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Depuis la fin du XIXe siécle, les machines électriques ont pen évolud
dans leur concept mais aussi dans l'emploi des matériaux : fer et cuivre
principalement. Cependant la course 2 la consommation électrique a
entrainé une spectaculaire augmentation des puissances unitaires que nous
devons 2 des matériaux de meilleure qualité et 3 des systtmes de
refroidissement performants.

Ayant atteint des limites technologiques et économiques, les
solutions classiques ne pouvaient répondre aux demandes de puissance
supérieure, L'emploi d'inducteurs supraconducteurs (SC) ouvrait une voie
nouvelle. Les concepts de base étaient souvent identiques, méme si des
idées originales /1//2/ sont apparues, suivies de prototypes /3//4/.
L'étude et la réalisation de ces cryomachines jusqu'a des tailles presque
industrielles furent des sujets de recherche particulidrement
enthousiasmants. Cependant la diminution trés sensible des demandes de
gros matériel €lectrique par suite de la crise économique actuelle a eu pour
conséquence un net ralentissement et parfois méme I'abandon des études
malgré de nombreux résultats trés positifs.

C'est dans ce contexte assez morose qu'est apparu en 1983 un
premier fil supraconducteur utilisable aux fréquences industrielles (50-
60 Hz) /5/. L'emploi de supraconducteurs pourrait s'étendre donc 2
presque tous les matériels électrotechniques. Le regain d'intérét pour les
solutions supraconductrices apparait nettement. Il est [ié certainement
¢galement 2 l'essor des nombreuses réalisations utilisant des SC et a leur
premiere application industrielle : I'imagerie RMN. La cryoélectricité
pourrait se développer assez rapidement et rtévolutionner
I'électrotechnique. Outre ses nombreux avantages, une machine
entitrement SC est porteuse d'idées nouvelles et originales, L'objet de ce
mémoire est d'en exposer quelques-unes et de présenter l'étude, la

réalisation partielle et les premiers essais d'un prototype de 20 kVA.







CHAPITRE _ 1|

GENESE DE LA MACHINE
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I - RAPPELS CHRONOLOGIQUES

La supraconductivité fut découverte par K. OMNES en 1911,
Cependant les applications technologiques n'apparurent qu'aprés 1960, date
a laquelle les matériaux de type II, seuls vraiment intéressants pour
I"¢lectricien, furent élaborés. Une augmentation notable des densités de
puissance (facteur supérieur a 2) était un des trés nombreux progrds que
pouvait apporter lintroduction des supraconducteurs aux machines
électriques,

Aussi les premieres réalisations virent rapidement le jour : M. L.
CLAUDE /6/ et AVCO EVERETT /7/. Il s'agissait de machines synchrones 2
axe vertical avec induit tournant en cuivre et inducteur supraconducteur
fixe : les cryoalternateurs étaient nés. En 1967, DYNATECH /8/ construisit
une machine synchrone entierement supraconductrice. Mais les pertes trés
€levées des supraconducteurs en régime variable (induit) firent
abandonner totalement ce type de réalisation.

Une ¢€tape importante fut franchie au MIT en 1969 avec la mise en
oeuvre d'un inducteur supraconducteur tournant rtésolvant ainsi les
problemes cryogéniques et mécaniques li€s a la rotation des parties froides.
De nombreux autres cryoalternateurs furent construits dans le monde
(tableau I).
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Cependant deux  approches différentes furent menées
conjointement :

- la réalisation de machines complétes de faible puissance,
- 'étude partielle et le test des parties clés de dimension industrielle.

La France, ol le premier prototype fonctionna, prit part activement 2
son développement

En 1977, le CNRS-CRTBT et le laboratoire d'Electrotechnique mirent
en oeuvre une machine hypersynchrone /3/. L'inducteur en NbTi était
entrainé non mécaniquement mais par voie électromagnétique. Méme si
elle n'a pas démontré ['intérét de ce nouveau type d'alternateur, c'est une
des seules réalisations qui ait subi des régimes transitoires sévares sans
aucune détérioriation. ALSTHOM en collaboration avec EDF préféra la
deuxieme approche et construisit le plus gros rotor supraconducteur actuel
/10/- pour tester en grandeur réelle certains choix cryogéniques.

Malgré 1'expérience peu probante de DYNATECH, lidée d'une
machine entiérement supraconductrice est trés séduisante. Le niveau trop
€levé des pertes dans les supraconducteurs 3 l'induit est toutefois
I'handicap majeur. Le paragraphe suivant résume, en simplifiant, leurs
causes, et indique comment elles ont été progressivement réduites pour
atteindre un niveau économiquement rentable pour envisager de nouveau

des induits supraconducteurs.







19

II - LES SUPRACONDUCTEURS EN ALTERNATIF

Un fil supraconducteur est trés généralement un composite
multifilamentaire (fig. 1). Le supraconducteur est en effet divisé en de
nombreux filaments de diamétre d (quelques um) pour éviter toute
propagation des sauts de flux qui dissipent une densité d'énergie
proportionnelle & d2. Ils sont noyés dans une matrice conductrice ayant une
grande diffusivité thermique (k/mc) pour assurer un refroidissement
rapide et une faible diffusivité magnétique (u/p) pour écranter
partiellement les variations é&lectromagnétiques. En outre lorsqu'un
filament transite localement, la matrice est alors un shunt électrique et
facilite aussi le retour 3 l'état supraconducteur de la zone normale : c'est la
cryostabilité,

Dans un environnement électromagnétique constant, le conducieur
transporte des densités de courant trés élevées sans aucune dissipation
thermique. Mais dés que le composite est soumis 2 des champs variables, il
est le siége de pertes :

- Des courants de Foucault se développent dans le conductsur, d'ol
cffet Joule dans toutes les parties résistives : matrice, &me centrale et
couronne extérieure. Pour limiter les courants induits entre filaments dus
au champ transverse on torsade le fil avec un pas de twist noté Lp. Mais Ly
dans les meilleures conditions est actuellement limité & environ 4D /11/, si
D est lc diametre du conducteur. En effet des contraintes importantes sont
appliquées au fil lors de cette opération et il faut éviter la rupture des
filaments ou la détérioration des caractéristiques du supraconducteur.
L'augmentation de la résistance transverse réduit aussi les pertes @ clest le
réle par exemple des barrieres en cupro-nickel placées autour de chaque
filament pour les conducteurs NbTi. On obtient une diminution encore plus
importante si la matrice est entidrement en CuNi. La cryostabilité peut é&tre
alors assurée par une dme centrale en cuivre, elle-méme subdivisée par des
barrieres en CuNi. Avec des filaments ultra-fins (< 0,3um), le cuivre peut
étre totalement exclu, la stabilité étant néanmoins maintenue /12/.







Cu

Irice en

| avec une mat

NbT

ire

Composite multifilamentai

Fig. 1

( Photo ALSTHOM )
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- Au sein des filaments la densité de courant critique j. écrante

particllement les variations magndtiques et pidge une partie du flux dans le
matériau, La courbe d'aimantation présente une hystérésis qui se traduit
par des pertes en régime variable. Avec le modéle développé par London
/13/, elles sont proportionnelles au diamétre des filaments d puisque le
champ écranté H* est lui-méme proportionnel a d. Ainsi d a &té
progressivement réduit pour atteindre des dimensions submicroniques, la
continuité des filaments étant conservée. Cependant le modadle de London
n'est plus valable pour les trés petites valeurs de d (fig. 2). N.J. Carr et C.R,

Phm/Phe ! ‘ Phm =pertes par hystérésis
mesurées.

Phe = pertes par hystérésis
calculées.

Fig. 2 /14/. - Variation des pertes par hystérésis en fonction du diamétre
des filaments d.

Wagner /15/ observent cette déviation lorsque la matrice est en cuivre
mais pour des diamétres d supérieurs. Ce phénomeéne est attribué aux
effets de proximité dans la matrice qui couplent fortement les filaments
entre eux : l'épaisseur de métal entre eux peut étre de l'ordre de grandeur
de sa longueur de cohérence (100 A). Ainsi chaque faisceau se comporte
comme un monoebrin, d'ot l'augmentation de I'hystérésis.
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Cependant la diminution de d, méme si elle ne s'est pas accompagnée
d'une réduction des pertes en a.c.,, a mis en évidence des propriétés
remarquables /16/ dont l'une des plus intéressantes pour
I'électrotechnicien est l'augmentation de la densité de courant critique je 2

bas champ (2,5 . 1011 A/m2 pour des inductions inférieures a 0,5 T /17/).

Conscients de I'énorme potentialité technologique des fils
supraconducteurs utilisables aux fréquences industrielles, les laboratoires
de MARCOUSSIS et ALSTHOM ont réussi A élaborer en grande longueur un
composite multifilamentaire dont les pertes sont suffisamment faibles pour
qu'on puisse l'utiliser 3 50 Hz. Les caractéristiques générales d'un fil de ce
type (fig. 3) sont présentées dans le tableau I et fig. 4.

Fig. 3 - Microphotographie du brin supraconducteur CCN 14 000 LL
(document laboratoires de MARCOUSSIS).



Fig. 3 : Coupe du fil CCN 14000 LL ( Photo ALSTHOM )
( Diametre 0,12 mm ; filaments de 0,55 um )
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Elles sont en accord avec les spécifications d'un supraconducteur
alternatif :

-d submicronique ;

-faible D (réduction de Lp et du temps de diffusion thermique
(D/2)2/(k/me), augmentation de la surface d'échange ) ;

n

- matrice a résistivité transverse élevée.

CCN 14 000 LLL
Diamétre du conducteur (mm) 0,12
Nombre de filaments 14 496
Nombre de faisceaux 96
Diametre des filaments (um) 0,55
Matrice ‘ CuNi
Résistivité transverse (4,2 K, Qm) 3,9 . 107
Ame centrale : Cu + CuNi
Reésistivité transverse (4,2 K, Qm) 3. 108
Résistivité longitudinale (4,2 K, Qm) 2,8 .10-10
Couronne externe CuNi
Epaisseur {(um) 5,6
Rapport des sections matrice/NbTi 2
Pas de torsadage {mm) 0,8

Tableau II -Caractéristiques du fil CCN 14000 LL.
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CCN 14000 L L
5, (Almm?) — COURANT CRITIQUE I,
e} CDENSITE CRITIQUE de
Ay Ao
(A) 5000 "C: bex U _x@?
e 4 P {Wim?} 157 314 d8 max / dt (T/s)
0
108
10° J—
/r v
PERTES 4 50 Hz
o CCN 14000 LL
N 109 B max{T
O 1 T — #
12 3 4 5 8 0 05 1 15
Caractéristique critique Densité de perte & 50 Hz en fonction
I.(B)a42K duchamp 24,2 K
Fig. 4 /18/

Les pertes les plus faibles sont obtenues actuellement avec des
composites NbTi. L'emploi de Nb3zSn en ac. se heurte & des difficultés

d'ordre technologique : les filaments se rejoignent pendant les traitements
thermiques /19/. Les avantages du Nb3Sn sont ses température et densité
critiques élevées. Cependant il faut citer pour ces conducteurs le probléme
d'isolation qui doit supporter des traitements thermiques a 500 ou 600°C.

Ces difficultés viennent récemment d'étre surmontées : Y. KUBATA et
al. présentent dans la réf. /20/ un composite Nb3Sn d'un diamétre de 0,153

mm avec 11 000 filaments de 0,53 pum de diameétre et une matrice en
bronze. Ces caractéristiques, associées & un pas de torsadage de 0,87 mm,

ont permis d'obtenir une densité de perte égale a 500 KW/m3 environ pour
un champ a 50 hz d'amplitude 2 T.
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Méme si le gain n'est pas aussi spectaculaire qu'en continu, ou
I'emploi de supraconducteur supprime tout effet Joule, les
supraconducteurs en alternatif apparaissent intéressants pour les pertes
vis-a-vis du cuivre. Pour comparer les solutions classiques et
supraconductrices, il convient d'une part de ramener les pertes
intrinséques du composite & température ambiante, c'est-a-dire de tenir
compte du facteur de mérite &, et d'autre part de considérer la différence
des densités de courant admissibles dans les deux cas. Ainsi les grandeurs
intéressantes A comparer sont V2 (Ep)/j; pour le matérian supraconducteur

et pj pour le cuivre en fonction de la valeur du champ magnétique, auquel
est soumis le matériau et dont dépend j. et p (Fig. 5).

p ; .
(WAm) 1 1
0.2 =10

CCN 14000 LL
0.1 ]: 5
1=3
\ . l 1 !
0 1 2 B(T)

Fig. 5 - Pertes comparées pour le cuivre et le fil supraconducteur CCN
14000 LL en fonction du champ magnétique
(j en A/lmmz2 ; £ = 700).
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Une propriété remarquable des supraconducteurs a.c. est de pouvoir

limiter les courants de défaut grice & leur résistance élevée A 1'état normal
/21//22/. La vitesse de propagation de la transition est extrémement
rapide si la matrice est entiérement en CuNi. Cet effet est illustré Fig. 6 :

LzQ{r=0o0r Pb(?})

YAV VAVAVE"

~V ook Reh

I 90 A l | 20 ms
- 50A '
FANNAYWANA)

Ay \JAUA\J U Uf\vf\uﬂvnvr\vf\vnvnununurxuf\vf\vmvn AL " -

Fig. 6 /22/ - Limitation du courant de court-circuit par une bobine
supraconductrice aselfique (76 pH).
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II - LE PROJET CNRS/CRTBT/ALSTHOM

Une réalisation de faible puissance (dizaine kVA) qui utilise les
premicres longueurs de CCN 14 000.LL est nécessaire pour démontrer 2
frais réduit et assez rapidement la faisabilité d'une’ machine synchrone
entitrement SC et plus particuliérement d'un induit triphasé en NbTi. Bien
entendu cette maquette ne pourra absolument pas é&tre extrapolée pour les
fortes puissances qui correspondent 2 Il'intérét économique - des SC. Les
problemes cryogéniques et mécaniques sont totalement différents ; les
¢tudes restent donc a faire. Cependant elle aura l'avantage de mettre en
é¢vidence certaines difficultés et d'étudier le comportement de
supraconducteurs soumis & un champ tournant important et de vérifier
certains concepts nouveaux. En effet cette machine (GASC) (générateur
alternatif supraconducteur) s'insére dans un vaste programme dirigé par
ALSTHOM sur I'électrotechnique supraconductrice /23/ visant a réaliser un
GRASC (groupe alternatif supraconducteur) (Fig. 7).

| @aasc T .'?E's—c";
000000 ——— ~
I
[ ; RESEAU
e ! THT

’

Fig. 7 /23/ - Ensemble supraconducteur.







31

Il comprend outre le GASC un RASC, régulateur supraconducteur et un
TASC, transformateur alternatif supraconducteur.

Deés que des perturbations sont appliquées 3 une machine, des
oscillations apparaissent mais leurs amplitudes diminuent rapidement,
conséquence des pertes Joule dans les amortisseurs par exemple. Pour une
machine entiérement supraconductrice avec une structure isolante, donc
sans effet dissipatif possible, l'amortissement est extrémement faible. On ne
peut envisager un tel fonctionnement pour un alternateur couplé au
réseau.Une possibilité intéressante pour amortir les oscillations est
d'utiliser un SMES (superconducting magnetic energy storage) /24/, c'est-a-
dire une bobine supraconductrice reliée aux bornes de la machine par un
pont commandé judicieusement pour fournir ou absorber de I'énergie.

Enfin le transformateur de tranche peut é&tre lui aussi
supraconducteur ou bien mixte, c'est-d-dire primaire supraconducteur et
secondaire normal : cette solution hybride permet de supprimer les
amenées de courant entre l'ambiante et 1'hélium qui sont toujours 2
I'origine de pertes thermiques importantes.

Dans le cadre de l'activité cryoélectrotechnique du CRTBT, un contrat
fut conclu avec ALSTHOM pour construire et tester une machine

entitrement supraconductrice de faible puissance qui pourrait s'insérer par
la suite dans un GRASC,







CHAPITRE 11

INTERET DES MACHINES SYNCHRONES ENTIEREMENT SUPRACONDUCTRICES
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I- INTERET ELECTRIQUE

Les premiers résultats théoriques sont présentés dans l'article :

"First conclusions on the advantages of full superconducting
synchronous machines”,

Y. Brunet, P. Tixador, T. Lecomte, J.L. Sabrié,
Electric Machines and Power Systems 11, pp. S11-521, 1986.

Nous n'y avons traité que le cas bipolaire, aussi l'influence du
nombre de paires de pdles est traitée en complément.
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EIRST CONCLUSIONS ON THE ADVANTAGES OF FULL
SUPERCONDUCTING SYNCHRONOUS MACHINES

Y., BRUNET and P. TIXADOR

CNRS-CRTBT

Laboratoire d Electrotechnigue ERA 534
BF 166 X

38042 Grenoble-Cédex, France

T. LECOMTE and J. L. SABRIE

ALSTHOM, DEA
Avenue des 3 Chénes
80001 Beffort, France

The development of superconducting (30) wires with reducad losses

under ac magnetic fields allows the design of ac machines with superconducting

coils for both field and armature windings. Cryogenmerators using SC field wind-

ing have been an exciting field of applied research in the last twenty years and

the results have been good enough to design and build some industrial size unitsa

High specific power, reduced losses and better comportment during transients were

the major advantages of this type of machines.

Tn the case of full 8C synchronous

machines, a preliminary study shows that these advantages are enhanced (power

density is increased by a factor of 3, armature losses are reduced). However the

synchronous reactances will be higher than for previcus cryogenerators, reducing

mechanical stresses and the general design will become gimplified. These first

conclusions are attractive enough to foresee the construction of a 20 kVA ac

generator to prove its feasibility.

Eiectric Machines and Power Systems, 11:511-521, 1986
Copyright © 1986 by Hemisphere Publishing Corporation
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List of symbols

53 ¢ apparent powar (VA)

V : nominal voltage (rms/phase)

I : nominal armature current (rms/phase)

J : nominal armature current density

E i nominal armature current sheet density

Xd : synchromous reactance

¥q ¢ synchronous reactance (p.u.)

armature- winding mean radius (Fig. Ib and lc¢)
r ¢ armature winding inner radius (Fig. la)

e : airgap (Fig. la)

T, inner radius of magnetic shieid (Fig. 1)
% i active length
B_: radial component of magnetic flux density at T,

N, : total series turns of the armature winding
kq ¢ fundamental harmonic armature winding factor
w ¢ angular frequency 2rf (rd/s)

p @ oumber of pole pairs

l. Introduction

During the seventies several projects concermed with synchronous ma-
chines with SC field windings have been undertaken {i). Some advantages have
appeared, in particular high power density and high efficiency.

Recent progresses in the manufacturs of multifilamentary 8¢ wires for
ac currents and fields (2) allows us to consider the design of a fully SC ac
machine : both field and armature windings would be built with low ac loss SC
wires.

A preliminary investigation is able to bring out the advantages of

such a machine.
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In the following paper we will name this type of machine as a GASC

(SC field and armature ac machine) ; the first developed 5C machine as a MARS

(rotor field SC ac machine) and the conventional machine as MAC {(classical ac

machine) .

GASC, MARS and MAC are the french abbreviatiens for Fully Superconduct-

ing Machine, Partly Superconducting Machine and Conventional Machine.

Z. Schematic description of the studied configurations

An axial wiew of the different machines highlights the main differences
in their elactrical structure (Fig. 1)

magnetic

circuit

girgap

zlﬁﬁ;{g magnetic Figure 1 : Geometric descrdption ¢f the
d.ifjerent machines.

o Ta : MAC
S . .. Winding b : MARS
' ; @/ To & GASC

shield

Figure lb shows a MARS whose field winding is protected from time vary-
ing magnetic fields due to transient states or phase unbalanced sesquences by an
electromagnetic shield which scts also as a damper. Up to now this shield was
necessary because SC wires quench under ac magnetic fields. It can be suppressed
in a MARS when SC like thoss manufactured sinmce 1983 (2) are used.

The GASC (Fig. l¢) has SC coils both on the rotor and the stator. The
field SC wire can be less capable than that of the armature because it supports
ac fields only during transients and unbalanced sequences. It can be noted that
the armature winding section of a GASC is smaller than the MARS one as overall

current densities are higher in SC than in copper.
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2.b - Tramsient ability

The removal of the eleétromagnetic shield in a GASC means that this
kind of machine cannot have an ordinary damper, Nevertheless, different solu-
tions allow stable dperétion during transients :

- A supblementary winding at the rotor level can be linked to extermal
resistances. This winding can be either SC or normal. It will act as a classical
damper and 2 judicious controlled supply of this winding would even improve tran-
sient performances (3).

- A controlled 5C regulator, derived from SMES unit (Superconducting
Magnetic Energy Storage Coil) appears Lo be a better solution for the GASC (4,5):
the S8MES would abseorb the energy of oscillation from the rotor and thus stabilize
the machine during network disturbances, Moreover, during a short circuit, for
example, the 5C regulator abscrbsthe acceleration energy and the loss of synchro-
nism can be avoid. As presented in referemce 6, this solutiom appears to be very
attractive when the GASC and the SC regulator are comnected to the electric net-

work through a SC transformer.

3. Design and first conclusions

3.a - Basic relations
Apparent power is a good way to characterize the design of an slectric
machina. This factor will be expressed in three ways : the two first use the
radial magnetic flux density at armature radius {Br) and the armature current
sheet density (K) (or armature current density (J)) ; the third introduces the
pPer unit synchroncus reactance (x4) which gives a good indication of the elec-
trical behaviour of the machine during steady operation and transient states.
S = 3VI ]

The voltage (rms/phase) V is deduced from Lentz's law :

= w
Vo= V2NK,2 > Teby [2]
s kg ©
and apparent power $ =3 ZNSkdE 5 roBrI
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N k4T
. As K = 2 -8 d s, we have
Tr,
_ W7y
$ = 5= S KB [3]
where VM characterizes the machine volume : VM =_ﬁr§2.
As J =A§; where Sa is the cross section of the conductors of one phase.
a
YT w
§ = 5 ky 5 BIVr, (4]

- 3 1" 5 " N =
where VA 15 the "active" volume : VA 6NSSa£.

I
Introducing Xy = Xd T%’ two cases have then to be discussed :

— For the GASC and MARS, Xd is {7

a 3o Lo o2y 2P
g = TNk m[u(rs) ] (5]
thus
5g = ——3”“[“(&) ZP}BE (6]
2/2L Ts e
- For the MAC
P
T
X = LTS Mgw & [7]
T P2 e
= 2 2’3‘ BK (]
2/7 P
8 is then expressed as
- For GASC and MARS
Vi
5 = 1 2w x Be M [9:[

— For MAC s
1 2
r ks " {107

S = — 2ux.B TR v
rE
It can be noticed that, even if the geometric dimensions are quite different for

L, d

GASC and MARS (Fig, 1), the value [l+(§392p] remains unchanged. As for air cored
k]
T
machines, the excitation field varies as (?E)p+i our comments are made for the
o

case p = 1,

3.b - Superconducting field advantages

The different expressions for 3, [3], [9] and [10] show that the cryo-
genic solutions increase the power density éiw The main factors are By, K, xy
M
and the geometric dimensions of the stator.

For the First studies on the MARS, the field at the armaturs was hoped
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to be higher than in a MAC {8). However expesrimental prototype and theoretical
studies (9,10) point out that B, remains of the same order of magnitude in the
MARS and in the MAC (Br = 0,6 to 1 T in a MARS instead of 0.8 to | T in a MAC).

Nevertheless cryogenic solutions are useful becauss magnetic testh are
eliminated and more space is available for armature conductors, increasing thus
V, and G:S:\; [41

) g 5, . 4 2r i
Eq. [9] and [10] show that Ty is multiplied by —e-e-.

1+ (Ey 2

genic solutioms : the factor is numerically equal to about 10. Ts Such a saving

for cryo-

has never been obtained as X4 is much smaller in a MARS than Iin a MAC (9,10)
(0.4-0.7 pu instead of 1.5-2.5 pu}. The power density is only three time higher
which is still sufficient to justify studies and experimental developments. As
will be discussed in the next paragraph, a small wvalue of Zs is interesting from
the stand-peoint of static and dynamic stability criteria (11). On the other hand,
a low value of x4 induces strong fault stresses as short circult torques become
very high. This leads to mechanical overdimensioaning.
3.c - Superconducting armature windings

Eq. Fﬂ shows the advantage of a GASC solution é% is proportiomal to
J, The current density of a superconductor, even in ac conditions, is limited by
the critical éharacteristic JC(B). Under a field of 2 T, the current density of
the existing AC conductor is equal to 1500 A/mm? (2) which is 150 times the cur=
rent density in copper. Taking into account in the design study the requirement
to withstand a 3 phase short circuit without quenching (12) the factor is lowered
to a value of 40. Moreover the armature winding coil will be very thin : a reduc-
tion of 10 in the thickness can be obtained.

This hints high savings, but as B, will have the same value, xg has to
be increased to give a high power demsity Eﬂ.

Limiting x; to value of 2-2.5 pu as in the conventional units, the
power density can be three of four times higher for a .GASC than for a MARS.

At first sight, the increase of x4y will reduce the benefits expected
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with the MARS for transient performance. The intreduction of §C regulaters pre-
sented in the sectionm 2.b modifies the classical criteria about stability, First
studies (4,5) show that transient behsviour may be enhanced even when x4 is high
On an other hand, a high xq limits the transient torques on the shafts : it can
be noticed that the most important and unsolved problem encountered with the MARS
. is the mechanical performance during transients.of the slectromagnetic shell.

In the same way, the structura of the GASC armature winding is an un-

solved problem : intrinsic losses in the wire will require large heat-exchange

surfaces.

4. Armature losses

Losses in classical copper armatures are equal to 2000 kW/m- for a
current density of 10 A/mm2. Using an existing SC wire, the losses are of 100 ki3
at 50 Hz and 2 Tesla peak to peak (2). Considering a GASC with x¥gq = 1.5 pu and
By = 1 T, armature coils are under an elliptic magnetic flux demsity of 2 T be-

cause the greatest component is the tangential one (Fig. 2). Assuming, as shown

field

DA
f armature
7

field Figure 7 : Awmature and exeitatis
Lgure I : Amaturne and exedZation
flux. distrnibution unden
nominal wonking.

S

NN 2 Y11 Pt
)ﬂ I L1 i’

in ref. 2, that the losses vary with B, the losses of the SC armature are equal
to 200 kW/w>. From the standpoint of refrigeration, a coefficient of performance
of 500 leads to room temperature losses of 105 kw/mB. Now ¥, is much smaller
(see section 3.c) as the thickness and the length of windings will be reduced

and the result can be lowered by a factor of 20.
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Ever when SC armature losses remains higher than for copper windings,
progress in the performance of new S5C wire have to be considered : SC wire of
254100 filaments of 0.G8 pm (13) has already losses divided by a factor 3. This
is sufficient to provide losses that are lower than in classical copper armatures.

Even if the ammature losses do not affect much the full efficiency of
a synchroncus machine, every reduction is very important to simplify the comcep-
tion of the cryogenic vessels as intrinsic losses requires large heat-exchange

surfaces between helium and SC wires.

5. Design conception of a GASC

The design of a GASC cannot be extrapolated directly from the MARS
concept. New solutions have to be considered :

~ suppression of the elactromagnetic shield,

- use of composite cryogenic structures,

- common vacuum for the stationary and rotary parts.

Fig. 3 shows the main characteristics of the design of & GASC using

the basis of a MARS concept (Fig. 3a). The first idea would be to build, around

3a : magnetic shield
e Seesaan armature winding
T ”d airgap ) ) '
2 electromagnetic shield fﬁﬂﬁﬁﬂ_ﬁ P Axdal UL%W o4
. a cryogeneraton @ ddffenant
thermal shield chyogenic cenceptions
Helium 3a 1 "classlcal” MARS
field winding 3b : GASC er_ath Fwo A{nde-
pendent cayosiats
vacuum 3¢ GASC with common

vacuum.




45

FULL SUPERCONDUCTING SYNCHRONOUS MACHINES 519

the rotor cryostat, another cryostat containing the SC armature (Fig. 3b). Never-
theless, a more interesting scolution is to remove two vacuum chambers amd two
radiatién shields (Fig. 3.¢) as tec assure a common vacuum for the rotor and the
stator (v 1074 torr). Rotating seals (Labyrinth or ferro fluid gseals) have been
used for this kind of specification, This design decreases r, and simplifies the
machine’s construction. Moreover, thermal losses (radiation and conduction) are
mreduced.

Specific power is enhamnced as all the materials are light : Metallic
parts have to be avoided in any zonme of the machine, even for the rotor zas there
is no electromagnetic shield to reduce the ac magnetic fields.

Nevertheless the realization of such a cryostat is quite com@lex as

pelymers ars not vacuum tight and have lower mechanical properties than metals.

6. Conclusion

The development of superconducting conductors which can be economically
used at 50 Hertz enables the design of superconducting generator's armature. The
theoretical savings in relation to "classical" cryoalternators are high : power
density two to four times greater, very high specific power and quite simple
cryogenic and mechanical design. However the synchronocus reactance will be rather
important (1.5-2. pu) but new superconducting equipment, using SC storage magrets,
will ensure good transient behaviour. Technical problems for the effective cons-
truction of non metallic materials and rotating shaft seals have to be solved,
This new solution is interesting enough to undertake the constructionm of a super-—
conducting armature prototype to prove its feasibility., The CNRS-CRTET laberatory
and Alsthom are involved In the comstruction of a 20 kVA GASC whose first tests

would begin in 1986.
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COMPLEMENT

EFFET DU NOMBRE DE PAIRES DEPOLES p :

1. Variation de S en fonction de p :

Un bobinage multipolaire crée au rayon statorique r, une induction
radiale By(rp) :

Neke Tt pet fo.2p
Bt =ty — | (=) (14 (=2
Tftl‘f ro I's

On en déduit By, l'induction radiale en régime normal de fonctionnement . :

N k o Tt os o
R EPT 1 (P [11]
f rc: rs

B =
r “°'fcr

ot I9¢ est le courant inducteur a vide.

Prenant comme hypothése que le nombre d'ampére-tours par podle
est sensiblement constant, de méme que (1 + (ro/rS)ZP), on obtient :

1 Tf pet

) [12]

avec A indépendant de p.

A partir des expressions [9] et [12] et en considérant que Xd, imposé

par des contraintes de stabilité, dépend peu de p, S s'exprime alors : (cette
hypothese nous semble meilleure que celle utilisée dans la réf. 25)
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r |
S-Sp (r_f)2p [13] .

]

ou Sy est indépendant de p.

2. Variation de I'épajsseur de la couronne magnétique en,_avec p :

L'induction B supposée uniforme dans la couronne magnétique,

infiniment perméable, est directement reliée a l'induction maximum radiale
en rg (Br(rg)) [14] (conservation du flux).

[14]

Or Bi(rg) est la somme des composantes du champ inducteur et du champ

de réaction d'induit :

N N_k r
Br) = 2u —i'ffl P gy 212 cos y
]

° nr r O nr
H s 0

ol ¥ = /2 - (3 + o) 3 = angle interne
¢ = déphasage courant-tension.

On obtient :
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‘r p+1
2B |2
rir
B(r) = ——27
rh's o
r P
1T+ —
r
\ s
D'on
28r r i
o= g T [15]
¢ P ¥V r Y
o] S
— | + _J
r r
s e}
On en déduit a partir de [12] et [15] la variation de €m avec p .
re P
0 = & | [16]

oll eo est indépendant de p. ep = 2A/B..

Le couplage rotor-stator de cryoalternateurs conventionnels est
assez mauvais par suite de la structure cryogénique du rotor (enceintes,
¢cran thermique...) et électromagnétique : rf/rg < 0,5. Ceci explique

pourquoi essentiellement les solutions bipolaires ont été étudides (Fig. 8).

Par contre l'absence d'écrans électromagnétique et thermique dans
les machines entidrement supraconductrices permet d'avoir des valeurs
plus élevées de rf/rg. Par conséquent les solutions multipolaires deviennent
intéressantes du point de vue électrique (Fig. 8). D'autres avantages
apparaissent : une vitesse de rotation plus basse simplifie beaucoup les
problemes mécaniques : contraintes et vitesses critiques par exemple. Enfin
I'épaisseur de la couronne magnétique e, qui représente une part
importante du poids de la machine, diminue avec p [16] (Fig. 9). On peut
espérer des puissances spécifiques encore plus élevées.
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Fig. 8 - Effet du nombre de paires de pdles (p) sur la puissance
a = 1f/rg.

0.6

0.2

Fig. 9 - Influence du nombre de paires de pdles (p) sur I'épaisseur de la

couronne magnétique.
b = (rf/rg).
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IT - STRUCTURES CRYOGENIQUES ORIGINALES DES MACHINES ENTIEREMENT
SUPRACONDUCTRICES '

A. "L'entrefer”

Outre les avantages rencontrés sur le plan électrique, une machine
entidrement supraconductrice présente aussi un intérét cryogénique par
rapport aux cryoalternateurs classiques. La conception des cryostats
rotorique et statorique doit étre menée de fagon conjugnée. Une premiere
possibilité est d'avoir un vide d'isolement dans l'espace entre les parties
fixe et tournante appelé "entrefer". La structure de la machine est alors tras
simple (Fig. 3c, page 44). Cependant cette solution se heurte au probléme de
I'étanchéité dynamique & réaliser pour maintenir le vide dans l'entrefer
(10-4 Pa). Les joints ferrofluides /26/ peuvent assurer ce réle, mais leur
utilisation reste délicate et ils sont limités en vitesse périphérique. Il est
possible de réduire les performances d'étanchéité imposées pour les joints
tournants en leur adjoignant c6té entrefer un syst®me de vidage formé de
deux jeux concentriques de viroles a orifices /27/. En contrepartie la
structure de la machine devient alors plus complexe au niveau des paliers.

En fait un vide parfait n'est pas absolument nécessaire dans le
volume d'entrefer. Ce dernier peut é&tre simplement maintenu 2 basse
pression p (1-10 Pa) /28/ ; l'étanchéité dynamique est considérablement
simplifiée.Le fluide doit étre de I'hélium afin d'éviter toute condensation
sur les parties froides. La pression p doit &tre telle que le mouvement de
I'hélium entre les deux enceintes soit stable (écoulement de Couette). La
convection ne se développe pas, limitant ainsi les transports de masse
axiaux qui seraient la cause d'apports thermiques importants aux enceintes
Hélium rotorique et statorique. De plus les frottements sont réduits. Taylor
29/ a traité la stabilité du mouvement d'un fluide entre deux.cylindres
coaxiaux tournants. Dans le cas d'un tube extérieur fixe et d'un cylindre

intérieur tournant l'instabilité se développe pour des vitesses du cylindre
intérieur supérieures i une certaine valeur critique Qg (rd/s) :
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. vis e g . 2
viscosité cinématique {cm /s)

41,2 v voo= A
¢ 4 \/Eé e = entrefer (c'm')
R = rayon extérieur du rotor (cm)

La viscosité cinématique étant inversement proportionnelle 2 la pression, le

mouvement est stable pour une pression inférieure A la pression
critique pg :

UO pO
p =412 — {171
¢ e/ eR £
Vo = viscosité cinématique A la pression pg, Qg = vitesse de synchronisme,

Pc 2 la méme unité que pgy sivg est en cm2/s, R et e en cm et Qg en rd/s.

Pour une machine bipolaire 50 Hz dont le rotor a un diamétre de
0,8 m et lentrefer une épaisseur de 10 mm la pression critique d'hélium
séleéve 4 1,65 Pa 24,23 K, 10 Pa 2 10 K et 2700 Pa 2 300 K.

Toutefois notre cas particulier ne correspond pas entidrement aux
hypothéses prises pour établir la formule [17]. Le point de départ théorique
est en effet 1'équation de Navier-Stokes i une température donnée.

Or d'une part, le libre parcours moyen Lp peut étre de l'ordre de e :

1,147
T

L =284. 107 L,en mmsi T en K et p en Pa,

Quelque valeurs de L, sont données dans le tableau III .

Toutefois a basse température Lp < e, I'équation de Navier-Stokes est
donc valable tandis qu'en mode moléculaire (Lp > ¢) la turbulence se

développe moins facilement puisque les chocs entre molécules sont plus
rares qu'en mode classique,
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T(K)
4,2 10 100 300
P(Pa) :
1 0,15 0,4 5,6 20
5 0,03 0,08 1,1 4
10 0,015 0,04 0,6 2

Tableau IIT - Libre pacours moyen (en mm) de I'hélium.

D'autre part si on veut tenir compte des effets thermiques, le
probléme se complique énormément. En fait une différence de température
radiale ne modifie pas le résultat : en dessous de Q. les é&changes
thermiques se font par conduction A& travers l'écoulement laminaire/30/.
Par contre la prise en compte d'un gradient axial de température rend
difficile l'étude analytique du probléme et modifie les résultats précédents.
Dans notre cas, le gradient axial est faible, la longueur de transition
thermique étant importante devant e. De plus nous pensons limiter le
risque de turbulence en conservant des profils de température assez
semblables le long des deux cylindres : suppression du AT radial.

On peut envisager de réaliser sur le rotor une double vis
d'Archiméde tendant a rejeter 'hélium vers les extrémités de la machine.
Avec ce phénoméne d'autopompage la quantité d'hélium au niveau des

parties froides est réduite, limitant ainsi les apports thermiques.
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Fig. 10 : Principe de I'entrefer "basse pression" dans e cas de vides
séparés au rotor et au stator

10 a : entrefer délimité par les enceintes Hélium
10 b : introduction d'un tube entre {'entrefer st 'enceinte Hélium

statorique.



57

o2 T & ) I NI Vs I AN E

— i A e i s

Fig. 11 : Principe de I'entrefer "basse pression" dans le cas d'un vide
commun entre 'entrefer et une partie du stator .

: Couronne magnétique 7 : Palier
: Enroulements statoriques 8 ! Joint tournant d'étanchéité
: Ecran thermique 8 : Enceinte a vide

: Points froids
i Vis d'Archiméde
. Enroulement rotorique
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Plusieurs schémas de construction possibles (Fig.10a, 10b et 11) sont
proposés :

Dans les Fig. 10a et 10b lentrefer basse pression (1-10 Pa) est
indépendant des enceintes i vide du rotor et du stator. L'entrefer peut é&tre
délimité par les tubes supports des deux enceintes Hélium (Fig. 10a). Cette
solution permet d'avoir un excellent couplage rotor-stator. On peut aussi
intercaler entre le volume d'entrefer et les supports des enceintes un ou
deux tubes qui sont trds minces puisque dimensionnés uniquement pour
résister & la faible différence de pression (p-pe). Dans ce cas il n'y a pas
d'apport direct 4 l'enceinte Hélium par conduction gazeuse dans l'entrefer.
La Fig. 10b schématise une de ces possibilités.

Une solution différente apparait sur la Fig. 11 : le volume basse
pression de l'entrefer est commun avec une partie du stator qui peut étre
rempli de matériau de faible conductivité (poudre, fibre, mousse) pour
limiter les pertes thermiques par conduction gazeuse axiale. Les apports
par conduction radiale diminuent trés fortement grice 2 l'enceinte 3 vide
entourant I'espace précédent. Les pertes par rayonnement sont réduites par
la présence d'un écran radiatif.
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Exemple de réalisation d'un joint tournant

Nous appliquerons ce principe d'entrefer basse-pression 4 notre
prototype. MéEme si cette solution simplifie les problémes d'étanchéité
dynamique, il faut concevoir un systéme de joint tournant capable de
maintenir une pression inférieure & 10 Pa. Dans notre étude la pression
critique s'éléve en effet 4 9,4 Pa 24 42 K (¢ = 5 mm R = 85 mm). Le montage
proposé est présenté sur la  Fig. 12. 1 s'agit d'un joint & friction
(Gulliver /31/ ) : une couronne en graphique frotte sur une contreface

Fig. 12 - Montage expérimental pour le test d'un joint tournant A friction .

métallique. les deux surfaces sont indéformablement et optiquement
planes. Le joint doit &tre efficacement refroidi par de l'huile dont 1'éiévation
de température est limitée par wune circulation d'eau. Coté extérieur,
I'étanchéité est assurée par un joint Paulstra /32/. On maintient une légére
surpression d'Hélium au-dessus de l'huile pour que le fluide dans l'entrefer
soit uniquement de ['hélium.
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Les résultats expérimentaux obtenus sont résumés dans le
tableau IV. Ils sont exprimés en Pa.

Pompe 1 Pompe 2
Q
Vide limite| Aprés 10 Vide limite | Aprés 10
d'arrét de d'arrét de
pompage pompage
0 0,65 7.0 0,13 1
2 000 trs/m| 2.9 112 | 1 90
3 000 trs/m 3,7 118 1,6 105

Tablean IV - Etanchéité du joint tournant 4 friction.

pompe 2 diffusion 120 1/s.

Pompe 1 : pompe primaire 4 m3/h Pompe 2 :(pompe primaire 12 m3/h

Si apreés 10" d'arrét on repompe pendant 10°, on obtient a nouveau
sensiblement les mémes vides limites.

Aucune trace d'huile n'a été détectée dans l'enceinte au cours des
essais.

Ces résultats sont concluants : cette solution assez simple permet de
téaliser 1'étanchéité dynamique suffisante pour une machine de faible
diamétre (& 60 mm). L'extrapolation pour des diamdtres supérieurs n'est
pas forcément possible.
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Enfin des améliorations peuvent étre apportées en perfectionnant les
conditions de pompage et en ajoutant en aval un joint de type labyrinthe

(Fig. 13) qui assure une bonne étanchéité dynamique par le développement
de boucles de convection entre les cloisons.

cloison
faible jeu radial

Fig, 13 - Joint labyrinthe.
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B. L'alimentation d'hélium

On peut bien entendu prévoir deux alimentations distinctes

d'hélium : une pour le rotor et une autre pour le stator. La référence /33/

présente une solution originale plus simple le refroidissement des

enroulements induit et inducteur est assuré par un unique circuit (Fig. 14) :
I'hélium détendu par la vanne JT1 a une pression absolue de 3 . 105 Pa, soit
au-dessus de sa pression critique. Le fluide est sous refroidi a travers un

¢changeur immergé dans un bain d'hélium liquide. Injecté dans le rotor, il

maintient l'inducteur & basse température par convection forcée. A sa

sortie, I'hélium est détendu par la vanne JT2 4 la pression atmosphérique et

se liquéfie dans le bain d'hélium liquide qui assure le refroidissement des
enroulements d'induit.

Réfrigdrateur
He classique
y 8P HP
im Bain He 42K Lircuit magnétique feuilletd Enroulement stater
suprecondusisur
T ELONTUEIIUE
MP in2 Y
—'——'—’-——*&(}—_j Enroultment roter

wpraconduciaur

Tube Jde lransitian

thermique et dx
i \ lrgrismission
— du_caypie

joint huile _glassigue
lengnt oy vide

He S —
Hyperentique

Joint toyment

baignnetie

brevet

Alsthom- Allapique i E ——— !

Phase stater

Fig. 14 /23/ CRYOGENIE INTEGREE POUR MACHINE SYNCHRONE A ENROULEMENTS
ROTCR ET STATOR SUPRACONDUCTEURS







CHAPITRE 111

DIMENSIONNEMENT ELECTRIQUE DE LA MACHINE
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1- EXEMPLE DE DIMENSIONNEMENT

Avant de présenter le dimensionnement, extrémement particulier,
de la machine, nous. proposons un exemple beaucoup plus général de
détermination des caractéristiques d'un alternateur entidrement
supraconducteur. Il est exposé dans l'article :

"Electrical design of air-cored synchronous genmerators using
superconducting field and armature windings”,

Y. BRUNET, J.L. SABRIE et P. TIXADOR,
IEE Proceedings, Vol. 134, pt. B, n° 1 (1987), pp. 47-52.
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Electrical design of air-cored synchronous
generators using superconducting field and

armature windings

Y. Brunet
J.L. Sabrie
P. Tixador

Indexing terms: Synchronous generators, Design, Superconductivity

Abstract: The emergence of superconducting
wires able to support S0 Hz fields and current
variations allows AC machines with superconduc-
ting coils both field and armature windings to be
studied. The electrical design of a 500 kW gener-
ator is presented, using a no-quench criterion for
the SC wire, ¢ven during transients. The results
are good enough to predict the construction of a

prototype AC generator.

List of symbols

1.(B) = critical characteristic of the superconducting
wire

i = no-load field current

I, = nominal armature current

IS & = instantancous armature and field currents,
respectively

B(r) = radial component of magnetic flux density
due to If

B, B = radial components of magnetic flux density

B, B == tangential components of magnetic flux
density

ko = coupiing coefficient

X,, X; =synchronous and transient reactances,
respectively, Q

Xgy Xy = synchronous and transient reactances,

" respectively, p.a.
H(y) environmental screen factor
Ng, Ny = total number of turns in series on the arma-
ture and field windings, respectively
= angular frequency
sy, g, | = geometric dimensions (see Fig. 2)

It

] = anguidr position

a = winding angie

ks = fundamental field winding factor

ky = fundamental armature winding factor

a = number of conductors per phase

a = number of conductors in the field winding
v, = nominal voltage, Vpys/phase

S, = VA rating
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1 Introduction

Experimental superconducting generators have been
manufactured and tested in differeni laboratories [1-5],
and their reliability has been demonstrated in trapsient
and permanent tests [6-8]. Until now, superconducting
windings have been used to produce the rotating mag-
netic field and the armature winding remains at normal
temperature. Both the fleld winding and the armature
winding are air-cored. The losses in superconductors
exposed to time varying magnetic fields and/or currents
were too prohibitive to consider using superconducting
armature windings. Nevertheless, this opportunity would
be very exciting and result in new developments of super-
conducting machines [9]. Hlasnik [10] gives some condi-
tions to make superconducting armature windings viable.
The conditions are very small filaments and twist pitch
length, and high transverse resistivity associated with
large current densities. The characteristics of NbTi wire
manufactured by Alsthom [11] are good enough to con-
sider in the design of an armature winding. In our
example, we use a composite (B15/14496) whose charac-
teristics are illustrated in Table [ and Fig. 1. The lossss of

Table 1; Characteristics of B15/14496

Composite diameter, mm 0.12
Number of filaments 96 x 151
Filament diameter, ym 0.55
Twist pitch length, mm 0.8
Matrix betwesn the filaments CuNi
Trangverse resistivity, Qm 3.9 x10-7
Inner core Cu+ CuNi
Transverse resistivity, Qm 3x10-1°
Surrounding sheath nature and CuNi, 5.8
thickness, ym
Critical current, A, at

01T 81

027 51

057 32

1T 21

2T 13

5T 8

this composite are less than 10° W/m? with 2T peak-to-
peak variations at 50 Hz and the current density remains
higher than 3.10° A/m?; with a refrigeration ratio of 500,
we obtain losses of 5.10* kW/m® compared to approx-
imately 2.10° kW/m’ in water cooled turbogenerator
winding, As the current density is 300 times higher, it is
possible to expect, with this wire, some reduction in the
losses of 2 given machine. New experimental results [12]
back up this assumption.
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This paper presents the electrical design of a 300 X VA
synchronous machine, using a very fine filament super-
conductor compaosite for the field and armature windings.

5
Ri5/14496 composite
b Assembly

Fig. 1

a (ross section

¢ Detail of filaments

2 General design concepts

The general arrangement of the machine studied is given
in Fig. 2b. Both armarure and field windings are wound
with B15/14496 wire. Although the eclectromagnetic
shield is essential in classical cryogenerators, it can- be
avoided in this machine as the superconducting wire can
cope with 50 Hz variations in the field, The rotor design
would then be very simple, and one of the greatest prob-
lems encountered with previous superconducting gener-
ators, namely the crushing forces on these shields during
transisnts [13], would be solved. The field winding is an
air-cored superconducting dipole, with a very small
volume winding. For cryogenic and mechanical rsasons
the spiral pancake configuration was chosen for the
armature (Fig. 3). This configuration is the most effective

a b

Geometric description of the machine

b Machine studied by the authors
{ii) armature winding

{iv) electromognetic shield

{vi) field winding

Fig. 2

« Classical cryogenerator

{i) magnetic shieid
(i) airgap
{v) belium
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at cooling in every layer of the winding and provide the
necessary support for the very thin superconducting wire

Y

Fig. 3  Spiral pancake winding: elementary armature pancake coil and
end view of the spiral pancake

[14, 15]. A magnetic shield surrounds the machine to
exclude external magnetic perturbations.

3 Design policy

To obtain the maximum reliability the machine is
designed to cope with a severe electrical fault without
quenching, taking into account the fact that the super-
conducting wires are at 5 K. A typical fault is the 3-phase
short circuit when the machine runs as a synchronous
capacitor: the armature field is fully demagnetised so the
excitation fleld is a maximum. The current has to be
lower than the eritical current corresponding to the exist-
ing magnetic field. The criterion I = 0.81(B) gives a good
margin of safety to avoid any normal transition (Fig. 4).

601

<
v 40F )

- safely margin

20

o8l <
1 I 1
0 0.5 1.0 1.5
B, T

Fig. 4  Critical current of a BI15/14496 composite

A half period after the short circuit, transient fislds and
currents are a maximum {see Appendix 8): in these condi-
tions we must have

5. = 0.8al (B

max max) ?
Iax = 0.891{BJ.) )

The armature and the field windings are made with a and
a’ elementary B15/14496 wires in parallel, respectively,

1)

4 Highest fault quantities

We assume that:
{a) the end effects may be neglected
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{b} the external magnetic shield has infinite per-
meability and resistivity
{c) only the fundamental terms are taken into account.

Resolving Park’s equation [16] (see Appendix 8) and
neglecting the damping effect, as the resistances and the
dissipative effects are very small, we have, a half period
after the short circuit,

s 2
Imax - Iﬂ'\/(z)(l + {1 _ kz)xd>

)
2
If:uzx = Ig(}' + x4 + L)

I—k?

To reduce the number of parameters, we introduce the
coupling coefficient k&, which depends only on the
geometry, rather than x} = (1 — k%)x,. As shown in Fig.
5, at this time, the magnetic field is a maximum on the

armature field

excitation field

Fig. 8  Armature and excitation fux distribution at t = T/2 after the
short-circuit

inner part of the armature winding and on the ouater part
of the field winding. The two compenents of the magnetic
field in these parts of the machine are

B, = Bl - B]|
B, = B/ + Bj)

We have to express the values of B/, BS, B/ and B for
r=ryandr =rq.

(3)

4.1 Excitation field Bl and B
As the magnetic field is proportional to the excitation
current, we have

1a
Blr) = B0 37 @
whete I/ is the no load field current and B.{r} the radial
component due to [/,
Now B,, at the stator radius r,, deduced Lenz’s law, is

|

) e —
Ba"‘a} \/(Z)kd NS lwr,, (5)
whereas, at the rotor radius r,, B, is
B,r,) .
Bry = ©

Using the results of Reference 17, out of the field winding,
we deduce the tangential components from the radial
cormponents

Bf(r) = H(r)B/(r) 7

IEE PROCEEDINGS, Vol 134, Pt. B, No. [, JANUARY 1487
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with

7 2
- (2)
Ny

2

1+ (1>

rs
4.2 Armature field variation

We are only concerned with the magnetic field given by a
3-phase armature winding. For r < r,,

Bi(r) = Bjr) = Bi(r,) (8)

As B,(r,) generates a maximum EMF V,./(2), the mag-
netic field component Bj(r,) which generates & potential
drop X, I’ is thus

x,r
}—/;1‘\/(2) Ba(ru)

H{r) =

B, =

IS
= x, B,(r,) I_\/_{“S (9

as x; = X {1/ V,).

4.3 Resulting field

For the armature winding, the maximum values of the
magnetic field components on each winding are

Bi(max) = Ba(ro)

_ 22
Bi(max) = Bo(ro)[h’tra(i T kz)

(10)
2
tutTg
And for the field winding
Bman) = B0 (1 + ) 35— x|
S 5 2 | '
Bl(max) = Bry) i + 7= > (11)
t 2k?
+ Hi{r)) e (1 + x4 + W):I
5 Geometric and elsctric components

determination

5.1 Analysis of parameters

To solve egmns. 1 by a numerical method, we consider
only the highest components of the fields given by eqns.
10 and 1. Using eqns. 2 and 3, we obtain

(a) 1,,¢(2)(1 + ) = 0.8al,(B(max))

2z
(1 —k¥)xy

. (12)
1 —k?
Once eqn. 122 has been solved, we may obtain the
number of turns of the field coil. We write that I, which
ts known from eqn. 12h, gives an open-circuit terminal
voltage equal to V.

X i 2 2
N Nkl (s (H(E)) (13)
V (@ky Ny lor, ey r, T

On the other hand, it is necessary to remove the intrinsic

(b) I{(l + x4+ ) = 0.8a'1(B{ (max))

49




losses of the B15/14496 superconducting wire, Reference
11 gives the losses at 50 Hz. In our case, the supercon-
ductor is subjected to an elliptic magnetic field, To over-
estimate these losses we add up the losses given by each
component of the fields, ie, the radial and tangential
components. To take inio account the end losses, we
assume a linear axial variation of the magnetic field near
the ¢oil end domains. Losses of the superconducting coils
are multiplied with the refrigeration ratio { when effi-
ciency results are required {calculations are made with
{ = 500} :

Nevertheless, it is necessary to reduce the number of
unknowns which appear in the equations. There are nine
fundamental parameters in the equations, which are

(a) geometric parameters: ry, r,, ¥, |

{b) general electric parameters: x;, [, V,

(c) superconducting wire parameters: a, a’

The number of turns N, is deduced from x, from the fol-
lowing expression [17]:

. i Tf;/;, X, 142
V=T T
4 3;:0501(1 + (—0) ) !

5

{14)

We will now propose a method of reducing the number
of parameters.

5.2 Reduction method

(¢} Power and wvoltage ratings are specified. A
500 kVA, 380 V generator is designed. These values cor-
respond to the first superconducting machine bulilt in the
laboratory. Nominal current [, is then §,/3V,.

(b) It is well known that the value of x, influences the
stability of a synchronous machine. A small value of x,
allows more stable operation [18] {leading zero power
factor capability, lightly loaded long transmission lines)
even to recover the synchronisation after a fault. On the
other hand, low reactances enhance the fault regimes: in
our case, as there is no shield to protect the superconduc-
tors from field variations, the machine has 1o be designed
{see eqn. 1) bearing the fault currents in mind. This is a
major constraint which leads to the choice of an interme-
diate value for x, which is 1.5 pu.

{c} As superconducting materials arg quite expensive, it
{s necessary to use a minimum volume of superconduc-
tor. This assumption gives & relation between r, and 1
From eqn. 14, the product /N? is constant once I, x,, ¥,
are fixed (the term {1 + (r,/rs)*] is nearly constant).

The length of superconductor for the armature (it will
be shown that the length of superconductor for the field
winding and the armature winding are equivalent) is

L= 6aNS|:1 + (n — %)rn:|

where «, defined in Fig. 3, has been chosen to suppress
the fifth harmonic (% = 72). Minimising L gives | =(n
- {2/ 20,

(d) a' is a secondary parameter, as the product a'N I
which represents the length of superconductor for the
field coil, is given by eqn. 16, Eqn. 16 is obtained combin-
ing eqns. 126 and 13:

(15)

anN, = % r L
I @k Ngleo pky vy
2K?
Lo+ xy T
% = (16}

[1 + (;e) J % 0.81,] B/ (max)]
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Thermal and technical considerations (it is better to have
high Ng and a small &'y enable a suitable value for &' to
be chosen.

(e) The three main parameters are now r,, r, and a.

53 First design

In the first attempt, r,, referring to the value of the
500 kW cryoalternator from Reference 7, is fixed at
0.07 m. Then two unknowns remain: a and r, (rg =1r,
+ 0.08), Every component of the machine {losses, volume
of superconductors, magnetic fields, efficiency etc.} can be
found through a function of r,. In Fig. 6, it can be seen

8

total volume | x 10%em?

L=

80F

gk

losses W
~
o
T

(]
o
T

Fig. &  Firsr design

@ Toltal velume of supercorducting wire

& Intrinsic cold losses of the armature windings
rp=007Tm, ¥, =220V

8, = 500kVA x,=L3pu.

that the tota! length of superconducting wire is a
minimum for r, # 2r,. This is in agreement with the
armature and field coupling predictions. When k = (r/r,)
is slightly less than unity, short-circuit effects are very
severe, the current in an elementary wire is small and a
has to be high to obtain the rated power; on the other
kand when k is small, coupling is weak and many ampere
turns (a'N ;) are necessary to provide the MMF; however
a is small becauvse the short-circuit current is not very
high,

Nevertheless, Fig. 6b shows that the corresponding
losses are rather high (~20 W). As these losses decrease
with r, we try a second design, keeping k ~ 0.5. '

5.4 Final design
As before we assign values for S,, V,, x4, @, I, and the
relations

Lo
2
rs = r, + 0.08

re=
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Fig. 7
a Volume of superconductor

- - =~ V¥, field winding

¥, armature windings

—-— ¥y, total volume

b Intrinsic cold losses of the armature windings

¢ Expected efficiency n = (§,/5, + P), where P includes the crvogenic thermal
losses

d Magnetic field level on the inner part of the armature winding, the maching runs
as a synchronous capacitor

By, radial component

- —— — B, tangential component

Final design: numerical results
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I=(rz —§>rn

Each component is calculated with r, as the variable. The
numerical results shown in Fig. 7 can be explained, m
part, as follows:

S:g"a"z L zxa*BrzTEr,?l

e
rs
- 2“_‘” —]-;—3 x4 Bfrg'n(n - %) (17
‘14 (—)

r.‘i
S~ B*? and for a given power, B, varies roughly as
r; 3% (Fig. 7d). The other curves are easily deduced from
Fig. 7d. when r, increases, B, is smaller, thus fewer
ampere turns are necessary and higher a current density
can be used (Fig. 4). The volumes of the field winding and
of the armature windings decrease (Fig. 7a).

The losses in the superconducting material are, to a
first approximation, proportional to B, x VV'T. Then Fig,
76 is deduced from Figs. 7a and 7d: losses decrease when
r, increases,

The efficiency is deduced from Fig. 7d and the power
S, is chosen (Fig. 7¢). Nevertheless it is more difficult to
reach a satisfactory conclusion: it is convenient to have
very small losses and very high specific power. Cryogenic
losses arising from the structure increase with r, and may
become higher than the intrinsic losses of the windings.
The losses were estimated to be 13 W (see Ref. 7); the
machine becomes efficient for r, > 0.4 m. This value is
convenient for a 500 kW machine which is described in
Table 2.

Table 2: Parametars for a 500 kW machine

r=02m §,=501kVA

,=04m U,=380V
r,=048m [ =760 A

f=1m I,=143.4 A
N.=28 x,=151 p.u.
a =87 x,,=0.86 p.u.
N, =470 a'=20

Armature winding losses plus cryogenic losses back to room tem-
perature;

£ =87 %W

2 =98.3%
yp oo

)

n

Total supsrconducting voiume = 630 cm™
Specific power (assessment) =1.2 kW/kg

6 Conclusion

The development of new superconducting wires which
can cope with 50 Hz efectromagnetic variations allows
new studies of superconducting electrical machines. Con-
tinuous working, even during transients, gives a critical
criterion 7/ < [ {B) which is central to the design of any
AC component. Although we have many parameters to
describe the machine, some physical considerations show
that the armature diameter can be chosen to determine
the other geometric and electric characteristics of the
machine, Using this method, a 500 kVA AC generator
has been designed, The efficiency is good and the specific
power high, for small quantities of superconducting
wires. These results are enhanced when the rated power
increases. The operation of the machine during transients
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has yet to be examined, but our calculation assumes that
it will work satisfactorily. The second step of this work
will be the construction of a prototype AC generator,

7 References

.

SMITH, JL.: *Overview of the development of superconducting
synchronous generators’, IEEE Trans.,, 1983, MAG-19, pp, 522-328
2 SABRIE, J.L., and GOYER, %: ‘Technical overview of the French
program’, ibid., 1983, MAG-19, pp. 529-532
- APPLETON, A.D.: ‘Status of superconducting AC generators in
the UK’ AIM, Centrales Electriques Modernes, Liége, France,
Gotober 1921, V-60
4 LAMBRECHT, D.: ‘Status development of superconducting AC
generators’, [EEE Trans., 1981, MAG-17, (5), pp. 1551-1559
LAMBRECHT, D.: ‘Overview on the development of superconduc-
ting generators’. Paper presented at MT 9 Conference, Ziirich, Swit-
zerland, Sept, 1985
6 KEIM, T.A, LASKARIS, T.E, FEALEY, LA, and RIOS, P.A.:
‘Design and manufacture of a 20 MVA superconducting generator’,
IEEE Trans., 1985, PAS-104, (6), pp. 1475-1491
BRUNET, Y.: *Anaiyse des comportements d'un cryoalternateur de
500 kW, Thesis, Grenoble, France, 1980
BRUNET, Y., PAQUIEN, L, and SABRIE, J1L.: ‘Experimental
behaviour of a cryoalternator connected to the 50 Hz electrical
network’, J. Physigue, 1984, 45, pp. 709-712
§ SABRIE, J.L.: ‘Feasibility of large AC superconducting equipment’,
ibid., 1984, 45, pp. 717-720
10 HLASNIK, L: *Could a cryoturbogenerator armature winding be
superconducting?, Crycgenics, Sept. 1983, pp. 508-5i4
{1 DUBOTS, P, FEVRIER, A, RENARD, I.C, GOYER, 1.C, and
KY, H.G.: ‘Behaviour of multifilamentary NbTi conductors with
very fine filaments under AC magnetic fields’, J. Physigue, 1984, 45,
pp. 476471
12 DUBOIS, P, DUBOTS, P, FEVRIER, A, RENARD, IC,
GOYER. 1, and KY, H.G.: ‘Ultra-fine NbTi filament wires for AC
use”, Helsinki ICEC 10, 1984
13 YING, AS, ECKELS, PW, LITZ, D.C, and MOORE, W.G.:
‘Mechanical and thermal design of the EPRI/Westinghouse 300
MVA superconducting generator’, IEEE Trans., 1981, MAG-17, pp.
394899
14 NATHENSON, R.D.. and PATEL, M.R.: 'Designing an airgap
armature of a large superconducting generator for electromagnetic
and thermal loads’, ibid., 1983, PAS-102, (8), pp. 2710-2716
15 AICHLOZER, G.: ‘New solutions for the design of large turboge-
nerators up to 2 GVA, 60 kW', Elecktrotech. & Maschinenbau, 19735,
92, pp. 249-255
16 PARK, RH.: ‘Two reaction theory of synchronous machines’,
Trans, Amer. Inst. Electr. Eng., 1929, 48, pp. 716-727, discussion
pp. 727-730
17 HUGHES, A., and MILLER, T.J.E.: ‘Analysis of fields and induc-
tances in air-cored and iron-cored synchronous machines’, Proc.
IEE, 1977, 124, (2), pp. 121-126.
18 EINSTEIN, R.H.: ‘System performance characteristics of SC alter-

(3]

Lh

=~J

oo

nators for electric utility power generation’, JEEE Trans, 1975,

PAS-94, pp. 310-319

8 Appendix: Maximum transient currents using
Park’s equations

Park’s equations, negleciing resistances and speed varia-
tions, are

52

75

d
V,= — 5 (Lalg + M, Iy — oL, 1, )
d %
¥, = - (Ll + (Laly + M, o > (18)

d (3
Vf=0 dt( Maffd+Lf1f>

where L, L, M_; and L, are the self and mutual induc-
tances of the machme, I, and I, the components of I° on
the direct and transverse axis and w the pulsation. When
the machine runs as a synchronous capacitor the initial
permarent values are:

Ve=0, Ve =V,/(2), 1=

o . VO + x9)
! M, o

—1,./(2), =20
Xd

=75+
M, rw

V(2)

Sotving eqn. 1 for a 3-phase short-circuit, we obtain, after
some calculation,

1, = V\'/{21 (1 — cos wty — [,,/(2)
Xy
2
I,= V,}/fd] sin wt

2
1—k?

If 8, is the angular position of the phase with the direct
axis at ¢ = 0 (short-circuit), the armature current is

{1 - cos mt}:|

IS = I, cos (wt + 6,) + I, sin (wt -+ 8,)

and as

IS=— "\/ )cos(mt+9)—1\/")cos(cot+9)

V. (2 (1 1
+ (Xa + X’) cos &,
(11
+ 2 (_; Xd>cos(2wr+9)

The current is maximum at 8
values are then

e = 1/ 1+

=0 and wt =7 These

G

=
— kx,

kz
I#ax = I‘{(l +x;+2 1—_—k2)

As I, = 0 the phases of the excitation field and armature
fleld are opposite (Fig. 5).
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II - DIMENSTONNEMENT DE LA MACHINE

Dimensionnement n'est pas vraiment le mot adapté au cas de la
machine puisque nous en connaissions justement les principales dimensions
au départ ! De plus, le conducteur est lui aussi défini : c'est un triplet de
brins CCN 14 000 LL émaillés et torsadés entre eux d'un pas de 0,8 mm,

On comprendra que cette machine ne soit pas trés performante. La
finalité de ce projet est de réaliser un stator triphasé supraconducteur pour
prouver que cette solution est possible avec des pertes raisonnables et
d'é¢tudier une machine synchrone entiérement supraconductrice.

Dans une premiére étape, on utilisera un rotor classique em fer pour
les essais électriques du stator. Pour permettre également ['étude du
fonctionnement asynchrone, nous avons recherché un rotor bobiné issu
d'une machine & induction. L'alimentation des phases rotoriques en courant
continu transforme bien sdr cet induit en inducteur de machine synchrone,

Une solution bipolaire s'impose pour que l'induction ne soit pas trop
faible au niveau de l'induit fixe ("entrefer" important).

Ce rotor issu d'un moteur de 10 kW a ainsi déterminé le diamétre

intérieur du cryostat (180 mm) et la longueur active du bobinage
(200 mm), d'ou les grandeurs ry et rg pour avoir un rayon extérieur

minimum en tenant compte des contraintes cryogéniques (1o = 121 mm,
rg = 165 mm).

Le "dimensionnement” a été mené pour la machine synchrone
entierement supraconductrice. On rteprend le critdre de non-transition
défini au paragraphe I. Les calculs sont presque identiques : deux
modifications ont cependant été apportées. L'étude générale précédente
néglige les surchamps et considére que le courant critique d'un conducteur
constitué de a brins est a fois le courant critique d'un brin. Ce n'est pas
exact lorsque l'induction appliquée est faible car les effets de champ propre
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de chaque brin sont alors importants /34/. D'autre part un calcul de champ

en trois dimensions exposé dans le chapitre IV a permis d'évaluer le
surchamp au niveau d'une bobine. I s'éléve 2 24 % pour la composante Bg

et atteint 100 % pour By qui est heureusement beaucoup plus faible que Bg.

Par conséquent 1'équation a résoudre pour ['induit est alors :

2
2 triplet
En\/E 1+ — |= O,BIC Bo(ro){H(ro) T+x +2 > 1,24[x + 2]
(1-k)x, 1-k 1-k
Compte tenu des grandeurs déja détermindes : rg, rg, L, aetV

(220/380 pour s'affranchir d'un transformateur adaptateur), les seules

inconnues pour l'induit, et par conséquent pour la machine en grande
partie, sont xg (ou Ng) et rf( ou le coefficient de couplage k).

k est donné par l'expression :

Selon le principe méme du dimensionnement, la puissance apparente S
augmente quand xgq croit (Fig. 15) puisque le courant de court-circuit est

une fonction décroissante de x4 (expression (2) dans I).
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Les grandeurs §/VT (VT = volume total de supraconducteur) et
1/(1+EP/S) (§ = facteur de mérite ; P = pertes froides du bobinage a l'induit)

sont plus intéressantes. Les Fig. 16 et 17 montrent leur variation avec k2
pour plusieurs x{ :

0 | l ! 1 L

0 i 2 3 4 5 6
Xd (p.u.)

Fig. 15 - Puissance apparente S en fonction de la réactance synchrone xg

pour différents couplages k2 induit-inducteur.




80

VA/em3 7T

150

100

50
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Fig. 16 - Puisssance apparente S sur le volume total de supraconducteur VT

en fonction du couplage induit-inducteur k2 pour différents Xqd-

1/(1+ £P/S) ' T ' ‘

0.85

0.80

0.8%5 ! 1 !

Fig. 17 - Image du rendement (£ = 700) en fonction de k2.
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- pour les faibles valeurs de xg (inférieures a 1,5 p.u.), l'utilisation du
supraconducteur n'est pas “"optimale". Au-deli, (S/VT)max dépend peu de
xq (Fig. 16) ;

- le "rendement" 1/(1+£P/S) passe par un maximum pour xg compris dans
I'intervalle [1,2] suivant les valeurs de k2. Si Xxd est supérieur, il diminue

mais faiblement (Fig. 17).

On peut donc conclure pour ce type de machine avec un critdre de
non-transition que le couplage k2 sera mauvais (inférieur & 0,4) et que X

sera supérieur a 1,5 p.u. Les valeurs retenues sont : xd = 2,8 p.u. et

k2 =0,23. Les caractéristiques géométriques de la machine sont
rassemblées dans le tableau V. Le rayon extérienr de la couronne
magnétique est imposé par les tdles disponibles. L'induction a lintérieur
s'éleve seulement a 0,6 T.

Rayon de linducteur 70
Rayon moyen des enroulements statoriques 121
Rayon intérieur de la couronne magnétique 165
Rayon extérieur de la couronne magnétique 175
Longueur active 200

Tableau V (valeur en mm) - Caractéristiques géométriques de la machine
entierement supraconductrice.

Le calcul tridimensionnel a permis d'affiner les caractéristiques
€lectriques présentées dans le tableau VI.

En court-circuit le champ maximum 4 l'induit est de 0,4 T et le
courant maximal s'éléve & 83 A,
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En régime de fonctionnement normal, le courant induit pourra
atteindre 50 A ce qui correspond au point de fonctionnement N2 = 0.7
Ic(BgMmax), xq vaut alors 5 p.u. Cela permettra d'étudier les possibilités de
stabilisation d'un alternateur sans amortisseur et avec de fortes réactances
synchrones grice & un RASC défini au chapitre I

| Puissance apparente (kVA) 18,5
Vitesse de rotation (trs/mm) 3 000
Nombre de pdles 2
Couplage étoile neutre sorti
Tension (Vegf) 220/380
Courant (Aaff) 28
Réactance synchrone (p.u.) 2,8
Réactance transitoire (p.u.) 2,16
Pertes du conducteur & ['induit (W froid) 0,8
Nombre de spires en série par phase i l'induit 440

TABLEAU VI - Caractéristiques électriques de la machine synchrone
entierement supraconductrice.
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IOI - INFLUENCE DE x4 SUR LA STABILITE : QUELQUES ELEMENTS DE
REPONSES

X4 est un des paramétres fondamentaux d'une machine synchrone

- image de la réaction magnétique d'induit, il intervient dans les
fonctionnements permanents et transitoires ;

- la densité de puissance est proportionnelle & x4 [9] ;

- les couples de court-circuit varient comme 1/x4. x4 influe par conséquent

sur le dimensionnement mécanique de la machine.

Or Tl'utilisation de supraconducteurs a linduit permet d'avoir une
valeur de x4 qui varie dans un intervalle important, typiquement [0,5 ;4].

Ainsi se pose le probléme du choix de cette valeur lors de la
conception d'une machine synchrone. '

Deux des points cités ci-dessus tendraient & avoir de grandes

réactances synchrones tandis que les critdres classiques indiquent que de
faibles x4 sont préférables du point de vue de la stabilité,

Une valeur intermédiaire avait été ainsi prise pour le
dimensionnement exposé au paragraphe I du chapitre III : x4 = 1,5 p.u.

Cependant ce choix peut &tre remis en question : pourguoi ne pas
envisager un X4 plus grand ? Nous avons voulu examiner plus précisément
8 d g

l'influence réelle de x4 sur la stabilité de la machine.

Pour cela, nous avons étudi¢ une machine synchrone avec dans les
axes d et q deux amortisseurs (Fig. 18).
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Fig. 18 - Schéma de la machine et représentation avec les
composantes de Park.

Ils sont constitués par exemple d'enroulements supraconducteurs
situés dans Il'enceinte hélium de linducteur et relids A des résistances
extéricures. Leur fonctionnement est strictement identique & celui
d'amortisseurs classiques. Seule la dissipation énergétique, pour des raisons
de rendement, s'effectue A l'extéricur et non i lintérieur du rotor.

L'étude comporte une partie analytique et une partie numérique.
Nous y considérons une alimentation en temsion classique de linducteur,
sans régulateur. '

Dans le cas de cryoalternateurs, une source de courant peut &tre
envisagée. La résolution des équations de Park est alors différente : ce n'est
plus V¢ mais I qui est connu. En fait Ir n'est pas réellement constant : les
alimentations en courant des bobines supraconductrices sont en réalité une
alimentation en tension plus une régulation en intensité. D’autre part elles
possedent une limitation en teasion. Ainsi on ne peut étudier une machine
qui a une source de courant pour I'inducteur sans tenir compte des
caractéristiques de I'alimentation,
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A. Etude analvtique

1. Modéle, mise en éguation :

Nous prenons comme critére de stabilité statique d'une machine sa
capacité & retrouver un régime sans oscillations aprds une modification
extérieure. Typiquement nous nous intéressons 2 la variation du couple
électrique qui résulte des perturbations appliquées 3 la machine.

Ce calcul a été mené /35/ dans le cas d'un alternateur classique sans
régulateur, couplé au réseau de puissance infinie en négligeant les
résistances de l'induit. La résistance de l'inducteur (Ry) d'un cryoalternateur
se réduit aux résistances des amenées de courant. Slle est donc trés faible
mais on ne peut pas la négliger dans les calculs. Si on considdre une
alimentation en tension de l'inducteur, 1'équation de Park associée est

dé
f
V. = R+ = [19]

Sans régulateur, Vi conserve sa valeur en régime permanent, soit Relf. Si on
f g p fif
prenait Ry = 0 I'dquation [19] se réduirait 3 :

d¢
d_tf = O (inducteur diamagnétique)

La figure 19 montre les lignes de champ que l'on obtiendrait alors
dans les axes d et q. Cette machine serait analogue 2 une machine & aimants
permanents, avec un couple réluctant positif.

Mais Rr n'est pas strictement nulle et en régime permanent, la
machine se comporte classiquement avec la méme réactance (x4) dans les
axes d et q.
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réactance xg = Xg réactance x'q

Fig. 19- Ligne de flux si Ry = 0.

Le systtme différentiel (Park) définissant la machine forme les
équations de base. Il est exprimé en valeur réduite :

d dd
Vsind = -—¢ -0 -0 —

dt¢d q)q q)th
J vV COS & d f
tV CO0S 0 = Ef¢q+¢d+¢d'<ﬁ [
\r=¢diq-¢qid

8 = angle interne ; I' = couple électrique.

Pour ¢étudier les perturbations appliquées A la machine on
différencie le systtme [I] . On néglige les termes du deuxi®me ordre et on
considere le cas harmonique caractérisé par la pulsation w. Les grandeurs
en régime permanent sont affectées de l'exposant ©°,

vV C0S 8°Ad = jwaqad + Aqaq + ¢°quA6 (1)
-v sind°A8 = -ijq)q + A9, + ¢° IWAS (2)
LAT = q>°dAzq + |°qA¢d - ¢°qA1d - |°dA¢q (3)
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A partir de (1) et (2), connaissant ¢°4 et $°g, On obtient :

Aq)d = -V s]nBOAS X (w)Ai

d d
A¢q = vcosBoAS = xq(m)mq
ou
(1 +jtw) (1 + jt"w)
XqW) =X, _ —
(T + 'y w) (1 +]t"; w)
J Q 0
T+ ji" w
X (W) =x ____q_
9 a1 4+ Jt"q w

o}

On peut alors exprimer la grandeur intéressante AI'/AS :

AT ye 2 2 1 1 2 .2 1 1
— = C0Sd +V COS & -— |4+ vsind - —
A8 X, 0 ° xq(w) X 0

Comme Ry est trés faible, les constantes de temps subtransitoires

sont négligeables par rapport aux transitoires. L'expression (4) se réduit
alors a:

AP o (M+xgsing) 5, 5 oy 4y ot
— =v — % 4V sin 6°{—;—--—J-——~——
Ad X4 Xa Xy

2 2 1 1) Jot’y 2 2 (1 1) lot'
+V 0§ 8% = - o | ————+ V €08 §° | — - — | ———
XNy Xy 1+Jmtd g %

2 2 (‘E 1} jot",
-V 8in §° —_— =
X Xq )1 + jot',

Q.
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Pour la méme raison, les quatre premiers termes sont prépondérants
comparativement au dernier.

On reconnait dans l'ordre :

- le couple de rappel synchronisant,

-~ le couple dii a linducteur, essentiellement couple de rappel puisque oty
est grand,

- les couples (rappel et amortissement™) dus aux enroulements dans les
axes d et q. (* partie imaginaire).

Les paramétres qui influent sur AT/AS sont :
- Xd’
- les couplages entre les enroulements,

- les résistances des amortisseurs.

Considérons par exemple le couple d'amortissement dii 2 l'enroulement kd

(Dt"
C =v25in28° _.1__1__...__._d_
akd x" x' 2
¢ T4+ (ot")
or
i -] kz
Xg = O Xg = (1-KIx,
, 2
Xy = 6. Xy = (1-Kk)x,

Ok ©t Gf sont respectivement les coefficients de dispersion des enroule-
ments  amortisseur (cy) et inducteur (o¢) par rapport i l'induit. Is
dépendent uniquement de la géométrie [18] page 78
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» sin8° [ 1 1 ot"
Caka =V » (— - —J —
d % %) 1+ (ot" )
terme terme de terme temporel faisant
fonction couplage intervenir Ry yg
de x4

0° dépend en effet de xq (Fig. 20), au régime nominal on obtient :

x20052
2 d ?
sin 8° = >
1 +xd+2><d sing
) 2
2 (‘E+xdsmcp)
cos §° =

2 .
1 + X, + 2X, sing

Fig. 20 -Diagramme de la machine synchrone en fonctionnement
permanent.
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2. Etude des divers termes :

* Terme temporel :

La Fig. 21 indique la variation du couple de rappel (I';) et du couple
d'amortissement (I'y) en fonction de wt".

—“___,." _____________
- M
P /,l -
s
I’
/
/s
7
J— / —
/
//
/ s

L/ -

/

J

//

Al t L i ; 1
0 2 4 wt" 6
Fig. 21 - Influence des constantes de temps subtransitoires sur l'amortis-
sement,
g est maximum pour wt" = 1. On peut, par le choix des résistances

des amortisseurs, se placer & ce point de fonctionnement., La machine oscille
avec une fréquence peu différente de sa fréquence propre fo, ainsi w

# 2ni,.

On détermine f, a partir de I'équation mécanique. Si on pose
AT = RAS + 3AS, elle s'exprime :

2
Y d°As _
— J + RAS + [JAS = A" .
S 2 turbine
dt
wg = 27t f = fréquence du réseau ; S = puissance apparente ;

J = moment d'inertie.
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On en déduit, si N indépendant de ¢ :

1 SR
e 22 [20]
° 2% Jo
3
wt"d = 1
Pour exprimer R, on ccnsidére ) . Comme X"y = x"q on obtient :
W " =
q

2 . 1 2(1 1} i 2 .2(1 1}
R=vsing+—v |[—+—|+=V sin d|—-—
2 X'y Xy 2 X'y X4

* Terme fonction de x4 :

Nous nous intéressons aux expressions sin23°/xg (A) et
c0828°/xg4 (B). Leurs variations en fonction de Xd, paramétrées par le

facteur de puissance cos ¢ sont présentées Fig. 22. Toutefois les couples
réels sont li€s aux produits AAS et BAS ; pour les grands x4, la Fig. 22

semblerait montrer que le couple de rappel devient trés faible. Il n'en est
rien car A8 est fonction aussi de xg. Par exemple, aprés un échelon du
couple turbine de ATt l'amplitude du couple de rappel est indépendant de
xd + il suffit de résoudre 1'équation mécanique par la transformée de
Laplace (opérateur s). On y considére le couple de rappel WAS olt N est
constant ; aux premiers instants on peut négliger l'amortissement donc le
terme temporel. |

JCOS o Al"t AI“t
—"§—SA8+SR1$6=—-—- Ad =

S : Jo
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Certaines limites d'exploitation du modgle étant définies, on peut

toutefois tirer quelques informations

\

a partir de la Fig. 22 :

T

T

5
xg (p.w)

Fig. 22 - Influence de x4 pour les couples d'amortissement et de rappel,

pour différents facteurs de puissance.

- pour des x4 faibles (xg < 1) le réle du bobinage dans ['axe q (B) est trds

important, tandis gque l'enroulement kd est plus efficace pour les grandes
valeurs de x4. C'est la position du flux total ¢t (Fig. 20), qui détermine

l'efficacité relative des deux amortisseurs.

Xd
4_{p.u.)

}

cos
1

g

Fig, 23

0.5

23a

1

=~

xd
{pu)

7

- En fonctionnement au courant nominal la zone hachurée corres-
pond aux points de fonctionnement (xq,cos ¢) pour lesquels

5in28 > cos2s.
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La Fig. 23 indique les zones ol sin28 est supérieur i ©0s2§ en
fonction de xg et du facteur de puissance dans les deux cas suivants
alternateur surexcité (23a) et sousexcité (23b) ; elle confirme les
conclusions. D’autre part, l'amortisseur kq d'une machine dont la réactance
synchrone est inférieure & V2/2 p.u. est toujours plus efficace que celui
situ¢ dans l'axe d. L'amortisseur kd peut &tre supprimé sans que la stabilité
en soit fortement modifiée. Par contre, en aucun cas, l'enroulement dans
l'axe d ne peunt assurer seul la stabilisation de l'alternateur ;

- enfin un grand x4 semblerait &tre défavorable i la stabilité.

* Terme de couplage :

L'influence des différents couplages entre enroulements est donnée
par les expressions du type (1/c -1). Comme (1/ox - 1) > (1/ok)-(1/09)
lamortisseur kq a un rdle plus important que l'amortisseur kd. En effet les
variations électromagnétiques dans 1'enroulement kd sont partiellement
¢crantées par linducteur, diamagnétique pendant les premiers instants
n'est pas le cas de l'enroulement kq (Fig. 19).

, €T

Enfin un bon couplage entre I1'induit et les amortisseurs serait
favorable a la stabilité de la machine.

3. Conclusions :

Une €tude plus précise s'impose, elle ne peut &tre que numérigue,
Cette premidre partie n'est cependant pas inutile, elle a permis d'établir
certains résultats

- amortissement "optimal” (wt" = 1),
- fréquence propre de la machine f,,

- influence comparée des deux amortisseurs kd et kq.
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B. Etude numérique

1. Principe :

On détermine les diverses grandeurs I, Ig, If, 8 pour un régime de
fonctionnement permanent défini par S et cos ©. On applique alors un
échelon de couple turbine. La résolution numérique A(Runge-Kutta) du
systeme différentiel définissant la machine relide au résean par une
inductance permet de suivre 1'évolution des grandeurs dans le temps.

En considérant des alternateurs de puissance identique, nous avons
donc étudié l'influence de xq et des différents couplages entre les

enroulements sur le temps de réponse 4 5 % noté T.

Les simulations ont €té réalisées avec les données suivantes :

Machine de 20 kVA :

To =0,12m 15 = 0,165 m
Inertie 7 = | kgm?

Rg=1mQ ; Rf=5mQ

Self de ligne = 0,1 p.u.

Echelon de couple de 10% a t = 0.

Enfin les résistances des amortisseurs sont telles que
l'amortissement est optimal, c'est-a-dire wo t" = 1 (Fig. 21) avec wg

déterminée A partir de l'expression [20]. Les simulations ont permis de
vérifier la validité du calcul de fy et de 1"optimum”.

T a €te obtenu & partir de courbes analogues i celle de Ia Fig. 24.
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Fig. 24 - Evolution de I'angle interne § aprés une augmentation de 10 % du
couple turbine a t = 0 pour des machines de méme puissance.
24 a :xq=10,5p.u.
24b:xg4=2 p.u
24c iXxg=4 p.u.
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2. Résultats :

* Xd_et couplage entre les enroulements :

La variation de 7 avec xg pour différents couplages entre l'induit et

les amortisseurs est présentée Fig. 23.

10 :
T ()
T=0.45
f/l’
5 1 ~
[=n :0.34
’ ok
e o, 20.22
e “
b -
. . . Halod
1 5

Fig. 25 - Evolution de t en fonction de xq pour différents couplages induit-

amortisseur tandis que le couplage induit-inducteur est constant
(o= 0,66).

On peut les exploiter de deux fagons différentes

- soit on étudie l'effet de xg sur la réponse 3 une perturbation de machines
ayant la méme géométrie et la méme puissance apparente (le produit NgB;

€8t constant) ;
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- soit on étudie pour une machine donnée 1'évolution de T avec le courant
débité

I X, IX

]— on pose x, = d d'od
In_de P d "~y h

x'c_><|

jo}

I
I
n

Ainsi pour un fonctionnement 2 mi-puissance avec un méme cos ¢, il suffit
de se reporter au point xd4/2.

Qualitativement, les - résultats sont similaires 3 ceux de 1'étude
analytique. Cependant les courbes montrent que le paramétre important est
davantage le couplage des amortisseurs avec l'induit que x4. x4 a certes
une influence : une valeur élevée est défavorable A la stabilité mais
beaucoup moins lorsque les amortisseurs sont proches de linduit : pour
ok = 0,23 l'augmentation de © entre un x4 de 0,5 et de 4 est de 240 % alors
qu'elle atteint 340 % lorsque la dispersion des enroulements amortisseurs
est plus grande (o = 0,45). Le rdle du couplage relatif entre l'inducteur et
les amortisseurs est net (Fig. 26). Pour x4 petit, il influe peu puisque c'est

4 T T T T
T(as
o= 0.34
3l i i
//
I’/
-~
> o = 045
/’I/ 4”/,
2 . - .
P -
»// ,/’/ - o‘F =0.66
,//, /'./ u"’”
P ."’
///,’ -
T
1 “/{’.’—“” —
Xd (p.u)
1 { | 1
0 1 /3 3 & 5

Fig. 26 - 1 en fonction de x4 pour différentes positions de I'inducteur par

~

rapport a linduit. Le couplage induit-amortisseur est inchangé
(ok = 0,22).
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l'enroulement kq qui est prépondérant tandis que pour x4 grand une

dispersion importante est préférable pour limiter I'effet d'écrantage de

l'inducteur. Quantitativement on retrouve les résultats de 1'étude
analytique : pour x4 =4 et o = 0,22 entre o = 0,66 et o¢ = 0,34 1 croit d'un

facteur 1,6 et (1/x"q - 1/x'q) dun facteur 1,5. .

* ROle comparé_des deux amortisseurs (tableau VII) :

Pour wune machine qui comporte successivement soit deux
enroulements kd et kq, soit uniquement I'amortisseur kq ou soit
Famortisseur kd seul pour deux facteurs de puissance, la variation de 1
correspond 2 linterprétation de 1'étude analytique : c'est la position des
enroulements par rapport au flux total qui détermine leur amortissement.
Les deux facteurs de puissance ont été choisis dans les deux zones de la Fig.
23a.

Machine avec les | Machine avec Machine avec
T enroulements seulement seulement
kd et kg enroulement kd| I'enroulement kg
cosp=0,95 1,45 ‘ 1,9 12
Xg=4p.u.
cose=0,7 0,81 12,5 0,82
xg=0,5p.u.

TABLEAU VII - Influence comparée des amortisseurs kd et kq suivant Ie
cos ¢ et X en fonctionnement nominal sur 7 (en secondes).
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C. Conclusion

Outre la réactance synchrone, le couplage entre l'induit et les
amortisseurs joue un rble trés important pour la stabilié statique de la

machine synchrone. Si ce couplage est trés bon, elle est peu affectée par
xd ; des valeurs élevées de xg sont donc envisageables.

Cependant il faudrait aussi étudier la stabilité dynamique
caractéris€e par le temps critique de défaut.







CHAPITRE 1V

BOBINAGE SUPRACONDUCTEUR DU STATOR
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I - PROBLEMES SPECTFIQUES AUX SUPRACONDUCTEURS ALTERNATIFS

A. Pertes intrinséques

En courant continu, un bobinage supraconducteur ne dissipe aucune
énergie. Dans ces conditions, les enroulements ne sont pas nécessairement
refroidis par contact avec de I'hélium : le maintien en température peut se
faire par conduction 2 travers les mandrins et les structures isolantes. De
plus en plus employée, la technique d'imprégnation des bobines, lorsqu'ells
est maliris€ée, permet un blocage rigoureux du supraconducteur ; cela est
indispensable si on veut utiliser le bobinage dans ses conditions optimales
car un déplacement de quelques pum des spires peut étre l'origine d'une
transition. D’autre part, en cas de transition les matériaux d'imprégnation
contribuent par leur chaleur spécifique & limiter la montée en température
du fil lui-m€me ; le coefficient d'échange (h) avec I'hélium ne joue alors
pratiquement pas, compte tenu des énergies mises en jeu et de la valeur
de h.

L'emploi d'enroulements supraconducteurs alternatifs modifie 1la
conception méme des bobinages supraconducteurs : comme le fil dissipe
une certaine puissance (typiquement 105 W/m3), un refroidissement
efficace doit permettre d'évacuer constamment les calories et maintenir le
supraconducteur a une température inférieure 4 T.. Pour le NbTi (T; = 8,9

K) dans un bain a 4,2 K la marge est étroite, le champ critique varie en effet
comme (1 - (T/T¢)2).

Il semblerait alors particulierement intéressant de travailler en
dessous du point A avec de l'hélium superfluide A pression atmosphérique
/36/. Le coefficient d'échange atteint 5 W/cmZ en dessous de 1,9 K a 1 atm
tandis qu'il s'éléve & environ 0,2 W/cm2 en ébullition nuclée 3 4,2 K
lorsque la surface est orientée vers le bas (Fig. 27 ; ¢ = 180°). D'autre part
I'élévation de température peut étre plus grande puisque la marge de
sécurité est supérieure. Cependant les pertes par hystérésis augmentent

lorsque la température diminue puisqu'elles sont proportionnelles a la
densité de courant critique qui varie comme (1—-(T/TC)2). Cette variation est
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#

moindre que l'amélioration du coefficient d'échange et n'affecte pas Ia
grandeur significative &P/J.. Mais le facteur de mérite augmente enire un

bain diphasique 4 4,2 K et un bain superfluide pressurisé a 1,8 K. Cette
augmentation dépend en grande partie du systdme cryogénique : toutes les
pertes ne sont pas a 1,8 K, une partie est 4 4,2 K.

2.00

1 [ I [
TO! 348 W/CM2 AT 2 085 K
175 6.8 W/CM2Z AT [ 944" K
6.6 w/CM? AT 1,786%
— 150
™
p:
<L
EIR-TY
b
2
ad
“ 100 L
E ANGLE OF
ppmmmen]  INCLINATION
I / ¢ =o*
;’ .15
i P
- b,
= /
Yo.50 e
~ vor \
0.28 |+ :
1 JENESRT  SIS—
| [m==="] |B°r—‘ﬂ.__‘
r |
G 1 1
2.0 2.5 EYe) 35 4.0 4.5 50 5.5

BATH TEMPERATURE {*K)

Fig. 27- Coefficient d'échange maximum en fonction de la température et
de linclinaison de la surface par rapport au bain. /37/

Les matériaux d'imprégnation couramment utilisés comme les
résines €poxy sont isolants thermiques : méme une couche assez mince
(2 mm) détériore beaucoup les performances du supraconducteur : les
résultats expérimentaux sont significatifs, ils sont résumés dans le tableau
VIII.

Un solenoide a été réalisé sur un mandrin fibre de verre de diamétre
17 mm et de longueur 20,4 mm avec 62 spires jointives bobinées avec trois
brins de fil supraconducteur CCN 14 000 LL mis en triplet.
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lc= o™ le™ 1e= (%)
Solenoide non imprégné 105 A 102 A 97 %
Solenoide aprés imprégnation | 110 A 54 A 49 %

Tableau VIII - Dégradation du courant critique aprés imprégnation i la

résine €poxy.

lg= = valeur du courant critique continu.

—~

lc~ = valeur du courant critique 50 Hz (exprimé en valeur maximale).
Ces notations seront celles utilisées dans toute la suite.

Les courants critiques indiqués correspondent 24 la transition franche
du fil : les valeurs obtenues dépendent donc du mode de refroidissement
contrairement aux critéres classiques de transition (10 pV/m).

L'imprégnation a réduit de 50 % le courant critique alternatif alors
que le champ au niveau du fil reste faible : 0,15 T pour I = 54 A. Il faut
donc veiller a avoir des échanges thermiques les meilleurs : augmentation
des surfaces d'échange et en cas d'imprégnation, le matériau doit étre si
possible bon conducteur thermique a basse température et la couche autour
du supraconducteur peu épaisse. Dans le cas de cdble 2 fort courant il
faudra certainement concevoir un refroidissement par des canaux dans le
conducteur lui-méme.
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B. Isolation électrigue

Iy

Le probléeme lié a l'isolation électrique est apparu lors des essais
préliminaires de bobinage dont les résultats sont rassemblés dans le
tablean IX.

.= L.~
Bobine 1 _
Spires non jointives %0 A 90 A
Support époxy 0,8 mm
Bobine 2
Spires non jointives 50 A & A
Support époxy 0,2 mm

Tableau IX - Court-circuit entre les brins : conséquence sur le courant
critique alternatif,

La bobine 2 a été montée sur un second support rigide de facon &
éliminer tout risque de transition ddi aux vibrations éventuelles induites
par les contraintes électromagnétiques alternatives.

Apres d'autres expériences et discussions /38/, nous en sommes
arrivés & la conclusion suivante : le défaut d'isolation entre brins est

l'origine des transitions prématurées en alternatif.

Le schéma rend compte du mécanisme réel

B courts-circuits (défaut d'isolation)
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Les courts-circuits entre brins introduisent le long du triplet des
boucles dans lesquelles s'établissent des courants de circulation lorsqu'elles
sont placées dans un champ variable.

La transition peut avoir deux origines

- soit le courant de circulation dépasse le courant critique,

- soit le courant de circulation provoque un échauffement local au niveau
des courts-circuits,

Ordre de grandeur du courant de circulation dans une boucle

do
dt  do 2

On considére uniquement la résistance due i la couronne externe du
conducteur en CuNi (¢ = 5,6 um ; p = 3,9 . 10-7 {!m). En prenant comme

valeurs :

=01 T

B
S1 = 1 rnm2

2

2
82 =012 mm

le courant de circulation s'éldve & : Igjr = 0,05 A. Ainsi I'hypothdse n° 1 ne

semblerait pas valable sauf si ce courant était supporté uniquement par les
filaments proches de la couronne extéricure en CuNi.

Par contre la densité de pertes au niveau des courts-circuits est

-~

évaluée 2 5 . 1006 wW/m3, ce qui suffirait 3 expliquer I'hypoth&se n°® 2 avec
une propagation de la transition.
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Un autre essai confirme I'hypothése n° 2 : une bobine réalisée avec
un triplet a deux brins qui présentent des courts-circuits entre eux, alors
que le troisidéme est isolé des deux précédents. Les résultats expérimentaux
obtenus sont présentés dans le tableau X,

N° essai |T(K) I.= L.~
Bobine alimentée par les
trois brins 1 4,2 50 10
Bobine alimentée par le brin
is0lé des deux autres 2 4,2 43 5
3 1,7 56 30

Tableau X - Courts-circuits entre brins : influence du coefficient
d'échange thermique.

"En continu :

- le rapport entre les courants critiques du triplet et du monobrin n'est
pas 3 A cause des effets de champ propre de chaque brin du triplet ;

- on retrouve aussi sensiblement la loi en 1-(T/R)2 pour le courant
critique 4 4,2 K et 1,7 K.

En alternatif :

Les trois brins étant torsadés entre eux, un é&chauffement local sur
deux d'entre eux provoque aussi I'élévation de température du troisidme et
donc sa transition (essais 1 et 2). Si les échanges thermiques sont trés bons,
ils permettent d'évacuer les calories produites (cas de I'hélium superfluide,
essai n° 3) et le brin peut rester supraconducteur. Le courant critique est
multipli€é par dix, ce qui est tout a fait compatible avec l'angmentation du
coefficient d'échange dans 1'hélium superfluide.
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Des phénomenes analogues avaient été observés lors des études sur
le rotor modéle ALSTHOM-ATLANTIQUE-EDF (Fig. 28).

Ib /by
\\ f—x
A\
: \ Coil C1
0.75 \
\ lewe CollC2
~
\\
el
0.5 = =
0.25
By /dt (T/8)
0 5 10 15 20

Fig. 28 - Dégradation des caractéristiques en champ variable.
Les bobines 1 et 2 sont réalisées avec 23 brins. /39/
Bobine 1 = brins isolés électriquement.
Bobine 2 = brins non isolés électriquement.

L'isolation n'est pas une opération technologique trés facile pour des
petites longueurs et dans le cas de brins de faible diamétre
(& =0,12 mm). L'enveloppe extérieure du fil en Cupro Nickel n'offre pas
une bonne surface d'accrochage pour les vernis classiques et l'isolation est
non résolue industriellement.
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II-ETUDE DU BOBINAGE

A. Choix du bgbinage concentrique

Dans le chapitre III, nous avons considéré le bobinage "Spiral
pancake” pour lequel les trois phases sont parfaitement symétrigues.
Néanmoins la rigidité mécanique de l'ensemble n'est pas trés bonne,
d'autant plus que dans notre cas les demi-tubes supports sont trés fins (1,5
mm) pour des raisons d'encombrement. D'autre part, si cela était nécessaire,
le frettage des bobines n'est pas trés facile a réaliser. D'un point de vue
mécanique, il est préférable d'avoir des cylindres comme supports des
enroulements. AICHHOLZER dans la référence /40/ propose un bobinage en
galettes concentriques : il est constitué de cing bobines situdes sur cing
cylindres coaxiaux (Fig. 29).

/7
1/
/
\
X
\

Fig, 29 - Coupe du bobinage concentrique et demi-bobine élémentaire.
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La phase de référence est formée par la bobine centrale n® 3. Les
deux autres phases décalées de 120° sont composées de deux bobines
situées sur des cylindres entourant la phase de référence (2,4) et (1,5) afin
d'avoir une bonne symétrie entre’ les 3 phases. On peut obtenir une
symétrie parfaite en régime permanent en jouant sur le nombre de spires
des bobines : on impose que chaque phase ait la méme inductance et que la
tension 4 vide aux bornes de chacune d'elles soit identique

= L2 + L4 + 2M24
3 t f f
V2 kpoB(r)rN, = /2 kgt [B(r)r, N, + B (r)r.N, |

{ f
=/ 2k o [B,(r,)r,N, + B (r,)r,N, ]

Cette symétrie ne sera pas conservée en régime de défaut puisque
les réactances transitoires des trois phases ne sont pas strictement é&gales.

En réalité, si on prend N} = Ng = Ng = N5 = N3/2 le déséquilibre ne

dépasse pas un ou deux % entre les trois phases. L'ouverture angulaire des
bobines « est de 72° pour supprimer I'harmonique 3.
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B. Etude et réalisation du bobinage

Il n'était pas raisonnablement concevable de bobiner directement
sur les cylindres supportant le couple (¢ = 1,5 mm). D'autre part, bobiner 2
plat puis courber la bobine pour former un tube avaient deux
inconvénients: exercer une traction sur le fil aprés le galbage et avoir une
mauvaise rigidité mécanique. Pour résoudre ces deux problémes en
conservant le principe séduisant du bobinage a plat la technique suivante
est employée

On réalise un cylindre en fibre de verre époxy (e = 1,5 mm) sur
lequel on wvient placer deux demi-feuilles de 2/10 de mm de ce méme
matériau. On perce alors l'ensemble de trous régulidrement espacés dans le
but d'augmenter la surface d'échange entre I'hélium et le supraconducteur
qui sera ainsi refroidi partiellement sur les deux c6tés. Le bobinage  est
alors réalisé 2 plat séparément sur ces deux feuilles. Une fois termindes et
testées, les deux demi-bobines sont collées sur le cylindre. Leur faible
épaisseur limite les contraintes de traction exercées sur le fil aprds cette
opération.

Le conducteur doit é&tre suffisamment maintenu pour transmettre le
couple électromagnétique et résister aux contraintes dues i la pression
magnétique tendant A faire "exploser” les bobines. La société CIBA /41/
commercialise un film époxy adhésif, le Redux 312 L, possédant des
qualités mécaniques élevées et se polymérisant a 110°C. Des essais
préliminaires ont permis de s'assurer que cctte température ne modifie pas
les caractéristiques critiques du supraconducteur. D'autre part une
expérience identique a4 celle exposée dans le tableau VIII a monté que le
redux 312 L est assez bon conducteur thermique & basse température
tableau XI.
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}C= jCN lc"'”c: (o/o)
Solenofde non imprégné 82 A 82 A 100 %
Solenoide imprégné avec deux
couches de rédux 100A 72 A 72 %
(e~ 1,5 mm)

Tableau XI - Influence de l'imprégnation dans le redux sur les courants
critiques.
La dégradation des caractéristiques (72 %) est moindre que celle

enregistrée avec de la résine époxy (50 %).

Les spécifications relatives au rédux 312 L indiquent une contrainte
de cisaillement (1) maximum de 40 N/mm2 et une contrainte

d'arrachement (o) de 5 N/mm?Z,
Or les contraintes mécaniques appliquées au bobinage s'élévent 2

densité linédique de courant
induction radiale qui varie trés peu

dans l'épaisseur du bobinage

T = KB; K
By =
J = densité de courant

o =] J Bg(r)dr
Bg = induction tangentielle

épaisseur du
bobinage

g < KBgmax ByMax = induction tangentielle sur la

surface intérieure de la phase.



Fig.30 : Technique de réalisation du bobinage .
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Si on prend, comme pour le dimensionnement électrique, le court-
circuit triphasé, lorsque la machine fonctionne en compensateur synchrone,
comme référence, les contraintes maxima sur la phase centrale s'élevent A :

Tmax = 0,1 N/mm2
Gmax = 0,01 1 N/mmz'
Les facteurs de sécurité sont donc importants.

La technique de réalisation des demi-bobines est illustrée par la Fig.
30. Je tiens & remercier sincérement M. BOULBES, technicien au C.R.T.B.T.,
qui a réalisé ces bobines avec une patience et une minutie extrémes.
Compte tenu de la mauvaise qualité de l'isolation des brins
supraconducteurs, l'apparition de courts-circuits est constamment
surveillée a l'aide d'un dispositif électronique.

La feuille de fibre de verre de 2/10 sur laquelle a été collé le film de
Redux est fixée sur un tour de potier manuel. Le fil issu d'un dévidoir qui
exerce sur lui une tension continue est immobilisé par fusion ponctuelle du
redux & l'aide d'une résistance chauffante. Le conducteur est généralement
cobobiné avec du fil de coton pour remplir uniformément la demi-
ouverture angulaire de chaque bobine. Lorsque le nombre de spires est
atteint, la feuille est galbée avec précaution sur un cylindre pour étre
ensuite entierement polymérisée i l'étuve (T 110°C)., Une fois collé sur
son cylindre support, le bobinage est prét i &tre monté dans le stator de la
machine (Fig. 31), |



Fig . 31 ' Enroulements supraconductsur de I'induit .

31 a: les cing cylindres coaxiaux et deux bobines avant collage sur
leuriube .

31 b : une bobine terminde .
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C. Détection d'une transition et protection des enroulements

La transition d'une bobine supraconductrice continue est caractérisée
par lapparition d'une tension résistive facilement détectable. Mais en
alternatif celle-ci est masquée par la tension inductive qui alimente
l'enroulement. S'il s'agit d'une bobine d'inductance L parcourue par courant
I° de pulsation @ cette tension s'éléve 3 LwI°. Or la réactance X (X =Low)
peut &tre importante : pour une phase statorique elle s'éleve par exemple a
14,2 @ dans notre cas. Cette tension, imposée par le réseau de puissance
supposée infinie, est constante. Aprés la tramsition (3 t = 0), I'équation
électrique est

v /E sin{ot + eo) = R{T)i + Lg-i- ; Vo= Lol® 6, = instant de la transition

it = 0) = 1°/Esin(eo- )

Pl
2
R = résistance de l'enroulement i la température T.

Il est nécessaire de connaitre 1'évolution -de la température T avec le
temps.

Compte tenu du niveau élevé des pertes (valeurs ci-dessous), en
régime diphasique il se forme autour de l'enroulement un film d'hélium
gazeux isolant thermique et c'est essentiellement l'enthalpie du conducteur
(Fig. 32) qui absorbe I'énergie, celle de l'imprégnation, qui est de faible
¢paisseur, est négligeable. Le rtégime est adiabatique et la deuxidme
¢quation définissant le systdme est

Cp = chaleur spécifique du conducteur a la température T.
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Fig. 32 /18/ - Enthalpie du conducteur CCN 14000 LL en fonction de la
. température.,

On peut définir trois temps caractéristiques : la période 2m/w, soit
20 ms, la constante de temps électrique L/R et le temps pendant lequel on
peut considérer la température comme invariable. Il n'est pas possible
a priori de négliger l'un d'entre eux au début. La résolution doit &tre
numérique. Dés que l'on atteint 80 K, L/R devient négligeable par rapport
aux deux autres "constantes de temps”.

Quelques ordres de grandeur dans notre cas si I° = 30 A
80K:1=39A R=110Q, RI2 = 1600 W, dT/dt = 65 K/s, L/R = 400 us
300K:1=06A R=680Q,RIZ= 260W, dT/dt= 8 K/s, /R = 70 us.

Par conséquent, la température du fil supraconducteur est
rapidement élevée. Les caractéristiques du conducteur peuvent alors &tre
modifiées et le retour a l'état supraconducteur sera d'autant plus long que
le fil se sera échauffé. Enfin nous nous sommes placés dans le cas favorable
ot la propagation de la transition était suffisamment rapide. En effet si
seule une zone transite, sa résistance faible par rapport & X ne modifiera
pas le courant I et il y aura un é&chauffement local trés important qui peut

conduire a la fusion du conducteur.
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Ainsi la détection rapide d'une transition est absolument nécessaire.
Dans le cas d'une’ bobine, l'apparition d'une tension en phase avec le
courant est une possibilité. Cependant on ne peut lappliquer aux
enroulements d'un induit d'une machine synchrone. En effet le déphasage
courant-tension est alors imposé par le réscau et varie en cours de
fonctionnement, '

Deux solutions au moins permettent théoriquement de détecter
rapidement un quench

- oun peut adapter une détection de bobine continue dont le principe est le
suivant : la bobine possédant une prise de tension intermédiaire, on
compare les deux différences de potentiel par un pont. Celui-ci, équilibré en
fonctionnement normal, sera déséquilibré en cas de transition, sauf dans le
cas trées particulier ol la zone de transition se développe symétriquement 2a
partir de la prise de tension intermédiaire. La comparaison d'une troisizme
différence de potentiel permet de s'affranchir de ce cas.

- la deuxi®me solution est présentée Fig. 33. On superpose au systéme

~

principal de courant triphasé a2 50 Hz un syst®me également triphasé de
faible intensité de fréquence supérieure fj. La machine 3 cette fréquence

est représentée par son inductance inverse Li. Si on choisit la capacité de
découplage ¢] pour que Licy (2nf1)2 = 1, la transition d'une phase se

traduit par ['apparition d'une tension aux bornes de la source de courant
correspondante. Un circuit bouchon pour la fréquence f] protége le réseau

des perturbations que pourraient entrainer les courants de mesure.

Apres une transition, l'énergie magnétique doit étre évacuée. Elle
s'éleve A 3/2 Xgq/wI2a¢f dans un stator triphasé, soit seulement 130 J en
régime nominal dans notre cas. Cette valeur correspond 2 la vaporisation de
0,5 cm3 dhélium liquide ou bien i une é&lévation de quelques K en
hypothese adiabatique (Fig. 32).
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....... ™ Détecteur

Protection
l s { fi ) de e

l’ | tension

Fig. 33 - Principe de détection d'une transition d'une phase d'induit.

La protection des enroulements supraconducteurs alternatifs ne peut
pas @tre assurée par une résistance de décharge classique /42/ A cause des

pertes importantes en régime de fonctionnement normal dues 3 la tension
aux bornes des bobines

- une varistance dont la caractéristique I{V) est schématisée sur la Fig. 34

est beaucoup mieux adaptée. Cet élément peut absorber I'énergie pen
€levée emmagasinée dans le stator |

-
b

Fig. 34 - Caractéristique d'une varistance.
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- apreés la détection d'une transition on peut aussi déclencher un triac
monté avec une résistance de décharge en série. Ce déclenchement peut
Stre fait avant ou en méme temps que l'ouverture du contacteur principal
K. Le schéma complet de principe de la protection phase est présenté sur la
Fig. 35. La détection est effectuée par un pont.

Alimentation

alternative

i

!
|
by il
]
]
1
i
g
1
L - IO BE R

‘_.—.—_.—_—_,.—,—._.—_—_

|
| Détecteur de |
|
|

transition
_____________ X Ouverture du

contacteur K

Fig. 35 - Schéma complet de la protection d'une phase du stator.

Ainsi si la détection d'un quench est suffisamment rapide, les
enroulements mne devraient subir auwcun dommage (surtension et
échauffement) et le temps de retour & 1'état supraconducteur, donc le temps
d'indisponibilit¢ de la machine est assez court.
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II_CALCULS ELECTROMAGNETIQUES TRIDIMENSIONNELS

La connaissance "exacte” du champ magnétique est nécessaire pour
dimensionner avec précision toute machine électrique. Elle devient
indispensable avec 1'utilisation de supraconducteurs : en effet ceux-ci
transitent si le champ en un de leurs points est supérieur a4 leur champ
critique , fonction du courant qui les traverse. Aussi les méthodes simplifiées
qui négligent les ‘"effets de bout" et donnent ainsi un traitement
bidimensionnel sont insuffisantes si on veut utiliser le materiau
supraconductenr de manidre optimale, c'est a dire proche de ses
caractéristiques critiques.

Le calcul des pertes du fil supraconducteur soumis & un champ
magnétique variable exige aussi la valeur précise du champ au niveau du
bobinage. Il est trés important car des pertes dépend en partie 1l'intérét
d'induit triphasé supracenducteur et conditionne la complexité du systdme
de refroidissement a étudier '

D'autre part la connaissance de l'induction autour du bobinage est trés
utile pour concevoir et dimensionner au mieux le cryostat: choix des
matériaux (métalliques ou non), géométrie des éléments (éviter les boucles
de courant), leur emplacement (mise hors du champ), calcul des pertes par
courant de Foucault .

Enfin dans notre cas, il faut utiliser un modéle tridimensionnel
compte tenu de nos grandeurs géométriques:

-rapport rayen induit sur longueur active: 0,605

-rapport rayon de la couronne magnétique sur longueur active: 0,82
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Deux_ méthodes de calcul sont possibles:

-Utilisation de moyens purement numériques du type "éléments finis", par
exemple. Ces méthodes ne sont pas toujours parfaitement adaptées étant
donné les densités de courant (précision du maillage requis, éléments de
surface). D'autre part, elles nécessitent des moyens de calcul trés importants.

-Modéle analytique par des méthodes intégrales ou de séparation des
variables. Cette approche est peut-&tre moins exacte que la précédente; des
simplifications sont en effet souvent nécessaires pour effectuer les calculs,
Mais les moyens informatiques mis en oeuvre sont généralement assez
simples d'olt une souplesse d'emploi de cette méthode de calcul, qualité trés
appréciable pour 1a conception de matériel. En outre notre bobinage se préte
bien & ce type de modéle : le probleme est en effet linéaire ; seule une
couronne magnétique autour de la machine canalise le flux et les densités de
courant dans les supraconducteurs sont trés élevées, I'épaisseur du bobinage
est ainsi trés souvent faible et on peut introduire les densités linédiques de
courant,

Nous avons préféré cette deuxi®me approche.

Calcul du champ créé par une bobine concentrique,

Fig. 36 - Géométrie de la bobine.
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Le calcul a été¢ développé par /43/ puis /44/, /45/. Il est basé sur la
méthode de séparation des variables. On modélise le bobinage par une

densité linéique de courant K puisque son épaisseur e est trés faible devant
le rayon de la bobine 1o (dans notre cas e/ro = 0,002). Les composantes de

K en coordonnées cylindriques (r,6,z) sont respectivement K, et Ky. Le
potentiel vecteur K créé par des densités de courant du type Kcos(fi
z)cos(Bo ) est connu /45/. Il suffit donc de développer en double série de
Fourier K; et Kg et de sommer les contributions de tous les harmoniques
pour obtenir le champ magnétique B =710t A . Le développement suivant 8
est immédiat . Pour l'axe z on imagine une succession axiale de période 2g de
bobinages identiques (Fig. 37). Si g est suffisamment grand devant la
longueur d'une bobine, les influences ¢lectromagnétiques entre bbbinages
sont négligeables et le résultat sera identique a celui d'une bobine unigue .

K, = 22 apkcos(krz/g)cos(s)

Kg=-22% cpk sin(fkn z/g) sin(6)

| 4 N 7
: N B y B :

Fig, 37 - Succession infinie de bobinages .

Pour simplifier le calcul de apy et cpk, ce n'est pas la géométrie exacte

des tétes de bobines qui a été prise mais celle présentée en Fig. 38 :
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Fig. 38 - Modélisation de la bobine.

Pour tenir compte de la couronne magnétique (supposée infiniment
-

longue et perméable) on introduit un nouveau potentiel vecteur A* tel que
_¥ = - . - - I3 ~ - ry “)
A+ A% satisfasse aux conditions aux limites, c'est-a-dire 9A /9n = 0 au
+ I 3 y i P4
niveau de la couronne magnétique. Rot(A + A*) sera le champ créé par la
bobine en présence d'une couronne magnétique.

La connaissance du potentiel vecteur .permet de calculer les valeurs
des inductances et des mutuelles entre bobinages du méme type.

Ll = Espires§ Kdl‘

On peut en déduire les grandeurs électriques caractéristiques des
machines (Xg My, X'q) .

Les différentes expressions analytiques sont développées en annexe.

Une bobine en cuivre (Fig. 36) a été réalisée afin de tester le
programme et la valeur de la méthode. Cette bobine est identique & celles
qui seront dans la machine.
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Caractéristiques _de la bobine:

262 spires en séries, bobindes sur un cylindre de rayon 121 mm avec
une ouverture angulaire de 75,76° . Une couronne magnétique est située 2
un rayon de 165 mm.

By
0 & Z.v Q14
N 005+
04 \
L 0.
(12 L
005+
1 1 \\\k' L 2 1 Z G1_'
a o 02 '

Fig.39 - Composante radiale du champ en fonction de z (8 = 0)
32a: r=80mm -39 b:r=125mm

01+

&5 20 435 180
T

i \\ )
Q1=

054 Bz

Fig.40 - Composante radiale en fonction Fig.41 - Composante
ded;r =8mm;z=0 axiale en
fonction de z;
r = 80 mm;
B =0
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Les figures 39, 40 et 41 montrent un bon accord entre les mesures
(triangles) et les valeurs calculdes (courbes continues) méme irés prés du
bobinage (Fig.39b). Pour les inductances, mesures et calculs coincident bien.
Cependant il se pose un probléeme de choix des paramétres puisque ce n'est
pas la géoméirie exacte des bobines qui a &té prise en considératicn_ (fig.42).

o

2d

- e s ey e e e

Fig. 42 - Développement des bobines.
42a : bobine réelle 42b : modélisation

Alors qu'il n'y a pas d'ambiguité pour d , il en existe une pour 1. Pour
le calcul du champ magnétique, il semble logique de prendre 1=1L pour que
la position des tétes des bobines soit exacte. Mais ce choix n'est peut-&tre pas
le meilleur pour les inductances. En effet la surface joue alors un rdle
prépondérant. | a été donc déterminée de telle sorte que les surfaces de la
spire moyenne des deux bobines soient identiques.

Resultats:

Sans couronne magnétique : Lmpesyre = 13,2 mH
Lcaleyr = 13,3 mH

Avec couronne magnétique Ly eqyure = 16,2 mH
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Le programme a permis alors de s'assurer gue le champ magnétique
au niveau du bobinage était toujours inférieur au champ critique, Les
surchamps au niveau des bobines sont trés importants : fig. 43 et 44. Ils
atteignent 100 % pour la composante radiale au niveau des tétes de bobine
(fig. 43).

Les diverses réactances de la machine ont pu étre calculées avec une
bonne précision.

Enfin les pertes par courant de Foucault dans les parties métalliques
du cryostat (fils de cuivre des écrans; boulons ...) ont été évaluées.

0.3" B
r /'\\
\ —, Be
0z k-
02+~ o L
o AN 135 9
45 90 180
otk
oA F
\e Q2 ¢
0 ! L | ]
43 30 135 180 0L
Fig. 43 - Composante radiale en Fig. 44 - Composante
fonction de 6, r = 120,5 tangentielle en
z = 60 mm fonction de 9,
r=120,5

z =0







CHAPITRE Y

CRYOSTAT STATORIQUE
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I-PRINCIPES GENERAUX

Soumis a4 un champ magnétique tournant, le cryostat doit étre isolant
dans sa partie centrale. On peut cependant tolérer hors du champ principal
des éléments métalliques de faible volume comme des boulons : les pertes
dans une vis de diameétre 4 mm et de longueur 40 mm en acier inoxydable
dans un champ transversal de 0,2 T & 50 Hz s'éldvent 3 6 mW. Le matériau
doit é&tre résistant mécaniquement pour transmettre les couples et
notamment les efforts de court-circuit,

Notre choix s'est porté sur la résine époxy associde 2 de la fibre de
verre pour en améliorer les performances mécaniques. Ses principales
propriétés sont données dans le tableau XII. Elle présente de nombreux
avantages

- isolant électrique et thermique,

- mise en oeuvre aisée : on peut mouler, ajouter des pitces par collage,
tarauder, usiner. Il suffit que les fibres soient dans la méme direction pour
éviter toute cassure lors des refroidissements (Fig. 45) ;

a : risques importants
de fissures au niveau
du collage lors de la
mise en froid,

b : mise en oeuvre plus
longue mais collage
tres sdr.

a

Fig. 45 - Importance du sens des fibres lors des collages.

- elle supporte les mises en froid successives ;

- faibles dilatations différentielles ;
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- elle s'assemble facilement par collage avec d'autres matériaux, y compris
métalliques ; on peut ainsi reporter les joints toriques chauds sur des brides
métalliques pour avoir un bien meilleur état de surface, ou -utiliser des

tuyaux inox pour l'enceinte hélium (les tubes en fibre de verre minces sont
trés poreux).

Conduct. Chaleur Diffusivité [Module | Contrainte| Contraintef Contrainte
thermique  [spécifique jthermigue |d'Young| max de max de max de
\ traction | compres, cisaillement
T kK | C D E oy o T
W/mK J/kgK| 10-6m?2/s GPa |N/mm2| N/mm?2 N/mm?
/471 /4871 /47 49/ 149/ 149/ 149/
300, 0,89 1935 0,5 26 550 200 9
80| 0,3 180 0,5 930 695 21
5 | 0,05 1,19 10 31,6 850 710 18

TABLEAU X1 - Principales propriétés de la fibre de verre-¢poxy.

Cependant son emploi dans un environnement cryogénique reste délicat

- elle se comporte pratiquement comme un corps noir, des précautions sont
donc & prendre pour limiter les pertes par rayonnement ;
- ses qualités mécaniques sont inférieures A celles de l'inox : état de surface,
contraintes limites, fatigue, faible rigidité

.
H

- on ignore son évolution dans le temps : possibilité d'une dégradation du
composite a long terme ;

- elle est perméable a 1'hélium, & chaud notamment. La molécule d'hélium,



139

loin de sa température de condensation a un diamétre de 2,3 A alors que la
distance entre deux macromolécules de résine est de 7 A environ. La
présence de fibres le long desquelles I'hélium se propage aggrave le
probléme'.

Perméabilité des composites a4 'hélium

TESTARD et LOCATELLI donnent dans la téf. /50/ des valeurs de
perméabilité pour différents matériaux a ['hélium (Fig. 46). Elle est définie
comme la quantité de gaz par seconde et par unité de surface pour un
gradient de pression. Le rapport entre 1'époxy et l'aluminium atteint 100,
En déposant sur la résine une couche métallique mince (aluminium sur
1000 Ay /50/, ces mémes auteurs ont réussi A obtenir une boune

étanchéité y compris a4 chaud. Dans notre cas un dépdt de silice, non
conductrice, serait mieux adapté,

He* (ASTM) parasity emt (STP) mm me atm day-l

1000 —1—"
e Polyimida 25 gm thicknass
00 ~____ Epaxy.
—— Paryleng
{0 —g——  Polyimid | (I¥B) I70 gm thickness
| —
o'
-2
0 —— Pyrex glass
10>
e Polyimid 4 (IVB} 250 pm thickness
gt Qur composite ! {IVB] |mm total thickness
f———  Aluminium
07 A

Fig. 46 /50/ - Perméabilité de différents matériaux i I'hélium (T=300K).

Si les conditions d'étanchéité ne sont pas trop sévéres (possibilité de
pomper le vide d'isolement 4 chaud), des enceintes He en matériaux
composites peuvent étre réalisées si quelques précautions sont prises

- avoir un bon état de surface en la vernissant par exemple

bl
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- ¢viter l'emploi de composites 14 ot I'hélium est chaud comme dans les
Tetours gazeux ; ’

- prévoir des épaisseurs de parois suffisantes (2 mm sembleraient un
minimum).

En dessous d'une certaine épaisseur que HWANG et al. /51/ appellent
épaisseur critique les surfaces jouent un Ttéle prépondérant et la
perméabilité n'est pas indépendante de 1'épaisseur. TESTARD et LOCATELLI
obtiennent une loi exponenticlle /50/ pour des parois inférieures au mm.

Lorsque  d'excellentes propriétés mécaniques sont exigées, une
solution est l'emploi de résine époxy associée 2 des fibres de carbone.
Cependant 1'isolation thermique est moins bonne (Fig. 47) et son prix de
revient est nettement plus élevé,

H COMPOSITES!

{60VOLY M
$TEEL W

CAREON FBERS
Ay H1%/X-904

Q Led] o) e
— TEMPERRILRE, K

Fig. 47. /47/ - Conductivité thermique de composites et de l'acier en
fonction de la température.

Un cryostat isolant peut é&tre réalisé sans fibres de verre en
employant de la résine chargée (silice, kaolin, tale,...), plus facilement
usinable et offrant de bien meilleurs états de surface. De plus la
perméabilité de ce matériau 3 I'hélium est plus faible puisque ce gaz n'a
plus de chemin préférentiel le long des fibres. Cependant il faut &tre trés
attentif aux dilatations différentielles (Fig. 48) si on l'utilise associé 2
d'autres corps, y compris la fibre de verre époxy. De plus certaines résines
chargées acceptent mal les refroidissements sous contraintes et se fissurent.
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Fig. 48 /47/ - Dilatation de différents composites.

Enfin le comportement d'un cryostat en composite est sensiblement
différent d'un cryostat métallique

- le dégazage des matériaux & température ambiante est trés important
(Fig. 49). Pour l'accélérer la technique classique consiste A chauffer sans
dépasser 60-80°C, car au-deld les enceintes tiennent difficilement les
contraintes, surtout au flambage,

- la diffusivité D est faible et le temps de mise en température a2/D
(a = épaisseur des pigces) est assez élevé. Les équilibres thermiques sont
longs a obtenir. Cela peut conduire 4 des concentrations de contrainte lides
a un refroidissement non homogéne ;

- la quantité de fluide nécessaire au refroidissement est plus importante
que pour un cryostat métallique : l'enthalpie des composites est supérieure
a celle des éléments métalliques.
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Fig. 49/53/ - Dégazage des composites
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IT - ESSAIS PRELIMINAIRES

La démontabilité était indispensable pour un cryostat d'essai. Aussi
le probléme d'un joint froid pour l'enceinte hélium s'est tout de suite posé.
Il était aggravé par la géométrie annulaire du stator qui introduit une
double portée (Fig. 50) : un des deux joints (1) ou (2) ne peut pas 8&tre
parfaitement écrasé. '

N\

Fig, 50 - Géométrie schématique de l'enceinte He.

Une possibilité est l'emploi de joints siliconme. Point-clé de notre
projet, nous avons voulu tester cette solution sur une petite enceinte He :
Fig. 51. Cette expérience a permis de vérifier en outre 1'étanchéité d'une
liaison fibre de verre - tube inox.

EY SRR, itk f ]

Fig. 51 - Petite enceinte pour tester les joints silicone.
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Pour modéliser la double portée, un essai a été effectué sans écraser
les deux joints. Les résulats expérimentaux obtenus sont résumés dans le
tableau XIII. Les valeurs sont exprimées en Atm cm3/s mesurées par un
_détecteur Alcatel ASM 51. '

| 300 K
Type de joint 100 K 42K
t=90 30" 60"
Joint film 5,6 10-9 | 5,9 105 | 6,6 10-9 5109 | 2 10-10
= 1/10
Joint épais 3 .108|6,6 108 | 1.6 107 6 109 | 5 1p-10
(= 8/10)

VYaleurs stables

Tableau XTI - Etanchéité des joints silicone.

Au cours d'une expérience i froid mende pendant 75 heures, le débit n'a
jamais excédé 2,5 . 10-10 ATm cm3/s.

Le collage du tube inox n'a pas modifié ces valeurs.

Enfin un essai en pression (1,9 bar) a été réalisé pour vérifier
I'étanchéité. Ce cas de figure peut se produire, par exemple lors d'une
transition d'un enroulement, Aucune variation du débit n'a &été enregistrée,

Les conclusions sont les suivantes : un joint silicone est étanche &
froid méme s'l est épais. Cependant pour limiter sa porosité & chaud il est
préfeérable que ce soit un film.

Par conséquent cette solution peut B&tre retenue pour réaliser
I'enceinte démontable. L'étanchéité ne sera pas assurée 3 chaud mais se
fera lors de la mise en froid du cryostat. De plus, nous n'avons détects
aucune fuite auw niveau des liaisons fibres de verre / tuyaux métalliques ;
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elles supportent les mises en froid successives. Cependant il est préférable
qu'elles ne soient soumises & aucune contrainte mécanique.

Compte tenu de ces résultats, 1'étude et le calcul du cryostat ont été
menés, suivis des premiers essais.
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I - DESCRIPTION DU CRYOSTAT

Deux coupes simplifiées du cryostat (Fig. 52) illustrent les choix
retenus. Les figures 53 & 56 présentent l'induit en cours de montage.

L'enceinte hélium est constituée de deux tubes (7) et (6) fermés par
les flasques (5) et (12). Le tube extérieur (7) et le flasque (5) peuvent se
démonter, permettant ainsi un accés aisé A lenroulement SC (10).
L'étanchéité est assurée par des joints silicone non perméables & V'hélium a
basse température. L'enceinte est maintenue d'un ¢6té par le tube (18) dont

on a réduit les apports thermiques en thermalisant un point intermédiaire
(17).

Celui-ci est a une température fixée par 'échangeur (15) qui
récupére une partie importante des vapeurs froides d'hélium. Elles c&dent
leur enthalpie 4 travers une couronne de bronze fritté (16), La surface tr2s
importante d'échange permet d'allier compacité et faible perte de charge.

Le gaz circule dans des conduits trgs fins a travers l'empilement de
billes de bronze de 70 pum de diametre (Fig. 57). Pour que I'hélium cede

entierement son enthalpie, il suffit que sa durée de transfert A travers le
poral t; soit plus longue que son temps de diffusion tg /54/ :

N o P

St S ___4% Cas de 'empilement hexagonal /55/

—_— D=4d/5

<3 Nombre de pores par unité de surface
extérieure du poral N

e kel N =443 1/d2

a b (modélisation)

Fig. 57 - Modélisation du poral.
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Fig. 52

Tube intérieur de l'enceinte i vide
Tube extérieur de l'enceinte i vide
Tendeurs

Tube sortie vapeur

Flasque démontable de I'enceinte He.
Tube intéricur de l'enceinte He. '
Tube extérieur de l'enceinte He.
Ecran thermique extérieur.

Ecran thermique interieur.
Enroulements supraconducteurs
Couronne magnétique.

Flasque fixe de l'enceinte He.

13 Charbon actif.

P4 : sondes de température

T T S

14
15
16
17
18
19
20
21
22
23
24
25

RN

Tresses de thermalisation.
Echangeur en Cuivre.
Matériau fritté,

Point froid. .

Tube support de l'enceinte He.
Tube de siphonnage He.

Tube retour de 1'échangeur.
Tube vapeur He.

Tube support des fils de Cuivre.
Matériau fritté,

Boite de connexion.

Tube contenant les filg supraconducteur.







S4a_: Enceinte Hélium avec le bobinage { une seule phase ), échangsur sur son
tube support et tube retour de I'échangsur .
54b : Détail de I'enceinte Héllum .

Fig. 55 : Flasque extérieur avec ia boite de connection et les amenées de
courant
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Cryostat, vues extérieurss .
o6 a : coté accouplement .
57 b : coté sorties cryogéniques .



e D
— (5)2
NSTCD —
P _“"4 pC
p = masse volumique ; m = débit massique ; S = surface de poral
k = conductivité thermique ; C = chaleur spécifique.

Cet échangeur est trés largement surdimensionné. En contrepartie, la
peste de charge qu'il introduit est négligeable : 2,2 mbar pour 1 m3/h
ium & température ambiante.

~ Le tube (18) est dimensionné afin de résister aux couples
transitoires maxima. Cependant pour éviter des vibrations éventuelles gui
se traduiraient par une surconsommation d'hélium et des pertes au niveau
des enroulements supraconducteurs, l'enceinte est aussi supportée
¢lastiquement par trois groupes a 120°C de tiges en inox (3), fixées au
cylindre extérieur.

Pour réduire les apports thermiques & l'enceinte par rayonnement
radial, deux écrans (8) et (9) l'entourent. Ils sont thermalisés par
conduction le long d'une nappe de fils de cuivre dont la température est
fixée a wune extrémité par 1l'échangeur, directement pour (8), par
l'intermédiaire de tresses (14) pour (9). Le diameétre D des fils de cuivre
doit étre suffisamment petit pour limiter les pertes par courants de
Foucault, mais suffisamment grand pour assurer une bonne conduction
axiale (Fig. 58) :

rayonnement (Pr)
Ny fils de cuivre dissipant Py

collés sur un support en fibre
de verre

P = puissance 4 absorber par l'échangeur : (p; + pj)Ny nD2/4 L.

Fig. 58 - Schéma des échanges thermiques au niveau des écrans.
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Placés dans un champ magnétique transversal (B; et Bg) et axial (B )

de pulsation w, les fils dissipent une densité de puissance Py :

| 1 2 2 2 2 1 2.2 2
pJ=§§cm(Br+Be)D'+§ZGC’)BzD

o = conductivité électrique,

Si on considére que les Ny fils de cuivre court-circuitent tous les

transferts thermiques au niveau des écrans, ils doivent évacuer aussi les
pertes par rayonnement dont la densité de puissance, notée pr, séléve 2 :

D D
4 4 0 4 4 e
pr = C}-staf 8m(TO - T ) D2 i Gstef 8m (T ) TG) D2

ou Dg et Dg sont les diamétres des enceintes respectivement aux
températures Tq et Te, ey 1'émissivité moyenne et ogtefan la constante de

STEFAN,

En fait comme T est inférieur 3 120 K, pr se réduit a :

En considérant que p¢ = pj + pr est sensiblement constant, la

température & l'extrémité non thermalisée des écrans est donnée par la
relation '

= :
17t 2 . . -
=T +——L ~ k conductivité thermique du cuivre
ext échangeur ~ o Kk



Il existe une valeur D™ telle que 1'écart des températures
AT = Text - Téchangeur S0it minimum. Les grandeurs Ny et D sont lides "

les fils de cuivre doivent recouvrir le support des écrans : NfD = knDy
(k < 1)

4
3 0-stef em o 1 2

2 2 1 2
D = (T—)/(ﬁsm (Br+Be+§-—BZ))

Avec cette valeur D la dissipation des écrans (Nf py kD 2/4 L) est

importante tandis que l'écart AT est inférieur 4 10 K. Nous avons préféré un
AT plus €levé (25 K pour 1'écran inférieur) pour diminuer les pertes Joule et
abaisser la température globale des écrans. Considérons pour ceci les
échanges thermiques (Fig. 59).

o
Qg Gy
e meemtt T I Q» 1Qq:Q4:Q5; Qg : échanges par rayonnemant .
Echangeur LO:
S
QgiQ7:Qqg : nduction .
a PTITI . 6+ Q7 : Qg : échanges par conduction
Py dissipast 1
R a Q41 : Perlas tolales de 'écran supérieur ,
foo %
Q {2 : Perles tolates de I'écran iniérieur .
P e mmn A m e — e m e —— = — -
G
12 1 04

Fig. 59 - Schématisation des échanges thermiques au niveau du stator,
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Les pertes au niveau de l'enceinte hélium entratnent un débit de
vaporisation m.

m]’= Q1+Q2+Q3+Q5+Q7+Q8

‘f = chaleur latente de vaporisation,
Q2 et Q3 ne représentent que quelques pour cents de mT
Le débit m dépend peu de Téchangeur-

* . ) P ] ® [V
my majeure partie du débit total m, traverse 1'échangeur

¢ sortie entrée 2

m.C (T -T )#Q+Q +Q +Q +Q

gaz gaz joule joule

La diminution des pertes Joule entraine bien ['abaissement de la
température de l'échangeur é€gale 2 Tgazsortle donc celle des écrans. Le
diamétre des fils est de 0,5 mm pour l'écran inférieur et 0,8 mm pour le
supérieur.

Pour diminuer encore les apports thermiques par rayonnement sur
I'enceinte He, du superisolant trés fin et quadrillé, afin de limiter le
développement des courants de Foucanlt, a été utilisé.

Enfin le vide dans l'enceinte constituée par les tubes (1) et (2),
entretenu par du charbon actif (13), élimine les apports thermiques par
conduction gazeuse et convection.

Les quatre fils du stator passant dans le tube (25) (couplage étoile
avec neutre sorti) baignent dans I'hélium liquide jusqu'd la bofte (24)
traversée par les vapeurs directement issues de l'enceinte. L sont réalisées
les connexions soit avec des amenées de courant en cuivre, soit avec une
ligne cryogénique dans la configuration GRASC. Le refroidissement des
liaisons est amélioré par leur passage dans des pastilles de poral (23).
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Les sorties chaudes actuelles des conducteurs ont été optimisées
suivant les méthodes classiques /56/. Pour réduire la longueur de la sortie,
les fils de cuivre sont fixés sur un tube isolant usiné en hélice (22). 1l est
lui-méme ajusté & l'intérieur d'un cylindre (21), obligeant ainsi les vapeurs
d'hélium a emprunter ['hélice pour un refroidissement efficace des
conducteurs.

AL

Trois autres sorties (Fig. 60) sont situdes 2 c6té des amenédes de
courant (25). Elles permettent

- lalimentation en hélium liquide du cryostat dont la liaison
amovible avec le siphon extérieur est assurée par un raccord Johnston (19)

- la sortie des vapeurs d'hélium de 1'échangeur (20) ;

- la sortie des vapeurs issues directement de l'enceinte hélium (4).

L'instrumentation comprend des résistances pour la mesure de
température : Pt, C et NDbN. Cette dernidre, mise au point aun laboratoire
couvre toute la gamme de températures (4 - 300 X). Elle permet de suivre
le refroidissement de l'enceinte. Outre une sonde continue pour le nivean
d'hélium (fil supraconducteur), deux autres ponctuelles (résistances C),
situées en partie haute, permettent une régulation du débit : l'enceinte est
en effet alimentée sans interruption par de I'hélium diphasique 2 pression
atmosphérique.

Fig. 60 - Les quatre sorties cryogénique. De gauche 2 droite : johnston,
amenées de courant, sortie vapeurs, sortie échangeur.
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IV - EVALUATION DES PERTES

Le calcul des pertes thermiques de 1l'enceinte hélium est
difficilement précis. En effet si les apports par conduction sont bien connus,
les pertes par rayonnement le sont beaucoup moins ; les angles solides sont
complexes a calculer et I'émissivité du superisolant aluminium disposé sur
les écrans est une grandeur mal définie. A partir des données présentées
par SHU et al. dans la référence /57/, nous avons considéré que l'émissivité
équivalente a trois couches de superisolant déposdes sur une surface A une
température T est de 0,12 ; 0,06 et 0,03 si T égale respectivement 300, 100
et 5 K. '

Les chiffres donnés dans le tableau XIXI représentent plus un ordre
de grandeur qu'une valeur exacte.

Pas de fonctionnement Fonctionnement

électrique ¢lectrique nominal
Pertes. par conduction : 1,5 1.5
Pertes par rayonnement 1,4 1,4
Pertes par courant de Foucault 0 0,5

(boulons, tuyaux ..)

Pertes amenées de courant 0.1 0,2
Pertes enroulements 0 0,8
Puissance de 1'échangeur 22 27
Température de 1'échangeur (K) 45 35
PERTES TOTALES ( Watt ) 3 4.4

TABLEAU XIII - Ordre de grandeur des pertes, du cryostat seul et avec
l'induit triphasé en fonctionnement nominal
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V - ESSAIS CRYOGENIQUES

Plusieurs mises en froid ont été effectuées avec démontage complet
de l'enceinte hélium. Le joint silicone a toujours assuré une étanchéité
parfaite a froid.

La mise en froid est faite en deux étapes :

- tout d'abord aprés la purge du circuit, on fait circuler dans l'enceinte de
I'hélium refroidi 2 environ 100 K par un serpentin en cuivre immergé dans
de l'azote liquide ;

- lorsque les équilibres thermiques sont pratiquement atteints (au bout de
six heures approximativement), débute le siphonnage.

Le prérefroidissement gazeux permet de limiter les contraintes
différentielles des matériaux. L'injection directe d'hélium liquide
provoquerait de nombreuses ruptures. Pendant la premilre étape la sortie
des vapeurs se fait principalement par l'échangeur pour refroidir au
maximum les écrans thermiques et accélérer ainsi le refroidissement.
Cependant il faut maintenir une faible circulation 3 travers les autres
sorties pour rtendre la descente en température homogéne et dviter la

formation de poches de gaz chaud,

Aprés 24 heures de pompage, le vide vaut environ 6 . 10-3 mbar.
Cette valeur pourrait étre améliorée en chauffant de maniére contrélée le
cryostat pour accélérer le dégazage. Deés linjection du gaz refroidi le vide
s'améliore (Fig. 61 point A), provoqué par l'absorbtion d'air par les
charbons actifs situés dans des tresses en cuivre autour du tube de
siphonnage. Ensuite le vide se détériore (point B) puis revient 4 un niveau
semblable (point C). Cette augmentation est due a la perméabilité a 1'hélium
de la fibre de verre et du joint silicone épais. Comme la perméabilité
diminue trés rapidement avec la température, le vide s'améliore au cours
du refroidissement. Lors de l'arrét de la circulation d'hélium gazeux pour
injecter le  liquide , les charbons se réchauffent et désorbent [lair qu'ils
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Fig. 61 - Vide mesuré au niveau du groupe de pompage pendant le
refroidissement du cryostat .

avaient accumulé (point D). En effet ils absorbent un gaz seulement
lorsqu'ils sont 2 une température proche de la température de condensation
de ce gaz. Ainsi lorsque le tube de siphonnage est parcouru par de I'hélium
liquide il y a absorbtion de l'air mais aussi de I'hélium ; le vide est alors
trés bon (une dégradation du vide ne se produit pas lors d'un changement
de bidon d'hélium car les charbons situés sur l'enceinte (13), Fig. 52) jouent
alors leur rdle. |

Si le pompage est nécessaire pendant la phase de refroidissement il
devient inutile d&s que Il'enceinte contient du liquide. L'évolution des
températures des extrémités des écrans, de I'échangeur et du point froid,
est présentée figures 62 et 63,
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refroidissement par Hélium gazeux siphonnage Hélium liquide arrét siphonnage
(K)
300 : —
TS
200 -
100 -
>0r | t(h) -
1 1 i L l 1 1 2 | ) 1 1 ] ////_ i
0 1 , 5 10 15 24 25

Fig. 62 - Températures de 1'échangeur (-) et du point froid (---) lors d'un
essal cryogénique.

T

(K) refroidissement par Hélium gazeux | siphennage Hélium liquide arrét siphannags

3001

200

100

50+ t(h) -
1 1 1 1 H 1 ! i 1 } ! 1 ) 1
o 1 5 10 15
Fig. 63 - Températures des extrémités des écrans inférieur (--) et
supérieur (-) au cours d'une mise en froid.
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Les sondes Pt sont identifiables sur la Fig. 52. La température de
I'échangeur dépend du débit plus ou moins important qui le traverse, selon
le refroidissement des amenées de courant.

L'inertie thermique des écrans est importante : lors des essais
électriques pendant lesquels le siphonnage a duré 11 heures, les
températures des extrémités des écrans ont atteint 63 K et 75 K.

Malgré les précautions prises pour réaliser le contact entre les
tresses thermiques et l'échangeur, le AT atteint 22 K entre le point froid et
I'échangeur tandis que le AT did a la résistance thermique de la tresse seule
vaut environ 5 K. De la méme facon, la faible conductance thermique des
contacts augmente aussi la température des écrans.

Les pertes du cryostat fermé sur lui-méme s'élévent 34 environ
3,6 Watts, soit 20% de plus que la valeur calculée. Les jeux radiaux étant
trés faibles, des points de contact peuvent exister entre les écrans et
I'enceinte. Sur les cylindres extérieurs aucun point froid n'est observable.

Par contre en fonctionnement régulé avec un siphonnage continu, les
pertes atteignent 10 Watts : cette augmentation trés importante est due en
partiec au fait que l'on siphonne par le bas pour le refroidissement. Il
faudrait concevoir une autre alimentation d'hélium qui injecterait le liquide
dans la partie supérieure de l'enceinte pendant la régulation de niveau,







CHAPITRE VI

ESSAIS ELECTRIQUES, STATOR MONOPHASE
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[- BANC D'ESSAI

L'arbre du rotor classique bobiné a di &tre allongé pour pouvoir étre
inséré dans le cryostat statorique.

Du point de vue cryogénique, une longneur élevée est intéressante

car elle réduit les pertes par conduction le long du tube support. Cependant
une limite d'ordre mécanique intervient ; la vitesse critique en flexion Qg

de la ligne d'arbre doit &tre supérieure &4 3 000 trs/mn puisqu'un

fonctionnement asynchrone est envisagé. Si L est l'entraxe des deux paliers,
Q¢ varie sensiblement comme 1/LZ2. Q. a été calculé par la méthode de

Rayleigh /58/ en assimilant Q a la pulsation propre wy de la ligne d’arbre

modélisée par des poids ponctuels.

2 X Py,
2

w = —"“—"'——29
2 Py

P et yi sont respectivement la charge et la fleche dynamiques au
niveau des masses ponctuelles. P; et y; sont obtenues par itération & partir

des grandeurs statiques.

On voulait une marge de sécurité minimum de 20 % (soit
Q. > 3600 trs/mn), aussi la ligne d'arbre finalement retenue est celle de la

Fig. 64.

354 950 52 4 175 655 $ 92 # 80

!
|4 | |
R i | S Pty s SR | R R

200 ,\L l t4o j 3o L 240 _L 23¢0 Ir_ 1258 L gol  sr4s _J
| : - |
4 | entraxe paliers ggsg I
Af‘—— - -

% Couse A Fig. 64 - Arbre du rotor fer allongé.
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Le diamétre de 92 mm est un "optimum” : en effet s'il est plus élevé,
le poids supplémentaire de l'arbre n'est plus compensé par ['augmentation
de sa rigidité.

Le schéma d'ensemble de l'installation est indiqué Fig. 65. Les
roulements utilisés sont & rotules sur rouleaux pour réduire les problémes
d'alignement d'arbre.

Fig. 65 - Plan d'ensemble de l'installation d'essais..

La vitesse critique en considérant l'ensemble rigide est de
3500 tours/mn. Nous remercions M. BATAILLE de la Société ALSTHOM
d'avoir calculé la vitesse critique d'arbres similaires /59/. Ses calculs
montrent que si on tient compte des rigidités réelles des paliers et des
roulements, elle est diminudée de 70 trs/mn. La marge de sécurité s'éléve 3
25 % environ,

Outre la contrainte de flexion alternée, on tient compte des effets de

torsion et de la force centrifuge. Les contraintes mécaniques maximales, au
niveau de la partie centrale, s'élévent alors 2 : op =7,25MPa et1y = 4,25

MPa, soit des valeurs inférieures aux limites de Il'acier XC 38 (10 MPa).

La fleche statique maximale vaut 63 pum.
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Aucun équilibrage n'a été nécessaire. Des essais jusgu'a
3200 trs/mn  ont permis de s'assurer du parfait fonctionnement de
I'ensemble et de mesurer l'inertic (J) de la ligne d'arbre qui comprend le
moteur dentrafnement i courant continu 40 kW par une méthode de
ralentissement (J = 0,7 kg m2).
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II - PREMIERS ESSAIS ELECTRIQUES

Compte tenu des problémes rencontrés pour la réalisation des
enroulements, sept demi-bobines seulement ne présentent aucun court-
circuit, au moment de la rédaction de ce document et cing ont ¢té testées
‘avec succes.

Comme le cryostat était prét a4 recevoir les enroulements, il a été
décidé de faire des premiers essais électriques avec une seule phase
compléte constituée de quatre demi-bobines (cylindres 2 et 4 (Fig. 29)).
Avec le rotor en fer, l'ensemble forme ainsi un alternateur monophasé.
Cependant comme le rotor ne posséde pas de bobinage amortisseur et que
son circuit magnétique feuilleté ne peut pas servir d'amortisseur, des
harmoniques impairs apparaftront 4 ['induit. Ils somt dus & la composante
inverse, tournant a la vitesse-w, de la réaction magnétique d'induit d'axe

fixe. Ces premiers essais permettent de vérifier certains points et d'obtenir
les principales caractéristiques de la machine en constitution triphasée : Xy,

X'd, Maf, ...

Un essai préliminaire du bobinage statorique seul (sans rotor et sans

.couronne magnétique) avait montré que l'enroulement avait un courant
critique alternatif supérieur & 27 Ag¢r ; l'alimentation ne nous permettant

pas d'aller au-dela.

Pour cette valeur, les pertes dans le supraconducteur restent trés
faibles et non détectables avec nos moyens de mesure,
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-~ A. Essais statiques

Ils sont effectués en alimentant la- phase statorique par une tension 2
50 Hz. Lorsque linducteur est ouvert, comme il n'y a pas d'amortisseur, on
mesure limpédance ZS de la phase qui est égale A4 LS puisque les pertes fer
sont tres faibles. Si l'inducteur est court-circuité lorsque son axe se confond
avec celui de la phase, on obtient l'impédance transitoire (Z'S). Elle se
confond avec linductance transitoire L'S si, outre les pertes fer, les pertes
Joule dans [I'inducteur sont faibles (la résistance rotorique ramenée au
stator est de l'ordre de 10 % de l'impédance Z'S). Une mesure de puissance
absorbée & l'induit aurait permis de calculer précisément L'S. Cette position
du rotor correspond au maximum duv courant circulant dans la bobine
d'excitation ou au maximum de la tension i ses bornes. La valeur de cette
tension permet d'obtenir la mutuelle Myr entre une bobine du rotor et la
phase statorique. Si la tension est mesurde entre deux bornes du rotor on a
la relation :

Vimax = 3 Mg I (Fig. 66)

max
Vf

Fig. 66 - Position relative du rotor et du stator lorsque la tension est
maximale entre deux phases du rotor.
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Les courbes VS(I8) et ViMAaxX(Is) sont données Fig. 67 et 68. On en

déduit

L’w =246Q Xd = 36,9 Q
Z' # L w = 13,8 Q@ soit en constitution triphasée : { X'y, =20,7 Q

T 1 ! ] T T T T

VIV) ’
meux (V)
2500 L
) /
5
,/
K
ﬁ/
2001 / - 204
’ﬁ
A’
//
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I
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ﬁl
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I
//
/P
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/#/
/d I(A) lg (A)
1 i 1
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Fig. 67 - Tension aux bornes de la Fig. 68 - Tension maximale aux bornes

phase en fonction de son de l'inducteur en fonction du

courant courant statorique

(--) inducteur ouvert
(--) inducteur court-circuité,
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B. Essais dvnamiques

Deux enroulements rotoriques sont alimentés par un courant continu
pour avoir linduction maximale pour une intensité donnée. Le rotor est

entrainé par une machine A courant continu. Les caractéristiques de la
machine synchrone E(igy) et Ioc(iex) sont tracées sur la Fig. 69.

100

50

0 l | ] 0
5C 100 150

Fig. 60 - Caractéristiques 4 vide et en court-circuit.
N = 1500 tours/mn.

On obtient & nouveau la valeur de Myf par l'essai 2 vide :

/3
E = TQ—Mafwff Ma“r = SmH.

La Fig. 70 montre la tension 2 vide relevée i l'oscilloscope. Les
harmoniques sont faibles.
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Par contre les courants de court-circuit, comme celui de la Fig. 71, ne
sont pas parfaitement sinusoidaux méme si on fait abstraction des
nombreux parasites, dus certainement a la mesure sans shunt blindé juste
au-dessus de l'électronique de mesure,

E
200 __(Vol%s)
100+
- t
30 60
(ms)

Fig, 70 - Tension a vide. N=2000 tours/mn ; If = 150 A ; Eqf = 118,5 Volts.

On peut détecter la présence d'harmonique 3. En conséquence la
valeur efficace téelle ne correspond pas a la valeur maximale relevée

lCC
cC cc
I =TBA 1 =14A; M 132
cC
ie;ff \/—é
15
(A
10+
5_
0 20 0 t

‘4\ ‘ mes)

Fig. 71 - Courant de court-circuit. N = 3000 trs/mn ; If = 135 A.
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Une analyse de Fourier serait nécessaire pour obtenir des rtésultats
plus exacts,

Enfin un débit sur résistance a faible puissance a été réalisé. La
courbe V(I) est donnée Fig. 72. Son allure est classique mais la présence
d'harmoniques ne permet pas une exploitation quantitative précise simple,
La Fig. 73 donne un exemple de relevé de V et de I lors d'un essai similaire.

Vg (V)

100

50 -

Fig. 72 - Caractéristique V(I), débit résistif. N = 2000 trs/mn Iy = 120A.
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(Volts) (A)]1]
30+ V {15
15 110

10 20 I N\ 5
[ ! (ms)

Fig. 73 - V et I, l'alternateur débitant sur une résistance;N = 3000 trs/mn
Ir = 100 A.

Durant ces essais aucune surconsommation dhélium n'a été
enregistrée (14 [litres/heure). Le niveau de liquide était sensiblement
régulé juste au-dessus de la sonde "nivau bas" située A la hauteur de la
partie haute du tube intérieur de l'enceinte.

Le niveau du champ magnétique n'ayant jamais été tr#s important
pendant ceite expérience (0,1 T) : on ne peut rien conclure en ce qui
concerne les pertes ; d'autres essais avec des moyens expérimentaux
adéquats doivent &tre menés,







CHAPITRE _VII

PROJET ROTOR SUPRACONDUCTEUR
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Une machine sans fer nécessite des ampéres-tours trés importants
pour créer le champ inducteur. Une solution envisageable est d'utiliser un
rotor supraconducteur, c'est-a-dire une enceinte hélium contenant une
bobine supraconductrice d'excitation.

[ - PRINCIPES GENERAUX

Le rotor est relativement simple dans sa conception : il s'agit dune
unique enceinte hélium contenant des bobines supraconductrices

- le fait d'utiliser un fil supraconducteur 2 faibles pertes en champ variable
supprime 1'écran électromagnétique des cryoalternateurs "classiques" ;

- il reprend le principe de "l'entrefer basse pression" exposé au Chapitre I1.
Cela permet de s'affranchir de 1'écran thermique et de [l'enceinte a vide
autour de la bolte froide. Un montage préliminaire (Fig. 12) a permis de
s'assurer que la pression nécessaire pouvait 8ire atteinte et maintenue en
rotation.

Tandis que les problémes mécaniques sont trés facilement résolus au
niveau du stator, la rotation & 3000 tours/mn exige un soin particulier
quant a la construction : le niveau des vibrations doit étre trés faible et la
premidre vitesse critique de flexion supérieure a4 3000 trs/mn. Or la partie
centrale, l'enceinte hélium notamment, doit étre isolante d'un point de vue
électrique pour éviter les pertes, y compris en fonctionnement synchrone
(séquence inverse de courant, modification de régime). Compte tenu de
I'absence d'écran électromagnétique, l'épaisseur du tube central sera assez
importante : la vitesse critique varie comme VE /60/ ol E est le module
d'Young qui pour la fibre de verre est dix fois plus faible que celui de l'acier
(Tableau XI). Hors de l'enceinte hélium, les pidces seront en inox
principalement. Les jonctions entre les matériaux-composites et le métal
devront allier les propriétés sumivantes
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- avoir une rigidité mécanique excellente,
- étre étanches a 1'hélium,

- accepter les mises en froid sans détérioration (probleme des dilatations
différentielles).

Ce point-clé devra &tre vérifié par quelques expériences
préliminaires.

Les caractéristiques géométriques de l'enroulement inducteur sont
déja définies (Chapitre ). r¢ = 70 mm et 1 = 200 mm.

Le conducteur n'est pas déterminé mais le critdre de non-transition,
choisi au Chapitre III, doit étre vérifié. Ce fil, pour une machine synchrone,
peut &tre moins performant que celui de l'induit : les champs variables
auxquels il est soumis sont ou de faible amplitude (systtme inverse de
courant) ou de courte durde (régimes de défaut, perturbations,...). On peut
accepter des pertes un peu élevées (par rapport A celles d'un conducteur 50
Hz) qui garantissent cependant le maintien de 1'état supraconducteur
pendant ces fonctionnements particuliers. En régime permanent équilibré,

la dissipation thermique est nulle.

Par conséquent le conducteur peut étre de diamédtre supérieur 2

celui du CCN 14000 LL : son courant critique est plus élevé et le nombre de
spires en séries (Nf) A bobiner a l'inducteur diminue. Avec un triplet de CCN

14000 LL, Ny atteint 2500.

Aux bornes de I'enroulement d'excitation on disposera un shunt
supraconducteur. C'est un fil supraconducteur qui est utilisé dans ses deux
¢tats, normal et supraconducteur, et qui constitte donc un interrupteur.
L'état normal peut &tre obtenu par plusieurs méthodes

- on applique au shunt un champ supérieur au champ critique en
alimentant une bobine située autour du fil ;
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- on chauffe localement au-dela de la température critique an moyen d'une
résistance ou d'un fil de constantan cobobiné...

Cette deuxiéme méthode est plus simple A mettre en oeuvre : en
contrepartie il y a dissipation continue d'énergie dans le bain d'hélium. Le
fil doit présenter une résistivité élevée & 1'état normal pour que le shunt
soit court et constitue un circuit "ouvert” : on peut utiliser un conducteur
avec une matrice enticrement en cupronickel par exemple.

Ainsi on pourra disposer d'un bobinage inducteur avec une
résistance nulle. Le fonctionnement synchrone pourra se faire dans les deux
cas suivants

- l'inducteur est court-circuité sur son shunt supraconducteur. On doit
néanmoins obtenir un couple "réluctant” égal 4 (Xg-X'g)wIqV sin §/X4 :

- on fait circuler un certain courant If puis on rend le shunt
supraconducteur.C'est une machine synchrone 2 deux réactances (X'g dans

laxe d et X4 dans l'axe q) et dont la fe.m. E est contante (E = X, 5If/42).Le

diagramme de fonctionnement de la machine est alors (Fig. 74) :

-

-

(X-X)1

Fig. 74 - Diagramme d'une machine synchrone avec une tésistance nulle 2
I'inducteur.







189

Comme on souhaite étudier le plus de solutions possibles, on prévoit
d'installer sur le rotor un autre bobinage identique (méme nombre de
spires et méme rayon moyen) dans l'axe g sans interrupteur
supraconducteur i ses bornes.

Ce deuxitme enroulement permettra, en fonctionnement synchrone,
un amortissement "classique" en le reliant & une résistance extérieure.
Toutefois comme le coefficient de dispersion induit-inducteur est trés
important (og = 0,75), son efficacité s'en trouvera limitée (cf.

paragraphe III, Chapitre III).

Une amélioration pourrait étre apportée en étudiant une commande
¢lectronique de cette bobine /61/.

Si les deux bobines du rotor sont relides & des résistances

extérieures, la machine sera du type asynchrone. Ses performances seront
mauvaises 4 cause du faible couplage induit-inducteur (Ppax =1 kW).
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I - PROJET

La Fig. 75 présente un avant-projet de rotor supraconducteur
répondant aux principes énoncés ci-dessus. Il s'adapte au cryostat
statorique actuel anquel on a supprimé I'écran thermique intérieur ((9)
Fig. 52) en accord avec le principe de "l'entrefer basse pression”.

De nombreuses parties du rotor (nez cryogénique en particulier) sont
extrapolées des techniques utilisées dans la machine 500 kW construite au
CRTBT /62/.

On reprendra, pour I'étanchéité relative de l'entrefer, les joints A
friction essayés, sauf du c8té accouplement, puisque le retrait dii a la mise
en froid ne pourra pas &tre rattrapé par le ressort interne. I1 faudra mettre
un joint plus complexe (par exemple un joint Sealol /63/ qui comporte un
soufflet interne).

Pour diminuer les pertes par conduction le long des tubes supports
et le rayonnement axial, deux échangeurs (1) et (2) en matériau fritté sont
disposés en séries entre l'enceinte et les paliers.

Il y a deux sorties vapeurs : amenées de courant (7) et échangeurs
(5). L'étanchéité par rapport & l'extérieur est assurée par un joint 2 friction
(4). Entre elles, la perte de charge doit étre seulement suffisante pour
permettre un r1églage séparé des débits par des vannes extérieures. Aussi
a-t-il €été prévu un unique joint de type labyrinthe (6). Les amenées de
courant des deux bobines seront disposées dans deux tubes distincts.
L'expérience a montré que méme si elles sont réalisées de manidre
identique, la perte de charge peut étre trés différente d'un tube & l'autre.
Une vis pointeau réglable sur les deux sorties (8) permettra d'obtenir des
débits équivalents et donc un refroidissement identique pour les deux
amenées de courant.

L'injection d'hélium est de type baionnette.




1

75: Rotor S.C.

Fig
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L'électronique sur le rotor sera alimentée par un transformateur
tournant (3) & deux secondaires dont l'un servira & chauffer le shunt
supraconducteur. La transmission des informations sera effectude
probablement par une liaison capacitive.

Les études de détail restent & faire ainsi qu'une expérimentation de
liaison froide métal-matériau composite. Le calcul de la vitesse critique doit
étre effectué.







CONCLUSION
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Cette étude a amené des conclusions relatives d'une part aux
machines synchrones entigrement supraconductrices (fonctionnement en
régime permanent et transitoire) et d'autre part & la réalisation d'une petite
machine expérimentale,

Quant aux machines synchrones entiérement supraconductrices, nous
avons prouvé que leur intérét é&tait multiple. Les grandeurs : densité de
puissance, puissance spécifique et réactance synchrone sont supérieures a
celles des cryoalternateurs "classiques”. La c¢ryogénie intégrée de
I'ensemble, rotor plus stator, est assez simple ; elle diminue la complexité
actuelle des parties tournantes cryogéniques.

Quant & la machine expérimentale, nous avons démontré en la
réalisant la faisabilité d'un induit alternatif supraconducteur et le bon
fonctionnement d'un cryostat en fibres de verre entidrement démontable.
De nombreux probléemes sont néanmoins apparus liés a l'emploi de
supraconducteur alternatif dissipant une certaine puissance : isolation
électrique et thermique, détection d'une transition et protection de la
bobine...

Il reste a réaliser le rotor cryogénique s'adaptant au stator actuel.
Son étude, déja entreprise, est plus classique. Espérons qu'il sera construit
car sur le plan électrotechnique et économique, seule la machine avec un
inducteur supraconducteur est vraiment intéressante.
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ANNEXE

EXPRESSIONS ANALYTIQUES DES COMPOSANTES DU CHAMP MAGNETIQUE
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EXPRESSTONS ANALYTIQUES DES INDUCTANCES ET DES MUTUELLES
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RESUME

L'élaboration de fils supraconducteurs 2 faibles pertes sous
champs a 50 Hz offre de nouvelles perspectives pour la
cryoélecirotechnique : une des nombreuses applications est la
machine synchrone avec, outre l'inducteur, l'induwit lui aussi
supraconducteur. Avec de fortes réactances synchrones les
puissances spécifiques et volumiques de ces machines sont encore
plus ¢€levées que celles des cryoalternateurs “classiques” tandis que
leur structure cryogénique d'ensemble est plu's simple. - Un
dimensionnement de ces machines basé sur un critére de non-
transition en régime de défaut est présenté. Il conduit & de mauvais

couplages entre 1'induit et I'inductsur et 3 des réactances
synchrones (xq) élevées. Aussi a-t-on été amené 2 étudier
I'influence de xg sur la stabilité des alternateurs.

T

Pour réaliser ces‘fnébﬁirlles, des technigues nouvelles doivent
&tre mises au point : les bobinages supracondvciturs alternatifs
doivent permettre l'évacuation des pertes iatrinségues du fil et
posséder d'excellentes propriétés mécaniques (iransmission du
couple et blocage rigoureux du conducteur). Les cryostats
herizontaux sont en matériaux isolants dans leur partie centrale.

Un cryostat statorique et des enroulements triphasés
supraconducteurs & 50 Hz sont présentés en vue de réaliser dans
une configuration entidrement supraconductrice une machine
synchrone de 18 kVA. Les premiers essais de l'induit en

alternateur monophasé sont exposés.

Mots clés ! supraconducteurs, pertes en alternatif,
machine synchrone, cryoalternateur, réactance synchrone,
bobinage, cryostat, fibre de verre.







