtb,c Tête de bobines 2 Air interne 1 8 équation (1.31)
Rtb,c Tête de bobines 3 Air interne 2 9 équation (1.31)

Source Zone i Évolution Mode de Calcul

Sources de chaleur
Pj,e Encoches 1 Non-Linéaire équation (1.41)
Pj,tb1 Têtes de bobines 2 Non-Linéaire équation (1.41)
Pj,tb2 Têtes de bobines 3 Non-Linéaire équation (1.41)
Pf Stator 4/5 Linéaire équation (1.44)
Pm,r Roulements 13 Linéaire équation (1.45)

i et j : indices des zones ou des n÷uds
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2.4.2.5 Éléments critiques du modèle

Pertes par e�et Joule : L'ADI présente la particularité d'avoir une faible longueur active (de

3.3 cm) et des chignons avec un dépassement moyen de 1.6 cm pour chaque côté (�gure 2.24). Nous

divisons tout d'abord les pertes par e�et Joule en trois parties : pertes dans les conducteurs logés

dans les encoches et pertes dans les chignons des deux côtés de la machine. Ces pertes sont déduites

de l'évaluation de la résistance électrique par phase. En e�et, celle-ci est calculée analytiquement et

ensuite recalée expérimentalement. Le rayon et le dépassement moyen des têtes de bobines jouent ainsi

un rôle important dans ce recalage. La �gure 2.25a montre une comparaison entre l'évolution analytique

et celle expérimentale de cette résistance en fonction de la température, ainsi que l'erreur entre ces

deux évolutions. La �gure 2.25b montre les deux variations temporelles (analytique et expérimentale)

des pertes par e�et Joule. Nous pouvons constater que les évolutions analytiques et expérimentales

sont cohérentes, et les écarts entre les deux évolutions ne dépassent pas 1 %. Les essais utilisés dans le

recalage sont les essais à courant continu (tableau A.2).

Figure 2.24 � Photo du stator et du cache moteur de l'alterno-démarreur montrant (1) Encoches (2)
Têtes de bobines (3) Dents (4) Cavité air interne 1 (5) Surface interne du cache moteur.
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Figure 2.25 � Comparaison entre l'évolution analytique et les relevés expérimentaux de la résistance
par phase et des pertes par e�et Joule.
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Pertes fer : La variation des pertes dans le circuit magnétique est issue des travaux de [Chédot 04]

sur la même machine. En e�et, l'auteur se base sur une solution par éléments �nis et évalue ces pertes

dans l'espace couple-vitesse de la machine (�gure 2.26). Nous adoptons ces valeurs pour les pertes fer

injectées dans notre modèle thermique.

Figure 2.26 � Cartographie des pertes fer dans l'alterno-démarreur intégré [Chédot 04].

Pertes mécaniques et modélisation des roulements : Comme cité auparavant, les roulements

de la machine sont montés en porte-à-faux sur le côté arrière de la machine (�gure 2.27 et �gure 2.28).

L'évaluation des pertes mécaniques par frottement dans ces roulements est tout d'abord réalisée ana-

lytiquement en se basant sur les trois modèles cités dans le chapitre 1 (Coulomb, Palmgren et SKF).

En e�et, les roulements sont soumis à deux charges principales :

� La charge radiale : perpendiculaire à l'arbre de rotation, celle-ci provient du poids de la machine,

� La charge axiale : parallèle à l'axe de rotation, celle-ci provient principalement de la précharge

appliquée aux roulements a�n de donner une plus grande rigidité au montage ou augmenter la

précision de rotation.

L'évaluation de la première charge est simple, alors que la deuxième doit être donnée par le construc-

teur. Cependant, dans notre cas, la précharge axiale est inconnue. Par conséquent, nous supposons tout

d'abord une précharge de l'ordre de 160 N et nous évaluons les pertes dans les roulements. Les deux mo-

dèles Palmgren et SKF fournissent ainsi des résultats très proches, de l'ordre de 20 W à Ω = 2, 500 tr/min

et de 43 W à Ω = 4, 000 tr/min. Cependant, le bilan de puissance déduit pour l'ADI (di�érence entre

puissances d'entrée et de sortie) sur trois points de fonctionnement montre que cet ordre de grandeur

est erroné. A travers ce bilan, nous déduisons les pertes mécaniques de la machine en substituant les

autres pertes. Ceci nous amène à des valeurs de 95 W à Ω = 2, 500 tr/min et de 160 W à Ω = 4, 000 tr/min

(donc 4 fois plus que les pertes évaluées analytiquement). L'incertitude de mesure de ces pertes est

évaluée au maximum à ±20 %.

Finalement, pour obtenir une évolution de ces pertes en fonction de la vitesse de rotation, nous

faisons varier la valeur de la précharge axiale et nous évaluons ces pertes ; la variation de la charge

75



radiale ayant peu d'in�uence sur la valeur de ces pertes. La �gure 2.29 montre l'évolution des pertes

mécaniques par le modèle SKF pour une précharge axiale de 1300 N. Nous remarquons que la loi de

variation des pertes se situe dans les marges d'incertitudes déduites expérimentalement. La valeur de

la précharge est très grande pour ce type de roulements ; cependant l'objectif est d'appliquer cette

évolution dans notre calcul pour pouvoir simuler le comportement des roulements du point de vue

génération de �ux de chaleur.

Figure 2.27 � Structure et intégration des roulements de l'alterno-démarreur et le circuit thermique
correspondant.

L'intégration des roulements dans son environnement peut varier son comportement thermique. La

di�culté réside ainsi dans l'évaluation des résistances de contact des deux côtés de roulement (côté

bague interne et côté bague externe). En e�et, ces roulements sont serrés dans un cylindre (partie 2

de la �gure 2.28) et sont ensuite insérés à l'intérieur du volume interne du cache moteur (partie 5 de

la �gure 2.24). Alors, nous considérons tout d'abord des valeurs élevées des conductances de contact

entre la bague externe et le cylindre, ainsi qu'entre la bague interne et l'arbre de rotation. Cependant,

le contact entre l'ensemble cylindre-roulement est en mauvais contact avec le cache moteur. Nous

a�ectons dans ce cas un espace d'air équivalent entre ces deux composants de l'ordre de 0.5 mm. Le

circuit thermique proposé pour les roulements est illustré dans la �gure 2.27 avec R1 et R2 étant deux

résistances évaluées par l'approche d'un entrefer équivalent proposée par [Staton 03].
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Figure 2.28 � Partie rotative de l'ADI avec (1) Arbre exposé à l'air ambiant (2) Cylindre des roulements
(3) Flasques rotor (4) Fer du rotor et (5) Volant.
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Figure 2.29 � Évolution des pertes dans les roulements en fonction de la vitesse de rotation.

Modélisation du bobinage : Tout d'abord le modèle de l'ADI considère l'encoche comme un

volume élémentaire à une température homogène. La même approche utilisée dans la modélisation

de la machine HW820CG est employée dans le cas de l'ADI. Celle-ci consiste à appliquer la formule

d'homogénéisation pour obtenir les conductivités radiales équivalentes du bobinage. Ensuite, un réseau

de résistances modélise l'encoche et ses contacts avec le stator. La �gure 2.30 montre ce réseau dans

les directions radiale et angulaire de la machine avec :

Rr,e : la résistance de conduction à travers la résine de la cale d'encoche,

Rb,o : la résistance de conduction dans la direction orthoradiale de l'encoche,

Re,d et Re,c : les résistances de contact des encoches vers les dents et la culasse respectivement,

Rb,1, Rb,2 et Rb,3 : les résistances de conduction dans la direction radiale de l'encoche, évaluées

selon les équations 2.5 de [Mellor 91].

A�n de simpli�er notre approche, nous considérons, en se basant sur le calcul des résistances et les

résultats de simulation, que le �ux de chaleur qui passe de l'encoche vers l'entrefer est négligeable. De
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plus, en considérant que le stator est à température homogène, nous pouvons ramener le modèle de la

�gure 2.30 à une seule résistance de bobinage Rbob (voir �gure 2.23). Celle-ci est évaluée du fait du

couplage des résistances en série ou en parallèle : {Rb,3 + [(Rb,2 +Re,c) // (Rb,o +Re,d)]}.

Par rapport au contact encoches-stator, une feuille de mylar d'épaisseur 350µm et de conductivité

0.12 W/m.K protège les conducteurs. De plus, les encoches ne sont pas remplies complètement par la

résine au niveau du contact, et des bulles d'air restent emprisonnées. Une première approximation est

de considérer une épaisseur d'air équivalente de 100µm. Cela revient à évaluer une conductance de

contact équivalente de 180 W/m2.K dans les deux directions.

Figure 2.30 � Représentation radiale-orthoradiale de la machine et modélisation du bobinage.

Contacts dans la machine : Le chapitre 1 a montré que le phénomène de conduction à travers le

contact est très complexe à modéliser. L'estimation est ainsi basée sur des études antérieures, des ap-

proches expérimentales ou des méthodes d'identi�cation. Le tableau 2.3 résume la première estimation

des valeurs des conductances de contact utilisées dans notre modélisation. Nous nous sommes basés

pour cette estimation sur les tableaux 1.1 et 1.2. Nous supposons tout d'abord un très bon contact

entre : les roulements et l'arbre ; le volant et l'arbre ; le fer rotor et le volant. Cette hypothèse est basée

sur le fait du fort couplage mécanique entre ces parties. Le contact carter et cache embrayage est déduit

des travaux de [Renard 03] sur une même structure de l'ADI. Finalement, l'évaluation du contact

entre le carter et le cache embrayage est basée sur l'épaisseur (5 mm) et la conductivité (0.224 W/m.K)

d'une mousse isolante intercalée entre ces deux parties. Il est à noter que certains contacts font l'objet

d'étude des paramètres critiques dans une démarche d'analyse de sensibilité dans le chapitre suivant.
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Tableau 2.3 � Valeurs des conductances de contact ou d'entrefer équivalent évaluées dans l'alterno-
démarreur intégré.

Zone 1 Zone 2 Gs ou ge Unité

Culasse - Carter 1840 W/m2.K

Carter - Cache moteur 2,200 W/m2.K

Carter - Cache embrayage 44,80 W/m2.K

Encoches - Stator 180 W/m2.K

Fer rotor - Volant 10,000 W/m2.K

Volant - Arbre 1,500 W/m2.K

Roulements - Cache moteur 0.50 mm
Roulements - Arbre 4,000 W/m2.K

2.4.3 Simulation du modèle thermique

Le modèle thermique de la �gure 2.23 est simulé sur deux points de fonctionnement :

1. Le premier est un fonctionnement à faible régime (�gure 2.20) : l'injection d'un courant continu

dans les enroulements de la machine (montés en série) peut ressembler à ce fonctionnement de

la machine. Nous considérons ainsi une densité de courant J = 5.0 A/mm2 à une vitesse nulle.

2. Le deuxième est un fonctionnement à fort régime (�gure 2.20) : dans ce cas, une densité de

courant de J = 5.0 A/mm2 traverse les enroulements à une vitesse Ω = 2, 500 tr/min.

Ces deux points de fonctionnement correspondent à deux essais réalisés sur l'ADI (essai n°4 et essai

n°8), leurs relevés expérimentaux étant décrits dans l'appendice A.

2.4.3.1 Environnement de simulation du modèle thermique

La simulation du modèle thermique de l'ADI est réalisée par un couplage entre l'environnement

Matlab et celui d'AMESim. En e�et, le modèle thermique de la �gure 2.23 est implémenté sous AME-

Sim. Ensuite, un environnement commun est établi entre les deux logiciels pour la résolution de ce

réseau et pour le traitement/post-traitement des résultats ; ceux-ci sont centralisés sous Matlab. Ce

choix va nous permettre de réaliser l'étude de sensibilité du chapitre 3, la méthodologie d'identi�cation

par surface de réponse (section �4.3), l'intégration du modèle thermique dans une approche système

(chapitre 5) et �nalement la présentation des résultats de simulation du chapitre 6.

2.4.3.2 Résultats de simulation

Il est à noter tout d'abord que, pour des raisons d'a�chage et/ou de comparaison des résultats de

simulation dans ce chapitre et dans les chapitres suivants, nous procédons à pivoter de 90° la structure

de l'ADI de la �gure 2.21. Le résultat avant et après le pivotement est illustré dans la �gure 2.31.

Cartographies des résistances : A�n d'avoir une première estimation des chemins de �ux de

chaleur pour les deux points de fonctionnement, nous introduisons les cartographies des résistances

thermiques. En e�et, le modèle de la �gure 2.23 est reproduit respectivement (pour les deux fonc-

tionnements) dans les �gures 2.32a et 2.32b mais en évaluant et en a�chant les résistances les plus

importantes (en mK/W). 79



Figure 2.31 � Présentation de la structure de la machine pour l'a�chage des résultats.

Nous remarquons que le premier chemin thermique privilégié par la machine est celui qui passe

radialement des encoches vers l'extérieur via le carter à ailettes. Pour le fonctionnement à faible régime,

la résistance de convection de l'arbre possède une valeur élevée, ce qui réduit le �ux à travers cette

zone. Un comportement di�érent peut s'observer dans le fonctionnement à fort régime, où le chemin

vers l'extérieur à travers l'arbre est plus important. Le �ux de chaleur par les cavités, en particulier

dans l'air interne 2 et 3, dépend du point de fonctionnement, voire de la vitesse de rotation du volant

qui favorise ce chemin. Par contre, dans l'air interne 1, le �ux a une di�culté à s'évacuer grâce à des

résistances de valeurs élevées.

0 500 1000 1500 2000 2500 3000

(a) Point de fonctionnement 1 à faible régime

 

0000 555500000000 1111000000000000 1111555500000000 2222000000000000 2222555500000000 3333000000000000

(b) Point de fonctionnement 2 à fort régime

Figure 2.32 � Cartographies des résistances thermiques en régime permanent.
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Cartographies des températures et des �ux : Pour les deux points de fonctionnement, les

cartographies des températures et des �ux sont présentées respectivement dans les �gures 2.33 et 2.34.

Nous remarquons tout d'abord que le modèle thermique, avec une première estimation des contacts

et des coe�cients d'échange convectif, surestime les températures simulées par rapport aux relevés

expérimentaux. Ce fait est noté sur les deux points de fonctionnement sur lesquelles les cartographies

sont obtenues. L'ordre de grandeur de cette erreur d'estimation est de 30 % dans les zones les plus

sensibles au bobinage et au rotor.

Ces deux �gures montrent également la contribution de l'environnement de la machine dans l'éva-

cuation de la chaleur vers l'air ambiant. Ceci peut être vu par la quantité de �ux de chaleur évacuée par

ces surfaces (131.2 W) par rapport à celle évacuée par le carter à ailettes (113.3 W) ; les deux quantités

sont déduites du fonctionnement à faible régime (�gure 2.33b).
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Figure 2.33 � Cartographies des températures et des �ux pour le point de fonctionnement 1 à faible
régime.

2.4.4 Conclusion

Dans cette partie, nous avons présenté la modélisation thermique d'une machine électrique intégrée

dans son environnement. Nous avons rencontré plusieurs di�cultés de modélisation, en particulier

sur les points critiques tels que le contact, les coe�cients d'échange et l'évaluation des pertes. Le
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Figure 2.34 � Cartographies des températures et des �ux pour le point de fonctionnement 2 à fort
régime.

support expérimental a permis de poser certaines hypothèses simpli�catrices du modèle. Cependant,

ce dernier a pu estimer les températures de la machine pour deux points de fonctionnement avec une

erreur de l'ordre de 30 % au niveau du bobinage et du rotor, et qui peut tendre vers 50 % pour d'autres

températures. Ces erreurs sont évaluées par rapport aux températures expérimentales. Plusieurs sources

d'incertitude peuvent contribuer à ces niveaux d'erreur. Pour cela, nous réalisons dans le prochain

chapitre, une analyse de sensibilité sur ces di�érentes sources d'incertitude, en se basant sur les points

critiques de modélisation.

2.5 Conclusion du chapitre

Ce chapitre a présenté tout d'abord la méthode analytique pour la modélisation thermique d'une

machine électrique. Ensuite, deux cas d'application ont été traités. Le premier est pour la machine

HW820CG isolée de son environnement alors que le deuxième est celui d'un alterno-démarreur intégré.

La machine HW820CG est une machine synchrone à aimants permanents internes refroidie à eau.

Son modèle thermique proposé est validé expérimentalement sur trois points de fonctionnement, en

régime permanent et en régime transitoire. Le refroidissement de la machine permet de garder le rotor

froid et des niveaux de températures basses au niveau du bobinage. Les points critiques de cette

modélisation sont, en premier lieu, l'évaluation des pertes, en particulier les pertes mécaniques et les
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pertes fer à hautes vitesses ; en deuxième lieu, l'évaluation des paramètres de contact dans la machine,

en particulier le contact culasse-carter où la majorité de �ux de chaleur transite au travers.

La deuxième machine est également synchrone à aimants permanents internes mais refroidie à air

et intégrée dans son environnement. Les résultats ont montré que cet environnement contribue d'une

manière signi�cative, comme les ailettes de refroidissement, à l'évacuation de la chaleur produite à

l'intérieur de la machine. La complexité de cette modélisation, en vue de la présence d'une multitude

de sources d'incertitude, nous amène à considérer des études plus approfondies sur les phénomènes

thermiques qui se produisent à l'intérieur et à l'extérieur de la machine. En e�et, ces sources ont

abouti à un modèle thermique dont l'erreur d'estimation des températures des zones les plus sensibles

aux niveaux du bobinage et du rotor est de l'ordre de 30 % par rapport aux températures expérimen-

tales. Par conséquent, la sensibilité des di�érentes températures aux phénomènes critiques (contact,

convection, conduction dans les éléments hétérogènes et évaluation des sources de chaleur) fait l'objet

du chapitre 3.

Dans les chapitres qui suivent, nous présentons des méthodes d'identi�cation de certains paramètres

critiques de modélisation de l'ADI ainsi que l'intégration de son modèle thermique dans un environ-

nement mécatronique. Finalement, la validation expérimentale du modèle sur di�érents régimes de

fonctionnement est présentée.
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Chapitre 3

Analyse de sensibilité

3.1 Introduction et état de l'art

Les contraintes thermiques jouent un rôle important dans la conception des machines électriques

de plus en plus petites et performantes. Dans un premier temps, un concepteur de machine trouve une

di�culté dans l'identi�cation des paramètres de conception les plus in�uents qui peuvent a�ecter les

performances thermiques. Il peut également se concentrer sur des zones dans la machine et des aspects

qui ont peu d'importance au niveau thermique. Ainsi, l'analyse de sensibilité devient fondamentale

dans ces cas et permet l'identi�cation des zones cruciales de conception et des paramètres d'in�uence

importante dans la thermique. Cette analyse permet également d'alléger un modèle thermique détaillé

en éliminant les paramètres et les chemins de �ux de chaleur non-signi�catifs. De même, elle contribue

à mieux appréhender et comprendre un phénomène thermique complexe.

En général, l'analyse de sensibilité (AS) d'un modèle permet d'étudier l'importance, d'une manière

qualitative et quantitative, d'un paramètre ou d'un groupe de paramètres sur une réponse. Ceci à son

tour peut servir à établir un champ expérimental conduisant à une meilleure dé�nition des paramètres

inconnus et à la réduction de leurs intervalles de variation. Cette analyse permet également d'acquérir

une compréhension approfondie des systèmes étudiés, en particulier lors de la présence d'une multitude

d'incertitude sur les paramètres qui régissent ces systèmes.

Les di�érentes techniques d'analyse de sensibilité peuvent être classées en deux catégories princi-

pales : l'analyse locale et l'analyse globale. La première permet d'étudier l'in�uence locale des petites

perturbations des paramètres d'entrée sur la réponse du système ; alors que la deuxième analyse consiste

à déterminer la contribution d'un paramètre ou d'un ensemble de paramètres d'entrée dans la variation

de la réponse d'un système dans son champ global d'étude.

La démarche globale de ce chapitre, ainsi que les méthodes d'analyse de sensibilité employées sont

illustrées dans la �gure 3.1.

Dans la première partie de ce chapitre, nous menons une analyse de sensibilité locale sur un ensemble

important de 21 paramètres de conception ; 12 températures de la machine constituent les sorties du

modèle thermique de l'ADI (�gure 2.23). Dans cette première étude, l'interaction entre les paramètres

n'est pas prise en compte ; ceux-ci sont dé�nis sur des plages de variation �xes (à un pourcentage bien
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dé�ni). De cette étude, 15 paramètres ayant une in�uence importante sont sélectionnés et intégrés

dans une démarche d'analyse de sensibilité globale. Les objectifs de cette analyse, développée dans

la deuxième et la troisième parties du chapitre, sont : (1) classer les paramètres selon leurs niveaux

d'importance ; (2) dé�nir la contribution de chacun sur la variabilité des températures de la machine ;

(3) aider à l'identi�cation des chemins de �ux de chaleur à l'intérieur de la machine ; (4) identi�er

les paramètres clés de conception qui in�uent sur les températures critiques des machines électriques

(bobinage et rotor).

Figure 3.1 � Démarche globale du chapitre et analyses de sensibilité réalisées.

L'analyse globale se décline en deux parties : la première est basée sur la construction d'un plan

d'expériences tenant compte de 10 paramètres internes à la machine (coe�cients de contact et de

convection interne) ; la deuxième considère les 15 paramètres, et est basée sur l'application de l'approche

de Monte-Carlo.

La première partie de l'analyse globale permet de véri�er les interactions entre les paramètres

et de classer ces dernières selon leur importance sur chaque température de la machine. Cependant,

le caractère non-linéaire des températures n'est pas observé à cause d'une variation des paramètres
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d'entrée uniquement entre deux niveaux. De plus, la totalité des paramètres ne peut pas être prise en

compte à cause d'un coût de simulation très élevé (215 simulations pour un plan factoriel complet). En

conséquence, nous procédons à une analyse par l'approche Monte-Carlo où tous ces paramètres sont

considérés. Le domaine de variation de chacun de ces paramètres n'est plus limité à deux niveaux, mais

est plutôt dé�ni par des lois statistiques. De plus, le caractère non-linéaire des températures peut être

exploité ainsi que leur loi de variation statistique.

Finalement, ces études de sensibilité établissent une démarche systématique pour la réduction du

modèle thermique �n de la machine. L'objectif de cette réduction est d'obtenir des modèles allégés

(à temps de calcul très réduit) pour la surveillance des températures critiques et pour l'intégration

dans des démarches plus complexes (intégration système, modélisation multiphysique, implémentation

réelle,....).

Dans le domaine de la thermique des machines électriques, l'analyse de sensibilité locale est la plus

répandue. En e�et, di�érentes études menées sur les modèles thermiques font varier leurs paramètres

incertains, ou ceux pouvant avoir une in�uence non-négligeable, d'un certain pourcentage autour de

leurs valeurs moyennes (ou valeurs initiales). Ces études regardent ensuite l'in�uence de cette variation

sur les températures du modèle et en tirent des conclusions sur l'importance de chaque paramètre.

[Puranen 06] réalise une étude de sensibilité des paramètres d'un modèle thermique d'un servo-

moteur asynchrone de puissance 4 kW de type TEFC (totally enclosed fan-cooled). L'objectif essentiel

est de réduire son modèle et de surveiller la température des têtes de bobines. L'auteur impose une

augmentation de 20 % des résistances thermiques de son modèle, des pertes, du taux de remplissage,

et autres paramètres en regardant l'e�et sur la variation de la température des têtes de bobines. Il

a déduit que le coe�cient de convection forcée entre la machine et l'air ambiant ainsi que le contact

culasse-carter ont une in�uence signi�cative sur cette température. [Puranen 06] applique son analyse

de sensibilité pour réduire son modèle thermique de 39 à 10 résistances thermiques. L'auteur observe

que la température des têtes de bobines en régime permanent pour les deux modèles (�n et réduit)

sont cohérentes, alors qu'un écart entre ces modèles est observé en régime transitoire. Les résultats sur

la température du carter et celle du stator sont di�érents entre les deux modèles en régime permanent,

contrairement aux résultats en régime transitoire.

L'analyse de sensibilité menée également par [Popova 10] sur une machine asynchrone de type

TEFC montre que la variation de ±50 % du coe�cient d'échange entre la machine et l'air ambiant

in�ue d'une manière signi�cative sur la distribution des températures dans la machine. Cette étude

montre que la variation de la conductance de contact entre la culasse et le carter de 350W/m2K à

550W/m2K présente une in�uence majeure sur les températures des dents, de la culasse et du bobinage.

De plus, une analyse est menée sur le coe�cient de convection dans l'entrefer ; cette analyse a démontré

une in�uence signi�cative de la variation de ce coe�cient sur les températures du bobinage, du fer au

rotor, de l'entrefer et de l'arbre de rotation. Les résultats de ces deux dernières études ([Puranen 06]

et [Popova 10]) sur le coe�cient de contact culasse-carter et le coe�cient de convection entre la

machine et l'air ambiant avaient été démontrés par [Kylander 95]. Cet auteur a étudié l'e�et de la

variation des résistances thermiques et des pertes de deux machines asynchrones de puissances 4 kW

et 15 kW sur les températures des têtes de bobines et des roulements. [Kylander 95] insiste sur

l'importance d'un calcul précis des pertes, en particulier les pertes par e�et Joule, vue leur in�uence
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sur les di�érentes températures de la machine. Plusieurs autres études de sensibilité avec les mêmes

approches sont présentées dans [Saari 98, Boglietti 04, Bertin 06, Grobler 11, Andersson 13].

Ces études se sont focalisées sur des approches locales en observant l'in�uence de la variation de

certains paramètres dans des intervalles �xes sur di�érentes températures de la machine. Ces approches

ne tiennent pas compte de la particularité de chaque phénomène physique ou de l'in�uence des para-

mètres sur la variation des températures. De même, l'interaction entre les di�érents paramètres n'est

pas prise en compte.

Par conséquent, pour une compréhension approfondie des phénomènes thermiques dans la machine

électrique, nous proposons d'appliquer des analyses de sensibilité sur le modèle thermique nodal �n de

l'alterno-démarreur intégré (�gure 2.23). La particularité de cette machine intégrée dans son environ-

nement est la présence d'une multitude de phénomènes complexes, en particulier en ce qui concerne la

conduction à travers les contacts et les phénomènes de convection. En e�et, l'utilisation d'un modèle

analytique est un point critique et important dans l'analyse de sensibilité puisque ce modèle permet

de réaliser un nombre important de simulations dans un temps court (par rapport aux méthodes

numériques).

Tout d'abord et avant de commencer, dé�nissons les deux notions de facteur et réponse, employées

dans ce chapitre. Les facteurs sont des grandeurs physiques représentant les variables ou les paramètres

d'entrée au système ou au modèle ; les réponses constituent des grandeurs physiques étudiées à la sortie

du modèle ou du système. Celles-ci dépendent directement des valeurs des facteurs.

3.2 Analyse de sensibilité locale

L'analyse de sensibilité locale étudie l'impact des petites variations des facteurs autour de leurs

valeurs initiales
(
x0 =

{
x0

1, ..., x
0
n

})
sur les réponses du modèle. Cette analyse repose sur le calcul des

dérivées partielles des sorties par rapport aux facteurs. Cette méthode utilise l'approche classique in-

titulée �One-factor-at-a-time� (OAT) qui consiste à faire varier un facteur et de maintenir les autres

constants. Cette méthode suppose la linéarité du modèle localement autour des valeurs initiales. L'in-

dice de sensibilité d'un facteur xi sur une réponse yj associé à cette étude est dé�ni par :

S∗i,j =
δyj
δxi

(x0
1, ..., x

0
n) (3.1)

La dé�nition des facteurs et des réponses ainsi que l'application de cette analyse locale sur le modèle

thermique de l'ADI font l'objet des paragraphes suivants.

3.2.1 Dé�nition des facteurs et des réponses

Dans le cas de l'analyse de sensibilité locale, un ensemble important de facteurs jugés incertains

dans la thermique de la machine est dé�ni. Considérons tout d'abord les deux vecteurs aléatoires X =

{X1, X2, ..., Xn} et Y = {Y1, Y2, ..., Ym} qui représentent respectivement les facteurs et les réponses

du modèle ; avec n et m les indices qui désignent le nombre de facteurs et celui des réponses. Les

points critiques de modélisation et de conception des machines électriques, comme il a été vu dans le

chapitre 1, sont :
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1. Les coe�cients de contact entre les di�érentes zones de la machine,

2. Les coe�cients de convection interne et externe,

3. La conductivité thermique équivalente des matériaux hétérogènes.

Les sources de chaleur peuvent également présenter des incertitudes ; cependant leur in�uence est

étudiée dans l'analyse de sensibilité globale. L'ensemble des facteurs incertains considéré dans cette

étude est présenté dans la �gure 3.2 et le tableau 3.1.

Les di�érentes températures dans la machine, correspondant aux réponses du modèle, sont calculées.

Les zones associées à ces températures sont présentées dans la �gure 3.2 et le tableau 3.2. Finalement,

l'étude est menée sur 21 facteurs et 12 réponses (températures). Il est à noter que la température du

bobinage englobe la température des conducteurs logés dans les encoches et la température des têtes

de bobines (les deux supposées homogénéisées). De plus, la température de la culasse et la température

des dents sont regroupées sous la température du stator. En�n, la température du rotor représente la

température des aimants permanents.
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Figure 3.2 � Distribution des facteurs de conception dans l'alterno-démarreur intégré.
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Tableau 3.1 � Description des facteurs de conception.

Contact Convection mixte

X1 Kcf Carter - Cache moteur X13 Kext6 Arbre de rotation - Ambiant
X2 Kcme Carter - Cache embrayage X14 Kcav1 Air interne 1 - Cache moteur
X3 Kda Encoches - Stator X15 Kvol Air interne 2 - Volant
X4 Kcc Stator - Carter X16 Kemb Volant - Cache embrayage
X5 Karbcl Arbre - Volant X17 Kch1 Chignons - Air interne 1
X6 Kdaroul Roulements internes X18 Kch2 Chignons - Air interne 2
X7 Kroulc Roulements - Cache moteur X19 Kent1 Rotor - Stator

Convection naturelle X20 Kent2 Volant - Cache embrayage

X8 Kext1 Surface radiale (CM) - Ambiant Conduction dans le bobinage

X9 Kext2 Surface axiale (CM) - Ambiant X21 Klbd Conductivité radiale
X10 Kext3 Surface radiale (CE) - Ambiant
X11 Kext4 Surface axiale (CE) - Ambiant
X12 Kext5 Carter - Ambiant

* CM : Cache moteur

* CE : Cache embrayage

Tableau 3.2 � Description des réponses du modèle : températures de la machine.

j Température j Température

1 Bobinage 7 Cache embrayage
2 Stator 8 Air interne 1
3 Carter 9 Air interne 2
4 Rotor 10 Air interne 3
5 Volant 11 Arbre
6 Cache moteur 12 Roulements

3.2.2 Démarche de l'analyse locale et indices de sensibilité

Pour e�ectuer une analyse de sensibilité locale, nous faisons varier la valeur des facteurs de ±50 %

autour de leurs valeurs initiales x0 et regarder l'in�uence sur les températures. Cette variation est

évaluée par l'utilisation de deux indices de sensibilité :

1. Le premier indice est présenté dans l'équation (3.1) où les dérivées partielles de chaque tem-

pérature sont calculées, à chaque fois, par rapport à un facteur Xi. Ces dérivées sont ensuite

évaluées pour les valeurs initiales x0. Cet indice, noté S∗i,j , re�ète la di�érence de température

entre les niveaux où la valeur du facteur Xi passe de −50 % à +50 % de sa valeur initiale,

2. Le deuxième indice Sηi,j est identique au premier sauf qu'il est normalisé par rapport aux valeurs

initiales x0 et aux températures y0 (évaluées à x0). Cet indice, formulé dans l'équation (3.2),

permet d'extraire les facteurs d'in�uence signi�cative en choisissant des seuils judicieusement.
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Sηi,j =
δyj/y0j
δxi/x0

i

(x0
1, ..., x

0
n) (3.2)

La dérivée partielle δyj/δxi des deux indices (équation (3.1) et équation (3.2)) est approchée en

évaluant la variation d'une température Tj de la machine électrique, entre les niveaux haut et bas de

xi autour de la valeur initiale x0
i :

δyj
δxi

=
Tj
(
x0

1, ..., (1 + δ) · x0
i , .., x

0
n

)
− Tj

(
x0

1, ..., (1− δ) · x0
i , .., x

0
n

)
(1 + δ) · x0

i − (1− δ) · x0
i

avec δ le coe�cient de variation de x0
i . Dans notre cas, δ prend la valeur de 0.5 (=50 %) .

3.2.3 Résultats de l'analyse de sensibilité locale

La �gure 3.3 montre la variation de l'indice Sηi,j en fonction des 21 facteurs pour les 12 températures

du modèle thermique. Les seuils sont dé�nis à ±5 % de manière à faire apparaitre les facteurs les

plus in�uents. De même, la �gure 3.4 montre l'évolution de l'indice de sensibilité S∗i,j en fonction des

températures de la machine pour les 21 facteurs. Cette présentation permet d'extraire l'information sur

les coe�cients qui in�uencent le plus sur les températures. Ceci est possible en observant la �uctuation

et le niveau de variation de l'indice S∗i,j , ainsi qu'en précisant les températures les plus impactées

par cette variation. En e�et, deux aspects sont mis en évidence lors du traitement des résultats : le

premier concerne le niveau de �uctuation des facteurs ; le deuxième est la réalité physique associée

à ces variations de ±50 % autour de la valeur initiale. Les résultats présentés ci-dessous sont déduits

pour un fonctionnement de la machine à fort régime (�gure 2.20) pour une vitesse de rotation de

Ω = 2500 tr/min et une densité de courant de J = 5 A/mm2. Ensuite, cette analyse est appliquée sur un

autre point de fonctionnement à faible régime de la machine (pour Ω = 0 tr/min et J = 5 A/mm2).

Nous pouvons déduire à travers les deux �gures (3.3 et 3.4) les points suivants :

� Les facteurs de contact X1 → X4 possèdent une in�uence globale inférieure à 5 °C (en valeur

absolue) sur les variations des di�érentes températures de la machine. Les valeurs des facteurs

X5 → X7 restent constantes et ont une in�uence négligeable sur toutes les températures. Par

conséquent, ces derniers facteurs sont considérés non in�uents pour le reste de l'étude. Il est

à noter que le facteur du contact interne des roulements X6 peut en pratique varier dans un

intervalle plus large que ±50 % de sa valeur initiale ; cependant son impact reste local sur la

température des roulements,

� Les facteurs X8 et X12 ont le plus d'impact sur les di�érentes températures de la machine. Ces

facteurs représentent les coe�cients de convection naturelle entre la machine (carter à ailettes

et surface radiale du cache moteur) et l'air ambiant. Les températures de la machine varient

d'une manière signi�cative (de l'ordre de 40 °C), avec la variation de ces facteurs, en particulier

pour X12. Les autres facteurs de convection naturelle X9, X10 et X11 in�uent également sur ces

températures mais d'une manière moins importante (une moyenne de variation de 15 °C),

� La température de l'arbre de rotation est la plus impactée par la variation du coe�cient X13 ;

cette variation peut atteindre 50 °C. Ce facteur X13 in�ue également sur les di�érentes tempé-

ratures de la machine d'une moyenne de 15 °C,

� Les coe�cients de convection à l'intérieur des cavités de la machine ont peu d'in�uence sur la
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distribution des températures ; néanmoins l'incertitude liée au calcul analytique de ces coe�-

cients peut être plus importante que ±50 %,

� La variation des coe�cients de convection dans l'entrefer X19 et X20 n'in�ue pas sur les tem-

pératures de la machine. En e�et, la convection dans l'entrefer devait être signi�cative sur ce

point de fonctionnement où la machine tourne à Ω = 2500 tr/min [Friedrich 13]. Cependant,

cette étude de sensibilité a montré une in�uence négligeable de ce facteur dans cette machine

(X19 en particulier) ; cela peut être dû à un faible �ux de chaleur traversant les dents vers le

rotor (ou vice-versa),
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Figure 3.3 � Évolution de l'indice Sηi,j pour les 12 températures de la machine en fonction des 21
facteurs.

� La variation de la conductivité radiale équivalente du bobinage (X21) impacte le plus les tem-

pératures du bobinage et des cavités voisines (air interne 1 et 2). En e�et, cette conductivité

dépend principalement du coe�cient de remplissage et des propriétés thermophysiques des ma-

tériaux (cuivre et résine). En conséquence, l'incertitude de ±50 % de la valeur initiale de ce

facteur semble être large. La partie suivante va limiter cette variation à ±20 % et va tester

l'importance de X21 dans l'analyse de sensibilité globale.
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Figure 3.4 � Évolution de l'indice S∗i,j pour les 21 facteurs en fonction des températures de la machine.
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Une représentation plus générale de l'in�uence des facteurs sur les températures est illustrée par

les �gures 3.5a et 3.5b. Les résultats sur ces deux �gures concernent respectivement le fonctionnement

de la machine à faible et à fort régime. Dans chaque représentation, la colonne correspond à une

température et la ligne à un facteur ; l'intersection entre les deux représente l'indice de sensibilité S∗i,j .

Nous pouvons retrouver les résultats déjà présentés ci-dessus, en particulier l'in�uence et l'importance

des phénomènes de convection naturelle externe. Les mêmes conclusions peuvent être déduites pour

les deux points de fonctionnement, sauf pour la contribution de la convection par l'arbre de rotation ;

celle-ci est favorisée lorsque la vitesse de rotation de la machine augmente.
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Figure 3.5 � Représentation graphique des e�ets de la variation des facteurs sur les températures.

Cette démarche d'analyse de sensibilité locale a permis de quanti�er les facteurs d'in�uence si-

gni�cative dans le modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré. L'in�uence de ces facteurs est

déterminée en appliquant des variations locales de l'ordre de ±50% de leurs valeurs initiales et en

calculant deux indices de sensibilité. Par contre, dans le domaine thermique, certains paramètres tels

que les coe�cients de contact peuvent subir des variations plus larges que ±50%. De plus, certains

facteurs peuvent interagir entre eux pour faire varier les réponses du modèle. Par conséquent, une

analyse de sensibilité globale est entreprise dans la partie suivante et dont les objectifs principaux

sont : (1) étudier la variation des réponses dans la globalité du domaine de variation des facteurs ;

(2) prendre en compte des variations plus importantes des facteurs ; (3) considérer les interactions

possibles entre facteurs. L'analyse locale, qui vient d'être décrite, permet de retenir uniquement les 15

facteurs suivants :

� Les facteurs de contact X1 → X4,

� Les facteurs de convection naturelle et mixte X8 → X18,

� Le facteur de la conductivité radiale équivalente du bobinage X21.

Les autres 5 facteurs sont considérés non-signi�catifs et sont ainsi exclus de cette étude.
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3.3 Analyse de sensibilité globale

Les méthodes d'analyse de sensibilité globale permettent de mesurer les e�ets sur la réponse d'un

modèle dus à la variation d'un ensemble de facteurs sur leur domaine global. Le modèle est exécuté

pour di�érentes combinaisons des facteurs basées sur la distribution des échantillons sur un domaine

d'étude. Une fois que ces échantillons sont générés et les sorties du modèle sont évaluées, plusieurs

stratégies peuvent être utilisées pour mesurer la sensibilité des facteurs. Cette mesure est réalisée en

évaluant des indices de sensibilité adéquats à chaque type de modèle (linéaire/non linéaire, à entrées

indépendantes ou dépendantes).

Nous pouvons faire une distinction entre les indices de sensibilité pour des modèles linéaires et/ou

monotones tels que l'indice SRC (Standarized Regression Coe�cient) et l'indice PCC (Partial Cor-

relation Coe�cient) ainsi que les indices plus généraux basés sur la décomposition de la variance du

modèle tels que l'indice de Sobol [Jacques 05]. Certaines méthodes existent pour l'estimation de ces

indicateurs ; citons par exemple la méthode de Sobol (estimation de Monte-Carlo), la méthode FAST

(Fourier Amplitude Sensitivity Test) [Saltelli 08]. Dans notre étude, nous choisissons l'indice de So-

bol basé sur une estimation par la méthode Monte-Carlo. La justi�cation de ce choix est décrite dans

la partie suivante.

Les objectifs de l'utilisation de l'analyse de sensibilité globale sont :

� Identi�er les principaux facteurs et/ou les interactions entre facteurs susceptibles d'in�uencer le

comportement thermique de la machine. Cette étape est fondamentale dans la compréhension

des phénomènes thermiques les plus signi�catifs et permet d'améliorer la structure des machines,

� Identi�er les facteurs d'in�uence négligeable dans le circuit thermique, dans le but de proposer

une méthodologie de réduction de modèle,

� Identi�er les chemins signi�catifs de passage des �ux de chaleur entre les di�érentes zones à

l'intérieur de la machine. Ceci est basé sur l'hypothèse que le modèle thermique de la machine

est bien représentatif des di�érents chemins de �ux de chaleur,

� Étudier l'in�uence des facteurs de conception dans leurs domaines de variation sur les tempéra-

tures des zones critiques de la machine ou les zones d'intérêts. Cet objectif aide à la conception

des machines électriques et présente, d'une façon quantitative, la contribution de chaque phéno-

mène physique dans l'évolution des températures de la machine. Cet objectif permet également

l'identi�cation de l'in�uence de l'environnement mécatronique sur la machine, cas de l'alterno-

démarreur intégré.

A�n d'accomplir ces objectifs, nous commençons tout d'abord par l'analyse de sensibilité par la

méthode des plans d'expériences et ensuite nous abordons la méthode Monte-Carlo.

3.3.1 Méthode des plans d'expériences (M.P.E)

De manière générale, la M.P.E permet d'exprimer la réponse d'un modèle en fonction des facteurs (à

travers un modèle mathématique par exemple). Ceci est obtenu par la réalisation de séries d'expériences

dans lesquelles plusieurs con�gurations des facteurs établissent une variation de la réponse du modèle.

La dé�nition de ces séries d'expériences est basée sur la connaissance physique du modèle ou du système

et des facteurs qui peuvent avoir une in�uence.
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Les principales utilisations de la M.P.E peuvent être la méthode de criblage ou screening et la

méthodologie des surfaces de réponse. La première permet de déterminer les facteurs qui ont une

in�uence statistiquement non négligeable sur la variation des réponses ; la deuxième permet d'établir

une relation entre les facteurs jugés in�uents et les réponses du système.

C'est l'approche de screening que nous utilisons par la suite, en vue de réaliser l'analyse de sensibilité

par la M.P.E.

Di�érents plans d'expériences existent, chacun basé sur une hypothèse de construction di�érente,

impliquant une dé�nition particulière des expériences à réaliser en fonction des entrées. Citons par

exemple, le plan factoriel complet à deux niveaux, le plan factoriel fractionnaire, le plan composite,...

Une description plus détaillée de la théorie et de l'application des plans d'expériences peut se trouver

dans [Droesbeke 97] et [Goupy 00].

L'analyse de sensibilité locale a permis de quanti�er l'in�uence des petites perturbations des facteurs

sur les réponses du système. Un ensemble important de facteurs pouvait être pris car le temps de calcul

du modèle thermique est relativement faible. Le nombre de simulations réalisé (2 · n =42 simulations)

reste faible ; n étant le nombre total de facteurs. En tant qu'ordre de grandeur, le temps de calcul de

l'ensemble de ces simulations ne dépasse pas les deux minutes. Cependant, dans le cas de l'application

des plans d'expériences à l'analyse de sensibilité du modèle thermique, pour un plan factoriel complet

à deux niveaux par exemple, 2n simulations sont nécessaires. En conséquence, la considération de la

totalité des facteurs est problématique car il devient coûteux en temps de calcul. Ce temps peut être

réduit en considérant des hypothèses sur le degré des interactions signi�catives et en appliquant des

méthodes de réduction du nombre d'expériences (simulations).

Par contre, dans le cadre de la thèse, nous étudions le modèle par l'utilisation du plan factoriel

complet. La réduction du nombre d'essais, telle que proposée dans les plans factoriels fractionnaires

par exemple, n'est pas traitée dans notre étude. Pour ces raisons, nous procédons au découplage des

phénomènes physiques a�n de diviser les di�cultés reliées à chacun. En conséquence, les facteurs

de convection externe X8 → X13 sont �xés à leurs valeurs initiales x0
i (i : 8 → 13) et seuls les

phénomènes prenant place à l'intérieur de la machine sont considérés. Ces phénomènes sont modélisés

par dix facteurs (X1 → X4, X14 → X18 et X21) ; ce qui aboutit à un nombre de simulations du modèle

thermique égal à 1024 (215−5 = 210). La prise en compte de la globalité des 15 facteurs fait l'objet de

l'étude par la méthode Monte-Carlo de la deuxième partie de l'analyse globale.

3.3.1.1 Dé�nition des facteurs et des réponses

L'in�uence d'un facteur sur une réponse est évaluée en mesurant la variation de cette réponse

relativement au passage de ce facteur de son niveau bas vers son niveau haut. La dé�nition des

valeurs de ces niveaux est basée sur la connaissance des phénomènes physiques et leurs modélisa-

tions dans un ensemble d'études sur di�érentes machines présentes dans les références thermiques

[Bertin 99, Staton 03, Incropera 11]. La connaissance de la machine constitue également une

source d'information importante.
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Le fonctionnement de la machine (l'ADI dans notre cas) pour di�érents régimes implique la prise

en compte des di�érents phénomènes physiques. A titre d'exemple, la convection naturelle dans les

cavités de la machine est le résultat d'un fonctionnement de la machine à faible régime. A fort régime,

lorsque la machine est en rotation, le phénomène de convection mixte se substitue à la convection

naturelle. Les deux points de fonctionnement s'avèrent importants dans le cas de l'alterno-démarreur,

voire dans tout moteur de traction électrique, pour la quanti�cation des paramètres de modélisation

des phénomènes physiques.

Dans notre démarche, et a�n de comparer les e�ets des di�érents facteurs sans tenir compte de leurs

unités, l'ensemble des valeurs x a�ectées aux facteurs X est normalisé par rapport aux valeurs initiales

x0 calculées analytiquement. Les niveaux bas et haut de chaque facteur sont notés respectivement xB

et xH . Les ensembles des dix facteurs du modèle sont dé�nis dans les tableaux 3.3 et 3.4 pour les deux

régimes de fonctionnement. Les réponses correspondent aux températures de simulation du modèle

thermique pour les di�érentes zones de la machine.

Finalement, le plan factoriel complet, adoptée dans notre analyse, étudie l'in�uence d'un facteur à

deux niveaux sur la variation des réponses du modèle, aussi bien que l'interaction entre les facteurs.

Le nombre total d'expériences d'un plan factoriel complet est dans ce cas 2n, avec n le nombre total

de facteurs.

Tableau 3.3 � Description et paramétrisation des facteurs de conception (fonctionnement à faible ré-
gime).

Facteur Phénomène Zones x0∗

i xBi xHi

X1 Kcf Contact Carter - Cache moteur 2200 0.3 1.3
X2 Kcme Contact Carter - Cache embrayage 45 0.5 4
X3 Kda Contact Encoches - Stator 100> 1 3
X4 Kcc Contact Stator - Carter 1840 0.35 1.5

X14 Kcav1 Convection naturelle Air interne 1 4 1 6
X15 Kvol Convection naturelle Volant - Air interne 2 3 1 6
X16 Kemb Convection naturelle Volant - Cache embrayage 5 1 6
X17 Kch1 Convection naturelle Chignons - Air interne 1 15.5 0.2 2
X18 Kch2 Convection naturelle Chignons - Air interne 2 15.5 0.2 2

X21 Klbd Conductivité Bobinage 0.75κ 0.8 1.2

∗Valeurs de x0∗
i en W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm et κ en W/m.K

Le choix des niveaux bas xBi et haut xHi de chaque facteur est basé sur les bornes de variation de

ces facteurs présentées dans l'état de l'art (�gure 1.8, tableaux 1.1, 1.2 et 1.4). De plus, des études sont

également menées a�n de déterminer ces bornes. Celles-ci sont basées sur l'évolution des températures

de la machine en fonction des variations des valeurs des facteurs sur des larges plages. Par exemple,

le coe�cient de contact entre le carter et le cache embrayage (X2 ou Kcme) a été modi�é de xB2 =

0.5 → xH2 = 10 et les températures ont été calculées. Nous avons remarqué qu'au-delà de x2 = 4, la

variation des températures du modèle est négligeable ; en conséquence, xH2 est �xé à 4. Par rapport au

contact encoches-stator (X3), les valeurs de ce facteur, extraites de la littérature, varient entre 100µm
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et 300µm, voire xB3 = 1→ xH3 = 3. Dans le cas des coe�cients de convection, ceux-ci sont limités par

les bornes dé�nies dans la littérature (tableau 1.4).

Tableau 3.4 � Description et paramétrisation des facteurs de conception (fonctionnement à fort régime).

Facteur Phénomène Zones x0∗

i xBi xHi

X1 Kcf Contact Carter - Cache moteur 2200 0.3 1.3
X2 Kcme Contact Carter - Cache embrayage 45 0.5 4
X3 Kda Contact Encoches - Stator 100> 1 3
X4 Kcc Contact Stator - Carter 1840 0.35 1.5

X14 Kcav1 Convection naturelle Air interne 1 5.3 1 6

X15 Kvol Convection mixte Volant - Air interne 2 30 0.5 1.5
X16 Kemb Convection mixte Volant - Cache embrayage 25 0.5 1.5
X17 Kch1 Convection mixte Chignons - Air interne 1 161 0.4 1.2
X18 Kch2 Convection mixte Chignons - Air interne 2 161 0.4 1.2

X21 Klbd Conductivité Bobinage 0.75κ 0.8 1.2

∗Valeurs de x0∗
i en W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm et κ en W/m.K

3.3.1.2 Analyse des diagrammes Pareto

Le diagramme Pareto permet de classer les facteurs ou les interactions entre les facteurs selon

leurs niveaux d'in�uence sur les réponses du modèle. Ce diagramme montre la contribution de chaque

facteur Xi (ou d'interactions) sur la variation de la réponse Yj ; par ordre d'in�uence décroissante et

par la représentation d'histogrammes, aussi bien que par une courbe d'in�uence cumulée.

Tout d'abord, nous réalisons le calcul des e�ets de chaque facteur, par son passage d'un niveau bas

à un niveau haut, sur la variation des températures du modèle. Ce même calcul est réalisé sur toutes les

interactions possibles entres les facteurs. C'est, en e�et, le principe du plan factoriel complet où toutes

les combinaisons possibles aux limites du domaine d'étude sont réalisées. Dans notre cas d'étude, nous

rappelons que le nombre de combinaisons est égal à 1024 (2n = 210). Après le calcul des e�ets des

facteurs et des interactions, la variation totale des températures sur toutes les combinaisons possibles

est évaluée. En considérant yj comme la température d'indice j et k le numéro de la combinaison, la

variation totale des températures est donnée par
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
j

∣∣∣. Pour les deux fonctionnements, à faible

et à fort régime, cette variation est donnée respectivement pour les 12 températures de la machine

dans les deux tableaux 3.5 et 3.6.

En e�et, ces tableaux servent à l'extraction des e�ets des facteurs ou des interactions sur les

températures yj en degré. Par exemple, l'e�et du facteur X3 (Kda) par le passage de son niveau bas

à son niveau haut sur la température du bobinage Tbob est de 12 % (�gure 3.7, fonctionnement à fort

régime). En degré, cette température augmente de 12 %×31.32 = 3.76 °C, avec
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
1

∣∣∣ = 31.2 °C

(tableau 3.6).

Les �gures 3.7, 3.8 et 3.9 montrent respectivement les diagrammes Pareto des températures du

plan actif de la machine et des températures de son environnement côté moteur et côté embrayage

100



(�gure 3.6). Ces diagrammes sont tracés dans le cas d'un fonctionnement à fort régime de la machine.

L'in�uence des facteurs sur les températures par des variations positives ou négatives est distinguée

sur ces diagrammes par les deux couleurs rouge et bleue respectivement. De plus, les facteurs ou les

interactions ayant une in�uence inférieure à 5 % sont exclus de ces diagrammes.

Tableau 3.5 � Variation totale des températures de la machine pour les 2n combinaisons des facteurs
(fonctionnement à faible régime).

j Température
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
j

∣∣∣[◦C] j Température
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
j

∣∣∣[◦C]

1 Bobinage 38.59 7 Cache embrayage 19.74
2 Stator 20.73 8 Air interne 1 33.12
3 Carter 14.75 9 Air interne 2 47.76
4 Rotor 15.82 10 Air interne 3 18.55
5 Volant 22.76 11 Arbre 12.84
6 Cache moteur 14.06 12 Roulements 13.88

Tableau 3.6 � Variation totale des températures de la machine pour les 2n combinaisons des facteurs
(fonctionnement à fort régime).

j Température
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
j

∣∣∣[◦C] j Température
∑2n

k=1

∣∣∣∆y(k)
j

∣∣∣[◦C]

1 Bobinage 31.32 7 Cache embrayage 16.42
2 Stator 17.05 8 Air interne 1 26.26
3 Carter 10.27 9 Air interne 2 32.29
4 Rotor 14.62 10 Air interne 3 16.14
5 Volant 20.65 11 Arbre 4.93
6 Cache moteur 12.54 12 Roulements 8.72

Nous remarquons tout d'abord que les interactions entre les facteurs ont une in�uence négligeable

car cette dernière ne dépasse pas 5 % de la variation totale des températures (pour chaque interaction).

Par rapport à l'in�uence des facteurs sur les di�érentes températures de la machine, les points suivants

sont observés :

� Le contact entre les encoches et le stator Kda et le contact stator-carter Kcc sont des paramètres

internes à la machine qui dé�nissent les températures des zones critiques (bobinage Tbob et rotor

Trot). En e�et, l'augmentation de la valeur du contact Kda entraine l'augmentation de la tem-

pérature du bobinage et la température dans les di�érentes zones de la machine (températures

des cavités et des parties tournantes). Au contraire, l'augmentation du coe�cient de contact

Kcc induit une diminution des températures de la machine, en facilitant l'évacuation du �ux de

chaleur vers l'air ambiant. La convection par les cavités contribue également à la variation des

températures critiques mais d'une manière moins signi�cative que les contacts,

� L'amélioration des coe�cients de contact entre le carter de la machine et son environnement

(Kcme et Kcf ) entraine la diminution des températures du stator Tstat et du carter à ailettes

Tcart. Les résultats sur ces deux contacts montrent la contribution de l'environnement de la

machine vis à vis de l'évacuation de la chaleur par les surfaces externes des caches,
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� Les températures du côté moteur dépendent principalement du coe�cient de convection natu-

relle Kcav1 ; celles-ci sont également sensibles aux contacts à l'intérieur de la machine. De même,

la température de la cavité �air interne 1� est impactée par les contacts carter-caches.

Figure 3.6 � Plan axial de la machine avec ses trois parties : plan actif et environnements côté moteur
et côté embrayage.

Figure 3.7 � Diagramme Pareto des températures du plan actif de la machine
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Figure 3.8 � Diagramme Pareto des températures de l'environnement de la machine (côté embrayage).

Figure 3.9 � Diagramme Pareto des températures de l'environnement de la machine (côté moteur).
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D'une manière générale, nous remarquons que les contacts à l'intérieur de la machine (encoches-

stator et carter-caches) ont un poids important sur les variations des di�érentes températures de la

machine. Cela permet de déduire que le chemin de �ux de chaleur privilégié circule de la partie la plus

chaude du bobinage vers l'air ambiant via le carter ou les caches. Nous clari�ons ce résultat par les deux

�gures 3.10 et 3.11. Celles-ci présentent le pourcentage de variation de chaque température par rapport

aux dix facteurs de conception et pour les deux points de fonctionnement respectivement (à faible et

à fort régime). Un seuil de 5 % est dé�ni pour isoler les températures les plus a�ectées par la variation

de chaque facteur. La contribution des facteurs de contact est signi�cative dans ces deux �gures, en

particulier le facteur X3 (Kda : encoches-stator) et le facteur X4 (Kcc : stator-carter). Le coe�cient de

convection naturelle dans la cavité �air interne 1� impacte également les di�érentes températures de la

machine ; cela peut être dû à la variation de ce coe�cient dans une large plage (xB14 = 1 → xH14 = 6).

De plus, les phénomènes de convection naturelle (fonctionnement à faible régime) et les phénomènes

de convection mixte (fonctionnement à fort régime) modélisés par les facteurs X14 → X18 ont une

in�uence presque similaire sur les températures de la machine.

Pour conclure, cette partie a permis de classer les facteurs clés dans la modélisation selon leurs in-

�uences sur les di�érentes températures de la machine. De plus, l'absence des interactions signi�catives

entre les facteurs peut être un paramètre clé pour la réduction du domaine d'étude, voire la réduction

du nombre de simulations à réaliser.
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Figure 3.10 � Pourcentage de variation des températures par rapport aux facteurs (fonctionnement à
faible régime).
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Figure 3.11 � Pourcentage de variation des températures par rapport aux facteurs (fonctionnement à
fort régime).

3.3.2 Méthode Monte-Carlo

La méthode Monte-Carlo est une démarche de calcul permettant d'estimer la propagation des

incertitudes des entrées d'un modèle sur ses réponses. Cette méthode permet, de ce fait, de tenir

compte des incertitudes des facteurs d'un modèle modélisant un système. Elle consiste à e�ectuer

un grand nombre de simulations des variables aléatoires qui correspondent à des facteurs incertains,

dé�nis par des lois de distribution statistiques. Chaque simulation est réalisée sur un jeu de valeurs

des facteurs, où ces derniers sont échantillonnés dans leurs domaines de variation. Cela se traduit par

un grand nombre de résultats distincts et indépendants, chacun représentant des grandeurs d'intérêt

du système. Les sorties des simulations Monte-Carlo suivent également des distributions de probabilité

qui montrent ses caractères de variation.

Par son principe de fonctionnement, la méthode Monte-Carlo requiert un grand nombre de simu-

lations à réaliser a�n d'obtenir des résultats statistiquement représentatifs. Dans la présente étude,

l'utilisation d'un modèle thermique à constantes localisées, et donc rapide, conduit à un temps total

de calcul raisonnable (de l'ordre de 30 min pour 1000 simulations).

Dans la partie précédente, l'utilisation des méthodes des plans d'expériences sur le modèle ther-

mique a permis l'extraction des facteurs clés dans la modélisation thermique, en les faisant varier entre

deux niveaux. Entre ces deux valeurs, la variation de la température est linéaire (entre deux niveaux

uniquement). Cependant, les réponses ou les températures d'un modèle thermique peuvent présenter

un caractère non-linéaire. En conséquence, la prise en compte des variations des facteurs sur la tota-

lité de leurs domaines permet d'extraire le caractère non-linéaire des températures. La variation de
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ces températures peut être également décrite par une loi de probabilité ; cette loi permet, en e�et,

d'observer la propagation des incertitudes sur les températures du modèle.

En d'autres termes, cette étude permet de répondre à la question : �Du point de vue conception,

si les facteurs clés dans la thermique d'une machine électrique sont incertains dans un intervalle

i.e. chaque facteur peut être pris en compte par une variable aléatoire (de caractéristiques statistiques

connues) quels sont les e�ets observés sur les températures de la machine, en particulier celles des

deux zones critiques (bobinage et rotor) ?�

De plus, cette étude permet de quanti�er l'in�uence de la variabilité d'un facteur sur la variabilité

des réponses du modèle. Cela est réalisé par le calcul de l'indice de sensibilité de Sobol. Finalement, nous

englobons dans les simulations Monte-Carlo l'intégralité des facteurs de conception qui représentent

tous les phénomènes physiques à l'intérieur et à l'extérieur de la machine.

3.3.2.1 Dé�nition des facteurs et des réponses

L'ensemble des valeurs que peut prendre un facteur entre deux bornes (bas et haut) constitue le

domaine de variation du facteur ou simplement le domaine de ce facteur. Ce domaine peut être dé�ni

par les paramètres statistiques des lois de probabilité. Dans notre cas, nous considérons la loi uniforme,

avec PX1,...Xn(x1, ..., xn) une fonction de densité de probabilité sur le support
[
xBi ; xHi

]
avec

PX(xi) = 1
xHi −xBi

;
´ +∞

−∞
P (x)dx = 1

La �gure 3.12 montre l'exemple d'une distribution uniforme ; celle-ci est considérée dans l'actuelle

étude avec µ la moyenne et B = xHi − xBi l'amplitude. Cette loi permet de distribuer les valeurs d'un

facteur Xi d'une manière équiprobable dans son domaine de variation. Ce choix est justi�é par le

fait que les paramètres des phénomènes physiques présents dans la machine, tels que la conduction à

travers les contacts par exemple, sont di�ciles à évaluer analytiquement. De plus, ils peuvent prendre

n'importe quelle valeur dans leurs domaines probables de variation.

Les facteurs de conception sont dé�nis comme entrées aux simulations Monte-Carlo. Les domaines

de ces facteurs sont déduits de l'analyse de sensibilité locale et des plans d'expériences présentés aupa-

ravant. Les résultats de l'étude Monte-Carlo sont présentés pour les mêmes points de fonctionnement

dé�nis dans le début du chapitre (à faible et à fort régime). Le tableau 3.7 montre les dix facteurs inva-

riants par rapport au régime de fonctionnement de la machine. Les coe�cients de convection naturelle

dans ce tableau dépendent de la température et sont évalués pour les deux régimes de fonctionnement.

Le tableau 3.8 montre la dé�nition des facteurs de convection naturelle interne pour le fonctionnement

à faible régime ; le tableau 3.9 décrit ceux de la convection mixte pour le fonctionnement à fort régime.
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Figure 3.12 � Loi de distribution uniforme des facteurs de conception (avec a = B/2).

Tableau 3.7 � Description et paramétrisation des facteurs de conception pour les simulations Monte-
Carlo (Paramètres globaux).

Facteur Phénomène Zones x0∗

i µ B

X1 Kcf Contact Carter - Cache moteur 2200 0.75 0.8
X2 Kcme Contact Carter - Cache embrayage 45 5 8
X3 Kda Contact Encoches - Stator 100> 1 1.5
X4 Kcc Contact Stator - Carter 1840 1 1

X8 Kext1 Convection naturelle Surface radiale (CM) - Ambiant 6.0/6.4 1 1
X9 Kext2 Convection naturelle Surface axiale (CM) - Ambiant 6.5/6.9 1 1
X10 Kext3 Convection naturelle Surface radiale (CE) - Ambiant 5.5/6.0 1 1
X11 Kext4 Convection naturelle Surface axiale (CE) - Ambiant 6.0/6.4 1 1
X12 Kext5 Convection naturelle Carter à ailettes - Ambiant 7.0/7.4 1 1
X14 Kcav1 Convection naturelle Air interne 1 4.0/5.3 3 4

X21 Klbd Conductivité Bobinage 0.75 1 0.4

∗Valeurs de x0∗
i en W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm et κ en W/m.K

∗Coe�cients de convection naturelle pour les deux points de fonctionnement :

A faible régime

A fort régime

* CM : Cache moteur

* CE : Cache embrayage

Tableau 3.8 � Description et paramétrisation des facteurs de conception pour les simulations Monte-
Carlo (Fonctionnement à faible régime).

Facteurs Phénomène Zones x0∗

i µ B

X13 Kext6 Convection naturelle Arbre - Ambiant 7.2 1 0.4
X15 Kvol Convection naturelle Volant - Air interne 2 3 3 4
X16 Kemb Convection naturelle Volant - Cache embrayage 5 3 4
X17 Kch1 Convection naturelle Chignons - Air interne 1 15.5 1 1.5
X18 Kch2 Convection naturelle Chignons - Air interne 2 15.5 1 1.5

∗Valeurs de x0∗
i en W/m2.K
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Tableau 3.9 � Description et paramétrisation des facteurs de conception pour les simulations Monte-
Carlo (Fonctionnement à fort régime).

Facteurs Phénomène Zones x0∗

i µ B

X13 Kext6 Convection naturelle Arbre - Ambiant 171 1 0.4
X15 Kvol Convection mixte Volant - Air interne 2 30 1 1
X16 Kemb Convection mixte Volant - Cache embrayage 25 1 1
X17 Kch1 Convection mixte Chignons - Air interne 1 161 0.8 1
X18 Kch2 Convection mixte Chignons - Air interne 2 161 0.8 1

∗Valeurs de x0∗
i en W/m2.K

3.3.2.2 Dé�nition des paramètres de simulation

La méthode initiale de Monte-Carlo est basée sur un échantillonnage aléatoire des domaines des

facteurs. L'inconvénient de cette méthode est qu'il arrive parfois que les échantillons ne couvrent pas

entièrement le domaine d'étude. Pour remédier à ce problème, plusieurs autres méthodes d'échantillon-

nage peuvent être utilisées. Une de ces méthodes est l'échantillonnage strati�é � échantillonnage par

hypercubes latins. Cette méthode consiste à découper le domaine d'un facteur en petits espaces disjoints

puis à échantillonner d'une manière aléatoire au sein de chaque espace [McKay 79]. Cette méthode

permet de remplir l'espace par un groupe d'échantillons dé�ni dans des espaces équiprobables. D'autres

méthodes comme les suites à discrépance faible peuvent être également utilisées et permettent d'obtenir

un meilleur remplissage du domaine. Parmi ces suites, nous citons la suite de Halton [Kuipers 75] ou

la suite LPτ de Sobol [Sobol 67]. Dans notre étude, nous choisissons l'échantillonnage par hypercubes

latins pour sa facilité d'implémentation et sa rapidité de construction.

Le nombre de simulations Monte-Carlo reste toujours un point critique dans cette approche. Un

grand nombre améliore la convergence des sorties du modèle vers une loi normale (loi des Grands

Nombres) et donne de meilleures estimations des paramètres statistiques. En revanche, le temps de

calcul est augmenté. Un compromis entre le temps de calcul et le nombre de simulations doit être alors

réalisé. Nous choisissons tout d'abord un nombre de simulations de N = 1000 (pour un nombre de

facteurs n = 15). En e�et, a�n de justi�er ce premier choix de N , plusieurs répétitions des simulations

Monte-Carlo ont été réalisées en adoptant, à chaque répétition, un nombre di�érent de N . Ensuite,

les paramètres statistiques des sorties des simulations (moyenne et écart-type principalement) sont

analysés. Nous constatons, qu'à partir de N = 1000, de légères améliorations sur ces deux paramètres

sont observées. En�n, a�n de déterminer un nombre optimal de simulations, nous introduisons une des

méthodes de calcul de ce nombre ; celui-ci sera utilisé dans le reste de l'étude.

Détermination du nombre optimal de simulations Monte-Carlo : La qualité de la distribu-

tion normale des sorties du modèle est inversement proportionnelle à
√
N [Saltelli 08], i.e. lorsque

le nombre de simulations N tend vers l'in�ni, la loi de probabilité d'une réponse tend vers une loi
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normale. En e�et, a�n d'identi�er le nombre optimal de simulations Monte-Carlo, nous e�ectuons trois

séries de simulation de N = 1, 000 chacune. Pour chaque série, un échantillonnage di�érent est réalisé.

Ensuite, la moyenne de chaque série pour les températures du bobinage et du rotor est identi�ée. Les

données sur ces températures sont décrites dans le tableau 3.10. Nous remarquons que l'erreur relative

entre la moyenne des séries et la moyenne de chaque série ne dépasse pas ±0.023 % ; pour l'écart-type,

cette erreur est de ±1.5 %.

En conséquence, nous supposons par la suite une distribution normale des températures pour une

moyenne égale à la moyenne des trois séries et un écart-type égal à la moyenne des trois écart-types

(µỹTbob = 168.64 °C et µσTbob = 13.88 °C respectivement pour la température du bobinage).

Tableau 3.10 � Variation de la moyenne et de l'écart-type des deux températures (bobinage et rotor)
pour trois séries de simulations Monte-Carlo.

ỹTbob σTbob ỹTrot σTrot

Série 1 168.60 13.72 139.80 11.26

[°C]
Série 2 168.68 13.97 139.88 11.58

Série 3 168.64 13.91 139.83 11.41

µsérie 168.64 13.88 139.84 11.41

Cette hypothèse sur la distribution normale des températures est utilisée pour calculer le nombre

optimal de simulations. Ceci est réalisé en imposant tout d'abord un pourcentage d'erreur acceptable

sur la moyenne. En e�et, chaque distribution de probabilité possède un intervalle de con�ance. Cet

intervalle permet d'évaluer la précision de l'estimation d'un paramètre statistique sur un échantillon, ou

bien le pourcentage que les réponses d'un système se situent entre deux bornes de variation. L'intervalle

de con�ance est formulé de la manière suivante :

Ic =

[
ỹ − zc

σy√
N

; ỹ + zc
σy√
N

]
(3.3)

avec σy l'écart-type d'une variable aléatoire Y et ỹ sa moyenne ; zc est un coe�cient qui dépend

du degré de con�ance et N la taille de l'échantillon [Dekking 05]. Par exemple, pour une distribution

normale, l'intervalle
[
ỹ − 1 · σy√N ; ỹ + 1 · σy√N

]
est un intervalle de con�ance de y à environ 68 % avec

zc = 1 (voir �gure 3.13).

En fonction de ces paramètres, le nombre optimal de simulations Monte-Carlo est ensuite évalué

par l'équation suivante [Driels 04] :

nopt =

[
100

E
· zcσy

ỹ

]2

avec E le pourcentage d'erreur acceptable sur la moyenne. Ceci-dit, l'erreur maximale souhaitée sur

la moyenne d'une série de réponses ne dépasse pas E/100. Dans notre cas, et pour le calcul de N , la

valeur E = 1 est choisie pour le calcul du nombre optimal de simulations Monte-Carlo. En dé�nissant

µỹTbob et µσTbob comme la moyenne et l'écart-type de la distribution statistique de la température du

bobinage, ainsi qu'un intervalle de con�ance de 99.6 % (zc = 3), le nombre optimal de simulations est

évalué à nopt = 600. Ce nombre est testé en réalisant plusieurs séries de simulation sur le modèle et
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en comparant à chaque fois la moyenne et l'écart-type obtenus par rapport aux deux valeurs µỹTbob
et µσTbob . Les résultats montrent que la condition portant sur le pourcentage maximal d'erreur (pour

E = 1) est respectée, dans la mesure où l'erreur sur la moyenne de chaque série à 600 simulations est

inférieure à 1 %. Alors que la variation de l'écart-type pour ces séries par rapport à µσTbob est de 5 %.

Dans le paragraphe suivant, nous montrons et nous comparons les lois de distribution des tempé-

ratures du bobinage et du rotor sur les deux points de fonctionnement. Nous retrouverons les valeurs

de la moyenne et de l'écart-type présentées ci-dessus.

Figure 3.13 � Loi de distribution normale avec ses paramètres statistiques : la moyenne µ, les écarts-
types σ et les intervalles de con�ance.

3.3.2.3 Résultats sur la variation des températures

Les lois de distribution des températures du bobinage et du rotor sont présentées dans ce para-

graphe. En e�et, l'objectif principal est d'observer le niveau de variation de ces températures en faisant

varier les valeurs des facteurs dans leurs domaines. Ces variations des températures sont illustrées dans

les �gures 3.14 et 3.15.

Nous remarquons tout d'abord, en comparant les résultats pour les deux régimes de fonctionnement,

que les écarts-types pour chaque température sont quasiment similaires ; dans ces �gures, la fréquence

représente le nombre de simulations pour lequel une température est obtenue par le modèle. Les

écarts-types comparés pour les régimes de fonctionnement permettent de montrer l'e�et de la variation

des facteurs dans leurs domaines (tableaux 3.7, 3.8 et 3.9) sur la distribution des températures. Par

exemple, la probabilité que la température du bobinage se situe dans l'intervalle [136.14 ; 164.88]◦C est

de 68 % (pour un fonctionnement à faible régime) et dans l'intervalle [154.71 ; 182.65]◦C pour le fort

régime. Cette analyse s'e�ectue également sur la température du rotor. Ces intervalles sont déduits de

la �gure 3.13 et sont évalués par [µ− σ;µ+ σ] pour un pourcentage égal à 68 %.

Ces intervalles sont d'une importance majeure puisqu'ils quanti�ent la tolérance des zones critiques

de la machine en faisant varier les facteurs de conception. De plus, pour le fonctionnement à fort
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régime, 39.7 % des températures du bobinage simulées par le modèle dépassent la température limite de

destruction des isolants des conducteurs, �xée à 170 °C ; alors que presque la totalité des températures

du rotor simulées dépassent la limite de désaimantation des aimants permanents, �xée à 120 °C.

Nous concluons tout d'abord que le modèle thermique sur-estime les températures de la machine

ainsi que leurs intervalles de variation. En e�et, la machine, par conception, peut atteindre le régime

thermique permanent sans dépasser les limites des températures pour les deux régimes de fonctionne-

ment. En revanche, cette étude permet de quanti�er la manière dont les températures se comportent

en variant les valeurs des facteurs de conception.

Nous nous intéressons par la suite, à calculer des indices de sensibilité permettant d'extraire la

contribution de chaque facteur ou d'un ensemble de facteurs dans la variation des réponses observées

dans ce paragraphe.
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Figure 3.14 � Distribution fréquentielle des températures critiques de la machine (fonctionnement à
faible régime).
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Figure 3.15 � Distribution fréquentielle des températures critiques de la machine (fonctionnement à
fort régime).
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3.3.2.4 Indices de sensibilité

L'objectif des indices de sensibilité est d'évaluer quantitativement la contribution d'un facteur ou

d'un groupe de facteurs sur une réponse du modèle. Une variété d'indices existe dans la littérature

pour l'analyse de sensibilité globale [Jacques 05, Saltelli 08]. Ceux-ci sont di�érents par leurs ordres

ainsi que par l'hypothèse sur la dépendance des entrées entre elles. L'indice de sensibilité peut être

d'ordre 1, négligeant les interactions entre les facteurs, ou d'ordre supérieur si ces interactions sont

considérées. Dans notre étude, les facteurs sont tout d'abord indépendants entre eux. De plus, les

diagrammes Pareto de la M.P.E ont montré que les facteurs d'in�uence signi�cative sont du premier

ordre. En e�et, le pourcentage d'in�uence des réponses basées sur les interactions entre facteurs est

inférieur à 5 %. En conséquence, le choix est d'adopter un indice de sensibilité de premier ordre. Cet

indice, nommé indice de Sobol d'ordre 1, est compris entre 0 et 1. Celui-ci représente l'e�et principal

de la contribution de chaque facteur sur la variance de la sortie.

La première approche pour évaluer cet indice est de �xer la valeur d'une variable Xi à une valeur

initiale x0
i . Ensuite, la variance de Yj , nommée variance conditionnelle et notée VX∼i(Yj | Xi = x0

i ), est

évaluée en considérant que tous les facteurs varient sauf le facteur d'indice i. Cette variance peut être

considérée comme une mesure d'importance du facteur Xi. En e�et, une faible variance conditionnelle

montre une grande importance du facteur. Ceci-dit, lorsque le facteur i est �xe et tous les autres

varient, les sorties du modèle varient légèrement ; ce fait d'avoir une faible variance montre que le

facteur est signi�catif. L'indice du premier ordre à laquelle la variance conditionnelle est associée est

calculé par la formule suivante [Saltelli 08] :

ISi,j =
VX∼i(Yj | Xi = x0

i )

V (Yj)
(3.4)

avec V (Yj) la variance totale de Yj qui résulte de la variation de toutes les valeurs des facteurs.

Indices par phénomène : A�n d'évaluer l'in�uence de chaque phénomène thermique lié à la ma-

chine électrique, nous appliquons l'indice de sensibilité de l'équation (3.4) à un groupe de facteurs

modélisant un phénomène en particulier. Ceci est réalisé, pour le contact par exemple, en �xant tous

les facteurs de contact étudiés (X1 → X4) à leurs valeurs initiales
(
x0

1 → x0
4

)
tout en variant les autres

facteurs dans leurs domaines. Le même calcul d'indice est réalisé pour les phénomènes de convection

interne et ceux de la convection externe.
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Tableau 3.11 � Indices de sensibilité sur les phénomènes thermiques dans la machine et leur in�uence
sur les températures du bobinage et du rotor.

Phénomène Tous Contact Convection interne Convection externe

µTbob 168.31 167.05 166.80 166.90

[°C]
µTrot 138.31 138.85 139.77 138.31

σTbob 13.88 12.85 14.02 4.93

σTrot 11.42 10.81 11.75 2.56

ISbob / 0.86 1.02 0.13
[-]

ISrot / 0.89 1.05 0.05

Nous remarquons, par le tableau 3.11, que le phénomène de convection naturelle entre la machine

et l'air ambiant est le plus important, car il possède l'indice le plus faible ; il est suivi par le phénomène

de contact et la convection interne respectivement. Le phénomène de conduction dans les matériaux

hétérogènes n'est pas considéré car la conductivité équivalente du bobinage a une in�uence négligeable

sur la variation des températures du bobinage et du rotor. Les deux indices de sensibilité montrent

que la convection interne n'in�ue pas, d'une manière signi�cative, les températures critiques (IS ≈ 1).

Ces indices sont faiblement supérieurs à 1 ; cela s'explique par le fait que l'erreur sur l'écart-type par

la réduction du nombre de simulations Monte-Carlo est de 5 % (voir �3.3.2.2). Ces résultats sur le

fonctionnement à fort régime con�rment d'une manière quantitative les résultats obtenus par les deux

analyses de sensibilité appliquées auparavant (locale et analyse par plans d'expérience).

Après avoir présenté les résultats sur les indices par phénomènes, nous appliquons la même démarche

pour évaluer l'importance de chaque facteur.

Indices par facteur : Nous choisissons à présent les facteurs les plus signi�catifs a�n de tester

leurs in�uences sur la sensibilité du modèle thermique. Ces facteurs sont issus des résultats des deux

analyses de sensibilité locale et globale présentées auparavant. Le tableau 3.12 présente les facteurs

pris en compte et les écarts-types sur les températures du bobinage et du rotor en �xant à chaque

fois, chaque facteur à sa valeur initiale. Le calcul des indices de sensibilité du tableau 3.12 valide les

résultats des parties précédentes où le facteur de convection naturelle via le carter à ailettes est le plus

in�uent dans le modèle.

Tableau 3.12 � Indices de sensibilité des facteurs les plus in�uents sur les températures du bobinage et
du rotor.

Facteurs σTbob σTrot ISbob ISrot

X3 13.57 11.32 0.96 0.98

X4 13.85 11.51 1.00 1.02

X8 13.18 10.92 0.90 0.91

X12 8.53 6.88 0.38 0.36

X13 13.76 11.33 0.98 0.99
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Prise en compte des incertitudes des pertes : Jusqu'à présent, les résultats des analyses de

sensibilité ne prenaient pas en compte les incertitudes liées aux estimations et aux mesures des pertes

internes à la machine. Celles-ci étaient considérées parfaitement connues. Cependant, des erreurs de

mesure ou de calcul existent toujours dans l'évaluation de ces pertes. L'objectif de ce paragraphe

est d'étudier l'in�uence des incertitudes portant sur les pertes et sur la variabilité des températures

critiques.

Nous faisons ainsi varier les pertes mécaniques et les pertes fer dans la machine de ±20 % et les

pertes par e�et Joule de ±10 % par rapport à leurs valeurs de référence (voir tableau A.2). Bien que ces

pertes (par e�et Joule) soient estimées analytiquement et validées expérimentalement, des incertitudes

sur leurs valeurs peuvent être présentes. C'est le cas où les e�ets de peau et de proximité, initialement

négligés, sont présents à fort régime (lorsqu'une forte densité de courant circule dans les conducteurs).

Nous comparons tout d'abord dans le tableau 3.13, les paramètres statistiques (moyennes et écarts-

types) ainsi que les erreurs relatives sur ces paramètres. Cette comparaison est réalisée entre la prise en

compte des incertitudes des pertes (production et échange de chaleur) et les incertitudes liées aux fac-

teurs de conception (échange de chaleur). Nous déduisons ensuite l'importance des incertitudes sur les

pertes et sur la variation des températures par le calcul de l'indice du premier ordre de l'équation (3.4).

Tableau 3.13 � Erreurs relatives sur les paramètres statistiques des températures critiques avec la prise
en compte des incertitudes des pertes.

Phénomène Échange [°C] Production+Échange [°C] Erreur (%)

µTbob 168.31 168.53 0.01

µTrot 138.31 139.79 1.05

σTbob 13.88 15.92 12.81

σTrot 11.42 12.96 11.88

L'indice d'ordre 1 est calculé simplement en divisant le carré de l'écart-type dû aux échanges de

chaleur par celui dû aux échanges et à la production de chaleur. Les valeurs qui résultent de ce calcul

sont 0.76 et 0.77 respectivement pour les deux températures de bobinage et du rotor. De même, le

tableau 3.13 montre que les moyennes des deux séries de simulations étudiées sont similaires alors que

l'e�et de la production et de l'échange de chaleur possède une in�uence signi�cative sur la variation

des températures critiques (+12.81 % et +11.88 %).

Finalement, grâce à cette in�uence et aux valeurs des indices de sensibilité, nous pouvons déduire

que les incertitudes liées aux pertes sont importantes pour toute modélisation thermique.

3.4 Application de l'analyse de sensibilité en vue de la réduction

des modèles

3.4.1 Introduction à la réduction des modèles

Dans les applications industrielles (optimisation ou surveillance des machines électriques), l'utilisa-

tion des modèles thermiques �ns comportant plusieurs dizaines d'éléments n'est pas appropriée car ces
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modèles représentent un coût de calcul souvent élevé. En conséquence, a�n de réduire le temps de calcul

et de faciliter l'implémentation d'un modèle thermique en vue de la surveillance des températures de la

machine, des méthodes de réduction des modèles sont nécessaires. Certaines approches ont eu recours à

des méthodes mathématiques pour la réduction des modèles thermiques [Broussely 00, Jaljal 08] ;

d'autres ont procédé à la réduction par simpli�cation des phénomènes physiques prenant place à l'in-

térieur de la machine [Lindstrom 99] ou par des analyses de sensibilité locale [Puranen 06].

Dans notre étude, nous nous intéressons à la réduction du modèle thermique pour deux objec-

tifs : le premier est l'intégration d'un modèle thermique simple dans un système mécatronique, et le

deuxième est l'utilisation d'un modèle réduit dans des démarches d'étude multiphysique des machines.

En conséquence, nous proposons la réduction du modèle thermique par l'association des résultats des

analyses de sensibilité locale et globale présentées auparavant. De même, des hypothèses basées sur la

connaissance et la simpli�cation des phénomènes physiques à l'intérieur de la machine sont considérées.

3.4.2 Méthode de réduction proposée

Les trois voies de réduction de modèles, adoptées dans cette démarche, sont :

1. La simpli�cation du circuit thermique en négligeant les chemins de transfert de chaleur non-

signi�catifs,

2. La simpli�cation structurelle du circuit thermique (calcul de composants équivalents du fait de

leur couplage en série ou en parallèle),

3. La simpli�cation basée sur l'élimination de certaines résistances dont l'analyse de sensibilité a

montré leurs faibles contributions dans le modèle thermique.

A�n d'appliquer ces voies de réduction sur le modèle thermique �n présenté dans le chapitre 2 (�-

gure 2.23), nous considérons les éléments suivants :

1. L'étude de sensibilité locale a montré que les roulements sont découplés thermiquement de

leur environnement ; leur température dépend principalement du contact entre les deux bagues

internes/externes et les éléments roulants (facteur X6 du tableau 3.1). En e�et, plusieurs études

se basent sur la surveillance de cette température qui peut être un indicateur important pour

la détection des défauts du roulement. Le chemin de transfert de chaleur entre les roulements

et la cavité air interne 1 est également négligé par le fait de la faible in�uence du contact entre

les roulements et le cache moteur (X7 du tableau 3.1),

2. Le contact entre l'arbre de rotation et le volant a une in�uence négligeable sur la distribution des

températures de la machine. Ce qui fait que le �ux de chaleur passant à travers ce contact est

négligeable par rapport au bilan de �ux à l'intérieur de la machine. La résistance qui modélise

ce contact est ainsi éliminée du modèle réduit. Dans la même zone, nous éliminons également

la résistance Ra,c de convection entre l'arbre de rotation et la cavité interne 1 ; ceci est due à la

faible surface exposée à la cavité ainsi qu'une faible di�érence de température entre l'arbre et

cette cavité,

3. La faible di�érence de température entre le rotor et les cavités voisines entraine un faible trans-

fert de chaleur entre ces zones de la machine. Dans le modèle réduit, ces chemin de transfert de

chaleur sont considérés non-signi�catif et sont, par conséquent, éliminés,
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4. L'analyse de sensibilité a montré l'importance des contacts entre les encoches et le stator, ainsi

que le contact entre la culasse du stator et le carter. Cette importance se traduit par un chemin

privilégié des �ux de chaleur des encoches vers l'air ambiant à travers ces contacts. De l'autre

côté du stator, les simulations du modèle thermique ainsi que l'analyse de sensibilité local ont

montré qu'un faible �ux de chaleur est transmis vers le rotor. En conséquence, les faibles niveaux

de transfert de chaleur à travers le rotor ainsi que par l'arbre de rotation vers le volant nous

amènent à considérer ces deux éléments de réduction : le chemin de transfert de chaleur à travers

le rotor vers le volant du côté du cache embrayage et nous considérons également un rotor passif,

5. Dans le cas où nous nous intéressons seulement à la température des bobinages dans le circuit

thermique, à partir du point précédent (4), le chemin de transfert de chaleur par le rotor est

négligé,

Ces hypothèses de simpli�cation sont à présent appliquées sur le modèle thermique �n de l'alterno-

démarreur intégré. Les résultats issus de cette réduction sont illustrés dans le paragraphe suivant.

3.4.3 Modèles thermiques réduits

Modèle thermique réduit en vue de la surveillance des di�érentes températures de la

machine (Modèle 1) : L'application des quatre premières hypothèses simpli�catrices aboutit à un

modèle thermique illustré dans la �gure 3.16. Ce modèle réduit permet la surveillance des di�érentes

températures de la machine sans prendre en compte les températures de l'air des cavités. Ce modèle

est simulé en régime permanent et en régime transitoire ; les capacités du réseau n'étant pas illustrées

sur le modèle. Les sources de génération de chaleur sont indiquées par P , où Pbob, Pf et Pm,r indiquent

respectivement les pertes par e�et Joule, les pertes fer et les pertes par frottement dans les roulements.

Figure 3.16 � Modèle réduit en vue de la surveillance des di�érentes températures de la machine.
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Tableau 3.14 � Description des résistances du modèle réduit par rapport au modèle �n.

Modèle Réduit Zone 1 Zone 2 Modèle �n

R
′

1 Bobinage Stator Rbob
R
′

2 Stator Carter Rc,c
R
′

3 Stator Arbre Rr,1+Rr,2+Rent
R
′

4 Bobinage Cache moteur Rtb,c+(R1
cm,c//R

2
cm,c)

R
′

5 Bobinage Cache embrayage Rtb,c+Rv,c+(R1
v,ce//R

2
v,ce)

R
′

6/R
′

8 Arbre Ra,1/Ra,2
R
′

7 Roulements Arbre Rrl,2
R
′

9 Arbre Ambiant Ra,a
R
′

10 Cache moteur Ambiant R1
cm,a//R

2
cm,a

R
′

11 Carter Ambiant Rc,a
R
′

12 Cache embrayage Ambiant R1
ce,a//R

2
ce,a

R
′

13 Carter Cache moteur Rc,cm
R
′

14 Carter Cache embrayage Rc,ce

Modèle thermique réduit en vue de la surveillance de la température du bobinage (Modèle

2) : Le modèle thermique subit une nouvelle réduction en vue de la surveillance de la température

du bobinage où l'hypothèse simpli�catrice (5) est appliquée. Le chemin de transfert de chaleur par le

rotor vers l'air ambiant via l'arbre de rotation est éliminé dans ce cas. Nous considérons également que

les pertes générées à l'intérieur des roulements sont évacuées vers l'air ambiant via l'arbre de rotation.

Ce modèle réduit est illustré dans la �gure 3.17.

Figure 3.17 � Modèle réduit en vue de la surveillance de la température du bobinage.

3.4.4 Résultats de réduction

Les deux modèles réduits sont comparés dans ce paragraphe pour les deux points de fonctionnement

(à faible et à fort régime). Les �gures 3.18a à 3.19b montrent la comparaison entre ces modèles et le

modèle �n en régime permanent. Les températures du modèle �n sont présentées en couleur rouge et

en italique, et celles des modèles réduits en normal et noir.
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Nous remarquons que l'écart maximal sur l'évaluation des températures entre le modèle 1 et le

modèle �n ne dépasse pas 5 % dans les di�érentes zones de la machine, sauf au rotor où cet écart est de

7 %. Par rapport au modèle 2, l'écart maximal sur la température du bobinage par rapport au modèle

�n est de 9 %. Dans les deux cas, les modèles réduits appliqués au point de fonctionnement à faible

régime présentent de meilleurs résultats que ceux appliqués au fonctionnement à fort régime.

(a) Fonctionnement à faible régime (b) Fonctionnement à fort régime

Températures du modèle réduit

Températures du modèle �n

Figure 3.18 � Comparaison du modèle réduit 1 au modèle �n en vue de la surveillance des di�érentes
températures de la machine.

(a) Fonctionnement à faible régime (b) Fonctionnement à fort régime

Températures du modèle réduit

Températures du modèle �n

Figure 3.19 � Comparaison du modèle réduit 2 au modèle �n en vue de la surveillance de la température
du bobinage.
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3.5 Conclusion

Ce chapitre a présenté une démarche systématique basée sur di�érentes approches d'analyse de

sensibilité et aboutissant à la compréhension des phénomènes thermique liés à une machine électrique,

ainsi que la réduction des modèles thermiques.

Les analyses de sensibilité ont permis de faire apparaitre et de classer les facteurs clés dans la

conception d'une machine électrique d'une manière quantitative et qualitative. L'analyse de sensibilité

locale a montré que certains contacts dans la machine étudiée ne sont pas signi�catifs ; de même

que pour la convection à travers l'entrefer. Ensuite, l'analyse par plan d'expériences a montré que les

interactions entre facteurs n'in�uent pas d'une manière importante sur les températures de la machine.

Ceci peut être une introduction pour l'amélioration de la construction d'un nouveau plan d'expériences,

prenant plus de facteur et moins de simulation. L'analyse par l'approche de Monte-Carlo a permis de

déduire les bornes de variations des températures critiques de la machine en faisant varier les facteurs

de conception dans leurs domaines. Dans les deux cas du bobinage et du rotor, un écart-type de la

valeur moyenne des températures de 10 % est observé pour les deux points de fonctionnement (à faible

et à fort régime). De plus, l'analyse par Monte-Carlo a permis de classer les phénomènes thermiques

principaux dans la machine par le calcul de leurs indices de sensibilité (par ordre d'importance :

convection externe>contact>convection interne).

L'ensemble de ces études insiste sur les résultats obtenus dans la littérature, du point de vue de

l'importance signi�cative du mode de refroidissement dans toute conception thermique de machines.

En partant des analyses de sensibilité, ce chapitre a également proposé des techniques et des

hypothèses pour la construction de modèles thermiques réduits (i.e. allégés/simpli�és) par rapport à

un modèle thermique �n initial. Deux modèles réduits ont été présentés ; le premier tenait compte des

di�érentes températures de la machine ; et le second s'intéressait à la température du bobinage. Des

écarts de 5 % à 7 % des températures du modèle réduit par rapport au modèle �n sont observés sur le

premier modèle et de 10 % sur le second modèle.

Finalement, les résultats obtenus dans cette étude sont utilisés dans le chapitre suivant. Les facteurs

in�uents sont ainsi identi�és en développant des méthodologies d'identi�cation en vue du recalage du

modèle thermique de l'ADI. De plus, les résultats de la réduction du modèle sont exploités et présentés

après le recalage du modèle thermique �n.
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Chapitre 4

Méthodes d'identi�cation des

paramètres par algorithmes

d'optimisation

4.1 Introduction et état de l'art

La précision d'un modèle thermique d'une machine électrique est fortement in�uencée par plusieurs

paramètres critiques et di�ciles à estimer analytiquement. Ces paramètres dépendent de nombreux

facteurs tels que la géométrie de la machine, le procédé de fabrication, le phénomène physique impli-

qué,... Les valeurs initiales de ces paramètres ainsi utilisées dans le modèle s'obtiennent des références

thermiques en adaptant les corrélations analytiques et empiriques générales de transfert de chaleur à

la géométrie de la machine électrique. Ces valeurs peuvent être également obtenues en se basant sur

des études antérieures sur la modélisation thermique des machines électriques. Les erreurs d'évalua-

tion de ces paramètres induisent une mauvaise estimation des températures du modèle par rapport

au comportement thermique réel de la machine. En conséquence, les méthodes d'expérimentation et

d'identi�cation constituent une étape importante pour l'évaluation des paramètres de transfert de cha-

leur à l'intérieur et à l'extérieur de la machine. L'objectif principal de cette identi�cation est d'obtenir

un modèle thermique qui re�ète la réalité des phénomènes physiques prenant place dans la machine et

un recalage de ses températures par rapport aux essais.

Plusieurs travaux de modélisation thermique sur di�érents types de machine électrique se sont

basés sur la voie expérimentale pour identi�er les paramètres de leurs modèles ([Kylander 95,

Broussely 00, Renard 03, Trigeol 04, Grobler 11, Guemo 14]). Ces paramètres sont princi-

palement les conductances de contact, les coe�cients de convection à l'intérieur et à l'extérieur de la

machine et la conductivité équivalente des matériaux hétérogènes. En revanche, l'identi�cation de cer-

tains paramètres grâce à la voie expérimentale seule s'avère di�cile dans plusieurs cas, d'où la nécessité

de l'utilisation des méthodes d'identi�cation par des algorithmes d'optimisation.

Dans la littérature, de nombreux travaux de conception et de dimensionnement des machines élec-
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triques sont présentés et dont un résumé est reporté dans [Bremner 10]. Ces travaux s'intéressent à

l'identi�cation des paramètres électriques et mécaniques de la machine à partir des routines d'opti-

misation. Dans ces modèles de machine, la prise en compte des aspects thermiques est marginale et

la majorité de ces études considèrent le fonctionnement de la machine à une température constante.

D'autres études intègrent des modèles thermiques dans la modélisation multi-physique ou le dimen-

sionnement de leurs machines ([Fasquelle 07, Li 11, Küttler 13]).

Par conséquent, un modèle thermique �able et recalé est nécessaire pour toute approche de mo-

délisation ou de conception de la machine électrique. La voie des méthodologies d'identi�cation par

algorithmes d'optimisation impose un recours au recalage du modèle. Les points critiques dans cette

démarche sont principalement la mise en ÷uvre du problème d'identi�cation et le choix de l'algo-

rithme d'optimisation le plus adapté. En e�et, à partir d'un état initial, les algorithmes d'optimisation

trouvent une solution optimale des paramètres à identi�er suivant une série d'itérations qui convergent

vers un état �nal.

Le choix de l'algorithme est basé sur plusieurs critères, citons [Brisset 07, Laurenceau 08] :

� La capacité de l'algorithme à éviter les minima locaux et à converger vers un minimum global,

� La capacité à résoudre des fonctions mono-objectif ou multi-objectifs,

� Le temps de calcul que prend l'algorithme pour fournir la solution optimale,

� La nécessité du calcul des gradients,

� Le mode de recherche,

� La présence et le type des contraintes.

Les algorithmes d'optimisation sont divisés en deux catégories :

� Les algorithmes de recherche déterministes qui recherchent le même minimum pour les mêmes

conditions initiales et paramètres de contrôle de l'algorithme. La plupart de ces algorithmes

sont locaux mais il existe quelques méthodes globales,

� Les algorithmes de recherche stochastiques qui trouvent de di�érents minima même si les condi-

tions initiales et les paramètres de contrôle sont identiques. Presque toutes ces méthodes re-

cherchent des minima globaux.

De plus, les méthodes qui associent les avantages des deux algorithmes précédemment présentés sont

dites hybrides [Vanaret 15]. Ce sont les méthodes où l'algorithme de recherche globale est associé

à un autre de recherche locale pour renforcer la certitude de la solution globale et éviter les minima

locaux.

[Brisset 07] présente une étude détaillée des algorithmes d'optimisation fréquemment appliqués à

la conception des machines électriques. Il classi�e également ces algorithmes selon leurs caractéristiques

(�gure 4.1).
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Figure 4.1 � Classi�cation de certains algorithmes d'optimisation [Brisset 07].

Dans le domaine thermique des machines électriques, l'application de ces algorithmes aux pro-

blèmes d'identi�cation des paramètres a constitué le sujet de plusieurs études. [Jandaud 12] utilise

la méthode CFD pour réaliser une étude paramétrique du débit à l'intérieur d'un alterno-démarreur

intégré. Les résultats sont ensuite utilisés dans un modèle thermique à constantes localisées couplé

à une méthode d'optimisation (méthode par essaims particulaires) a�n d'optimiser la structure de la

machine. [Bornschlegell 13] a utilisé deux méthodes (Active-set et algorithme génétique) pour l'op-

timisation thermique d'une machine électrique de forte puissance. [Guemo 14] réalise le recalage de

son modèle thermique en comparant les résultats obtenus par trois algorithmes d'optimisation (deux

déterministes et un stochastique).

Dans notre étude, nous présentons deux méthodologies d'identi�cation des paramètres de la machine

électrique. En e�et, les problèmes de la quanti�cation des niveaux de transfert de chaleur à l'intérieur et

à l'extérieur de la machine imposent le découplage entre les di�érents phénomènes. En d'autres termes,

les phénomènes qui apparaissent aux surfaces externes de la machine sont découplés des phénomènes

internes. Chaque méthodologie est alors consacrée à l'identi�cation des paramètres de chacun des phé-

nomènes. La première méthodologie évalue l'erreur induite par l'utilisation des corrélations analytiques

sur les coe�cients de convection naturelle et présente ensuite une démarche d'identi�cation de ces co-

e�cients. Cette démarche réalise une comparaison des résultats de trois algorithmes d'optimisation

(deux déterministes et un stochastique). Par contre, la deuxième méthodologie permet l'identi�cation,

par l'utilisation d'une méthode hybride, des paramètres de contact et de convection interne de la ma-

chine. Les problèmes d'identi�cation dans la présente étude sont résolus par les solveurs d'optimisation

de MATLAB�(fmincon pour les algorithmes déterministes et ga pour l'algorithme génétique).
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4.2 Identi�cation des coe�cients d'échange convectif externe

Dans cette partie, nous nous intéressons à l'identi�cation des coe�cients d'échange convectif entre

la machine et l'air ambiant. La problématique d'identi�cation résulte d'une évaluation de la préci-

sion des corrélations analytiques classiques de convection naturelle externe existant dans la littérature

([Staton 06, Incropera 11]). Cette évaluation fait l'objet de la première section de cette partie. En

e�et, les corrélations analytiques, formulées pour des problèmes spéci�ques de transfert de chaleur,

sont limitées dans certains cas comme celui des machines électriques ; ce fait peut induire une erreur

d'évaluation de ces corrélations. De plus, dans une démarche de modélisation d'une machine électrique

ou même dans les phases de sa conception, cette erreur doit être prise en compte grâce à une in�uence

signi�cative sur la distribution des champs de température à l'intérieur de la machine. Par consé-

quent, les méthodes d'expérimentation et d'identi�cation sont des étapes importantes pour évaluer les

coe�cients de convection. Ces méthodes ont fait le sujet de plusieurs études et articles scienti�ques

([Boglietti 06b, Grobler 11, Guemo 13]).

Par exemple, [Boglietti 06b] a évalué, au moyen d'une procédure expérimentale, la résistance

thermique par convection entre une machine asynchrone de puissance 150 W et l'air ambiant.

[Guemo 13] a utilisé une méthode inverse pour minimiser le résidu entre les températures mesurées

et celles simulées par un modèle thermique d'une machine synchrone à aimants permanents. Cet article

a comparé trois algorithmes d'optimisation pour identi�er les paramètres d'un réseau à constantes

localisées de sa machine. Parmi ces paramètres, les coe�cients d'échange convectif externe ont été

identi�és.

Dans notre étude, nous développons une nouvelle méthodologie d'identi�cation a�n de déterminer

les coe�cients d'échange convectif sur chaque surface de la machine. Nous montrons également les

résultats d'identi�cation en comparant trois algorithmes d'optimisation et en déduisant les valeurs des

coe�cients d'échange dans le cas de l'alterno-démarreur intégré.

4.2.1 Évaluation de l'erreur sur les coe�cients d'échange convectif

L'évaluation de la précision des corrélations classiques de convection naturelle dans une machine

totalement fermée et non ventilée (cas de l'alterno-démarreur intégré) est réalisée en comparant les

�ux sortants par rapport aux pertes internes totales mesurées. En e�et, en décomposant la machine

en des géométries connues (cylindre, plaque et ailettes), des corrélations analytiques et empiriques

sont appliquées pour l'évaluation du coe�cient de transfert thermique par convection naturelle. L'es-

timation des �ux sortants de la machine est établie par la connaissance des températures déterminées

expérimentalement et les coe�cients de convection calculés analytiquement. Ces �ux de chaleur sont

ensuite comparés aux pertes internes générées dans la machine. Par conséquent, pour un régime ther-

mique établi, si ces deux quantités ne sont pas égales, nous pourrons constater la présence d'une erreur

basée sur le calcul analytique des coe�cients, en prenant en compte les incertitudes sur les mesures

expérimentales.

En résumé, la démarche proposée est établie en considérant les points suivants et illustrée dans la

�gure 4.2 :

� Les températures des surfaces Ti intervenant dans l'échange convectif sont connues par mesures,
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� Les coe�cients d'échange convectif h sont évalués grâce aux corrélations présentes dans la

littérature,

� Les �ux thermiques sortants φi peuvent être ainsi calculés à partir de la connaissance des h et

de la di�érence des températures entre les surfaces et l'air ambiant,

� Les deux quantités (�ux sortants et pertes internes) sont comparées.

Figure 4.2 � Structure simpli�ée pour représenter les phénomènes de convection.

4.2.1.1 Choix du modèle de la machine

A�n de modéliser les phénomènes de convection naturelle, la structure de l'ADI est ramenée à

des géométries simples (ou des composants élémentaires). La �gure 4.3 montre le choix du modèle

simpli�é de la machine, avec hi, le coe�cient d'échange convectif, Ti la température des surfaces, Tamb
la température ambiante et φi le �ux de chaleur sortant.

Figure 4.3 � Structure simpli�ée de l'alterno-démarreur intégré pour représenter les phénomènes de
convection naturelle.
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4.2.1.2 Coe�cients de convection et résistances thermiques équivalentes

Les coe�cients de convection naturelle des surfaces exposées à l'air ambiant h, ainsi que les résis-

tances thermiques équivalentes de convection Req sont calculés en s'appuyant sur les corrélations du

tableau 1.8. En e�et, ces coe�cients dépendent principalement de la température du �lm d'air entre

la paroi et l'air ambiant, de la forme géométrique des surfaces, des propriétés de l'air et de la vitesse

de rotation. Nous présentons ainsi, à titre d'exemple, le calcul de ces paramètres sur deux régimes de

fonctionnement de la machine : le premier est à faible régime et le deuxième est à fort régime. Ces

deux régimes peuvent correspondre respectivement à deux essais réalisés sur l'ADI (appendice A) :

l'essai n°3 en statique où les enroulements sont montés en série et alimentés par un courant continu de

densité J = 4.5 A/mm2 ; le deuxième est l'essai n°10 en charge pour Ω = 4000 tr/min et J = 4.5 A/mm2.

La synthèse de calcul des paramètres (coe�cients de convection, surface et résistances thermiques) est

présentée dans le tableau 4.1a et le tableau 4.1b.

Tableau 4.1 � Synthèse de calcul des coe�cients de convection et des résistances thermiques.

(a) Résultats pour l'essai n°3 (fonctionnement à faible régime).

Zone h (W/m2K) S
(
m2
)

Req (K/W)

Cache moteur 5.01 5.42 0.140 1.37
Cache embrayage 4.51 5.12 0.113 1.80
Carter à ailettes 6.1 0.145 1.12
Arbre de rotation 3.3 0.022 13.68

(b) Résultats pour l'essai n°10 (fonctionnement à fort régime)..

Zone h (W/m2K) S
(
m2
)

Req (K/W)

Cache moteur 5.81 6.22 0.140 1.20
Cache embrayage 5.31 6.02 0.113 1.52
Carter à ailettes 7.0 0.145 1.00
Arbre de rotation 149 0.022 0.30

1 : Surface radiale
2 : Surface axiale

4.2.1.3 Distribution des �ux de chaleur sortants

L'estimation de la résistance thermique équivalente conduit, en connaissant les températures expé-

rimentales, au calcul des �ux de chaleur φi sortants à travers les surfaces grâce à la formule :

φi =
∆Ti
Req

(4.1)

Avec ΔTi la di�érence de température entre la surface d'indice i et l'air ambiant.

Dans le cas où la machine ne tourne pas, la convection à travers l'arbre devient négligeable et le

chemin de �ux de chaleur à travers les ailettes est prépondérant. La �gure 4.4a montre la distribution
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des �ux de chaleur et les températures expérimentales pour l'essai n°3. Il est à noter que la longueur

des �èches dans les �gures 4.4 correspond au niveau de contribution de la surface à l'évacuation de

la chaleur par rapport au �ux total mesuré. De plus, nous considérons que la machine possède une

symétrie par rapport à l'axe de l'arbre de la machine ; nous représentons les �ux totaux pour chaque

surface. Lorsque la vitesse de rotation augmente en essai n°10, à Ω = 4000 tr/min, le �ux sortant est plus

important à travers l'arbre de rotation (�gure 4.4b). Normalement, dans le cas classique des machines

électriques, le �ux convectif à travers l'arbre est négligé. Par contre, dans le cas de l'ADI, l'arbre

contribue d'une manière très signi�cative à l'évacuation des calories produites.

(a) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2 (b) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min

Figure 4.4 � Distribution des �ux thermiques sortants.

4.2.1.4 Synthèse des résultats et conclusion

Les �ux sortants des �gures 4.4a et 4.4b concernent uniquement le transfert de la chaleur par

convection sur les surfaces externes. En e�et, dans le cas d'une convection naturelle, le rayonnement

peut contribuer à l'évacuation de la chaleur produite à l'intérieur de la machine. Par contre, pour une

convection externe forcée (ventilation ou refroidissement par un liquide), ce phénomène est négligé

[Boglietti 06a]. La quantité de �ux rayonné de la machine dépend du facteur de l'émissivité et

des températures des surfaces. Pour pouvoir séparer l'in�uence du rayonnement des résultats sur les

coe�cients d'échange convectif, une procédure expérimentale est mise en place a�n de déterminer les

facteurs d'émissivité de l'ADI [Cabannes 96]. Les résultats expérimentaux ont montré que ce facteur

varie de ε = 0.12 à 0.19 pour les surfaces d'aluminium poli (surfaces 1→4 de la �gure 4.3) et ε = 0.55

pour les ailettes en aluminium anodisé. Finalement, le pourcentage de contribution de ce phénomène

dans les �ux sortants varie entre 5 % et 10 %.

Le tableau 4.2 compare les �ux ou les pertes internes de la machine φint à la sommation des �ux

sortants φext pour six essais. L'erreur globale entre ces deux quantités est calculée par l'équation (4.2).
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Ces résultats montrent de même la contribution des deux phénomènes de convection (φconv) et de

rayonnement (φrad) dans l'évacuation de la chaleur sortante.

ε =
φint − φext

φint
(4.2)

Pour les essais en charge, les incertitudes sur l'évaluation des coe�cients d'échange convectif dans la

machine varient légèrement (21.4 % → 23.7 %). L'erreur globale pour les essais en statique est autour

de 41 % et reste dans les mêmes ordres de grandeur. En e�et, les pertes par e�et Joule pour ces

essais sont évaluées expérimentalement avec une incertitude de ∼ 1.5 % de leurs valeurs �nales et les

températures à ±1.5 °C. De même, l'étude de sensibilité sur ces incertitudes a montré que ces dernières

ont une in�uence négligeable sur la variation de l'erreur globale. Par conséquent, nous pouvons déduire

que l'ordre de grandeur sur l'imprécision de calcul des coe�cients d'échange par convection naturelle

varie autour de 40 %. La grande di�érence entre les essais en charge et les essais en statique peut être

due à la surestimation des �ux sortants par l'arbre de rotation. Ce qui fait que la valeur de l'erreur

diminue, en augmentant la quantité φext de l'équation (4.2).

Tableau 4.2 � Synthèse des résultats : comparaison entre les �ux pour les essais thermiques.

n° Ω (tr/min) J (A/mm2) φint (W) φconv (W) φrad (W) φext (W) ε (%)

3 0 4.5 180 108 17 121 40.0
4 0 5 235 134 22 156 42.2
6 2500 0 201 158 15 173 21.4
7 2500 4.5 391 300 32 332 23.3
9 4000 0 367 280 24 304 23.7
10 4000 4.5 570 446 44 490 21.8

Finalement, l'approche présentée dans cette section a permis de déterminer l'ordre de grandeur de

l'imprécision globale des coe�cients. Cependant, dans le contexte des machines électriques en général,

il est important d'identi�er ces coe�cients pour chaque surface. Cette identi�cation permet :

� Le recalage du modèle thermique �n de la machine et l'obtention d'une meilleure estimation

des températures,

� La simulation de l'in�uence de l'erreur sur la distribution des températures dans la machine,

� La séparation et la quanti�cation de l'erreur induite par les corrélations analytiques de chaque

phénomène de transfert de chaleur.

L'identi�cation des coe�cients d'échange convectif externe fait ainsi le sujet de l'étude de la section

suivante.

4.2.2 Méthodologie d'identi�cation des coe�cients d'échange convectif ex-

terne

Cette section présente une nouvelle méthodologie a�n d'identi�er, en utilisant le principe des mé-

thodes inverses, les coe�cients d'échange convectif entre une machine électrique et l'air ambiant. En
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e�et, ce principe se repose sur un processus itératif pour évaluer un ensemble de causes grâce à des

observations ou bien des conséquences. Au contraire, nous pouvons dé�nir la méthode directe, où ces

conséquences sont évaluées ou observées par la connaissance des causes. Dans notre cas, l'utilisation

des méthodes inverses consiste à évaluer les coe�cients d'échange convectif (les causes) en minimisant

le résidu entre les pertes internes de la machine et la quantité totale des �ux de chaleur sortants de

la machine (les conséquences) pour un régime thermique établi. Ceci est réalisé en appliquant une

démarche basée sur la résolution d'un problème d'optimisation en se basant sur les algorithmes dé�nis

dans la section �4.1. Cette étude est basée sur les relevés expérimentaux d'un banc d'essai de carac-

térisation de l'alterno-démarreur intégré (voir appendice A). Les températures des surfaces externes

ainsi que les pertes dans la machine sont les paramètres clés dans cette méthodologie.

L'application de la méthodologie d'identi�cation par algorithmes d'optimisation est tout d'abord

réalisée sur un essai en particulier. Dans ce premier cas, la formulation de la méthodologie, les dé-

marches d'application des algorithmes d'optimisation ainsi que les résultats obtenus sont présentés.

Ensuite, a�n de valider cette méthodologie, et pour une meilleure évaluation des coe�cients d'échange

convectif, nous réalisons une approche globale sur une série d'essais. Finalement, les lois de variation

des coe�cients d'échange en fonction de la température sont présentées.

4.2.2.1 Formulation de la méthodologie d'identi�cation

Le principe de la méthode inverse consiste à trouver, en s'appuyant sur un ensemble de données

expérimentales, la meilleure solution pour déterminer les coe�cients d'échange convectif. La solution

envisagée doit respecter les contraintes physiques imposées et la réalité des phénomènes qui prennent

place sur les surfaces externes de la machine.

La première quantité à introduire est le �ux de chaleur total évacué de la machine vers l'air ambiant.

Cette quantité est calculée comme suit :

φC =

m∑
i=1

φi 1 ≤ i ≤ m (4.3)

avec m le nombre de surfaces de la machine exposées à l'air ambiant. La chaleur extraite de la

surface i, notée φi, est calculée par l'équation suivante :

φi = ∆Ti · Si · hi (4.4)

Cette équation relie la di�érence entre la température de surface Ti, la température ambiante Tamb
(∆Ti = Ti − Tamb), et le coe�cient de convection hi au niveau de la surface Si. De plus, a�n de

séparer l'in�uence des échanges par rayonnement, la quantité de �ux de chaleur évacuée à travers ce

phénomène, noté φrad , est déduite des pertes internes mesurées φint. La quantité qui en résulte est

évaluée par la formule suivante :

φM = φint − φrad (4.5)

Le problème d'identi�cation minimise une fonction non linéaire soumise à des contraintes. Si f

décrit la fonction objectif, le problème d'identi�cation s'écrit de la manière suivante :
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minhεS f(h)

S ⊆ Rm
(4.6)

où h, le vecteur à optimiser, symbolise les coe�cients d'échange convectif. La fonction objectif f

représente, d'une part, les �ux de chaleur transférés par convection vers l'air ambiant et d'autre part,

les pertes internes générées dans la machine, pendant un régime thermique établi. Nous choisissons

dans cette section de formuler la fonction objectif sous la norme L1, où la distance à minimiser entre

les deux dernières quantités est appelée distance de Manhattan. Celle-ci est présentée de la manière

suivante :

f = ‖φC , φM‖ = |φC − φM | =

∣∣∣∣∣
m∑
i=1

∆Ti · Si · hi − φM

∣∣∣∣∣ (4.7)

Finalement, les résultats de l'application de cette méthodologie sur un essai sont les suivants :

1. Un vecteur de longueur [1×m] contenant les coe�cients d'échange convectif pour les m surfaces

de la machine,

2. Un scalaire contenant la valeur de la fonction objectif f .

A�n de résoudre ce problème d'identi�cation, nous utilisons les algorithmes d'optimisation que nous

présentons ci-dessous. Certains algorithmes nécessitent la dé�nition d'une condition initiale. Cette

dernière représente une solution de départ que l'algorithme va utiliser pour initier sa démarche vers

la recherche de la solution optimale. De plus, tout algorithme nécessite la présence de contraintes

qui dé�nissent la zone ou le domaine de prospection de la solution optimale. Ces caractéristiques des

algorithmes d'optimisation sont également développées ci-dessous.

4.2.2.2 Dé�nition de la condition initiale

La condition initiale (IC) ou la condition de départ est une première estimation de la solution

du processus de minimisation. Cette condition permet d'amorcer le processus itératif de l'algorithme

d'optimisation. Lorsque ce dernier est déterministe, il est très sensible au choix de cette condition

qui peut in�uencer d'une manière signi�cative sur les résultats d'identi�cation. A�n de remédier à ce

problème et à tester la sensibilité de l'algorithme à la condition initiale, une série de valeurs aléatoires

positives est générée pour les conditions initiales. Le nombre des dernières dépend ainsi du nombre

de répétitions souhaité (noté nrep) du processus de minimisation. Pour chaque condition et chaque

minimisation, des coe�cients d'échange sont obtenus ([h1−optim, ..., hm−optim]p) avec 1 < p < nrep .

La démarche adoptée pour la dé�nition de la condition initiale est décrite dans la �gure 4.5.

La dernière étape consiste à comparer les vecteurs des coe�cients obtenus au cours des répétitions

du processus de minimisation a�n de déterminer la solution optimale. Finalement, la démarche de

dé�nition de l'ensemble des contraintes fait l'objet du prochain paragraphe.

132



Figure 4.5 � Structure de la génération des conditions initiales.

4.2.2.3 Formulation des contraintes

Les premières contraintes imposées sur les coe�cients de convection sont obtenues de la littérature

(tableau 1.4). Celles-ci englobent les bornes minimales et maximales de chaque coe�cient en fonction

du phénomène physique impliqué. D'autres contraintes sont basées sur la géométrie de la machine et

la compréhension des phénomènes de transfert de chaleur liés à la machine.

A�n de clari�er la méthode de dé�nition des contraintes, nous considérons le système physique

de l'ADI. Tout d'abord, la variation analytique des coe�cients d'échange est évaluée pour les quatre

surfaces de la machine (surface 1 à 4 de la �gure 4.3). En e�et, deux phénomènes physiques prennent

place sur ces surfaces : i. la convection naturelle autour d'un cylindre �xe et ii. la convection naturelle

sur une plaque verticale �xe. En e�et, cette variation dépend de la température de la surface (Ts) et

de son diamètre hydraulique (Dh) (équation (1.16)). Les coe�cients d'échange sont plus importants

lorsque ces deux quantités augmentent. Ensuite, les deux séries des contraintes liées à ces coe�cients

sont déduites de la �gure 4.6 :

1. La température expérimentale du cache moteur étant toujours supérieure à celle du cache em-

brayage, nous pouvons considérer que :h3(T3) < h1(T1)

h4(T4) < h2(T2)
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2. Les deux prochaines inégalités corrèlent les deux phénomènes de convection naturelle en fonction

de la variation de la température et du diamètre hydraulique :

min
(
h2(Ts,Dh)
h1(Ts,Dh)

)
.h1 < h2 < max

(
h2(Ts,Dh)
h1(Ts,Dh)

)
.h1

min
(
h4(Ts,Dh)
h3(Ts,Dh)

)
.h3 < h4 < max

(
h4(Ts,Dh)
h3(Ts,Dh)

)
.h3

Ces contraintes permettent de faire une première limitation de l'espace de recherche de la solu-

tion optimale. D'autres limitations peuvent être dé�nies en fonction des résultats de la démarche de

minimisation.

Figure 4.6 � Variation du coe�cient de convection naturelle en fonction de la température et du
diamètre hydraulique.

4.2.2.4 Algorithmes d'optimisation

Trois algorithmes d'optimisation sont comparés dans cette étude : deux algorithmes déterministes,

la programmation quadratique sequentielle (SQP) et le point intérieur (IP) ; et un algorithme génétique.

� Les deux premiers sont résolus grâce au solveur fmincon de Matlab employé pour trouver le

minimum d'une fonction ayant des contraintes non-linéaires,

� La résolution du problème d'identi�cation par algorithme génétique est réalisée par la fonction

ga [Matlab12b ].

Le but de cette comparaison est de tester les résultats d'identi�cation en ayant une meilleure estimation

des coe�cients d'échange externe. La procédure d'optimisation est illustrée dans la �gure 4.7.

134



*MAJ : Mise A Jour

Figure 4.7 � Structure de l'application de l'algorithme d'optimisation.

4.2.2.5 Résultats d'identi�cation sur un point de fonctionnement

Nous présentons les résultats d'identi�cation des coe�cients d'échange convectif pour le fonction-

nement de la machine à faible régime. Un des points de ce fonctionnement correspond à l'essai n°4 où

un courant continu de densité J = 5 A/mm2 circule dans les enroulements montés en série. Les valeurs

positives et aléatoires de la condition initiale peuvent varier entre 5 W/m2K et 100 W/m2K. Normalement,

les coe�cients d'échange en convection naturelle varient entre 5 W/m2K et 30 W/m2K (tableau 1.4). Ce-

pendant nous avons choisi d'étendre ces limites a�n de pouvoir tester la robustesse des algorithmes

d'optimisation et obtenir une solution optimale. Le nombre de répétitions de cet algorithme pour la

condition initiale est nrep = 100.

Résultats par les algorithmes déterministes : La �gure 4.8a montre que les coe�cients d'échange,

identi�és par SQP, �uctuent faiblement (de l'ordre de ±0.5W/m2.K) autour d'une valeur moyenne du-

rant les 100 répétitions. Ces mêmes coe�cients obtenus par IP convergent vers des valeurs bien précises

(�gure 4.8b). Ces résultats d'identi�cation sont obtenus sans prendre en compte la variation du coef-

�cient d'échange convectif par l'arbre de rotation. En e�et, la variation de ce coe�cient est négligée

à cause de sa faible contribution à l'évacuation de la chaleur de la machine vers l'extérieur pour les

essais en statique. En conséquence, la valeur de ce coe�cient est limitée au calcul analytique.

A�n de �xer le choix de la méthode la plus adaptée, nous procédons au calcul des �ux échangés

entre les surfaces de la machine et l'air ambiant pour les deux cas : (1) lorsque ces �ux sont déduits des
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Figure 4.8 � Sensibilité des deux méthodes d'optimisation (SQP et IP) à la condition initiale.

coe�cients d'échange optimaux (hi−optim) ; (2) lorsqu'ils sont basés sur le calcul analytique (hi−anal).

Les formules de calcul sont respectivement les suivantes :{
φi−optim = ∆Ti.Si · hi−optim
φi−anal = ∆Ti.Si · hi−anal

(4.8)

Nous pouvons remarquer, par les résultats du tableau 4.3, que la di�érence entre le pourcentage

des �ux analytiques et ceux optimaux (ou identi�és) est en cohérence pour les deux algorithmes

dans le cas de l'échange par les ailettes. Cette di�érence, obtenue en utilisant SQP, est conforme et

�uctue légèrement pour les quatre surfaces des deux caches (entre 33 % et 37 %). En revanche, cette

di�érence entre les �ux (analytiques et identi�és) obtenus par IP varie entre 28 % et 37 %. Sachant

que les phénomènes physiques autour des cylindres et des plaques �xes doivent induire des variations

cohérentes des coe�cients d'échange, les résultats obtenus par SQP sont considérés plus pertinents.

Tableau 4.3 � Flux analytiques et optimaux pour les deux algorithmes pour l'essai n°4 à courant continu.

Algorithme SQP IP

Surface φi−anal φi−optim ∆φ−% φi−anal φi−optim ∆φ−%

1 27.17 42.71 36.38 27.171 43.25 37.18
2 14.14 22.20 36.32 14.139 22.52 37.21
3 8.60 13.62 36.95 8.5858 12.61 31.89
4 17.66 26.43 33.19 17.658 24.57 28.13
5 59.78 101.3 40.97 59.785 103.29 42.12
6 3.24 3.24 0 3.24 3.24 0

* : Flux thermique exprimé en W

Résultats par l'algorithme génétique : L'algorithme génétique ne nécessite pas de conditions ini-

tiales mais balaye l'espace de recherche imposé par les contraintes a�n de trouver la solution optimale

du problème d'identi�cation. Nous réalisons ainsi un nombre de répétitions du problème d'identi�cation
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égal à celui employé dans les paragraphes précédents (nrep = 100) ; les résultats sont ensuite compa-

rés. Nous remarquons que, durant ces répétitions, les coe�cients d'échange �uctuent d'une manière

aléatoire (�gure 4.9). De cette �uctuation, nous ne pouvons pas déduire des valeurs approchées de ces

coe�cients. Cependant, dans le but de comparer ces résultats avec ceux obtenus par les algorithmes

déterministes, nous considérons la moyenne de chaque coe�cient sur les 100 répétitions.
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Figure 4.9 � Sensibilité de l'algorithme génétique au nombre de répétitions du problème d'identi�cation.

Comparaison entre les trois algorithmes d'optimisation : Les coe�cients d'échange convectif

évalués par les trois algorithmes d'optimisation sont comparés dans la �gure 4.10. Nous remarquons

une légère variation entre ces coe�cients ; mais comme nous avons vu précédemment en comparant

les algorithmes déterministes, qu'une légère variation peut induire des erreurs sur l'estimation des

�ux sortants de chaque surface de la machine. De plus, la grande �uctuation des coe�cients d'échange

évalués par l'AG le rend inapplicable dans cette démarche d'identi�cation. En conséquence, les résultats

adoptés pour les coe�cients d'échange, sur l'essai n°4 (cas d'un fonctionnement à faible régime) en

particulier, sont ceux obtenus par l'algorithme SQP.
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Figure 4.10 � Comparaison entre les algorithmes d'optimisation utilisés dans la méthodologie d'iden-
ti�cation.
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Conclusion sur les résultats : Les coe�cients d'échange identi�és sont valables uniquement sur

un seul point de fonctionnement. Ce point possède des températures de surface et des pertes bien

précises. Cependant, nous cherchons dans notre étude à simuler le comportement thermique de la

machine sur tout son espace de fonctionnement. Les di�érents points de fonctionnement se présentent,

du point de vue thermique, par une variation des températures de la machine. Nous nous intéressons

plus précisément dans cette méthodologie aux températures des surfaces externes. En conséquence,

l'objectif de l'actuelle étude est la création d'une loi de variation des coe�cients d'échange convectif

en fonction de la température. Ceci est réalisé pour chaque phénomène physique prenant place aux

surfaces externes de la machine.

Nous procédons alors à une généralisation de la méthodologie sur plusieurs points de fonctionne-

ment. Par ailleurs, nous restons sur le fonctionnement de la machine à faible régime. Dans ce cas, les

pertes par e�et Joule sont évaluées d'une manière précise. De plus, les résultats précédents concernant

l'évaluation de l'erreur sur les coe�cients de convection ont montré une surestimation du �ux sortant

par l'arbre de rotation. Par conséquent, la prise en compte des points de fonctionnement à faible régime

induit une faible contribution de l'arbre de rotation dans le bilan des �ux sortants.

4.2.2.6 Généralisation de la méthodologie d'identi�cation

La généralisation du processus d'identi�cation nécessite la réalisation d'une série d'essais sur la

machine ; chaque essai simule le comportement thermique de la machine sur un point de fonctionnement

particulier.

La première identi�cation par cette méthodologie est appliquée sur un essai noté de référence (indexé

r). Celle-ci contribue à l'établissement d'une loi de variation des coe�cients d'échange convectif sur une

plage des températures de surface Ts. Ce résultat permet ensuite de lancer le processus d'identi�cation

sur les autres essais. En e�et, en se basant sur cette loi, la condition initiale et les contraintes pour les

essais suivants, indexés j avec j 6= r, sont obtenus ; le processus d'identi�cation est à nouveau appliqué.

Les résultats �naux de la méthode sont :

1. Une matrice [m× n] des coe�cients d'échange optimaux pour m surfaces et n essais,

2. Un vecteur [1× n] des fonctions objectifs pour les n essais.

L'objectif �nal de cette méthodologie est de tester la validité des coe�cients d'échange identi�és et

la construction de leur loi optimale de variation. Nous présentons dans la �gure 4.11 la structure

générale de la méthodologie proposée ; la création de la loi de variation des coe�cients d'échange étant

développée dans le paragraphe suivant.

La formulation de la méthodologie d'identi�cation pour un point est également généralisée tenant

compte de la variation des points de fonctionnement (ou des essais j). Les équations 4.3→4.7 sont alors

représentées de la manière suivante :
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polyo : polynôme optimal

Figure 4.11 � Structure de la méthodologie d'identi�cation des coe�cients d'échange externe.

� Le �ux total évacué des m surfaces de la machine pendant l'essai j ; n étant le nombre d'essais :
φCj =

∑m
i=1 φij

1 ≤ i ≤ m

1 ≤ j ≤ n

� La chaleur extraite de la surface i pendant l'essai j :

φij = ∆Tij .Si.hij

� Le résidu entre la chaleur produite φint et celle évacuée par rayonnement φrad pour l'essai j :

φMj = φint−j − φrad−j

� La fonction objectif pour chaque essai j :

fj = ‖φCj , φMj‖ = |φCj − φMj | =

∣∣∣∣∣
m∑
i=1

∆Tij .Si.hij − φMj

∣∣∣∣∣
4.2.2.7 Loi optimale de variation des coe�cients d'échange

Ci-dessous, nous développons les étapes de la création de la loi de variation des coe�cients d'échange.

Cette loi, nommée loi optimale, évalue la variation des coe�cients d'échange optimaux (identi�és par
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la méthodologie) en fonction de la température ; l'objectif est d'extraire, pour chaque essai, la valeur

du coe�cient d'échange optimal. Cette loi dé�nit également les contraintes et les conditions initiales

pour tous les essais qui suivent l'essai de référence. De plus, le nombre d'essais est important puisqu'il

permet la validation des hypothèses formulées dans cette étude. La �gure 4.12 montre la structure de

la création de la loi optimale, chaque étape étant détaillée ci-dessous :

1. La première étape consiste à évaluer, en utilisant les corrélations analytiques de la littérature, la

variation des coe�cients d'échange en fonction de la température des surfaces hi−anal(Ts). Par

conséquent, le coe�cient d'échange pour l'essai de référence est déduit hir−anal(Tir) de cette

variation,

2. Parallèlement, le premier algorithme d'optimisation appliqué à l'essai de référence estime les

coe�cients d'échange optimaux par rapport à la température de surface hir−optim(Tir),

3. Nous dé�nissons ensuite la quantité σvi qui caractérise le rapport entre le coe�cient hir−optim(Tir)

et le coe�cient hir−anal(Tir),

4. Un polynôme des coe�cients d'échange optimaux hi−polyo(Ts) est ensuite créé en multipliant

les coe�cients d'échange évalués à l'étape 1 par la quantité σvi ,

5. L'étape �nale consiste à appliquer les résultats de l'étape 4 sur les n − 1 essais disponibles

indexés j. La condition initiale est déclarée en fonction de la température de la surface durant

l'essai j (Tij), et évaluée par rapport à hi−polyo(Ts). Cette dernière quantité est ensuite utilisée

pour dé�nir les contraintes. Si ε caractérise une marge d'erreur, les contraintes appliquées sur

toutes les surfaces et sur les n− 1 essais sont formulées comme suit :

|hij−optim (Tij)− hi−polyo (Tij)| < ε

A�n de clari�er la démarche de la création de la loi optimale, nous présentons un exemple basé sur

les essais réalisés sur l'ADI. Nous considérons l'essai n°3 (r = 3) comme l'essai de référence ; l'essai qui

le suit est l'essai n°5 (j = 5). Ensuite, toutes les quantités précédemment dé�nies sont évaluées pour

la surface n°1 (i = 1) et pour une marge d'erreur ε = ±0.1W/m2K. Cet exemple est illustré dans la

�gure 4.13 et détaillé ci-dessous.

Tout d'abord, les coe�cients de convection naturelle pour la première surface h1−anal(Ts) sont

calculés en utilisant les corrélations analytiques sur un intervalle de températures de surface variant

de 30 °C à 140 °C. Par conséquent, le coe�cient d'échange h13−anal(T13) pour la première surface et

pour l'essai de référence est évalué.

En second lieu, le coe�cient d'échange optimal h13−optim(T13) est identi�é par l'algorithme d'op-

timisation appliqué à l'essai de référence. Ensuite, la quantité σ1 est évaluée par le rapport entre

h13−optim(T13) et h13−anal(T13). La variation du coe�cient optimal pour la première surface est ainsi

obtenue (h1−polyo(Ts)).

L'étape �nale consiste à dé�nir la condition initiale ainsi que les contraintes par rapport à la valeur

de ε . Cet exemple ne considère que la première surface de la machine et un seul essai après l'essai de

référence. La procédure présentée dans cette section est répétée pour chaque surface de la machine et

pour tous les essais.
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Figure 4.12 � Structure de la création de la loi optimale de variation des coe�cients d'échange convectif.
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Figure 4.13 � Exemple sur l'application de la loi optimale de variation dans la méthodologie d'identi-
�cation.
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4.2.2.8 Résultats et validation de la loi sur di�érents essais

Loi optimale de variation : La variation des coe�cients de convection naturelle en fonction de la

température, par l'application de la loi optimale, pour trois phénomènes physiques est présentée dans

la �gure 4.14. Chaque sous-�gure compare la variation analytique des coe�cients d'échange convectif,

les coe�cients optimaux identi�és et leurs lois optimales de variation. Nous pouvons constater que les

coe�cients identi�és dans les trois sous-�gures sont dans les limites imposées et aucune violation de

contraintes n'a été détectée ; ces limites étant dé�nis par la marge d'erreur ε.
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Figure 4.14 � Coe�cients d'échange convectif : (a) Cylindre horizontal (b) Plaque verticale (c) Carter
à ailettes.

Validation de la loi sur di�érents essais de référence : A�n de valider la méthodologie proposée,

la fonction objectif est évaluée pour tous les essais en statique, en partant à chaque fois d'un essai

de référence di�érent. Le pourcentage d'erreur sur la fonction objectif par rapport aux �ux mesurés(
φCj−φMj
φMj

· 100
)
est ainsi évalué. Cette quantité est illustrée dans la �gure 4.15 où la densité de courant

J remplace le numéro d'essai qui lui correspond. Cette �gure montre deux types de résultats :

1. Le premier résultat se rapporte à des tests à faibles densités de courant (J1 et J2), voire faibles

températures de surface : dans ce cas, le pourcentage d'erreur sur la fonction objectif des essais

à J3 → J5 varie entre 10 % et 20 %. Cela est dû à la surestimation des coe�cients d'échange

de chaleur dans la loi optimale de variation. Cette surestimation ampli�e le �ux calculé φCj et

donne une valeur plus élevée de la fonction objectif,

2. Le second résultat concerne les tests où les températures de surface sont relativement plus

élevées pour des densités de courant plus fortes (J3 → J5). En e�et, pour ces essais, la fonction

objectif est proche de zéro alors que pour les essais à des densités de courant plus faibles (J1

et J2), le pourcentage d'erreur de cette fonction varie entre 10 % et 15 %. Pour ces deux essais,

la fonction objectif prend respectivement les valeurs de 8.5 W et 9.7 W. Ces faibles niveaux de
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�ux peuvent englober de nombreuses incertitudes comme celles introduites dans les mesures de

courant et de tension, des mesures de température, entre autres.
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Figure 4.15 � Erreurs sur les fonctions objectifs des cinq essais en statique partant d'un essai de
référence di�érent.

4.2.3 Conclusion

Dans cette partie, nous avons présenté tout d'abord une méthode d'évaluation de l'erreur globale

sur l'estimation des coe�cients d'échange convectif entre une machine électrique et l'air ambiant.

Les résultats ont montré un ordre de grandeur estimé autour de 40 %. Ensuite, nous avons présenté

une nouvelle méthodologie basée sur le principe des méthodes inverses pour identi�er ces coe�cients

d'échange. Cette méthodologie a été testée pour cinq points de fonctionnement à l'aide de données

expérimentales extraites de l'ADI. La méthodologie a prouvé son e�cacité dans l'identi�cation des

coe�cients d'échange convectif sur une plage de points de fonctionnement de la machine, en particulier

pour des températures de surface élevées. En conséquence, le cas des essais à des densités de courant

élevées est plus approprié pour la construction de la loi optimale de variation puisqu'il induit de faibles

erreurs et contribue à une meilleure estimation des coe�cients d'échange convectif. Les résultats de ce

travail sont utilisés et intégrés dans le modèle thermique �n de l'ADI. Cette étape est importante car

elle permet de tester l'importance de l'erreur induite par les corrélations analytiques sur la distribution

des températures à l'intérieur de la machine.

143



4.3 Identi�cation des paramètres par la méthode des surfaces

de réponse (M.S.R)

4.3.1 Introduction

Nous avons présenté, dans la partie précédente, une méthode d'identi�cation des coe�cients de

convection naturelle externe et de détermination des �ux de chaleur sortants de chaque surface de la

machine. Cette méthode ne considérait que les phénomènes physiques sur les surfaces externes, en se

découplant de tous les autres phénomènes à l'intérieur de la machine. Or, la connaissance des distri-

butions des �ux internes circulant dans la machine est importante a�n d'améliorer sa conception. En

conséquence, nous proposons dans cette partie une nouvelle approche d'identi�cation des paramètres

internes de la machine. Cette approche se base sur la méthodologie des surfaces de réponse (M.S.R.)

associée à des algorithmes d'optimisation. Cette approche est appliquée sur un modèle thermique à

constantes localisées pour quatre objectifs :

1. Identi�cation des paramètres internes de la machine pour la surveillance de ses températures,

2. Identi�cation des �ux de chaleur circulant entre ses di�érents composants,

3. Réduction de temps de calcul des codes d'optimisation en substituant le modèle thermique par

une surface de réponse modélisant des fonctions objectifs simples,

4. Création d'une surface de réponse des températures critiques de la machine en fonction des

paramètres de conception qui se substituera au modèle thermique en vue d'une démarche globale

de modélisation multiphysique.

La méthode développée s'appuie sur les températures expérimentales relevées au cours des essais sur

l'ADI (appendice A). Les facteurs choisis pour l'identi�cation sont liés aux phénomènes physiques mal

modélisés, et dont l'estimation précise de leurs valeurs analytiques s'avère di�cile ; i.e. phénomène de

conduction à travers le contact, phénomène de convection interne (naturelle ou forcée). Ces facteurs

sont déduits de l'ensemble des analyses de sensibilité réalisé dans le chapitre 3.

4.3.2 Méthode des surfaces de réponse : principes et utilisations

La surface de réponse décrit la variation d'une réponse d'un système à des variables aléatoires.

Ces variables sont caractérisées par un ensemble d'informations statistiques telles que la fonction de

densité de probabilité, moments normalisés ou autres fonctions ; ces variables d'entrées représentent les

facteurs du système d'étude. En e�et, la technique des surfaces de réponse vise à déterminer, par voie

expérimentale (expérimentation physique ou numérique), la relation entre les réponses d'un système

et ses facteurs à travers une loi d'évolution formulée de la manière suivante :

zj = f(x1, x2, ...xn) + η (4.9)

avec zj la réponse/sortie j du modèle (∀j : 1 → m) approchée par une surface de réponse, et xi
les réalisations de la variable aléatoire Xi ou le niveau attribué au facteur i (∀i : 1→ n). η représente

l'écart entre la réponse zj et la réponse réelle du modèle. Cet écart modélise le manque d'ajustement

entre les deux réponses et la nature aléatoire de la réponse du modèle [Venter 98].
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L'ajustement du modèle approché de la relation entrée-sortie peut être réalisé en utilisant soit

des fonctions mathématiques usuelles (polynôme, opérateur mathématique,...), soit des lois physiques

déterministes [Baroth 11]. Dans notre étude, nous nous limitons à la construction et l'expression

de la surface de réponse sous forme polynomiale. Par exemple, pour un ordre deux, cette surface est

formulée par :

zj = α0 +

n∑
i=1

αixi +

n∑
i=1

αiix
2
i +

n∑
i=1

n∑
t=16=i

αitxixt (4.10)

avec α = {α0, αi, αii, αit} le vecteur des coe�cients du modèle mathématique polynomial et n le

nombre total des facteurs.

Le but de ce modèle polynomial est d'estimer, en n'importe quel point du domaine d'étude, la

valeur d'une réponse zj avec une bonne précision. Cette réponse peut être une réponse expérimentale,

i.e. la réaction expérimentale d'un système à un jeu de facteurs. Elle peut également représenter une

réponse caractérisant la sortie d'un modèle numérique. La déduction du vecteur des coe�cients α

est réalisée par une régression linéaire, basée la plupart du temps sur le critère des moindres carrés

[Goupy 00, Rguig 05]. Cette estimation nécessite la réalisation d'un nombre d'expériences (ou de

simulations) a�n d'ajuster la réponse approchée par M.S.R à la sortie expérimentale du système. La

distribution des échantillons, où les réponses seront évaluées, est basée sur des méthodes mathématiques

et statistiques telles que la méthode des plans d'expériences (M.P.E) [Box 87] ou la méthode de Monte-

Carlo (la méthode utilisée dans notre étude).

Généralement, les surfaces de réponse sont employées dans des démarches d'optimisation en sub-

stituant le système par un modèle simple. L'objectif de cette substitution est l'amélioration de la

convergence du processus d'optimisation et la réduction du temps de calcul. Cette démarche o�re éga-

lement une facilité de convergence des méthodes de recherche de type gradient, où ce dernier est calculé

et déduit d'un modèle polynomial simple. Les surfaces de réponse peuvent également servir à réaliser

des analyses de sensibilité et des calculs des indicateurs de sensibilité a�n de déterminer les facteurs

d'in�uence signi�cative. Dans ce type d'analyse, cette méthode peut o�rir une rapidité de calcul par

la substitution du modèle �n par un modèle polynomial simpli�é [Jacques 05].

La surface de réponse associée à l'optimisation s'est développée et est présentée dans de nombreux

domaines scienti�ques. Nous trouvons des exemples d'étude dans le domaine hydraulique [Casoli 07],

mécanique [Venter 98, Laurenceau 08, Kim 10], d'électronique de puissance [Rabier 07], électro-

technique [Vivier 04, Bremner 10],...

Dans le contexte des machines électriques, [Vivier 04] utilise les M.P.E et la M.S.R. pour l'op-

timisation des dispositifs électrotechniques tels qu'un moteur synchrone à aimants permanents, un

dispositif de stockage d'énergie magnétique par anneaux supraconducteurs et un frein linéaire à cou-

rants de Foucault.

[Bremner 10] optimise une machine synchrone à aimants permanents internes par la construction

d'une surface de réponse de second ordre à partir des solutions par éléments �nis testées sur 64 modèles

pour huit facteurs de conception.
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Dans ces études, la prise en compte de l'in�uence de la température sur la machine électrique est

marginale. Dans ce contexte, nous proposons la construction des surfaces de réponse modélisant des

grandeurs de sortie d'un modèle thermique �n d'une machine synchrone à aimants permanents internes

(cas de l'alterno-démarreur intégré).

4.3.3 Présentation de la méthodologie d'identi�cation

4.3.3.1 Structure générale de la méthodologie

La méthodologie d'identi�cation des facteurs de conception de la machine électrique est un processus

d'optimisation itératif permettant de recaler un modèle mathématique à des résultats expérimentaux.

Dans cette partie, nous cherchons à minimiser l'écart entre les températures de simulation du modèle

thermique à constantes localisées de l'ADI (�gure 2.23) et les températures expérimentales. La dé-

marche d'identi�cation se décline en trois étapes principales ; chaque étape étant développée dans les

paragraphes suivants.

� La première étape de la démarche consiste à e�ectuer un nombre de simulations Monte-Carlo

sur le modèle thermique de l'ADI en s'appuyant sur une méthode d'échantillonnage adéquate au

problème posé. Cette étape englobe la présentation et la dé�nition des facteurs de conception

et de leurs lois de variation,

� La deuxième étape est dédiée à la construction et au test des surfaces de réponse d'une fonction

objectif,

� La troisième étape permet la dé�nition d'une série de contraintes et de conditions initiales des

facteurs pour lancer les algorithmes d'optimisation et trouver la solution optimale au problème

d'identi�cation.

Finalement, a�n de certi�er sa validité, cette approche est testée sur deux points de fonctionnement de

la machine. Le premier point est un fonctionnement à faible régime où les phénomènes de convection

naturelle interne sont prépondérantes. Le deuxième est à fort régime, ce qui implique la présence de la

convection forcée due à la rotation des éléments tournants de la machine (rotor, volant et arbre).

4.3.3.2 Facteurs de conception et simulations Monte-Carlo

La réalisation d'une série de simulations Monte-Carlo nécessite tout d'abord la dé�nition des fac-

teurs de conception (ou simplement les facteurs) les plus in�uents dans la machine et de leurs lois

de variation statistique. De plus, la méthode d'échantillonnage ainsi que le nombre de simulations à

réaliser doivent être dé�nis. La succession de ces étapes est illustrée dans la �gure 4.16 et détaillée

dans les paragraphes suivants.
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Définition des lois de distribution de 
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des facteurs de conception

Simulations Monte-Carlo

Sorties 

Construction de la surface de réponse

Figure 4.16 � Organigramme de l'étape 1 (dé�nition des facteurs de conception et des simulations
Monte-Carlo).

Dé�nition des facteurs : Le premier point important dans la construction de la surface de

réponse d'un système ou d'un modèle est le choix des variables. L'ensemble de ces variables, lié aux

facteurs de conception, doit représenter des grandeurs in�uentes sur la sortie du modèle. En e�et, un

des objectifs principaux du chapitre 3, portant sur l'analyse de sensibilité, était de sélectionner les

facteurs d'in�uence signi�cative sur la variation des températures du modèle. En se basant sur ces

résultats, nous dé�nissons, dans le �gure 4.17, les facteurs du modèle.

Notons tout d'abord deux ensembles H1 et H2, et deux vecteurs aléatoires X et Y qui représentent

respectivement les facteurs et les réponses/sorties du modèle tels que :

� X : H1 −→ Rn est une fonction X = {X1, X2, ..., Xn} à valeurs x dans Rn,
� Y : H2 −→ Rm est une fonction Y = {Y1, Y2, ..., Ym} à valeurs y dans Rm.

Dans cette partie, n etm représentent respectivement le nombre des facteurs et le nombre des réponses.

Les facteurs, illustrés dans la �gure 4.17, se divisent en deux parties :

� La première partie est composée de quatre facteurs modélisant les contacts les plus signi�catifs

dans la machine (X1 −→ X4). L'échange de chaleur par ces contacts peut être évalué par une

conductance surfacique, ou bien par un entrefer d'air équivalent (équation (1.14)). Ces contacts

sont localisés au niveau de la machine électrique (stator-encoches et stator-carter) et entre le

carter de la machine et son environnement mécanique. Les analyses de sensibilité ont montré

que tous les autres contacts ne sont pas in�uents,

� La deuxième partie de cinq facteurs modélise les coe�cients d'échange convectif dans les cavités
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(X5 −→ X9). En e�et, les simulations numériques ont montré une surestimation importante

des températures dans ces zones par rapport aux relevés expérimentaux. Ces phénomènes de

convection sont ainsi considérés mal modélisés analytiquement.

A�n de réaliser les simulations Monte-Carlo, nous dé�nissons dans le paragraphe suivant les lois sta-

tistiques des variables aléatoires liées aux facteurs de conception.
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Figure 4.17 � Distribution des facteurs de conception dans l'alterno-démarreur intégré.

Dé�nition des lois statistiques des variables aléatoires X : Le domaine de variation de

chaque facteur est dé�ni par les paramètres statistiques de la loi de distribution uniforme : la moyenne

µ et l'amplitude B (voir la �gure 3.12). Dans cette partie, nous visons une distribution équiprobable

de la variable aléatoire Xi, ce qui impose également l'application de la loi uniforme sur l'intégralité

des facteurs. Les paramètres statistiques de ces lois sont choisis en se basant sur les résultats et

les interprétations réalisés lors de l'analyse de sensibilité. Dans l'actuelle étude, neuf facteurs sont à

identi�er (n = 9) ; leurs descriptions ainsi que leurs paramétrisations sont résumées dans les tableaux

4.4 et 4.5, où chaque tableau correspond à un régime de fonctionnement. Finalement, les valeurs x sont

normalisées par rapport à leurs valeurs initiales calculées analytiquement (x/x0). Ainsi, les paramètres

statistiques (µ et B) et les résultats d'identi�cation sont montrés par rapport à ces valeurs normalisées.

148



Tableau 4.4 � Description et paramétrisation des facteurs (fonctionnement à faible régime).

Facteur Phénomène Zones x0∗

i Loi µ B

X1 Contact Carter - Cache moteur 2200 Uniforme 0.75 0.8
X2 Contact Carter - Cache embrayage 45 Uniforme 5 8
X3 Contact Stator - Carter 1840 Uniforme 1 1
X4 Contact Encoches - Stator 100> Uniforme 1.5 2
X5 Convection naturelle Air interne 1 4 Uniforme 5 8
X6 Convection naturelle Chignons - Air interne 1 15.5 Uniforme 3 5
X7 Convection naturelle Chignons - Air interne 2 15.5 Uniforme 3 5
X8 Convection naturelle Volant - Air interne 2 3 Uniforme 4 6
X9 Convection naturelle Volant - Cache embrayage 6 Uniforme 3 4

∗Toutes les valeurs de x0∗
i sont exprimées W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm

Tableau 4.5 � Description et paramétrisation des facteurs (fonctionnement à fort régime).

Facteur Phénomène Zones x0∗

i Loi µ B

X1 Contact Carter - Cache moteur 2200 Uniforme 0.75 0.8
X2 Contact Carter - Cache embrayage 45 Uniforme 5 8
X3 Contact Stator - Carter 1840 Uniforme 1 1
X4 Contact Encoches - Stator 100> Uniforme 1.5 2
X5 Convection naturelle Air interne 1 4 Uniforme 5 8
X6 Convection mixte Chignons - Air interne 1 161 Uniforme 1 1.2
X7 Convection mixte Chignons - Air interne 2 161 Uniforme 1 1.2
X8 Convection mixte Volant - Air interne 2 31 Uniforme 1 1
X9 Convection mixte Volant - Cache embrayage 26 Uniforme 1 1

∗Toutes les valeurs de x0∗
i sont exprimées W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm

Simulations Monte-Carlo : Après sa dé�nition, le domaine de variation de chaque facteur est

échantillonné en utilisant la méthode hypercube latin. Ensuite, un jeu de paramètres est dé�ni et

appliqué à chaque fois au modèle thermique pour un nombre de simulations N . Ce nombre est tout

d'abord �xé à N = 1000, ensuite une étude de sensibilité sur la qualité des surfaces de réponse a montré

une in�uence négligeable de la variation de ce nombre pour une valeur > 1000. De plus, l'évaluation

du modèle thermique nodal pour N simulations est peu couteux (de l'ordre de 30 min).

Par rapport aux sorties Yj , dans le chapitre 3, nous avons évalué la variation des températures

du modèle a�n de regarder l'in�uence de la variation des facteurs. Alors que, dans la méthodologie

d'identi�cation, des fonctions objectifs de minimisation sont dé�nies.

4.3.3.3 Construction de la surface de réponse

La deuxième étape de la méthodologie d'identi�cation consiste à construire, au travers des simu-

lations Monte-Carlo, une surface de réponse pour chaque fonction objectif. L'ordre de cette surface et

sa qualité d'ajustement par rapport aux sorties du modèle thermique sont testés et présentés dans les

prochains paragraphes.
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Coe�cients α : Nous avons choisi l'ordre 3 pour construire la surface de réponse a�n d'obtenir

une bonne représentativité des sorties non-linéaires du modèle thermique. En e�et, une étude sur la

qualité de la surface de réponse pour les ordres supérieurs à 3 (ordre 4 et 5) a été réalisée. Celle-ci a

montré que de légères améliorations sont obtenues par rapport à la surface d'ordre 3. Le choix de cet

ordre est également basé sur un compromis du nombre nα des coe�cients du modèle mathématique.

A titre d'exemple, pour un ordre β = 3 et un nombre de facteurs n = 9, nα = 220 ; alors que pour un

ordre β = 4 et un même nombre de facteur, nα = 714 donc trois fois plus grand que pour β = 3. Ce

nombre nα est égal au nombre de combinaisons possibles des facteurs avec répétitions. Il est calculé

par l'équation suivante :

nα = 1 +

β∑
u=1

nu (4.11)

avec :

nu = Cun+u−1 =
(n+ u− 1)!

u! · (n− 1)!
(4.12)

avec β l'ordre de la surface de réponse et n le nombre de facteurs.

Qualité d'ajustement de la surface de réponse : Le nombre de simulations Monte-Carlo N
étant supérieur au nombre de coe�cients nα, la convergence de la régression linéaire utilisée dans

l'identi�cation de ces coe�cients est améliorée. A�n de tester la qualité d'ajustement de la surface de

réponse, le coe�cient de détermination ajusté (adjusted R2
a) est évalué [Aragon 11]. Si le R2

a ajusté

est supérieur à 0.95, nous pouvons conclure à une bonne approximation du modèle. Cet indicateur

prend en compte le nombre de degrés de liberté du résidu. Par dé�nition, ce dernier est évalué comme

le nombre des valeurs de la réponse (nombre de simulations de Monte-Carlo N ) moins le nombre des

coe�cients ajustés nα. R2
a ajusté est ainsi calculé par la formule suivante :

R2
a = 1−

(N − 1)
∑N
k=1

(
z(x(k))− y(k)

)2
(N − nα − 1)

∑N
k=1

(
y(k) − y

)2 (4.13)

où y(k) la sortie des simulations Monte-Carlo (y étant sa moyenne), z(x(k)) l'approximation par

surface de réponse et x(k) les valeurs du vecteur aléatoire X pour une simulation k (1 < k < N ).

4.3.3.4 Application des algorithmes d'optimisation

Dans le contexte de l'application de la démarche d'optimisation, les grandeurs utilisées ont tout

intérêt à être normées, en particulier les grandeurs d'entrée. Dans ce cadre, nous considérons les valeurs

des facteurs X comme normées.

Formulation du problème d'identi�cation : Posons tout d'abord x∗ = {x∗1, x∗2, ..., x∗n}, le vecteur
des valeurs optimales, la résolution du problème inverse consiste à trouver le vecteur x∗ minimisant le

résidu entre les températures de simulation (Tsim) et les températures expérimentales (Texp). Ce résidu

constitue la sortie des N simulations du modèle thermique ; où cette première sortie Y1 est a�ectée à
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une fonction objectif notée f0 et formulée sous la norme euclidienne L2 (ou un problème de moindres

carrés) de la manière suivante :

f0 =

(
nT∑
s=1

(
T

(s)
sim − T

(s)
exp

)2
)1/2

(4.14)

avec nT , le nombre total des températures du modèle prises en compte dans la présente étude

(nT = 9, voir tableau 4.9).

En e�et, cette fonction objectif donne le même poids aux di�érences des températures des zones de

la machine ; cependant cette di�érence dans le rotor et le bobinage est plus critique que dans d'autres

zones. De même, cette di�érence est considérée plus importante dans les zones solides que dans l'air des

cavités. Par conséquent, nous procédons à une pondération de f0 et une normalisation par rapport à la

température expérimentale. Une deuxième sortie du modèle Y2 constitue la nouvelle fonction objectif,

et f0 devient :

f0 =

 1∑nT
s=1 ws

nT∑
s=1

ws ·

(
T

(s)
sim − T

(s)
exp

T
(s)
exp

)2
1/2

(4.15)

avec ws les coe�cients de pondération. Pour les températures du bobinage et du rotor, w1,4 = 4,

pour la températures du volant, carter et caches w2,3,57−→7 = 1 et celles de l'air w8 7−→9 = 0.5. Les

indices s des zones de la machine sont présentés dans le tableau 4.9, avec 1 < s < nT .

Les deux sorties Y1 et Y2, qui constituent les deux fonctions objectifs f0, sont testées dans la

démarche d'identi�cation. La deuxième fonction f0 de Y2 a fourni de meilleurs résultats en tant que

minimisation de l'écart entre les températures de simulation et celles expérimentales dans les di�érentes

zones de la machine. En conséquence, cette sortie sera considérée pour le reste de l'étude.

Considérant que chaque valeur normalisée xi, attribuée au facteur Xi, est limitée entre deux bornes

inférieure noté xLi et supérieure noté xHi avec xLi < xi < xHi , le problème d'identi�cation s'écrit de la

manière suivante : minxεH1
f0(x) , H1 ⊂ Rn

xLi < xi < xHi ∀i : 1→ n.
(4.16)

Les bornes inférieure et supérieure de xi sont dé�nies par les limites des lois statistiques des va-

riables aléatoires Xi (tableaux 4.4 et 4.5). Ces bornes constituent les contraintes du problème d'opti-

misation qui dé�nissent le domaine de recherche de la solution optimale. Ce problème d'optimisation

est appliqué sur la surface de réponse z2 qui approche par voie polynomiale la fonction objectif f0 de

l'équation (4.15).

Réduction du domaine de recherche : La réduction des bornes initiales des contraintes permet

à l'algorithme d'optimisation d'explorer d'une meilleure façon le domaine de recherche de la solution

optimale. Cette réduction permet d'éliminer un nombre important de minima locaux qui peuvent piéger

les algorithmes de recherche déterministes. De même, une meilleure sélection de la population initiale

est envisagée pour les algorithmes stochastiques.

Pour réaliser cette réduction, dé�nissons tout d'abord D, le domaine de recherche réduit des valeurs
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de la solution optimale par :

D =
{
x

(k)
i ∈ H1

}
/ ∀k ∈ Z, f (k)

0 < ε (4.17)

avec k le numéro de simulation variant de 1 à N et ε un seuil à déterminer selon la nature de

variation de f0 (évaluée par l'équation (4.15)).

L'approche de réduction du domaine, illustrée dans la �gure 4.18a, consiste alors à imposer un seuil

à la fonction objectif et d'extraire toutes les valeurs x(k)
i de la variable Xi qui correspondent à f

(k)
0 < ε.

Le domaine réduit D englobe tout d'abord les points candidats du vecteur aléatoire X. Ensuite, ce

domaine permet de réduire et de redé�nir de nouvelles bornes pour les valeurs des facteurs,
∗
x
L

i et
∗
x
H

i .

La �gure 4.18b montre un exemple sur la réduction du domaine de recherche dans deux dimensions

pour les deux facteurs X1 et X2.

(a) Démarche de réduction du do-
maine

(b) Illustration pour deux dimensions

Figure 4.18 � Réduction du domaine de recherche de la solution optimale.

Méthode d'optimisation : Une méthode d'optimisation hybride est utilisée en combinant un algo-

rithme stochastique (algorithme génétique AG) et un autre déterministe (SQP). En e�et, la solution

optimale fournie par l'AG est ensuite employée comme une condition initiale pour le SQP. L'objectif de

l'utilisation de cette méthode hybride est de certi�er l'optimalité de la solution obtenue et d'éviter que

la fonction objectif soit piégée dans des minima locaux. Normalement, la méthode stochastique utilisée

cherche un optimum global du problème dans un domaine de recherche qui dépend principalement

de la population initiale ; la deuxième méthode locale recherche un optimum local et est fortement
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dépendante de la condition initiale. Par conséquent, la combinaison des deux méthodes peut éviter ces

problèmes. Finalement, a�n de valider notre choix, nous présentons une comparaison entre l'utilisation

de l'AG seul et l'utilisation de l'AG associé à l'algorithme SQP.

4.3.4 Résultats d'identi�cation des paramètres par M.S.R. et discussions

Les résultats d'identi�cation des paramètres internes de notre machine sont présentés et validés

sur deux points de fonctionnement. Le premier point est à une densité de courant de J = 5 A/mm2 et

une vitesse nulle (fonctionnement à faible régime) ; le deuxième est à fort régime avec J = 5 A/mm2 et

Ω = 2500 tr/min.

4.3.4.1 Surface de réponse

Le modèle thermique �n de l'ADI (�gure 2.23) est simulé pour 1000 jeux de valeurs des facteurs

X (N = 1000 simulations). La sortie du modèle pour chaque simulation k est le vecteur des valeurs

y
(k)
2 de la fonction objectif f0 dé�nie dans l'équation (4.15). Ces valeurs servent à la construction de

la surface de réponse notée z2 pour un ordre trois. Cette surface est illustrée dans la �gure 4.19 par

rapport à deux facteurs (X3 et X4) et pour le fonctionnement à faible régime. Cette �gure montre

la non-linéarité de la fonction objectif où le problème d'identi�cation est dé�ni. Il est à noter qu'une

surface de réponse est construite pour chaque point de fonctionnement.

La surface de réponse de la �gure 4.19 possède une bonne représentativité du modèle thermique.

Ceci est déduit tout d'abord par une comparaison entre les valeurs de la moyenne et de l'écart-type des

vecteurs y(k)
2 d'une part et des vecteurs z(k)

2 de l'autre part (tableau 4.6). Cette comparaison montre

une bonne cohérence entre ces valeurs. De plus, le coe�cient de corrélation ajusté R2
a est évalué à

0.98275 (>0.95). Nous pouvons �nalement considérer une bonne qualité d'ajustement de cette surface.

Celle-ci peut être considérée comme un substitut du modèle thermique �n et être intégrée dans la

démarche d'identi�cation.

Tableau 4.6 � Comparaison entre les paramètres de la fonction objectif f0 évaluée par le modèle �n y2

et approchée par la surface de réponse z2.

Simulation Moyenne µ Écart-type σ

Modèle �n (y2) 0.057 10.492e−3

Surface de réponse (z2) 0.057 10.564e−3

Comparaison (%) 0.00 0.674

Il est à noter que la surface de réponse de la fonction objectif varie d'un point de fonctionnement

à un autre en variant les deux quantités : densité de courant et vitesse de rotation. Pour généraliser

le modèle de cette surface, la variation de ces deux quantités doit être incluse dans les simulations

Monte-Carlo avec leurs lois statistiques.
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Figure 4.19 � Surface de réponse z2 de la fonction objectif f0 en fonction des facteurs X3 et X4

(fonctionnement à faible régime).

4.3.4.2 Réduction du domaine de recherche

La réduction du domaine de recherche du vecteur optimal x∗ est basée sur la dé�nition d'un seuil

ε. En e�et, pour une simulation k, lorsque la valeur de f0 est plus petite que ε, les valeurs x(k) sont

sélectionnées pour la construction du domaine réduit D (équation (4.17)). Cette étape nécessite tout

d'abord la présentation de la distribution fréquentielle ou la distribution de probabilité de la fonction

objectif pour le nombre total de simulations (�gure 4.20). Ensuite, un processus itératif est mis en place

pour choisir la valeur du seuil. Ce processus de choix est basé sur un compromis entre les résultats

sur la solution optimale du problème d'identi�cation et le nombre de simulations à réaliser. De plus,

la réduction du domaine est réalisée en se basant sur le recalage du modèle thermique sur deux points

de fonctionnement. En e�et, les bornes minimales ou maximales pour certains facteurs peuvent être

imposées a�n d'obtenir une meilleure distribution des températures du modèle par rapport aux relevés

expérimentaux ; i.e., la borne minimale du facteur de contact entre le bobinage et le stator X4 est

�xée à 1.45. Finalement, à titre d'exemple, pour un seuil ε = 0.04, le nombre de simulations (ou noté

fréquence dans la �gure 4.20) est égal à 38 pour le fonctionnement à faible régime.
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Figure 4.20 � Distribution fréquentielle de la fonction objectif f0 de Y2.
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4.3.4.3 Solutions optimales

A�n de résoudre le problème d'identi�cation, la méthode hybride est répétée pour un nombre égal

à celui déduit du paragraphe précédent en imposant les bornes minimale et maximale des contraintes

du domaine réduit. L'utilisation de la M.S.R dans la résolution du problème d'identi�cation à travers

l'application de l'AG et de SQP a permis de réduire d'une manière signi�cative le temps de simulation.

En e�et, Pour identi�er les paramètres internes de la machine en utilisant le modèle �n, la méthode

d'optimisation prend presque 1 heure pour fournir la solution optimale. Par contre, en utilisant la

M.S.R, cette solution est obtenue en 2 secondes. Ce temps de simulation très court nous permet de

réaliser plusieurs répétitions de la méthode a�n de véri�er sa répétabilité et l'optimalité de la solution

obtenue.

Les résultats du problème d'identi�cation sur les deux points de fonctionnement sont présentés dans

les tableaux 4.7 et 4.8. Ces tableaux montrent les bornes minimale et maximale englobant la solution

optimale, ainsi que l'évaluation des coe�cients de contact et de convection recalculés par rapport aux

valeurs initiales des tableaux 4.4 et 4.5.

Interprétation des résultats d'identi�cation sur les coe�cients de contact : Par rapport à

ces coe�cients (considérés linéaires et ne variant pas en fonction de la température), nous remarquons

que :

� Une meilleure conductance de contact est évaluée entre la culasse du stator et le carter à ailettes

(Gs = 2708 W/m2.K). Ce résultat est conforme aux relevés expérimentaux, où la di�érence de

température entre ces deux parties de la machine est très faible (< 4 °C),

� Le contact aluminium-aluminium entre le carter à ailettes et le cache moteur était sur-estimé

au départ et prend, après la méthode d'identi�cation, la valeur de 880 W/m2.K,

� Un meilleur contact entre le carter et le cache embrayage où les isolants sont insérés. La valeur

initiale de la conductance était trop faible (48 W/m2.K), alors que la M.S.R a identi�é cette valeur

à 157 W/m2.K, donc 3.5 fois plus grande,

� La lame d'air équivalente entre les encoches et le stator est évaluée à 145µm. La littérature

dé�nit ce coe�cient entre les bornes minimale et maximale de 100µm et 300µm respectivement.

La valeur ainsi identi�ée par la M.S.R se situe au milieu de cet intervalle.

Interprétation des résultats d'identi�cation sur les conductances de convection :

Cas de la convection naturelle interne (fonctionnement à faible régime) : De meilleurs

coe�cients d'échange par convection dans les cavités de la machine sont estimés à travers la M.S.R.

Nous pouvons dire que les corrélations analytiques utilisées dans l'évaluation de ces coe�cients sous-

estiment ce type d'échange. Nous remarquons également que l'échange entre les têtes de bobines et

les cavités voisines (air interne 1 et air interne 2) n'est pas le même de chaque côté de la machine ;

cela est dû au fait que lorsque la machine n'est pas en rotation, le type d'échange entre ces deux côtés

est di�érent. En e�et, l'espace étroit entre les têtes de bobines et le volant ainsi que la di�érence de

température signi�cative entre ces deux parties, peuvent permettre l'échange de chaleur par conduction,

ce qui explique les valeurs importantes des coe�cients identi�és.
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Cas de la convection mixte interne (fonctionnement à fort régime) : Les coe�cients

d'échange par convection autour des chignons sont majorés par le calcul analytique. Ces coe�cients

dans le cas de la convection mixte sont presque identiques pour les deux côtés de la machine. Le

coe�cient de convection naturelle dans la cavité de l'air interne 1 est toujours supérieur à celui évalué

analytiquement, ce qui montre une sous-estimation des échanges dans cette cavité.

Finalement, les valeurs identi�ées restent dans les bornes de variation dé�nies dans la littérature,

que ça soit pour le contact (�gure 1.8 et tableaux 1.1 et 1.2) ou même pour les coe�cients de convection

(tableau 1.4).

Tableau 4.7 � Bornes minimale et maximale des contraintes et solution optimale du problème d'identi-
�cation (fonctionnement à faible régime).

Facteur Borne minimale
∗
x
L

i Borne maximale
∗
x
H

i Solution Optimale (x∗) Coe�cients (xi)

X1 0.37 1.14 0.40 880
X2 1.19 5.02 3.50 157
X3 0.51 1.47 1.47 2704
X4 1.45 2.06 1.45 145>

X5 3.21 8.72 8.56 34.2
X6 0.58 2.66 0.58 8.95
X7 0.62 5.46 2.94 45.6
X8 1.55 6.94 5.37 16.1
X9 1.05 4.93 1.05 6.00

∗Toutes les valeurs des coe�cients (xi) sont exprimées W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm

Tableau 4.8 � Bornes minimale et maximale des contraintes et solution optimale du problème d'identi-
�cation (fonctionnement à fort régime).

Facteurs Borne minimale
∗
x
L

i Borne maximale
∗
x
H

i Solution Optimale (x∗) Coe�cients (xi)

X1 0.39 0.41 0.40 880
X2 3.49 3.50 3.50 157
X3 1.46 1.47 1.47 2704
X4 1.44 1.45 1.45 145>

X5 1.42 8.50 4.47 24.1
X6 0.40 1.52 0.40 65.8
X7 0.40 1.59 0.40 65.2
X8 0.72 1.49 1.49 46.5
X9 0.51 1.49 0.90 23.5

∗Toutes les valeurs des coe�cients (xi) sont exprimées W/m2.K sauf la valeur indiquée par > en µm

4.3.4.4 Comparaison entre la méthode hybride et l'algorithme génétique

Dans ce paragraphe, nous comparons la méthode hybride (AG associée à la méthode SQP) à l'al-

gorithme génétique. Chaque méthode est appliquée à une série de répétitions/simulations du problème

d'identi�cation. Ensuite, les fonctions objectifs et les solutions obtenues sont comparées respectivement

dans la �gure 4.21 et la �gure 4.22. Nous remarquons que l'utilisation de la méthode hybride a amélioré
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nettement les résultats sur la fonction objectif où sa valeur reste constante pendant les 38 répétitions ;

contrairement à l'utilisation de l'algorithme génétique seul qui entraîne une �uctuation signi�cative

de la fonction objectif. Les même remarques sont observées sur les solutions optimales. Finalement,

l'utilisation de la méthode SQP, prenant la solution de l'AG comme condition de départ, est mieux

adaptée pour la convergence vers une solution optimale �able et répétable.
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l'algorithme génétique.
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Figure 4.22 � Comparaison entre les solutions optimales sur 38 simulations par l'utilisation de l'algo-
rithme génétique et de la méthode hybride.

4.4 Résultats des méthodes d'identi�cation

4.4.1 Variation des températures

Dans ce paragraphe, nous comparons les résultats des deux méthodes d'identi�cation aux relevés

expérimentaux des températures du banc d'essai de l'ADI. Il est à noter tout d'abord que la tempé-

rature du volant à l'endroit du contact avec le rotor (†15 de la �gure A.1) est considérée comme la
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température du rotor de la machine (T4) ; la température du volant (T5) est celle de la température

du volant-couronne (†14).

Les tableaux 4.9 et 4.10 montrent les variations entre :

(1) Les températures expérimentales (Texp),

(2) Les températures obtenues du modèle en appliquant uniquement les résultats de la méthodo-

logie d'identi�cation des coe�cients d'échange externe (Tmod),

(3) Les températures du modèle après l'application de la M.S.R (Tmod−I).

Les écarts entre les températures de ces modèles par rapport aux températures expérimentales sont

présentés également dans ces deux tableaux. Tout d'abord, nous avons vu que les coe�cients d'échange

convectif externe sont les plus in�uents sur les températures de la machine. En conséquence, l'identi-

�cation de ces coe�cients a permis d'améliorer la distribution des températures dans la machine, en

particulier au niveau du bobinage et du rotor. Cette amélioration peut être observée en comparant

les températures du modèle après recalage des coe�cients d'échange externe, et celles sans recalage

(�gures 2.33 et 2.34). En revanche, certaines températures restent mal estimées par le modèle, en par-

ticulier au niveau de la cavité air interne 1, d'autres températures représentent toujours des écarts par

rapport à l'expérimental.

Puis, l'application de la M.S.R a permis d'améliorer d'une manière globale, le modèle thermique

de l'ADI, où l'écart maximal entre les températures simulées par rapport à l'expérimental est de 4 %

pour les deux points de fonctionnement. Dans les zones critiques de la machine (bobinage et rotor), cet

écart ne dépasse pas 1 %. Cette cohérence entre les températures simulées et mesurées est importante,

en particulier lors de l'intégration de la machine électrique dans une approche système mécatronique

complet.

Finalement, les améliorations que chaque méthode d'identi�cation a apporté peuvent être observées

en comparant leurs résultats de simulation au résultat sur le modèle initial de l'ADI du chapitre 2.

En e�et cette comparaison est réalisée entre les résultats après l'application de la M.S.R et le modèle

initial dans le dernier paragraphe de cette partie.

Tableau 4.9 � Comparaison entre les températures expérimentales et les modèles avec identi�cation
pour le fonctionnement à faible régime.

n° Zone Texp[°C] Tmod[°C] Tmod−I [°C] εmod[%] εmod−I [%]

1 Bobinage 115.5 118.5 115.6 2.6 0.1
2 Stator 86.7 89.3 84.9 3.0 -2.1
3 Carter 85.7 85.4 82.4 -0.3 -3.9
4 Rotor 81.7 80.4 82.0 -1.6 0.3
5 Volant 80.6 76.0 82.0 -5.7 1.7
6 Cache moteur 75.4 82.0 76.2 8.8 1.1
7 Cache embrayage 64.7 60.3 70.5 -6.8 8.9
8 Air interne 1 79.8 98.8 81.0 23.8 1.5
9 Air interne 2 X 110.3 107.1 X X
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Tableau 4.10 � Comparaison entre les températures expérimentales et les modèles avec identi�cation
pour le fonctionnement à fort régime.

n° Zone Texp[°C] Tmod[°C] Tmod−I [°C] εmod[%] εmod−I [%]

1 Bobinage 132.5 133.4 132.6 0.7 0.1
2 Stator 106.7 111.3 108.6 4.3 1.8
3 Carter 107.6 106.2 105.2 -1.3 -2.3
4 Rotor 108.0 110.5 107.3 2.3 -0.6
5 Volant 106.0 102.3 104.8 -3.5 -1.1
6 Cache moteur 96.0 101.5 98.1 5.7 2.1
7 Cache embrayage 91.7 82.8 90.8 -9.7 -1.0
8 Air interne 1 109.0 125.7 113.0 15.3 3.7
9 Air interne 2 X 127.2 120.6 X X

4.4.2 Cartographies thermiques

Pour une meilleure présentation des résultats, les cartographies thermiques de l'ADI pour les deux

points de fonctionnement sont montrées dans la �gure 4.23. Il est à noter que la température expé-

rimentale de l'arbre de rotation n'est pas précise en raison d'une absence de dispositif expérimental

adapté pour la mesurer. De plus, les températures simulées sont présentées en fond blanc alors

que celles expérimentales en fond rouge .
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Figure 4.23 � Cartographies thermiques de l'alterno-démarreur intégré entre le modèle thermique recalé
et les relevés expérimentaux.
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4.4.3 In�uence des paramètres identi�és sur les températures de l'alterno-

démarreur

Dans le chapitre 2, le modèle thermique de l'ADI est simulé pour des valeurs initiales des coe�cients

de contact et d'échange convectif. Alors que dans ce chapitre, nous avons identi�é certains de ces

paramètres critiques dans la modélisation thermique. Dans ce paragraphe, nous simulons les modèles

qui résultent de ces deux chapitres et nous réalisons ensuite une cartographie de di�érence de ces

températures. Cette dernière est illustrée dans la �gure 4.24 pour l'essai n°10 (à J = 4.5A/mm2 et

Ω = 4000 tr/min). Cette �gure montre une di�érence qui tend vers 46 °C dans les cavités. Dans les zones

sensibles au bobinage et au rotor, la di�érence est de 38 °C et de 34 °C respectivement. Par rapport

aux températures du modèle recalé, ces di�érences en pourcentage valent ∼ 30 %. Ceci-dit, en réalisant

les simulations d'un modèle thermique en se basant sur la littérature, une erreur qui peut tendre vers

30 % peut intervenir sur l'estimation des températures des zones critiques. Ce chi�re est important lors

d'une conception d'une machine électrique et en tenant compte de la thermique à travers un modèle

�n.
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Figure 4.24 � Cartographie de di�érence des températures entre le modèle thermique recalé et le
modèle initial.

4.4.4 Conclusion

La méthodologie des surfaces de réponse appliquée à des algorithmes d'optimisation a prouvé son

e�cacité dans la détermination des facteurs de contact et de convection interne de la machine. Cette

méthodologie a permis le recalage du modèle thermique �n de l'ADI sur deux points de fonctionnement.

Le temps de calcul pour obtenir ces résultats est relativement faible par rapport à l'application et à

la mise en place d'autres méthodologies (application directe des algorithmes d'optimisation sur des

modèles complets). La méthode adoptée pour la construction des surfaces de réponse des fonctions
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objectifs est utilisée également pour générer la surface de réponse des températures critiques de la

machine (bobinage et rotor) en fonction des facteurs de conception et du point de fonctionnement de

la machine. Ces résultats peuvent être utilisés dans des démarches de modélisation multi-physique où

le modèle thermique est substitué par des fonctions polynomiales simples.

4.5 Conclusion du chapitre

Après la présentation du modèle thermique de l'alterno-démarreur et de l'étude de sensibilité dans

les chapitres précédents, nous avons présenté dans ce chapitre deux méthodes d'identi�cation des

paramètres externes et internes d'une machine électrique. Les objectifs étaient de (1) pouvoir estimer

les erreurs induites sur l'utilisation des coe�cients d'échange convectif externe d'une machine ; (2)

recaler le modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré ; (3) évaluer les valeurs des facteurs de

conception d'une machine électrique.

La première méthodologie a permis une amélioration signi�cative des températures de la machine,

en particulier dans les zones du rotor et du bobinage. Cependant, l'écart entre les températures ex-

périmentales et celles de sortie de cette méthodologie pour d'autres zones de la machine était plus

important. Pour cela, la deuxième méthodologie, développée et basée sur la méthode des surfaces de

réponse, a permis d'obtenir une amélioration globale des di�érentes températures de la machine. Cette

méthodologie est basée sur l'application du principe des surfaces de réponse associée à des algorithmes

d'optimisation. Ceci a permis de réduire le temps de calcul des algorithmes d'optimisation d'1 heure à 2

secondes. De plus, l'utilisation d'une méthode d'optimisation hybride associant l'algorithme génétique

et la programmation quadratique a prouvé une meilleure convergence vers des solutions optimales ne

�uctuant pas en répétant ces algorithmes.

Nous avons également souligné l'intérêt de l'application des méthodes d'identi�cation des para-

mètres critiques de la machine. Pour une première analyse d'un circuit thermique, les températures de

la machine étaient surestimées d'un pourcentage de 30 % dans les zones du bobinage et du rotor. Ce

pourcentage a été �nalement réduit à moins de 1% après l'application des méthodologies d'identi�ca-

tion. En�n, ces résultats sont appliqués dans le chapitre suivant portant sur l'intégration des modèles

de la machine dans un environnement système.
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Chapitre 5

Intégration de la thermique dans une

approche système

5.1 Introduction et état de l'art

La machine électrique joue un rôle primordial dans la conception et l'optimisation des systèmes

mécatroniques. L'élévation de sa température induit l'augmentation de ses pertes internes et la dé-

gradation de son rendement, en conséquence ses performances. Dans la littérature, les études des

systèmes mécatroniques considèrent que la machine électrique fonctionne à une température homo-

gène. Ces études ne prennent pas en compte la variation de cette température au cours du temps ou

même de la présence d'un gradient de température important à l'intérieur de la machine. De plus,

dans le but de dimensionner et d'optimiser les structures des machines électriques dans leur environ-

nement, la modélisation thermique demeure indispensable. De ce fait, nous proposons dans ce chapitre

l'intégration du modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré (ADI) dans une approche système.

Le système complet proposé englobe les modèles thermique-électrique de la machine, un convertisseur

et les lois de commande. Ce système pourra être ensuite intégré dans une approche mécatronique plus

globale.

Plusieurs outils sont disponibles pour la modélisation des systèmes mécatroniques tels que AMESim,

Matlab/Simulink, Dymola, Simplorer, et autres. Dans [Rémy 11], une classi�cation de ces outils est

basée sur plusieurs critères tels que : la gestion de données, la résolution des problèmes techniques, les

principes d'implémentation, les liens externes, les domaines physiques couverts ainsi que la possibilité

de couplage avec d'autres logiciels (�gure 5.1).

Dans l'actuelle étude, nous choisissons l'environnement LMS Imagine.Lab AMESim de Siemens

pour modéliser le système qui englobe notre machine d'étude (ADI). Le choix de ce logiciel est justi�é

par le fait de son interface adéquate et simple à manipuler, ainsi que plusieurs fonctionnalités intéres-

santes employées dans notre étude. En e�et, AMESim est un logiciel de simulation pour la modélisation

multi-domaines et la simulation des systèmes. AMESim peut être couplé avec d'autres logiciels comme

Modelica, Matlab/Simulink, Fluent,... Dans notre étude, l'environnement commun entre AMESim et

Matlab a permis de réaliser des analyses de sensibilité (locale et globale), des simulations du mo-
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dèle thermique, l'application de la méthodologie des surfaces de réponses, et autres études qui seront

présentées le long de ce chapitre.

Figure 5.1 � Comparatif des outils de modélisation des systèmes mécatroniques [Rémy 11].

Le logiciel AMESim est utilisé dans plusieurs études concernant les approches de modélisation, de

conception et d'optimisation des systèmes mécatroniques [Polak 11, Ramanujam 11, Le Berr 12,

Dubouil 12, Patil 12]. Un des systèmes les plus complexes et dont les machines modélisées dans cette

thèse font partie est le véhicule hybride. Dans AMESim, la bibliothèque IFP-drive est intégrée pour

simuler le comportement d'un système complet d'un véhicule. Dans cette bibliothèque, la thermique des

machines électriques est prise en compte par une simple entrée caractérisant une température moyenne

constante. De plus, le modèle de la machine électrique fonctionne en se basant sur des cartographies de

couple maximal en fonction de la vitesse et des cartographies des pertes. Ces dernières sont constantes

et indépendantes de la variation des températures internes de la machine, d'où un rendement global

constant (�gure 5.2).

Figure 5.2 � Cartographie de rendement constant d'un moteur électrique [Dubouil 12].
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Le modèle de la machine dans IFP-Drive permet de générer en sortie, le couple utile sur l'arbre

de rotation ainsi que les puissances mécanique et électrique et le courant délivré par la batterie. Les

entrées du modèle étant le couple de consigne demandé par le véhicule, la vitesse de consigne et les

cartographies de couple maximal et des pertes.

[Dubouil 12] a développé un modèle de propulsion électrique sous AMESim et a modélisé les

transferts thermiques entre ses di�érents composants. Dans cette étude, la thermique de la machine

électrique est prise en compte à travers un modèle nodal simple à deux n÷uds. Le premier présente la

partie chaude de la machine (bobinage) et le deuxième celui du carter refroidi à eau. Le modèle des

pertes du moteur modélisé dans [Dubouil 12] est calibré à partir de la cartographie de rendement

du moteur de la Toyota Prius [Staunton 06]. En e�et, en évaluant les performances de la chaine

de propulsion hybride de la Toyata Prius, [Staunton 06] présente, par mesures expérimentales, les

rendements dans l'espace couple-vitesse de la machine électrique de puissance 50 kW destinée à la

traction du véhicule (�gure 5.3).

Figure 5.3 � Cartographie de rendement du moteur de Toyota Prius [Staunton 06]

Cette cartographie et les relevés expérimentaux décrits dans le rapport de [Staunton 06] ont

permis à plusieurs autres études telles que [Dubouil 12] ou des études sur les logiciels de Motor-Design

[Staton 15] de comparer leurs résultats à ceux de [Staunton 06] en ce qui concerne le comportement

réel d'une machine électrique dans un système. Finalement, peu sont les études qui ont simulé d'une

manière détaillée le comportement thermique des machines électriques et son in�uence dans un système

complet.

Ce chapitre est divisé en trois parties principales. La première partie introduit le modèle électrique

d'une machine synchrone à aimants permanents et le modèle de sa commande sous AMESim. Cette

première modélisation du système ne considère pas l'évolution de la température dans la machine. La

modélisation est ensuite validée sur deux points de fonctionnement à faible régime et à fort régime.

La seconde partie du chapitre présente l'implémentation et la validation du modèle thermique �n de

l'ADI sous l'environnement AMESim. Les modèles de ces deux parties sont ensuite couplés entre eux

dans un environnement commun dans la troisième partie.
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5.2 Stratégie de commande d'une machine électrique sous AME-

Sim

5.2.1 Principe et réalisation de la commande

5.2.1.1 Schéma global de la commande

La commande en couple est la stratégie utilisée dans notre système pour piloter l'ADI fonctionnant

en mode moteur ou en mode alternateur. La transition entre ces deux modes est identi�ée par le

signe du couple de consigne demandé à la machine (couple positif en mode moteur et négatif en

mode générateur). Les modèles généraux de commande des machines électriques à courant alternatif

se retrouvent dans [Grenier 01] et [Abu-Rub 12]. La commande de la machine est intégrée dans

l'environnement AMESim en utilisant ses composants ou en les adaptant à notre application. Le

principe de cette commande, illustré dans la �gure 5.4, et ses di�érents composants ([1a] −→ [1e]) sont

détaillés dans l'appendice B. Dans cette première partie, la machine électrique fonctionne à température

ambiante constante sans la prise en compte de sa variation.

Figure 5.4 � Stratégie de commande en couple d'une machine électrique courant alternatif AC.

5.2.1.2 Équations et modèle électrique

Nous adoptons dans cette thèse un modèle linéaire d'une machine synchrone à aimants permanents

(sans saturation magnétique). Étant donné que les modèles des machines électriques dans l'environne-

ment AMESim ne sont pas modi�ables, nous prenons le choix de reproduire un nouveau modèle a�n

de pouvoir modi�er et ajouter des paramètres supplémentaires tels que les températures du bobinage

et du rotor. Nous modélisons la machine électrique en utilisant les grandeurs ramenées dans le repère

de Park (d− q). En e�et, la transformée de Park permet le passage du référentiel statorique (a− b− c)
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au référentiel rotorique (d− q) pour le calcul des grandeurs utilisées pour simuler la performance de

la machine synchrone. Pour établir le modèle de Park, certaines hypothèses doivent être adoptées,

telles que la répartition sinusoïdale de la force magnétomotrice [Bergmann 96]. Dans le référentiel

lié au champ tournant (d− q), il est important de rappeler les équations de la machine synchrone

[Grenier 01] :

� Équations des �ux dans les axes d (ψd) et q (ψq) :ψd = Ldid + ψM

ψq = Lqiq
(5.1)

Ld et Lq sont les inductances cycliques, id et iq les courants statoriques et ψM le �ux de l'aimant

permanent.

� Équations des tensions vd et vq :vd = Rsid + dψd
dt − ωsψq

vq = Rsiq + dψd
dt + ωsψd

(5.2)

Rs étant la résistance d'une phase statorique et ωs la pulsation des grandeurs statoriques.

� Couple électromagnétique Cem :

Cem = p (ψdiq − ψqid) (5.3)

p est le nombre de paire de pôles.

� Puissance électrique :

Pelec = vdid + vqiq (5.4)

� Puissance mécanique :

Pmec = Cu.ω (5.5)

avec Cu le couple disponible sur l'arbre rotation en N.m. et ω la vitesse de rotation en rad/sec.

� Rendement :

η =

(
Pmec
Pelec

)sign(Cu)

(5.6)

� Courants et tensions e�caces et maximaux :Ueff =

√
v2d+v2q

3 Umax =
√
v2
d + v2

q

Ieff =

√
i2d+i2q

3 Imax =
√
i2d + i2q

(5.7)

5.2.1.3 Prise en compte des pertes fer et des pertes mécaniques

Dans la modélisation de la commande de la machine, les pertes fer sont prises en compte à travers

la déduction d'un couple équivalent Cfer du couple électromagnétique Cem. En e�et, les pertes fer

a�ectent seulement le couple électromagnétique du moteur [Levi 02, Abu-Rub 12]. Par conséquent,

l'équation 5.3, en considérant ces pertes, devient (en mode moteur) :
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C
′

em = p · (ψdiq − ψqid)− Cfer (5.8)

avec Cfer le couple fer équivalent déduit des pertes fer Pfer estimées dans le paragraphe 2.4.2.5. Ce

couple varie en fonction de la vitesse de rotation de la machine et est calculé de la manière suivante :

Cfer =
Pfer
ω

(5.9)

Les pertes mécaniques Pm,r sont prises de la même manière où un couple mécanique Cmec est

déduit des pertes mécaniques, principalement des frottements dans les roulements :

Cmec =
Pm,r
ω

(5.10)

Finalement, le couple utile sur l'arbre de rotation qui intervient dans le calcul de la puissance

mécanique de sortie de la machine (en mode moteur) est :

Cu = C
′

em − Cmec (5.11)

5.2.1.4 Modèle de la commande sous AMESim

Les sous-modèles de la bibliothèque moteur électrique et pilotage sont regroupés dans un modèle

permettant la commande de la machine. Ce modèle est illustré dans la �gure 5.5 ; l'exploitation de ses

di�érents composants est réalisée dans l'appendice B, et leurs paramètres de contrôle sont détaillés

dans [Chédot 04].

Figure 5.5 � Modèle de la commande de la machine implémenté sous AMESim.

Le modèle électrique de la machine, basé sur les équations 5.1-5.7, est intégré dans AMESim

(�gure 5.6). Dans cette partie, la thermique n'est pas prise en compte ; nous supposons que les tempé-

ratures du bobinage et des aimants permanents du rotor sont égales à la température ambiante.
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Figure 5.6 � Modèle électrique d'une machine synchrone à aimants permanents sous AMESim.

5.2.2 Résultats sur deux points de fonctionnement

Le modèle de la commande est validé sur deux points de fonctionnement de la machine. Le premier

point est pour un fonctionnement à faible régime ; le second est à fort régime. L'objectif est de regarder

la performance de la commande et du modèle électrique sur les deux régimes les plus critiques dans la

machine (�gure 2.20). Ceci permet de valider ces modèles avant que le modèle thermique soit intégré.

Fonctionnement à faible régime : Le premier point de fonctionnement est dé�ni pour un fort

couple à une faible vitesse (C = 128 N.m. et Ω = 50 tr/min). En e�et, nous allons voir dans la section �5.4

que le couplage entre la commande et la thermique a permis de déterminer la limite maximale d'échauf-

fement de la machine dans les phases transitoires, et de déduire le couple maximal correspondant. La

simulation de la commande pour ce fonctionnement montre, par la �gure 5.7, que le couple utile suit sa

consigne C∗ ; les courants id et iq sont également bien régulés par rapport à leurs valeurs de référence

(irefd et irefq ).
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Figure 5.7 � Validation du modèle dynamique de la machine à faible régime.

Fonctionnement à fort régime : Le second point de fonctionnement correspond à un faible

couple et une vitesse élevée (C = 10 N.m. et Ω = 4000 tr/min). Nous observons, sur la �gure 5.8, une

ondulation de couple autour de sa valeur moyenne de 12 % évaluée entre son minimum et son maximum.

Cette ondulation est initialement détectée lorsque la vitesse de la machine dépasse sa vitesse de base

ωb. Cette ondulation peut être due à l'existence de plusieurs phénomènes [Küttler 13]. Nous nous

limitons dans cette thèse à prendre la valeur moyenne du couple sans régler les problèmes liés à cette

ondulation.
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Figure 5.8 � Validation du modèle dynamique de la machine à fort régime.
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5.3 Modélisation thermique sous AMESim

5.3.1 Modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré

Dans cette partie, nous présentons le modèle thermique �n de l'alterno-démarreur intégré (�-

gure 2.23) sous le logiciel AMESim. L'objectif de cette étape est de valider le modèle thermique

permettant de réaliser le lien entre la thermique et la commande d'une machine électrique sous un

modèle global dans AMESim. Pour établir ce modèle, deux bibliothèques destinées à la thermique

dans AMESim sont utilisées : la bibliothèque thermique et la bibliothèque thermique pneumatique. La

description des éléments de ces deux bibliothèques ainsi que tout élément nécessaire à établir le modèle

thermique dans AMESim est décrite dans l'appendice B.

Le modèle thermique sous AMESim reprend les hypothèses dé�nies dans la section �2.4. Ensuite, ce

modèle est construit en utilisant les composants d'AMESim ; celui-ci est illustré dans la �gure 5.9. Tout

d'abord, les matériaux utilisés ainsi que le �uide dans les cavités doivent être déclarés. Ces matériaux

servent à dé�nir les propriétés thermophysiques de chaque volume élémentaire de la machine. Ensuite,

les sources de chaleur sont insérées au n÷ud qui les correspondent ; chaque n÷ud étant dé�ni par une

capacité thermique. Puis, les résistances qui modélisent les échanges de chaleur sont placées entre les

di�érents n÷uds. En�n, il est à noter que le calcul des pertes mécaniques et fer ainsi que certains

paramètres sont calculés à l'extérieur de AMESim, et y sont ensuite injecté dans le modèle. De ces

paramètres, les coe�cients de convection dans l'entrefer et dans les cavités ainsi que la résistance de

conduction dans le bobinage.

5.3.2 Résultats de la modélisation thermique

Le modèle thermique de la �gure 5.9 est simulé et validé pour un point de fonctionnement à une

vitesse de Ω = 4000 tr/min et une densité de courant de J = 4.5 A/mm2 pour les deux régimes, permanent

et transitoire. Ce point de fonctionnement correspond à l'essai n°10 du tableau A.2. Le couplage

entre AMESim et Matlab permet d'obtenir une meilleure représentation graphique des cartographies

thermiques de la machine en régime permanent (�gure 5.10) et des courbes caractérisant la montée

en température en régime transitoire (�gure 5.11). La cartographie thermique englobe la comparaison

entre les températures simulées (en fond blanc ) et les températures expérimentales (en fond rouge

). Ces dernières sont issues des relevés expérimentaux des thermocouples installés sur l'ADI (voir

appendice A). La �gure 5.11 montre la comparaison de la montée des températures en régime transitoire

entre le modèle et l'expérimental. Nous pouvons déduire, de ces deux �gures, que le modèle thermique

sous AMESim re�ète le comportement thermique réel de l'ADI. Ceci est observé à travers la cohérence

entre les températures simulées par le modèle et celles qui sont relevées expérimentalement.

Finalement, la validation du modèle thermique permet son intégration dans une approche globale,

où il sera couplé à d'autres modèles de la machine électrique et de sa commande.
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Figure 5.10 � Validation du modèle thermique en régime permanent pour Ω = 4000 tr/min et J =
5 A/mm2.
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5.4 Couplage des modèles thermique-électrique-commande

5.4.1 Principe de couplage des modèles

Dans cette partie, les modèles de la machine électrique (thermique-électrique) et de sa commande

sont couplés et intégrés dans un environnement commun. En e�et, la montée en température de la

machine a�ecte principalement les conducteurs du bobinage et les aimants permanents. Dans le premier

cas, la résistance électrique par phase augmente avec l'augmentation de la température du bobinage

Tbob, ce qui favorise les pertes par e�et Joule et diminue le rendement de la machine ; dans le deuxième

cas, le �ux rémanent diminue avec l'augmentation de la température des aimants Taim, ce qui in�ue

sur la performance de la machine. Les équations suivantes décrivent la dépendance de la résistance

électrique Rs et du �ux rémanent ψM de la température :Rs(Tbob) = R0 · (1 + αCu · (Tbob − Tamb))

ψM (Taim) = ψ0 · (1 + αaim · (Taim − Tamb))
(5.12)

R0 et ψ0 sont respectivement la résistance électrique par phase et le �ux rémanent ; les deux

quantités sont évaluées à la température ambiante.

Les coe�cients de variation de la résistivité du cuivre et celui du �ux rémanent sont respectivement :αCu = 3.81 · 10−3K−1

αaim = −0.1 · 10−3K−1

En considérant cette dépendance des paramètres de la température, les deux modèles sont couplés à

travers les équations 5.12. Par rapport au couplage entre les di�érents modèles, son principe est illustré

dans la �gure 5.12. Tout d'abord, un point de fonctionnement est demandé par la machine à travers

une consigne de couple C∗ et d'une vitesse de rotation. Ensuite, le modèle de la commande alimente

la machine électrique, qui à son tour, génère les paramètres électriques et mécaniques nécessaires au

calcul des pertes. Ces dernières seront intégrées dans le modèle thermique dont la simulation fournira

les températures de bobinage et des aimants permanents. Ces deux températures sont ré-intégrées

dans la machine électrique et ses paramètres sont recalculés. La dépendance des lois de commande des

températures internes de la machine n'est pas prise en compte dans cette étude.

Les objectifs du couplage des modèles, en intégrant principalement la thermique, se déclinent ci-

dessous :

1. Dé�nir le courant limite admissible pour éviter la surchau�e de la machine,

2. Établir les cartographies des puissances, des pertes et de rendement de la machine électrique en

régime permanent et en régime transitoire,

3. Quanti�er la variation du rendement de la machine à basses et à hautes températures,

4. Quanti�er l'évolution des performances de la machine électrique par rapport à sa consommation

électrique,

5. Simuler la réponse en température de la machine sur un cycle réel de conduite.
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Figure 5.12 � Principe de couplage entre les modèles.

5.4.2 Espace de fonctionnement en régime permanent

Toute machine électrique est modélisée et dimensionnée par rapport à des limites de fonctionnement

dans son espace couple-vitesse. La limite de l'espace de fonctionnement dans la région (1) sous AMESim

(�gure B.1) est dé�nie par le courant limite Ilim injecté dans la machine a�n d'éviter sa surchau�e. La

valeur de ce courant dé�nit le couple maximal que peut fournir la machine pour un régime thermique

permanent. Dans ce cas, en couplant le modèle dynamique de la machine et son modèle thermique, le

couple maximal Cmax et le courant limite Ilim sont déterminés. Par conséquent, le système couplant

les di�érents modèles sous AMESim est simulé pour une variation du courant e�cace Ieff dans un

intervalle allant de 70 A à 140 A. La �gure 5.13 monte la variation des sorties du système (couple

utile Cu et température du bobinage Tbob) en fonction de Ieff . Les simulations sont réalisées à chaque

pas pour atteindre un régime thermique établi. Nous constatons que, pour une température limite de

destruction des isolants de bobinage de 170 °C, les valeurs de Cu et de Ilim sont respectivement 32 N.m.

et 115 A. La température atteinte par les aimants permanents dans ce cas est de 114 °C et est plus

petite que la température limite de désaimantation (120 °C). La tension maximale limite disponible par

phase en valeur e�cace, en considérant le point neutre des enroulements stabilisé à Ub/2, est calculée par

l'équation (5.13). Cette tension limite l'espace de fonctionnement à puissance maximale. Finalement,

les valeurs limites du courant, de la tension et de la vitesse de rotation Ωlim = 6000 tr/min dé�nissent

l'espace de fonctionnement de la machine en régime permanent (�gure 5.14).

Ulim =
Ub

2.
√

2
(5.13)
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Figure 5.14 � Espace de fonctionnement couple-vitesse de l'alterno-démarreur en régime permanent.

5.4.3 Comportement thermique de la machine en transitoire

Nous avions vu que le couple maximal en régime permanent délivré par la machine sans dépas-

sement de la température maximale est de 32 N.m.. Cependant, le contexte réel de l'ADI impose un

fonctionnement en régime transitoire ; ceci permet de dépasser la limite en régime permanent mais

pendant des durées courtes sans atteindre les limites thermiques. L'objectif de ce paragraphe est de se

positionner en régime transitoire pour déterminer les limites de la machine par rapport à la variation

de couple et de vitesse. Quatre vitesses inférieures à la vitesse de base Ωb en régime permanent (avec

Ω = [50, 350, 650, 950] tr/min), et trois niveaux de couple (2C∗, 3C∗ et 4C∗) sont testés, comme l'in-
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dique la �gure 5.15. Les simulations sont réalisées sur trois minutes de fonctionnement de la machine.

Il est à noter que la machine, par conception, ne peut pas développer un couple supérieur à 150 N.m.

et que sa puissance maximale en mode moteur est de Plim = 6 kW. Les premiers résultats montrent que

les points de fonctionnement qui correspondent à Ω = 650 tr/min et Ω = 950 tr/min ne sont pas atteints

en régime transitoire à cause d'un dépassement des limites de puissance, de même que pour le point

(Ω = 300 tr/min et C = 128 N.m.). Par conséquent, nous présentons les résultats obtenus uniquement

sur les points de fonctionnement à Ω = 50 tr/min et à Ω = 300 tr/min.

Figure 5.15 � Points de fonctionnement testés en régime transitoire.

La �gure 5.16a montre que la limite d'échau�ement de la machine, à Ω = 50 tr/min, est atteinte après

170 s pour un couple de 96 N.m. et 71 s pour 128 N.m.. Le point de couple 64 N.m.est toujours admissible

même après trois minutes de fonctionnement pour les deux vitesses de rotation. Pour la vitesse Ω =

300 tr/min, la limite thermique est atteinte après 60 s pour un couple de 96 N.m. (�gure 5.16b). Par

contre, la limite en terme de puissance limite de la machine est atteinte au bout de 30 s. Nous pouvons

constater tout d'abord que la vitesse de base de la machine en régime transitoire est inférieure à

celle pour le régime permanent. Ensuite, nous considérons la modélisation de la machine en régime

transitoire pour 30 s de fonctionnement et pour un couple maximal de Cmax = 128 N.m.. Ce couple

correspond à un courant limite qui est 2.4 fois plus grand que le courant nominal de la machine. Il

est à noter que, durant ces simulations, le rotor reste relativement froid par rapport au bobinage ; la

limite thermique de désaimantation n'est alors pas atteinte.
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Figure 5.16 � Variation de la température du bobinage en fonction du couple et de la vitesse.

5.4.4 Cartographies en transitoire de l'alterno-démarreur intégré

Dans ces travaux de thèse, [Chédot 04] a limité l'espace de fonctionnement de l'ADI en mode

moteur par rapport au courant maximal admissible par l'onduleur. [Chédot 04] présente ensuite ces

cartographies des puissances, des pertes et de rendement de la machine à température ambiante sans

la prise en compte des limites thermiques. Il a étudié ensuite l'e�et de l'élévation de la température sur

l'espace de fonctionnement de la machine et de son rendement. En e�et, la modélisation de l'ensemble

machine-convertisseur doit prendre en compte les deux aspects :

1. Limites thermiques de la machine,

2. Limite de courant délivré par l'onduleur.

[Staunton 06] a présenté trois cartographies de rendement du moteur du Toyota Prius. La première

est celle illustrée dans la �gure 5.3 de la machine alors que la deuxième est celle du convertisseur et la

troisième pour l'ensemble convertisseur-machine (�gure 5.17).

(a) Convertisseur (b) Convertisseur-machine

Figure 5.17 � Cartographies des rendements pour la Toyota Prius.

Dans notre étude, nous considérons un onduleur idéal (pouvant délivrer également les courants

demandés) et nous nous intéressons aux limites thermiques de la machine dans l'espace couple-vitesse.
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Pour faciliter la génération des cartographies des puissances, des pertes et de rendement de l'ADI,

nous utilisons le couplage entre les deux logiciels AMESim et Matlab. L'espace de fonctionnement de

la machine est ainsi divisé en une série de points séparés par un pas de couple égal à 5 N.m. et un pas

de vitesse de 50 tr/min. Les simulations, réalisées pour chaque point de fonctionnement, durent 30 s et

tiennent compte des transitoires thermiques. Le couple maximal est Cmax = 128 N.m. avec un courant

Ilim = 274 A, et une tension Ulim = 14.85 V. La �gure 5.18 montre les cartographies des puissances

mécanique et électrique, des pertes et des rendements de l'ADI. Nous remarquons que le rendement le

plus faible est à un fonctionnement à faible régime où les pertes par e�et Joule sont très importantes

alors que le meilleur rendement se situe dans la zone qui correspond aux vitesses entre 500 tr/min et

3000 tr/min.
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Figure 5.18 � Cartographies de l'alterno-démarreur intégré en régime transitoire.
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5.4.5 In�uence de la température sur le rendement

L'élévation de la température dans les machines électriques in�ue directement sur leurs rendements,

ce qui impacte le rendement global du système dans lequel cette machine est intégrée. [Liwei 08] a

mesuré la dégradation du rendement d'un moteur de traction de 30 kW d'un véhicule hybride pour un

fonctionnement sous une charge nominale. Ce rendement passe de η = 93.7 % pour une température

ambiante de 27 °C à η = 90 % pour une température de bobinage de 89 °C après 40 minutes de fonc-

tionnement (�gure 5.19). Dans ce paragraphe, nous regardons également l'in�uence de la température

sur le rendement de la machine, mais dans son espace de fonctionnement couple-vitesse.

Figure 5.19 � Dégradation du rendement au cours du temps [Liwei 08].

Pour une meilleure quanti�cation de l'in�uence de la température sur le rendement, nous comparons

alors deux cartographies de rendement de l'ADI :

1. La première est calculée directement par le modèle de la commande de la section �5.2 à une

température ambiante (Tamb = 20 °C),

2. La deuxième est celle qui tient compte de la variation de la température à l'intérieur de la

machine en régime transitoire.

Cette comparaison, illustrée dans la �gure 5.20, montre que la zone à faible régime est la plus sensible

à la variation de la température. Ce fait est dû à l'évolution des pertes Joule en fonction de la tempéra-

ture, et par conséquent, la dégradation du rendement. Nous pouvons également remarquer que l'espace

de fonctionnement de la machine n'est pas a�ecté par l'élévation de la température. En e�et, les pertes

mécaniques et les pertes fer sont considérées indépendantes de cette élévation. La machine peut, par

conséquent, toujours développer le couple de consigne demandé. Nous allons voir dans le paragraphe

suivant l'in�uence de la température sur les performances de la machine et sa consommation électrique.
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Figure 5.20 � In�uence de la prise en compte de la température sur la cartographie de rendement.

5.4.6 In�uence de la température sur les performances de la machine

Nous testons dans ce paragraphe l'in�uence de la prise en compte des aspects thermiques d'une ma-

chine électrique sur ses performances. Nous �xons tout d'abord la vitesse de rotation à Ω = 200 tr/min et

nous varions la consigne de couple entre Cmin = 5 N.m. et Cmax = 128 N.m. (pour 25 simulations, voire

un pas de couple de 4.92 N.m.). L'élévation de la température est indirectement prise en compte par

l'augmentation du couple de consigne. En e�et, ce couple est l'image de courant qui est directement lié

aux pertes Joule dans le bobinage, les pertes les plus signi�catives au faible régime de fonctionnement.

Deux séries de simulations, comportant chacune 25 simulations, sont réalisées : la première en imposant

une température ambiante sur la machine électrique et la deuxième intègre le modèle thermique de la

machine. Chaque simulation dure 30 secondes, le temps mis par la machine pour atteindre sa limite

d'échau�ement en transitoire à couple maximal. Les résultats de simulation sont ensuite comparés par

rapport aux puissances électrique et mécanique ainsi que le rendement de la machine. Le pourcentage

de variation des deux puissances électrique Pelec et mécanique Pmec entre le fonctionnement à froid

(f) et le fonctionnement à chaud (c) de la machine est donné par les formules suivantes :
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∆Pelec(%) =
P celec−P

f
elec

P celec
· 100

∆Pmec(%) =
P cmec−P

f
mec

P cmec
· 100

(5.14)

Nous remarquons, sur la �gure 5.21a, que la puissance mécanique fournie par la machine reste

constante indépendamment de l'augmentation de la température. Cela revient au fait que la machine

est asservie en couple et que ce dernier est l'image du courant iq qui est réglé par rapport à sa valeur

de consigne. En revanche, l'élévation de la température entraine tout d'abord une augmentation de la

puissance électrique. En e�et, la valeur de cette augmentation varie selon le point de fonctionnement,

e.g. pour un fonctionnement à C = 49.2 N.m. et Ω = 200 tr/min, la puissance électrique augmente

de ∼ 3 % ; alors que le rendement de la machine est de 0.67 (par rapport à 0.7, la valeur sans tenir

compte de la température). L'augmentation de cette puissance peut atteindre ∼ 11 % pour un point de

fonctionnement particulier à couple maximal fourni C = 128 N.m. pour la même vitesse de rotation ;

ce point peut correspondre au démarrage de la machine. Ceci entraine un surplus sur la consommation

électrique de la machine dans un système complet. De l'autre côté, le rendement, qui est inversement

proportionnel à la puissance électrique (mode moteur - équation (5.6)), diminue d'un maximum de

∼ 11 % (�gure 5.21b). Nous rappelons que cette étude est réalisée sur une variation des niveaux

de couple à une vitesse Ω = 200 tr/min ; le rendement de cette zone de l'espace de fonctionnement

est généralement à faible rendement. Cependant, pour des fonctionnements au-delà d'une vitesse de

Ω = 500 tr/min, ce rendement augmente et est moins impacté par la température (voir �gure 5.20).
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(b) Rendement de la machine

Figure 5.21 � In�uence de la température sur les performances de la machine.

5.4.7 Comportement thermique de la machine sur un pro�l de conduite

Après avoir présenté le couplage entre les di�érents modèles, nous simulons la réponse en tempéra-

ture de l'ADI sur un cycle de conduite ARTEMIS Urbain. En e�et, cette machine joue uniquement le

rôle d'un alternateur et un démarreur et n'est pas destinée à la traction du véhicule ou à l'assistance de

conduite. En revanche, le but de cette simulation est de tester la performance de nos modèles créés sous
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AMESim qui peuvent être généralisés pour d'autres machines. Les données du cycle ARTEMIS Urbain

(consigne de couple et vitesse du véhicule) sont récupérées de [Küttler 13] et adaptées pour prendre

en considération les caractéristiques de l'ADI (puissance limite et vitesse limite). Nous simulons ainsi

les modèles créés pour un enchainement de cinq cycles ARTEMIS urbain (�gure 5.22) de 16 minutes

chacun. Les relevés des températures au cours de ces cycles de fonctionnement dans le bobinage et

dans les aimants permanents sont illustrés respectivement dans la �gure 5.23a et la �gure 5.23b. Nous

remarquons que la montée en température dans le bobinage apparait pour chaque cycle par un pic et

que cette température varie en fonction du couple demandé. La température des aimants permanents

augmente d'une manière continue et reste modérée sans e�et signi�catif des transitoires thermiques

des cycles de fonctionnement.
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Figure 5.22 � Données du cycle de conduite ARTEMIS Urbain adapté à l'alterno-démarreur intégré.
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Figure 5.23 � Résultats sur les températures pour un enchainement de cinq cycles ARTEMIS Urbain.
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5.5 Conclusion

Un ensemble de modèles (commande, électrique et thermique) a été développé dans l'environne-

ment AMESim a�n de prendre en compte l'élévation de la température des machines électriques dans

son environnement mécatronique. Chaque modèle a été présenté en détail et validé individuellement

avant la réalisation d'un environnement de simulation commun englobant et couplant ces modèles. Ce

couplage a permis de comprendre l'in�uence de la thermique sur les performances de la machine et

de tracer les espaces couple-vitesse en régime permanent et en régime transitoire. L'établissement de

ces cartographies a permis de préciser les critères principaux (couple maximal, durée des transitoires,

etc...) a�n de respecter les températures maximales de tenue thermique des isolants de bobinage et des

aimants permanents. Ces résultats permettent l'optimisation de la machine électrique en minimisant

son volume tout en gardant les performances souhaitées. Nous avons constaté de même la dégradation

du rendement de la machine avec l'élévation de sa température ainsi que l'augmentation de la puissance

électrique soutirée de la batterie. Finalement, l'outil de modélisation développé en prenant en compte

la thermique et la commande a montré la montée en température des parties critiques de la machine

sur des cycles de conduite urbaine.
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Chapitre 6

Banc d'essai et validation

expérimentale

6.1 Introduction

Dans certaines parties de la thèse, nous nous sommes basés sur les relevés expérimentaux des

températures et des pertes de l'appendice A. Ceux-ci ont joué un rôle important dans la prise en

compte de certaines hypothèses pour établir le modèle thermique du chapitre 2, et dans l'application

des méthodes d'identi�cation du chapitre 4. De plus, la comparaison des températures simulées par

rapport à l'expérimental a été utilisée dans l'intégration de la thermique d'une machine électrique

dans un environnement mécatronique (chapitre 5). Par conséquent, nous pouvons relever l'importance

de l'expérimentation dans ces études. Pour cela, un banc de caractérisation de l'alterno-démarreur

intégré a été développé. Celui-ci comprend les éléments nécessaires aux divers cas de fonctionnement

de notre machine. Ce banc est également équipé de di�érents instruments pour la mesure des grandeurs

physiques.

Nous englobons dans ce chapitre les principales caractéristiques du banc d'essai et de l'alterno-

démarreur intégré, ainsi que les instruments de mesure employés. Nous passons ensuite par la présen-

tation des essais thermiques réalisés sur ce banc. Finalement, la validation expérimentale des modèles

thermiques �ns et réduits de l'ADI est présentée.

6.2 Banc d'essai

6.2.1 Caractéristiques de l'alterno-démarreur intégré

Nous rappelons, dans le tableau 6.1, les principales caractéristiques de la machine d'étude, déjà

présentée dans la section �2.4. La machine montée sur son banc, avec et sans stator, est présentée

respectivement dans les �gures 6.1a et 6.1b. Cette machine possède huit aimants NdFeB disposés

transversalement sans concentration de �ux (�gure 6.1c). La machine est écartée de 7 mm de son banc

(�gure 6.1d) a�n de limiter le passage de �ux de chaleur à travers le châssis. D'autres géométries de
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la machine sont présentées dans les �gures 2.24 et 2.28.

Tableau 6.1 � Performances de l'alterno-démarreur intégré.

Grandeur Valeur
Puissance 6 à 8.1 kW
Couple démarrage 150 N.m.
Nombre de paire de pôles 4
Nombre d'encoches 48
Plage de vitesse 0− 6000 tr/min

Refroidissement Convection naturelle

(a) (b)

(c) (d)

Figure 6.1 � Géométries des parties de l'alterno-démarreur intégré.

6.2.2 Caractéristiques du banc d'essai

L'ADI est installé sur un banc de caractérisation de machine électrique de 25 kW et 10, 000 tr/min

(�gure 6.2). Ce banc est constitué d'une machine à courant continu, à ventilation séparée, alimentée

par un variateur de vitesse. Ce banc possède un couplemètre avec un contrôle et un a�chage du couple

et de la vitesse de rotation du banc.

Par rapport au banc de mesure, un ensemble de dispositifs assure l'acquisition et l'enregistrement

des grandeurs physiques de la machine telles que les températures, la tension et le courant. Ces dis-

positifs sont présentés dans le paragraphe suivant, en montrant à chaque fois, l'incertitude liée à la
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mesure. De plus, di�érents essais thermiques sont réalisés sur la machine, i.e. essais à courant continu,

essais en charge et essais à vide. A chaque type d'essai correspond des dispositifs particuliers. Par

exemple, pour les essais en statique, un dispositif d'alimentation en courant continu de type Sorensen

SGA 60/167 alimente les enroulements montés en série ; pour les essais où la machine est entrainée en

charge, un pont à diode permet le redressement du courant alternatif en courant continu.

Figure 6.2 � Banc de caractérisation des machines électriques (25 kW - 10, 000 tr/min).

6.2.3 Métrologie

6.2.3.1 Évaluation de l'incertitude des mesures

Toutes les mesures réalisées sur un système physique induisent des erreurs liées à plusieurs sources.

La quanti�cation des résultats de ces mesures est ainsi réalisée par l'évaluation des incertitudes. Cette

évaluation comprend certaines étapes et méthodes à appliquer ; celles-ci sont décrites dans le tableau 6.2

[Priel 99]. En répétant le processus de mesure d'une grandeur physique, le résultat de mesure est

assimilé à une variable aléatoire ayant une espérance mathématique et un écart-type ; l'estimateur de

cet écart-type de cette variable est nommé �incertitude-type�.

Comme le montre le tableau 6.2, trois méthodes peuvent être utilisées pour évaluer l'incertitude-

type. Celles-ci sont présentées avec leurs cas d'application dans [Priel 99].

Dans notre étude, nous choisissons la méthode de type B. Cette méthode est utilisée pour la quan-

ti�cation des incertitudes ou des erreurs systématiques de mesure qui interviennent dans le processus

de mesure. Ces erreurs peuvent provenir des instruments de mesure, des grandeurs d'in�uence, de

la grandeur elle-même et du mode opératoire. La méthode de type B nécessite une expérience des

opérateurs et une connaissance des phénomènes physiques. Cette méthode n'implique pas de calculs

statistiques, mais plutôt un choix de la loi de la distribution de la grandeur mesurée. De plus, elle

est basée sur les données du constructeur ou des données provenant des certi�cats d'étalonnage ou de

manuels. Après le calcul de l'incertitude-type uc, celle-ci est multipliée par un facteur d'élargissement

k a�n de calculer l'incertitude totale de mesure U . En e�et, ce facteur revient à considérer un intervalle

de variation des grandeurs avec un certain niveau de con�ance ; en général, k = 2 ou k = 3.
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Tableau 6.2 � Procédure de l'estimation des incertitudes de mesure [Priel 99].

6.2.3.2 Mesures électriques

Les grandeurs électriques telles que le courant, la tension et la puissance électrique sont enregistrées

par une centrale d'acquisition Agilent 34970A. La mesure de courant est obtenue grâce à une pince

ampèremétrique associée à un ampli�cateur ; le signal est ensuite envoyé vers la centrale d'acquisition.

A travers la méthode d'évaluation des incertitudes, nous déduisons l'incertitude sur les mesures de

courant à ∼ 1 % et de tension à ∼ 0.075 % de leurs valeurs nominales. Ces valeurs varient légèrement

en fonction des valeurs du courant et de la tension. Ces incertitudes sont calculées avec un facteur

d'élargissement de k = 2. En e�et, ce facteur revient à considérer un intervalle de variation des

grandeurs avec un niveau de con�ance d'approximativement 95 %.

6.2.3.3 Mesures thermiques

Les mesures des températures de la machine sont assurées par des thermocouples de type K et

une caméra thermique infrarouge. Cette caméra, de précision ±2 % ou ±2 °C permet l'évaluation de

la température des surfaces externes de la machine. Les thermocouples sont reliés à une centrale

d'acquisition et d'enregistrement équipée de deux borniers à 20 voies chacun. L'emplacement de ces

thermocouples dans la machine est présentée dans l'appendice A. L'incertitude globale de mesure de

la température est de ∼ 1.5 °C sur la plage des températures de la machine. Cette incertitude englobe

plusieurs sources d'incertitude telles que la justesse du thermocouple, la résolution et la justesse de
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l'a�cheur, la dérive en température ainsi que la précision de la compensation. La �gure 6.3 montre la

position de certains thermocouples à l'intérieur et aux surfaces externes de la machine.

(a) Surface du cache moteur
et des ailettes

(b) Cache embrayage

(c) Espace entre chignons et
volant

(d) Cloche

Figure 6.3 � Position des thermocouples dans quelques zones de la machine.

6.2.3.4 Mesures mécaniques

Les mesures du couple et de la vitesse de rotation sont assurées par un couplemètre dont le couple

nominal de mesure est de 100 N.m. et possédant une vitesse maximale de 18, 000 tr/min. Les incertitudes

de mesure sur le couple et la vitesse sont évaluées également par la méthode de type B. Les di�érentes

erreurs systématiques sont prises en compte dans cette évaluation, i.e. erreur accouplement, dérive en

température. Un exemple de calcul est donné pour un couple de 16 N.m. et une vitesse de rotation de

2500 tr/min. Dans ce cas, les incertitudes pour les deux grandeurs, sont respectivement ±0.18 N.m. et

±5.77 tr/min.

6.2.3.5 Mesures indirectes

La démarche présentée ci-dessus concerne l'évaluation des incertitudes des mesures directes des

grandeurs. Cependant, dans certains cas, nous avons besoin de mesurer les incertitudes des grandeurs

mais d'une manière indirecte. Des exemples de ces mesures dans la machine électrique peuvent être

la mesure de la résistance électrique par phase, les pertes par e�et Joule, les puissances mécanique
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et électrique,... Dans ces cas, nous utilisons la loi de la propagation de l'incertitude pour évaluer une

incertitude �composée� d'une grandeur y en passant par sa variance (le carré de l'incertitude-type) :

u2
c(y) =

∑
i=1

[
δf

δxi

]2

· u2
c(xi) (6.1)

f étant la fonction de la grandeur y par rapport aux grandeurs mesurées xi.

Cette loi considère que les grandeurs mesurées directement sont indépendantes. Dans le cas contraire,

des termes de covariance apparaissent dans la formulation. Prenons un exemple de la puissance méca-

nique ; celle-ci est calculée en fonction du couple C et de la vitesse de rotation ω par la formule :

Pmec = C.ω

Soit f la fonction de la puissance mécanique Pmec, et C et ω les grandeurs de xi ; l'incertitude

composée ucp est calculée de la manière suivante :

u2
cp(Pmec) =

[
δPmec
δC

]2

· u2
C +

[
δPmec
δω

]2

· u2
ω = ω2.u2

C + C2 · u2
ω

avec uxi l'incertitude-type, évaluée par l'incertitude totale donnée dans les paragraphes précédents

divisée par le facteur d'élargissement k = 2. En conséquence, la puissance mécanique est de 4188±100 W

pour le point de fonctionnement (16 N.m. et 2500 tr/min).

L'incertitude sur les pertes par e�et Joule est calculée de la même manière que celle de la puissance

mécanique. Ces pertes sont évaluées, pour le cas où J = 3.75 A/mm2, à 113± 1.4 W.

6.2.4 Essais thermiques

Nous avons vu dans les chapitres précédents que certains paramètres sont critiques dans la modé-

lisation thermique des machines électriques. L'évaluation de ces paramètres, di�cile analytiquement,

passe par les méthodes d'identi�cation ou par l'expérimentation. Dans ces cas, la machine est testée

pour trois séries d'essai sur l'ADI :

� Une première série constitue les essais en statique où les enroulements de la machine sont

montés en série et traversés par un courant continu (�gure 6.4a). Normalement, l'objectif de

ces types d'essai est la détermination des résistances de contact [Kylander 95, Renard 03,

Boglietti 15], les coe�cients de rayonnement [Boglietti 06a], les résistances thermiques

d'échange entre la machine et son environnement ambiant [Boglietti 06b],... Dans ces essais,

les pertes par e�et Joule constituent les seules sources de chaleur et sont évaluées d'une manière

précise tenant compte également des incertitudes de mesure. Par rapport au cas de l'alterno-

démarreur intégré, la contribution des cavités internes de la machine et de son environnement

mécanique rend di�cile l'estimation de ces paramètres d'une manière directe à travers l'ex-

périmentation. Cependant, nous avons procédé dans le chapitre 4, d'une manière indirecte et

en se basant sur les relevés expérimentaux, à l'évaluation des di�érents paramètres thermiques

critiques de la machine. Finalement, l'objectif essentiel de ces essais est de simuler le comporte-

ment de la machine à faible régime, le cas de démarrage par exemple ou bien le fonctionnement

à faible vitesse,
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� Une deuxième série comporte les essais à vide, où la machine est entrainée par le banc d'essai

et les enroulements de la machine sont ouverts (�gure 6.4b). L'objectif de cet essai est princi-

palement le recalage des pertes fer dans la machine. Le courant dans ce cas ne traverse pas les

enroulements, et en conséquence les pertes Joule sont nulles. L'échau�ement de la machine est

uniquement dû à l'injection des pertes fer et des pertes mécaniques,

� La dernière série englobe les essais en charge, où la machine est entrainée par le banc d'essai et

les enroulements de la machine sont reliés à une charge active via un pont à diode (�gure 6.4c).

Ces essais simulent le comportement thermique de la machine en fonctionnant à fort régime ou

à pleine charge. Toutes les pertes de la machine sont présentes. Dans le cas réel d'application,

ces essais simulent le comportement thermique de la machine en mode alternateur.

Un récapitulatif des essais est présenté dans l'appendice A. Ce tableau montre les numéro d'essai, le

courant, la vitesses de rotation et la valeur des di�érentes pertes pour chaque essai.

(a) Essai à courant continu

(b) Essai à vide

(c) Essai en charge

Figure 6.4 � Con�guration des essais sur l'alterno-démarreur intégré.
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6.3 Validation du modèle thermique de l'alterno-démarreur in-

tégré

6.3.1 Validation en régime thermique permanent

Dans cette partie, nous validons le modèle thermique �n de l'ADI en régime permanent. Les essais

sont e�ectués pour plusieurs points de fonctionnement. Les températures dans ce régime atteignent

leurs limites après 6 à 8 heures de fonctionnement continu de la machine.

Les résultats sur les cartographies des températures et des �ux sont obtenus après l'application

des deux méthodes d'identi�cation du chapitre 4. En e�et, la deuxième méthode d'identi�cation par

M.S.R a été appliquée sur deux points de fonctionnement. Ces deux points correspondent aux essais n°4

(J = 5 A/mm2 et Ω = 0 tr/min) et n°8 (J = 5 A/mm2 et Ω = 2500 tr/min). Les résultats ainsi obtenus sont

les coe�cients de contact et de convection des deux tableaux 4.7 et 4.8. Nous supposons tout d'abord,

que la variation de la température n'a pas d'in�uence sur les conductances de contact. Ensuite, une

deuxième hypothèse considère que les coe�cients d'échange convectif varient d'une manière linéaire en

fonction du régime de fonctionnement. Ceci-dit, les coe�cients du tableau 4.7 sont appliqués sur tous

les points de fonctionnement à faible régime. De même, les coe�cients du tableau 4.8 sont appliqués

pour un fonctionnement à fort régime.

Cartographies des températures et des �ux : A�n de valider le modèle thermique de la machine,

nous comparons les températures simulées aux températures expérimentales. Les �gures ci-dessous

montrent cette comparaison pour les di�érents types d'essais. Il est à noter que les températures

simulées sont présentées en fond blanc ; alors que celles des essais en fond rouge . Nous

remarquons une bonne cohérence entre le modèle et l'expérimental en régime permanent, en particulier,

dans les zones du bobinage et du rotor. En e�et, la température du bobinage est considérée comme la

température moyenne dans les encoches et dans les têtes de bobines.

En absence des mesures directes au rotor, sa température peut être comparée à celle la plus proche,

au niveau du volant d'embrayage. Nous présentons de même dans ces �gures, les cartographies des

�ux de chaleur qui circulent dans la machine. Cette présentation permet d'identi�er la distribution des

chemins des �ux, des zones où ils sont générés vers l'air ambiant. Par rapport au bilan des �ux, nous

retenons les points suivants :

1. La contribution de l'environnement mécanique de la machine (caches et arbre exposé à l'air)

dans l'évacuation de la chaleur,

2. Une faible contribution des cavités dans l'évacuation de la chaleur de la machine, où la majorité

du �ux transite à travers les contacts (contacts culasse-carter et carter-caches),

3. La majorité de �ux produit aux roulements est évacuée vers l'air ambiant via l'arbre de rotation,

4. Un �ux de chaleur négligeable transite entre le stator de la machine et le rotor à travers l'entrefer.

Ces remarques semblent intéressantes pour apprécier la contribution de l'environnement mécanique de

la machine, en particulier, lorsque la machine ne peut pas être refroidie que par convection naturelle. Ces

résultats avaient été démontrés analytiquement par les analyses de sensibilité réalisées au chapitre 3.
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(b) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2
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(c) Essai n°4 à J = 5.0A/mm2

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14 0.16 0.18 0.2
0

0.05

0.1

0.15

0.2

 

-7.4 -4.5

-4.5

-21.1

-17.6

-35.7

-18.3

-40.9

-107.0

-43.6

-21.5

-20.5

-0.6

-8.9

-14.6

-4.3

-8.8

-8.9

-1.5

-9.6

-8.9

-44.6

-192.5

-9.6

-197.0

-0.0

-3.0

-0.6

-0.0

22220000 44440000 66660000 88880000 111100000000

(d) Essai n°4 à J = 5.0A/mm2

Figure 6.5 � Cartographies des températures et des �ux des essais à courant continu.
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(a) Essai n°6 à Ω = 2500 tr/min.
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(b) Essai n°6 à Ω = 2500 tr/min
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(c) Essai n°9 à Ω = 4000 tr/min
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(d) Essai n°9 à Ω = 4000 tr/min

Figure 6.6 � Cartographies des températures et des �ux des essais à vide.
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(a) Essai n°8 à J = 5.0A/mm2 et Ω = 2500 tr/min

0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12 0.14 0.16 0.18 0.2
0

0.05

0.1

0.15

0.2

 

-14.8 -2.0

-2.0

-55.8

-34.4

-54.1

-27.9

-49.8

-157.5

-65.2

-32.1

-43.7

-1.1

-9.4

-26.7

-20.1

-12.1

-9.4

-5.4

-111.4

-15.3

-53.7

-261.0

-111.4

-156.9

-5.2

-7.6

-96.1

-5.8

22220000 44440000 66660000 88880000 111100000000 111122220000

(b) Essai n°8 à J = 5.0A/mm2 et Ω = 2500 tr/min
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(c) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min
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(d) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω =
4000 tr/min

Figure 6.7 � Cartographies des températures et des �ux des essais en charge.
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6.3.2 Validation en régime transitoire

Dans ce paragraphe, nous simulons la montée en transitoire des températures. Cette montée est

présentée dans la �gure 6.8 pour certaines températures de la machine sur un point de fonctionnement

en charge (essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min). Nous remarquons une bonne cohérence entre

la montée des températures du modèle, et celles expérimentales.
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Figure 6.8 � Validation du modèle en régime transitoire pour l'essai n°10 en charge à J = 4.5A/mm2 et
Ω = 4000 tr/min.

6.4 Validation des modèles thermiques réduits

Dans le chapitre 3, nous avons présenté la réduction du modèle thermique �n de la �gure 2.23

à travers deux modèles : le premier pouvait surveiller les di�érentes températures dans la machine

(�gure 3.16) alors que le deuxième (�gure 3.17) s'intéressait à la température du bobinage. Les résultats

obtenus pour ces modèles ont été comparés au modèle de l'ADI (sans que le modèle soit recalé). Des

écarts de l'ordre de 5 % à 9 % ont été observés. L'objectif de l'actuelle étude est d'estimer ces écarts

pour le modèle recalé.

Les �gures 6.9 et 6.10 montrent respectivement la comparaison des modèles réduits (modèle n°1 et

modèle n°2) au modèle �n de l'ADI. Cette comparaison est réalisée pour les deux essais (essai n°3 à

J = 4.5A/mm2 et l'essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min). Nous pouvons remarquer, pour les

deux modèles, que les températures des deux caches (moteur et embrayage) sont à 5 % de précision

par rapport à leurs valeurs dans le modèle �n (Full). Par rapport aux températures des zones sensibles

au rotor et au bobinage, la di�érence maximale est de 2 °C entre la première réduction du modèle et

le modèle �n, et de 3 °C entre ce dernier et le second modèle réduit.
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(a) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2 (b) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min

Températures du modèle réduit

Températures du modèle �n

Figure 6.9 � Validation du modèle réduit n°1 (Red1) en régime permanent par rapport au modèle �n
(Full).

(a) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2 (b) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω =
4000 tr/min

Températures du modèle réduit

Températures du modèle �n

Figure 6.10 � Validation du modèle réduit n°2 (Red2) en régime permanent par rapport au modèle �n
(Full).

Ces résultats montrent que ces modèles peuvent remplacer le modèle �n, en particulier le premier

modèle. Ce dernier, simulant les températures du rotor et du bobinage, peut être utilisé dans la si-

mulation du système mécatronique (section �5.4). Dans un tel système, la machine peut également
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fonctionner en régime thermique transitoire. En conséquence, nous comparons les montées des tem-

pératures du modèle �n et celles des deux modèles réduits. Cette comparaison est illustrée dans les

�gures 6.11 et 6.12. En e�et, les capacités des modèles thermiques réduits sont installées à chaque

n÷ud. Pour des raisons d'a�chage et de clarté, nous avons éliminé la présentation de ces capacités

dans les modèles.

Les �gures 6.11 et 6.12 montrent que les températures des modèles réduits suivent les tendances de

celles du modèle �n. Ces résultats sont observés sur les deux modèles réduits et pour les deux essais,

sauf pour le modèle n°2 appliqué à l'essai n°3. En e�et, les résultats dans ce cas présente un décalage

constant tout au long du régime transitoire entre les températures du modèle �n et celles du modèle

n°2 (�gure 6.12a). Ceci revient à une di�érence entre ces deux séries de températures lorsque celles-ci

sont évaluées en régime permanent (�gure 6.10a).
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(a) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2
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(b) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min

Figure 6.11 � Validation du modèle réduit n°1 (Red1) en régime transitoire par rapport au modèle �n
(Full).
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(a) Essai n°3 à J = 4.5A/mm2
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(b) Essai n°10 à J = 4.5A/mm2 et Ω = 4000 tr/min

Figure 6.12 � Validation du modèle réduit n°2 (Red2) en régime transitoire par rapport au modèle �n
(Full).

6.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté les caractéristiques du banc de caractérisation de la machine

électrique en étude (l'ADI). Nous avons également présenté l'instrumentation de la machine et du banc

par les capteurs pour mesurer les grandeurs mécaniques, thermiques et électriques. Les incertitudes de

mesures de ces grandeurs sont de même évaluées.

Ce banc a servi à valider expérimentalement les modèles thermiques (�n et réduits) de l'ADI sur

plusieurs points de fonctionnement et pour les deux régimes permanent et transitoire. Cette validation

fut le fruit des travaux présentés tout au long de la thèse, partant d'une analyse de sensibilité riche sur

le modèle thermique de l'ADI et passant par les méthodes d'identi�cation. Cette validation est réalisée

en comparant les résultats de simulation du modèle thermique et les données des températures par les
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thermocouples.

Finalement, la démarche de réduction proposée dans le chapitre 3 a prouvé son e�cacité dans la

simpli�cation du modèle thermique �n de l'ADI et de la détermination des températures de la machine.
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Conclusion générale et perspectives

Les travaux présentés dans ce mémoire ont eu pour objectif principal de considérer la contribution

de la thermique d'une machine électrique dans un environnement mécatronique. Après avoir synthétisé

les problématiques liées à la thermique du point de vue échange de chaleur, nous avons présenté les

approches de modélisation des sources de chaleur (pertes). Cette première étude a mis en avant la

complexité des phénomènes thermiques tels que la conduction à travers les contacts ou les matériaux

hétérogènes ainsi que la détermination des coe�cients d'échange convectif. De plus, la modélisation

des sources de chaleur (pertes) générées à l'intérieur de la machine ont montré que les incertitudes

sur l'évaluation de ces pertes peuvent être signi�catives. Les méthodes de modélisation thermique

des machines électriques ont été également abordées a�n de pouvoir sélectionner la méthode la plus

adaptée à notre étude.

Dans une deuxième étude, le choix de la méthode par circuit nodal était basé sur les avantages

que cette méthode présente tels un faible temps de calcul et une bonne capacité d'intégration dans

un environnement système. Cette méthode a été ensuite appliquée sur une machine classique isolée

de son contexte ; le modèle thermique établi a été validé sur trois points de fonctionnement, pour des

régimes permanent et transitoire. La démarche globale et synthétique présentée pour cette première

modélisation a été reproduite sur une machine plus complexe du point de vue thermique, et a été

intégrée dans un environnement mécatronique � cas de l'alterno-démarreur intégré (ADI ). Le modèle

a été construit pour cette machine en estimant les paramètres de conduction et de convection en se

basant sur la littérature. Ce modèle a pu estimer les températures à l'intérieur de la machine avec des

écarts évalués, par rapport à l'expérimental, à ∼ 30 % (au rotor et au bobinage) et à ∼ 50 % pour

d'autres zones de la machine.

Ensuite, a�n de pouvoir identi�er les phénomènes responsables de ces écarts, nous avons réalisé

des études de sensibilité. Ces dernières ont été basées sur plusieurs approches, locales et globales. Ces

études ont permis tout d'abord de classer les phénomènes thermiques clés selon leur niveau d'im-

portance ; citons par ordre d'importance : convection externe>contact>convection interne. De plus,

l'étude globale a permis de déduire que les interactions entre les paramètres clés peuvent être considé-

rées comme négligeables. Cette étude a permis également d'évaluer l'écart-type à 10 % de la valeur des

températures dans le bobinage et dans le rotor en faisant varier les paramètres clés dans des bornes

bien précises. Cette démarche d'analyse de sensibilité a permis d'aboutir à une réduction du modèle

thermique �n de l'ADI ; deux modèles réduits ont été donc déduits. Ces derniers ont été ensuite validés

et des niveaux d'écart négligeables entre le modèle �n et ces deux modèles ont été observés.
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A�n de recaler le modèle thermique, deux méthodologies d'identi�cation ont été développées. En

e�et, la sélection des paramètres clés (dans les études de sensibilité) a permis de réduire les dimensions

des problèmes d'identi�cation. La première méthodologie s'est concentrée sur l'identi�cation des co-

e�cients d'échange convectif externe. Une étude dans ce cas a permis de montrer que ces coe�cients

sont estimés avec une erreur de 40 % par rapport à leurs valeurs calculées analytiquement. Ensuite,

la première méthodologie a permis d'éliminer cette erreur et d'avoir un premier recalage du modèle

thermique. Dans ce cas, les écarts des températures au bobinage et au rotor sont passés de 30 % à 3 %.

Cependant les écarts des autres températures de la machine, en particulier dans les cavités, sont restés

élevés (15→ 24 %). Pour une amélioration globale de l'estimation de ces températures, une deuxième

méthodologie d'identi�cation basée sur l'association de surfaces de réponse à des algorithmes d'opti-

misation a été proposée et appliquée sur les paramètres internes de la machine. Cette méthodologie a

permis de réduire les écarts des températures au niveau du bobinage et du rotor à moins de 0.6 % et

dans les cavités à moins de 4 %.

Puis, l'intégration du modèle thermique recalé dans un environnement mécatronique a été réalisée.

Cette intégration a été basée sur l'approche système où le modèle thermique, le modèle électrique,

le convertisseur, et les lois de commande d'une machine électrique ont été développés sous le logiciel

AMESim. Cette approche a permis d'évaluer les cartographies de performance de la machine dans

l'espace couple-vitesse en régime permanent et en régime transitoire. L'in�uence de la thermique sur

le rendement du système a été ensuite évaluée. Cette étude a permis de développer un outil pour la

modélisation système en intégrant la machine électrique et ses di�érents modèles. Cet outil permettra

au CETIM d'améliorer leurs modèles de systèmes en développant la partie liée à la machine électrique.

Finalement, en terme de conception d'une machine intégrée dans un ensemble mécatronique, les

travaux ont permis de montrer la di�culté d'obtenir un modèle précis en se basant sur la littérature,

pourtant très riche. L'analyse de sensibilité a permis néanmoins de valider la connaissance de �l'homme

de l'art� sur les points sensibles de conception des machines électriques. Cette analyse a également

permis de classer par ordre d'importance les points clés de la conception thermique des machines

électriques.

Di�érentes démarches systématiques ont été proposées a�n d'améliorer les performances des mo-

dèles lorsque le recours à un prototype était possible. Ces méthodes ont permis de valider les perfor-

mances des approches à constantes localisées en autorisant une très bonne précision des modèles dans

leur application aux échanges tant internes qu'externes. Dans ce cadre, une méthodologie a été pro-

posée et validée en vue de la réduction des schémas équivalents en fonction des grandeurs à observer.

Cette approche nous semble particulièrement pertinente dans des cas d'application à la surveillance

thermique des machines électriques intégrées dans un système complexe.

Perspectives

Une des perspectives, déjà amorcée au sein du LEC en collaboration avec l'IFP-EN, est de réaliser

des études numériques en utilisant les méthodes de types CFD pour modéliser les échanges convectifs

dans les zones �uides de la machine, notamment les cavités et l'entrefer. En e�et, dans les modèles

analytiques, nous considérons un coe�cient d'échange convectif moyen au niveau des cavités. Cepen-

dant, dans la réalité, ce coe�cient varie localement d'une manière importante. L'objectif de ces études
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est également d'avoir une meilleure compréhension de ces phénomènes d'une manière générale, par la

considération d'un système complexe (cas de l'alterno-démarreur intégré).

Les modèles thermiques réduits proposés ont montré également qu'ils peuvent se substituer aux

modèles �ns. Cette étape est importante puisqu'elle permet de réduire le temps de calcul des tempé-

ratures de la machine. Ceci peut contribuer au diagnostic des défauts des machines électriques par la

surveillance en temps réel de ces températures. En e�et, tout défaut pourra avoir des impacts directs

sur les températures. Ces dernières peuvent être, par conséquent, des indicateurs de surveillance inté-

ressants et e�caces dans le cas de la détection de défauts et/ou vieillissement des organes sensibles de

la machine (isolants, roulements,...).
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Annexe A

Relevés expérimentaux sur

l'alterno-démarreur intégré

Dans cette appendice, nous présentons l'instrumentation de l'alterno-démarreur intégré a�n de

comprendre le comportement thermique de la machine. Ceci est réalisé en localisant les di�érents

thermocouples au niveau de la machine et l'intérêt de leur présence. Cette appendice présente également

les tableaux des pertes produites à l'intérieur de l'ADI sur dix points de fonctionnement.

Emplacement des thermocouples

Tout d'abord, la machine a été instrumenté à l'assemblage par certains thermocouples dans les

encoches, les têtes de bobines, les dents et la culasse. Ensuite, suite aux observations du comportement

thermique de la machine, d'autres thermocouples sont insérés dans les di�érentes zones de la machine.

Ces thermocouples concernent principalement les zones solides telles que les caches et le carter, ainsi que

les zones �uides dans les cavités. Par rapport aux parties rotatives de la machine, leurs températures

en régime transitoire sont disponibles durant les essais en statique (sauf au rotor). Pour les essais

en charge, les thermocouples sont insérés directement après l'arrêt de la machine, les températures

sont ainsi disponibles en régime permanent. Le tableau A.1 référence l'emplacement de l'ensemble

des thermocouples alors que le �gure A.1 le dé�ni sur la machine. Certaines zones de la machine ont

été instrumenté par plusieurs thermocouples a�n de tester l'homogénéité des températures ou bien la

cohérence de la réponse des thermocouples. C'est principalement le cas des surfaces externes, sur le

carter à ailettes ou les di�érentes parties des caches des deux côtés de la machine. Les deux cavités air

interne 1 et air interne 2 ont été également instrumenté par plusieurs thermocouples. Finalement, les

résultats de calcul des incertitudes de mesure de la température a montré que celle-ci est mesurée et

a�chée avec une incertitude de ±1.5 °C.
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Tableau A.1 � Localisation des thermocouples dans la machine.

n° Désignation Position axiale Position radiale

†1 Air interne 1 (1) A 2cm de la surface axiale Milieu de la cavité

†2 Encoche stator (cuivre) Plan médian Hauteur de l'encoche

†3 Chignons-côté moteur Hauteur du chignon Épaisseur du chignon

†4 Chignons-côté moteur Hauteur du chignon Épaisseur du chignon

†5 Air ambiant A côté de la machine /

†6 Dents Plan médian Hauteur des dents

†7 Chignons-côté embrayage Hauteur du chignon Épaisseur du chignon

†8 Air cavité cloche volant Milieu de la cloche Milieu de la cloche

†9 Air interne 1 (2) A 3 cm des chignons côté
moteur

A 1 cm de la surface radiale

†10 Culasse, côté embrayage Hauteur de la culasse Épaisseur de la culasse

†11 Ailettes haut Milieu de l'ailette Rayon haut des ailettes

†12 Ailettes creux Milieu des ailettes Rayon du carter

†13 Arbre percé A 4 cm du bout d'arbre A 1 cm de la surface d'arbre

†14 Volant couronne Plan médian Rayon extérieur du volant

†15 Volant cloche milieu Au milieu de la cloche Rayon de la cloche

†16 Surface de contact volant -
arbre

Surface du volant Surface du volant

†17 Cache moteur (1) Milieu du cache moteur Rayon du cache moteur

†18 Cache embrayage Cache embrayage Rayon extérieur du cache
embrayage

†19 Cache moteur (2) Surface axiale du cache
moteur

Demi-rayon du cache moteur

†20 Air interne 1 (3) Milieu de l'air interne 1 A 2.5 cm du cache moteur

†21 Air cavité 1 proche chignons A 2 cm des chignons gauches Rayon moyen des chignons

†22 Ailettes bas Milieu des ailettes Rayon bas de l'ailette

†23 Surface de référence Proche cache moteur /

†24 Air entre chignons et cache
embrayage

A mi-largeur axial des
chignons

Rayon extérieur des chignons
(Ortho : nord)

†25 Air interne 2 (1) Air entre chignons (côté
embrayage) et volant

Rayon moyen des chignons
(Ortho : nord)

†26 Air interne 2 (2) Air entre chignons (côté
embrayage) et volant

Rayon moyen des chignons (Ortho :
sud-est, vu par les chignons)

210



Figure A.1 � Emplacement des thermocouples dans l'alterno-démarreur intégré.

Tableau des pertes sur les points de fonctionnement

Dix essais di�érents sont déroulés sur l'ADI :

1. Cinq essais en statique à courant continu où une densité de courant J en A/mm2 est injectée

dans les enroulements de la machine montés en série,

2. Trois essais où l'ADI est entrainée par la machine du banc d'essai et une charge active permet

de régler la densité de courant dans les enroulements,

3. Deux essais où l'ADI est entrainée à vide,

Il est à noter que les pertes par e�et Joule sont mesurées pour les essais à courant continu pour

le fonctionnement de la machine en régime permanent. Pour les essais en rotation, ces pertes sont

déduites des simulations du modèle thermique recalé aux températures expérimentales. Le tableau A.2

récapitule les dix essais en présentant la densité de courant J , la vitesse de rotation Ω et les pertes dans

la machine (respectivement les pertes Joule Pj , mécanique Pm,r, fer Pf , ainsi que les pertes totales

Pt).
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Tableau A.2 � Récapitulatif des essais.

n° J(A/mm2) Ω (tr/min) Pj Pm,r Pf Pt

Essai à courant continu

1 3.00 0 68 0 0 68

2 3.75 0 113 0 0 113

3 4.50 0 180 0 0 180

4 5.00 0 235 0 0 235

5 5.50 0 303 0 0 303

Essai à Ω = 2500 tr/min (à vide et en charge)

6 0 2500 0.0 95 106 201

7 4.50 2500 190 95 106 391

8 5.00 2500 247 95 106 448

Essai à Ω = 4000 tr/min (à vide et en charge)

9 0 4000 0.0 173 194 367

10 4.50 4000 203 173 194 570
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Annexe B

Exploitation des composants AMESim

Commande de la machine électrique sous AMESim : Un ensemble de bibliothèques,

avec des composants prédé�nis selon les di�érents phénomènes physiques, est intégré dans AMESim.

Cet ensemble permet la création d'un modèle de simulation des di�érents systèmes. Dans cet appendice,

nous nous intéressons particulièrement à deux bibliothèques pour reproduire les équations électriques

d'une machine synchrone à aimants permanents. Pour réaliser cette commande, les bibliothèques uti-

lisées sont : la bibliothèque signal et contrôle et la bibliothèque moteurs électriques et pilotages. La

première contient les composants de base pour e�ectuer les opérations mathématiques, la lecture et

la génération des tables, les composants logiques, et autres fonctionnalités ; la deuxième intègre de

di�érentes topologies de machines électriques et leurs éléments de commande (Park direct, loi de com-

mande, intégrateur PI,...). Pour positionner les composants utilisés, nous représentons également dans

cet appendice, le modèle de la commande de la �gure 5.5. Ces composants étant détaillés ci-dessous.

Loi de commande AMESim [1a] : Nous adoptons la loi de commande en couple intégrée dans

l'environnement AMESim. Cette loi permet de générer les courants direct et quadrature de référence
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irefd et irefq respectivement (ports 4 et 3 du modèle d'AMESim intitulé EMDSMPETC01 ci-dessous).

Ceci est réalisé en imposant en entrée un couple de consigne (port 6), une vitesse de rotation (port

1) et la tension e�cace maximale par phase (port 5). La loi appliquée à une machine synchrone à

aimants permanents divise son espace de fonctionnement en six régions. Les paramètres de réglage du

composant de la commande en couple dans AMESim �xe les frontières entre les di�érentes régions.

Cinq paramètres dé�nissent alors des valeurs limites ou des contraintes imposées sur la commande

(�gure B.1) :

1. Ulim est la tension e�cace par phase imposée par la tension d'alimentation de l'onduleur,

2. Ilim est le courant e�cace admissible pour l'échau�ement de la machine,

3. ωb est la vitesse de base de la machine ; la vitesse maximale à laquelle le couple nominal est

obtenu,

4. ωp est la vitesse au point où la puissance électrique n'est plus maximale,

5. ωlim2 est la vitesse maximale limite que peut atteindre de la machine.

Ci-dessous, nous dé�nissons les régions de fonctionnement de la machine :

Région 1 :

Le couple maximal de sortie de la machine est déterminé par sa limite d'échau�ement, voire la tem-

pérature maximale admissible pour la tenue thermique des isolants des conducteurs. Cette limite est

dé�nie par le courant e�cace Ilim. Dans cette région, le courant statorique est plus petit que Ilim et

la vitesse de la machine ne dépasse pas sa vitesse de base ωb.

Région 2 :

Le courant statorique est plus petit que Ilim mais la vitesse de la machine dépasse ωb, la machine opère

à une tension maximale Ulim.

Région 3 :

Le courant statorique est égal à Ilim et la tension statorique est égale à Ulim. Les points de fonction-

nement sur la frontière des deux régions (2) et (3) déterminent l'isopuissance de la machine. Dans la

région 3, la commande en couple n'est pas respectée, ce qui fait que le couple de consigne n'est pas

fourni par la machine.
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Région 4 :

La commande en couple demande un courant plus élevé que Ilim , par conséquent, la machine délivre

le couple maximal de sortie et la commande n'est pas respectée.

Région 5 :

La tension statorique est égale à Ulim mais le courant statorique est plus petit que Ilim, la machine ne

fonctionne plus à puissance maximale et la commande ne sera pas respectée.

Région 6 :

La vitesse de la machine dépasse la vitesse limite ωlim2. Le courant statorique est égal à Ilim et la

tension statorique peut dépasser Ulim, le couple est égal à zéro.

Figure B.1 � Régions de fonctionnement de la machine.

Finalement, le calcul des paramètres électromécaniques adapté à chaque région ainsi que les di�é-

rents composants de la commande en couple sont détaillés dans l'aide d'AMESim.

Régulateur de courant [1b] : La commande des bras de pont de l'onduleur est réalisée à

travers les consignes de tension issues de la régulation des courants directe et quadrature id et iq
(ports 1 et 2 du modèle EMDSMPECC01 ci-dessous) par rapport à leurs valeurs de référence irefd
et irefd (ports 8 et 9). Les régulateurs de courants utilisés sont de type proportionnel-intégral (PI)

avec compensation des forces électromotrices induites. Les consignes de tensions dans le repère d − q
constituent la sortie du modèle aux ports 6 et 7, respectivement.
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Transformée de Park : La transformée de Park ou la transformée dq0 permet de trouver les

composantes directe et quadrature à partir d'un système triphasé, ou bien le passage du référentiel

statorique (a− b− c) au référentiel rotorique (d− q). L'écriture matricielle de ce passage peut être

présentée sous la forme suivante : Xd

Xq

X0

 =

√
2

3
·

 cos(θ) cos
(
θ − 2π

3

)
cos
(
θ + 2π

3

)
−sin (θ) −sin

(
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3

)
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(
θ + 2π

3

)
1√
2

1√
2

1√
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
avec θ l'angle d'avance de l'axe d sur l'axe de la phase A et X0 la composante homoplaire. X peut

être le courant, la tension ou toutes grandeurs électriques liées à la machine. Cette transformée permet

la conservation des valeurs des puissances mais pas les amplitudes des courants et des tensions.

De même, la transformée de Park inverse [1c] est utilisée dans notre modèle et permet le passage

inverse (d− q)→ (a− b− c) en utilisant la matrice suivante :
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
Onduleur de tension [1d] : La machine est alimentée par un onduleur de tension triphasé

(modèle d'AMESim intitlué ESCAVINV01) associé à une batterie fournissant une tension constante Ub
[1e] (ports 8 et 9). C'est un modèle d'un onduleur fonctionnant dans un mode continu de conduction.
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Ses pertes ne sont pas prises en compte dans cette étude et une température ambiante constante est

appliquée au port 7 du modèle ci-dessous. La transformée de Park inverse [1c] permet de générer les

consignes des tensions dans le référentiel (a− b− c) (ports 1, 2 et 3). En�n, les tensions d'alimentation

de la machine constituent la sortie de l'onduleur sur les ports 4, 5 et 6.

Émetteur et récepteur : Pour une meilleure organisation des modèles, nous utilisons deux

composants de la bibliothèque signal et contrôle, l'émetteur 1 et le récepteur 2. Ce dernier reçoit

la variable transmise par l'émetteur vers un ou plusieurs sous-modèles AMESim sans une connexion

�laire apparente.

1 TRANS0

2 RECEI0

Modèle thermique de la machine électrique : Nous utilisons deux bibliothèques d'AME-

Sim pour la création du modèle thermique de l'alterno-démarreur intégré : la bibliothèque thermique

et la bibliothèque thermique pneumatique.

Bibliothèque thermique : Les composants de cette bibliothèque modélisent le transfert de

chaleur dans les parties solides de la machine. Les entrées et les sorties des composants (1→5) sont
respectivement les �ux de chaleur (en W ) et les températures (en °C). Les échanges par conduction

ou par convection pilotée (composants 3 et 4) se réalisent en imposant en entrée du composant une

conductance surfacique d'échange équivalente. Celle-ci permet le calcul de la résistance thermique cor-

respondante. Les composants 6 et 7 constituent des sources de chaleur et de températures constantes.

Le composant 8 est un capteur qui transforme la température (en °C) d'un solide en un signal sans

unité ; le composant 9 transforme un signal en un �ux de chaleur. Ce composant permet l'intégration

des sources de chaleur non-linéaires telles que les pertes par e�et Joule. En�n, le composant 10 dé�nit

les propriétés thermophysiques des matériaux selon le type de solide. En e�et, une base de données

tabulées pour une variété de matériaux fréquemment utilisés est intégrée dans AMESim. Pour le calcul
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des capacités et des résistances, cette base de données permet l'extraction de la conductivité thermique

d'un matériaux, sa chaleur massique et sa masse volumique.

1 THC000 - Capacité thermique.

2 THCDC0 - Échange par conduction (ou de contact)

3 THCD3 - Échange par conduction pilotée

4 THCV07 - Échange convectif piloté

5 THR00 - Échange radiatif général

6 THHS0 - Source de chaleur constante

7 THTS1 - Source de température constante

8 THTS0 - Capteur de température

9 THHC0 - Conversion d'un signal à une source de chaleur

10 TH_XX - Propriétés thermophysiques des matériaux

Bibliothèque thermique pneumatique : Le composant 1 du tableau ci-dessous de cette

bibliothèque est utilisé dans le circuit thermique pour modéliser l'échange convectif entre les parties

solides et un �uide. Les entrées et les sorties de ce composant 1 sont respectivement les �ux de

chaleur et les températures alors que ses variables internes sont les nombres sans dimensions et le

coe�cients d'échange convectif. Il existe plusieurs sous-modèles dans ce composant. Ceux-ci varient en

fonction du type de convection (naturelle et forcée) et de son environnement (convection interne ou

externe). Chaque sous-modèle est paramétré en terme d'équation équivalente du nombre de Nusselt

a�n de déduire le coe�cient d'échange convectif correspondant. Le composant 2 fournit les propriétés

thermophysiques d'un �uide ou d'un gaz.

1 TPCV_XX - Échange convectif entre un solide et un �uide

2 TPGD1 - Propriétés thermophysiques d'un gaz.

Le modèle thermique dans AMESim intègre également un super-composant personnalisé qui mo-

délise les échanges convectifs dans les cavités. Ce composant, illustré ci-dessous, prend en entrée deux

températures de part et d'autre de la résistance modélisant l'échange convectif ainsi que la vitesse

de rotation de la partie solide. La sortie est le coe�cient de convection, calculé en se basant sur des

tableaux créés à travers Matlab et importés dans AMESim. Nous choisissons cette approche à cause
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d'une complexité de calcul et de modélisation de ces types d'échange. Cette même approche tabu-

lée est ensuite utilisée pour le calcul des résistances de conduction dans les matériaux hétérogènes et

la convection dans l'entrefer. Une deuxième solution à prévoir comme perspective de cette thèse est

d'intégrer ces calculs dans des nouveaux composants AMESim.
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