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Introduction générale 

Introduction générale 

Le transformateur est aujourd’hui l’un des convertisseurs statiques à noyau 

magnétique les plus utilisés. On les trouve aussi bien dans le système de distribution des 

réseaux électriques, que dans les véhicules (trains, métro, …). Cette diffusion à grande 

échelle dans les grands systèmes et dans les applications domestiques s’accompagne de 

deux principales contraintes environnementales fortes : les pertes qui accompagnent la 

conversion d’énergie, d’une part, et le bruit acoustique, d’autre part [1]. 

Les pertes constituent un sujet d’optimisation constante dans les transformateurs. 

En effet dans les pays de l’Union Européenne, le rendement moyen de ces derniers est de 

98.38% [2], et les pertes, évaluées à 40TWh, représentent 1% de la production brute 

d’électricité européenne [3]. Une partie de ces pertes, appelées pertes fer, est directement 

liée au circuit magnétique constituant le transformateur. Pour les réduire, deux axes 

d’améliorations sont développés. Premièrement, les fabricants de transformateurs 

optimisent l’assemblage des tôles constituant les circuits magnétiques. Ces procédés se 

concentrent dans l’assemblage des coins, zones fortement énergivores. Deuxièmement, les 

fabricants de tôles magnétiques améliorent leur processus de fabrication car le soin apporté 

à la manutention des tôles, à leur découpe et à leur agencement impacte le bilan de pertes. 

Le bruit acoustique des transformateurs est l’autre problématique forte de ces 

dernières années. En effet, le confort sonore de la population ayant une habitation proche 

des transformateurs ou des passagers de véhicules électriques est devenu une 

préoccupation majeure des industriels. Le critère acoustique est même inclus dans la 

désignation normalisée des transformateurs [4]. Les axes d’amélioration dans ce domaine 

sont portés d’une part sur l’assemblage des noyaux magnétiques, et d’autre part sur la tôle 

magnétique dont on essaie de limiter les déformations liées à la magnétostriction.  

Ces deux problématiques poussent les fabricants de tôles magnétiques tels que 

ThyssenKrupp Electrical Steel (TKES) à engager des recherches pour déterminer l’impact 

de leurs produits sur les performances énergétiques et environnementales des 

transformateurs. C’est dans ce cadre que s’établit la collaboration avec le Laboratoire 

Systèmes Electrotechniques et Environnement (LSEE). 

Généralement, la caractérisation, énergétique ou acoustique, d’un transformateur 

se fait une fois le dispositif assemblé. Cette approche, à posteriori de la construction, est 

très pénalisante pour plusieurs raisons. Tout d’abord, elle est chronophage, 

particulièrement pour les grands transformateurs. Ensuite, elle est coûteuse, 

particulièrement si les phénomènes à l’origine des pertes ou des vibrations ne sont pas 

compris. Les modélisations par Eléments Finis sont encore trop chronophages pour 

modéliser des structures complètes ou prendre en considération finement les effets de la 

magnétostriction par exemple. Une des voies possibles pour prédéterminer à priori de la 

construction d’un transformateur quelles seront ses performances énergétiques et 

acoustiques consiste à trouver des liens entre le transformateur finalisé et des dispositifs 
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expérimentaux simplifiés plus fiables que ceux déjà existant. C’est dans ce cadre que se 

situe notre travail avec une double articulation. 

• Il s’agit d’abord, avec ces dispositifs, de comprendre les mécanismes qui conduisent 

aux pertes fer et aux déformations à l’origine du bruit. En parallèle de cette 

compréhension, il faudra estimer qualitativement, et quantitativement lorsque c’est 

possible, l’impact des paramètres que l’on aura identifiés. 

• C’est à partir de cette analyse que des passerelles pourront alors être établies pour 

prédéterminer les performances des tôles lorsqu’elles sont assemblées. 

L’objectif est particulièrement ambitieux mais prédéfinir les performances des 

tôles revêt, pour un constructeur, une grande importance. Ce travail s’appuie sur de 

nombreux dispositifs expérimentaux simplifiés permettant d’étudier des phénomènes 

énergétiques, vibratoires et acoustiques. En complément, des simulations de type Eléments 

Finis permettent de comprendre plus finement certains phénomènes, notamment en ce qui 

concerne la manière dont se répartit le flux magnétique dans le noyau des transformateurs.  

La première partie de ce mémoire est consacrée à une étude bibliographique 

reprenant les origines, les tests normalisés et l’influence de l’assemblage du circuit 

magnétique sur les pertes fer et le bruit acoustique des transformateurs. 

La seconde partie présente une méthode dite « des trois cadres » appliquée à deux 

types de dispositifs différents. Cette méthode permet d’étudier et de dissocier les pertes fer 

présentes dans les bras, d’une part, et dans les coins des transformateurs, d’autre part. En 

effet, la localisation et la quantification des pertes fer présentent une première étape dans la 

compréhension de la répartition de ces dernières dans le transformateur. Dans un premier 

temps, nous avons appliqué cette méthodologie sur des cadres de type Epstein, de 

longueurs différentes, à joints à double recouvrement. Ces essais ont été menés avec 

différentes qualités de tôles permettant de faire apparaitre les premiers paramètres 

modifiant le comportement énergétique. Dans un second temps, cette méthodologie a été 

appliquée à des circuits assemblés avec les types de joints les plus courant comme le Butt 

Lap et le Step Lap, permettant de mettre en valeur l’influence de l’assemblage sur les pertes 

fer produites par le transformateur. 

La troisième partie présente l’étude de circuits magnétiques particuliers car 

constitués de tôles découpées d’une seule pièce. L’objectif est de pouvoir superposer des 

tôles dont les directions de laminage (DL) sont situées dans le même sens ou non. On 

parlera de « décalage » de tôles. Ce dispositif, nous permettra d’étudier les phénomènes qui 

se produisent dans les coins du noyau magnétique des transformateurs. Le décalage va 

avoir pour conséquence de changer les phénomènes à l’origine des vibrations des 

structures. Deux types de structures ont été étudiés. 

• Les premières sont des structures annulaires composées de dispositifs à tôles dont 

les DL sont alignées pour le premier et décalées pour le deuxième. Des simulations 

par la méthode Eléments Finis permettront de comprendre la répartition du flux 

magnétique pour les deux cas. Ensuite, des relevés de pertes fer et de vibrations 
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nous offriront une réflexion sur les paramètres impactant les pertes et, surtout, les 

vibrations et le bruit acoustique des transformateurs. 

• Un second type de géométrie, plus proche du transformateur, est testé pour, 

notamment, valider les tendances observées sur les structures annulaires. 

La quatrième partie s’intéresse à des essais sur des modèles de transformateurs 

construits avec différentes qualités de tôles. D’abord, des essais énergétiques, vibratoires et 

acoustiques sont menés sur des modèles monophasés permettant de consolider les 

réflexions tirées des chapitres précédents. Ensuite, le même type d’essai est effectué sur des 

modèles de transformateurs triphasés nommés « core models ». Ces dispositifs nous 

permettent de consolider nos conclusions sur les paramètres définissant une qualité de tôle 

et leur impact sur l’optimisation des pertes fer et du bruit acoustique des transformateurs. 

Du fait du nombre de dispositifs expérimentaux développés dans les recherches 

présentées dans ce mémoire, nous allons les présenter dès à présent. 

Trois cadres de type Epstein : il s’agit de trois cadres de longueurs différentes 

permettant de dissocier les pertes produites par les bras et les coins. 

Qualités testées : PowerCore H 0.30mm, PowerCore C 0.30mm, PowerCore H 

0.23mm. 

Trois cadres de type transformateur : trois cadres de mesures monophasés sont utilisés 

avec la même méthodologie que précédemment. Leurs géométries sont plus proches de 

celles des transformateurs réels et ont un assemblage de coins couramment utilisés. 

Qualités testées : PowerCore H 0.30mm 

Structures annulaires : deux structures annulaires sont comparées. La première est 

constituée de disques empilés de façon à avoir leurs DL alignées. La seconde est constituée 

de disques empilés dont les DL sont régulièrement décalées de 90°. 

Qualités testées : PowerCore C 0.35mm, PowerCore H 0.30mm 

Cadres « une pièce » : avec la même philosophie de tests que pour les structures 

annulaires, des cadres monophasés sont constitués de tôles découpées d’une seule pièce. 

Qualités testées : PowerCore H 0.30mm 

Cadres monophasés : des cadres monophasés ont été spécialement construits pour 

nos études. Ils permettent de comparer, pour une même géométrie du circuit magnétique, 

les pertes fer, les vibrations et le bruit acoustique de différentes qualités de tôles. 

Qualités testées : PowerCore H 0.30mm, PowerCore C 0.30mm, PowerCore H 

0.23mm.
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Core models : il s’agit de modèles de transformateurs triphasés permettant de 

comparer les grandeurs qui nous intéressent, pour différentes qualités de tôles. 

Qualités testées : PowerCore H 0.18mm, PowerCore H 0.23mm, PowerCore H 

0.30mm normale, PowerCore H 0.30mm « scratché », PowerCore H 0.30mm avec 

revêtement modifié. 
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1.1 Présentation des circuits magnétiques des transformateurs 

Chapitre 1  Contexte du travail 

1.1 Présentation des circuits magnétiques des 

transformateurs 

1.1.1 Présentation des tôles à grains orientés 

A l’heure actuelle, les circuits magnétiques des transformateurs sont, le plus 

souvent, construits avec des tôles à Grains Orientés (GO) composées d’alliage de fer et de 

3% de silicium. Ces tôles sont, comme leur nom l’indique, divisées en grains. Ces derniers 

sont constitués de domaines magnétiques appelés domaines de Weiss et séparés par des 

parois de Bloch [5]. Celles-ci se déplacent en fonction du niveau d’induction présent dans la 

tôle et de l’angle pris par le flux magnétique par rapport à la DL. Ces tôles présentent des 

performances remarquables en termes de pertes dans la DL. Mais, en contrepartie, la forte 

anisotropie de la tôle la rend très énergivore lorsque le flux magnétique s’établit dans 

d’autres directions. En conséquence, d’importants écarts sur les performances énergétiques 

des tôles GO apparaissent en fonction de l’angle α entre la DL et le vecteur d’induction. La 

raison de cette anisotropie est atomique : les atomes de l’acier magnétique, dans le cas de 

tôles GO, forment une structure cristallographique cubique centrée appelée « texture de 

Goss » [6] comme le montre la Figure 1-1. Ainsi, ces structures ont une orientation très 

voisine de la DL, entrainant de meilleures performances énergétiques suivant l’arrête [001], 

et de plus mauvaises selon direction de difficile aimantation suivant [111]. Deux autres 

directions peuvent être repérées : la direction transverse (DT) suivant [110], perpendiculaire 

au plan de la DL, et la direction normale (DN) perpendiculaire au plan. La Figure 1-2 

illustre ce phénomène d’anisotropie relevé à l’aide de bandelettes Epstein découpées dans 

différentes directions par rapport à la DL : les pertes sont faibles pour un angle α égal à 0° 

et maximales pour α=55°, angle proche de la direction de difficile aimantation [7]. Outre 

des aspects pratiques technologiques facilitant la réalisation des circuits magnétiques, 

 
Figure 1-1 Structure cristalline des tôles GO 
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Chapitre 1  Contexte du travail 

 

l’obtention de performances optimales dans la DL explique pourquoi les noyaux sont 

constitués de bandes découpées dans cette direction. 

 
Figure 1-2 Pertes fer d’une tôle GO en fonction de α [7] 

 
Au cours des années, les fabricants de tôles magnétiques ont développé des 

processus conduisant à d’importantes réductions des pertes fer (Figure 1-3), les réduisant 

même d’un facteur supérieur à 3 [8]. Ils élaborent plusieurs qualités de tôles magnétiques 

avec des performances et des anisotropies différentes. Il est possible de dissocier deux 

familles de tôles GO : les qualités dites « conventionnelles » (CGO) et les qualités dites « à 

haute perméabilité » (HGO ou HiB) [9]. Ces dernières offrent de meilleures performances 

dans la DL mais sont également plus anisotropes [10]. Ces tôles sont référencées selon des 

 
Figure 1-3 Evolution des pertes fer des tôles GO au cours du temps [8] 
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normes internationales [11] [12] [13] [14] ; mais cette classification concerne seulement les 

performances selon la DL, sans information sur l’anisotropie, et à une induction unique de 

1.7T. De ce fait, deux matériaux différents peuvent présenter, en fonction de l’induction, 

des évolutions de pertes fer et une anisotropie différentes même s’ils présentent des 

performances similaires à 1.7T, tout en étant référencés de la même manière. 

1.1.2 Des hauts fourneaux à la fabrication des 

transformateurs 

De nombreuses étapes sont nécessaires pour fabriquer la tôle GO puis le 

transformateur. Les procédés métallurgiques d’une part et les techniques d’assemblages des 

tôles d’autre part sont complexes. Ils impactent les performances environnementales des 

transformateurs. 

La fabrication des tôles GO commence avec la matière première : le minerai de 

fer est amené jusqu’aux hauts fourneaux pour être fondu. Ce liquide subit alors différents 

traitements pour enlever des éléments, tels que le soufre ou le carbone, et en ajouter 

d’autres comme le silicium. Au final, c’est sous forme de brames que cette matière première 

arrive chez le fabricant de tôles magnétiques. Celui-ci effectue alors différents procédés, 

présentés dans le Tableau 1-1, pour produire des tôles GO conventionnelles.  

Procédé But 

Recuit des bandes à chaud à environ 950°C, 
traitement surfacique et application d’huile 
lubrifiante. 

• Enlèvement de l’oxyde dû au 
laminage à chaud 

• Raffinement de la structure 
métallurgique. 

• Lubrification pour le laminage à 
froid. 

Laminage à froid à une épaisseur 
intermédiaire d’environ 0.6mm. 

Réduction de l’épaisseur du matériau aux 
dimensions intermédiaires appropriées. 

Recuit à 950°C Recristallisation. 
Laminage à froid jusqu’ à une épaisseur 
finale comprise entre 0.5mm et 0.23 mm. 

Réduction de l’épaisseur du matériau aux 
dimensions finales. 

Recuit et décarburation à environ 
840° Csous atmosphère d’hydrogène. 

• Réduction du carbone 

• Recristallisation 
• Application d’une couche d’oxyde 

de magnésium. 

Recuit à haute température, environ 1200°C 
pendant 24 h. 

• Recristallisation des grains bien 
orientés et création d’une couche 
isolante composite. 

• Enlèvement des impuretés comme 
le soufre, l’azote et l’oxygène. 

Planage à chaud et application d’une couche 
de phosphate. 

Isolation finale 

Tableau 1-1 Processus de fabrication de tôles GO conventionnelles [15] 
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Les tôles à haute perméabilité subissent un processus différent. En effet, pour 

cette qualité, l’élaboration est différente et une seule étape de laminage à froid est 

nécessaire. Ces tôles ont alors des grains de plus grande taille et la plus faible désorientation 

entre ces derniers permet une amélioration des caractéristiques magnétiques [16]. Un 

procédé supplémentaire, le « scratching », consiste à balayer la tôle avec un laser permettant 

une réduction des tailles des domaines, modifiant les propriétés magnétiques ainsi que les 

caractéristiques magnétostrictives [17].   

 
Figure 1-4 Assemblage d’un circuit magnétique 

Les tôles GO sont finalement réceptionnées par le constructeur de 

transformateurs sous forme de bobines. Celles-ci sont alors refendues pour correspondre 

aux largeurs des circuits magnétiques. Vient ensuite l’étape de découpage : les bobineaux 

vont être découpés en formes différentes correspondant aux pièces constituant le circuit 

magnétique. Les bandes de tôles sont alors montées (excepté la partie supérieure) par un 

opérateur (Figure 1-4) ou de façon automatisée. En parallèle, le bobinage est réalisé avec 

une superposition d’isolant et de conducteurs. Ces bobines sont insérées sur les colonnes 

du circuit magnétique ; la partie supérieure est alors installée de façon manuelle. La suite du 

processus dépend du type de transformateur produit : 

• Pour les transformateurs secs, les différents accessoires tels que les borniers sont 

mis en place. Le circuit magnétique est recouvert d’un revêtement spécifique. 

• Pour les transformateurs immergés, les différents accessoires (bornier, fixation,...) et 

la partie supérieure de la cuve sont ajoutés. Ensuite, une étape de séchage est 

effectuée pour enlever l’humidité de la structure. Enfin, le transformateur est rempli 

d’huile. 

Ces transformateurs sont vendus aux clients selon une désignation normalisée, 

que ce soit pour les transformateurs secs [18] ou les transformateurs immergés [19]. La 

désignation est établie en fonction des pertes à vide d’une part, et en fonction du bruit émis 

par le transformateur, d’autre part. Cette classification démontre bien l’importance que 

revêtent ces deux facteurs.  
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1.2 Pertes fer des tôles GO 

1.2.1 Origine des pertes 

Comme nous l’avons évoqué précédemment, les tôles GO sont constituées de 

domaines magnétiques. Soumises à un champ magnétique, les parois Bloch qui les séparent 

vont se déplacer, engendrant un nouvel arrangement des domaines magnétiques. Ce 

phénomène est à l’origine de la création, directe ou indirecte, des pertes fer. 

Le modèle de séparation de pertes [20]- [21] dissocie 3 types de pertes : 

• Les pertes statiques ou pertes par hystérésis traduisent les effets de Barkhausen. 

En effet, soumis à un champ magnétique, les domaines magnétiques peuvent 

changer brutalement d’état, créant ainsi des sauts de Barkhausen dépendant du taux 

d’impuretés de la tôle magnétique. 

• Les pertes classiques traduisent les effets des courants de Foucault dans les tôles 

magnétiques. Ceux-ci s’expliquent avec les équations de Maxwell : la variation du 

champ magnétique au cours du temps va engendrer des tensions, créant des 

courants dans la tôle magnétique. Ces pertes sont fonction de l’épaisseur de la tôle, 

d’où l’intérêt de feuilleter les circuits magnétiques pour réduire ces effets. 

• Les pertes par excès sont liées à la répartition des domaines du matériau. En effet, 

les sauts de Barkhausen causent des niveaux locaux d’induction différents entre les 

domaines, créant ainsi des courants autour des parois en mouvement. 

Les pertes fer dépendent de plusieurs facteurs propres à la tôle, tels que la taille 

des grains, le taux d’impureté, l’épaisseur ou encore le taux de silicium [22]. Ces facteurs 

expliquent que chaque qualité de tôle possède ses propres caractéristiques de pertes fer. Par 

exemple, les tôles magnétiques à haute perméabilité, contenant des grains de plus grandes 

tailles que les tôles conventionnelles, ont des pertes statiques moins importantes. 

Outre les caractéristiques intrinsèques au matériau, les pertes fer sont en liaison 

directe avec la géométrie du circuit magnétique. Taille et méthode d’assemblage sont donc 

des paramètres impactant la répartition de l’induction, et donc les pertes fer.  

Ainsi, pour pouvoir comparer les performances des tôles GO, des méthodes de 

mesures normalisées ont été mises en place. 
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1.2.2 Méthodes de mesures normalisées 

1.2.2.1 Cadre Epstein 

Le cadre Epstein est la méthodologie normalisée [23] utilisée par toute l’industrie 

des tôles magnétiques pour caractériser les produits. Elle consiste à mettre des bandes 

éprouvettes de tailles normalisées dans un cadre constitué de 4 solénoïdes disposés comme 

le montre la Figure 1-5. Chaque solénoïde est constitué de 175 spires primaires et de 175 

spires secondaires. Un cinquième solénoïde existe pour compenser le flux se refermant 

dans l’air (fuites) constitué, lui aussi, d’un enroulement primaire et secondaire. Les circuits 

primaires et secondaires sont formés par la mise en série des enroulements de chaque 

solénoïde primaire et secondaire. Les échantillons sont placés en joints à double 

recouvrement. Ils sont généralement coupés, pour les tôles GO, selon la DL. Grâce au 

courant primaire et à la tension secondaire, le système mesure les caractéristiques de 

l’échantillon. La longueur moyenne de la ligne de champ utilisée pour les différents calculs 

est normalisée à 0.94m, et ce, quelle que soit la qualité de la tôle caractérisée. Les pertes fer 

de l’échantillon sont calculées avec l’équation (1–1) : 

   
   

    
  

  

  
    

          
      

  
  (1–1) 

Où : 

   : Pertes totales spécifiques de l’éprouvette [W/kg] 

  : Longueur d’une bande éprouvette [m] 

   : Longueur effective conventionnelle du circuit magnétique (0.94m) 

  : Masse totale de l’éprouvette [kg] 

   : Nombre de spires de l’enroulement primaire 

   : Nombre de spires de l’enroulement secondaire 

   : Puissance mesurée [W] 

  : Résistance totale des instruments de mesure du circuit secondaire [Ω] 

   
     : Valeur moyenne de la tension redressée induite dans l’enroulement secondaire 

en V 
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Figure 1-5 Cadre Epstein [23] 

1.2.2.2 Essais sur tôle unique 

Le cadre à bande unique est un second dispositif normalisé permettant de 

caractériser les tôles magnétiques [24]. Comme son nom l’indique, ce test consiste à 

mesurer les performances d’un échantillon : une tôle unique d’une longueur d’au moins 

500mm. Celle-ci prend place entre deux culasses, comme le montre la Figure 1-6, 

permettant la constitution d’un circuit magnétique. Les enroulements primaire et 

secondaire sont placés autour d’un support non magnétique, isolé électriquement et localisé 

autour de l’échantillon à tester. Comme pour le cadre Epstein, une inductance mutuelle 

existe, permettant une compensation électrique de l’effet du flux dans l’air. La longueur 

moyenne normalisée pour ce dispositif est de 0.45m quelle que soit l’épaisseur ou la qualité 

de l’échantillon. Les pertes sont alors déduites de la mesure du courant primaire, de la 

tension secondaire et de l’équation (1–2) : 

   
 

    
  

  

  
    

          
      

  
  (1–2) 

 
Figure 1-6 Cadre à bande unique [24] 
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1.2.3 Facteur de construction 

Les deux tests précédents permettent de caractériser les pertes fer massiques des 

tôles. Pourtant, une différence de performance peut être constatée entre ces pertes 

massiques déterminées dans des conditions normalisées et les pertes fer massiques que va 

produire le transformateur. Cette différence est appelée facteur de construction (Fc) et peut 

être défini par l’équation (1–3) : 

   
                                   

                       
 (1–3) 

Ce facteur varie en fonction de la qualité de la tôle magnétique mais aussi en 

fonction des paramètres de construction du circuit magnétique du transformateur. 

1.2.3.1  Configuration d’assemblage 

Les circuits magnétiques des transformateurs étant constitués de bandes de tôles 

GO, des méthodes d’assemblages ont été développées à la fois pour réduire les entrefers 

dans les régions des joints et pour fournir une rigidité mécanique à l’assemblage. Nous 

pouvons dissocier, dans un transformateur triphasé, deux types de joints : les joints 

extérieurs du circuit magnétique, endroits où le flux magnétique est unidirectionnel, et le 

joint en T qui se situe aux extrémités de la colonne centrale où le champ magnétique est 

rotationnel.  

Premièrement, les joints extérieurs adoptent plusieurs configurations : 

• Butt Lap : les tôles forment des joints à 90°.  

• Single Step Lap : les tôles sont découpées avec un angle de 45° aux extrémités. 

Cette configuration ne contient qu’une marche. 

• Multi Step Lap : les tôles sont découpés avec un angle de 45° aux extrémités. Cette 

configuration contient un nombre de marches supérieur à deux. 

Plusieurs études ont comparé les performances énergétiques des transformateurs 

ayant les différents types d’assemblages. [25] montre que la configuration Butt Lap est plus 

énergivore que la configuration Step Lap et [26] montre que l’utilisation du multi Step Lap 

réduit les pertes fer à géométrie donnée. L’un des paramètres d’une configuration Step Lap 

impactant les performances du circuit magnétique est la taille du chevauchement des tôles 

(« overlap », Figure 1-7). Comme le montre [27], un chevauchement plus important va 

tendre à augmenter les pertes du transformateur. En plus de la géométrie des joints, les 

fabricants peuvent également choisir de mettre plusieurs tôles par marche, mais cette 

pratique tend aussi à augmenter les pertes fer, que ce soit dans les transformateurs 

monophasés ou triphasés [28]- [29].   
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Figure 1-8 Géométrie du T joint : (a) le joint à 90°, (b) le joint à 45°-90°, (c) le joint à 45° et 

(d) le joint à 60°. 
 

Deuxièmement, le joint en T a, quant à lui, une géométrie différente des joints 

externes. En effet, plusieurs géométries ont été développées pour optimiser du point de 

vue énergétique cette zone particulière d’un transformateur triphasé. La Figure 1-8 montre 

les types d’assemblage couramment utilisés. Des mesures ont montré que le joint à 90° est 

plus énergivore que le joint 45°-90°. On a longtemps pensé que le joint 45° réduisait le plus 

les pertes [30] mais une récente étude [31] a montré que le joint à 60° permet d’avoir de 

meilleures performances énergétiques.  

 
Figure 1-7 Assemblages en (a) Butt Lap et en (b) Single Step Lap [25] 
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Ces études mettent en exergue l’impact important de la conception du circuit 

magnétique sur les pertes fer que celui-ci va engendrer. 

1.2.3.2 Influence des trous 

Les trous dans les bras des transformateurs ont pour but de faire passer les tiges 

de serrage du circuit magnétique. Mais, en contrepartie, ceux-ci dégradent les performances 

des tôles magnétiques car la distribution du flux dans le circuit crée des saturations locales 

augmentant les pertes fer [32]. Cette augmentation varie en fonction de la taille du trou : 

plus son diamètre est élevé, plus les pertes augmentent. 

1.2.3.3 Serrage 

Le serrage est un élément important dans le montage des transformateurs 

puisqu’il permet de maintenir l’assemblage du circuit magnétique. Cette pression va aussi 

influencer les performances du noyau magnétique. En effet, un trop fort couple de serrage 

va tendre à augmenter les pertes fer du circuit magnétique [33]- [34]. Les explications les 

plus évidentes concernent la pression qui détériore les performances des tôles GO d’une 

part [35], et qui augmente le nombre de courts circuits interlaminaires dus aux bavures de 

coupe, d’autre part [36]- [37]. 

1.2.3.4 Facteur humain 

Même si de plus en plus de montages de circuits magnétiques sont automatisés, la 

plupart est encore réalisée manuellement. Le facteur humain, représentant les opérateurs 

responsables du montage, influe logiquement sur les performances d’un noyau 

magnétique : un circuit magnétique mal assemblé sera moins performant. Ce facteur peut 

impacter les performances entre 3% et 6% selon la formation de l’opérateur. 
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1.3 Bruit des transformateurs 

Il existe trois sources principales de vibrations dans les transformateurs : 

• la magnétostriction 

• les forces magnétiques 

• les forces de Laplace présents dans le bobinage 

Les deux premières sources sont souvent appelées bruits à vide, car, dans ce cas, 

un faible courant dans les enroulements génère des forces de Laplace, produisant du bruit 

acoustique négligeable par rapport à celui du circuit magnétique. La Figure 1-9 montre les 

différentes étapes de production de vibrations et de bruit dans les transformateurs. Ces 

vibrations peuvent être augmentées par les résonances mécaniques du circuit magnétique 

[38] mais aussi par celles des différents accessoires de construction [39]. Dans cette étude, 

nous allons seulement nous intéresser au bruit du circuit magnétique. 

 
Figure 1-9 Origines du bruit d’un transformateur 
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1.3.1 Caractéristiques des forces de Maxwell 

1.3.1.1 Généralités 

Les forces de Maxwell sont présentes quand un flux magnétique traverse deux 

milieux de perméabilités différentes. Dans le cas d’un transformateur, on retrouve donc ce 

phénomène essentiellement dans les joints puisque l’assemblage des circuits magnétiques 

impose la présence d’entrefers dans ces zones. Nous pouvons donc dissocier deux types de 

forces de Maxwell montrées à la Figure 1-10 [40] :  

• les forces qui agissent dans le plan des tôles (chemin 1)  

• les forces normales à leur plan (chemin 2) [41].  

La répartition des ces deux types de forces dépend de la notion d’induction 

critique [42]. Celle-ci est une induction limite qui est fonction de la géométrie du coin : en 

dessous de cette limite, le flux magnétique s’établit selon le chemin 2, hors du plan. Au 

dessus, le flux magnétique s’établit à la fois selon le chemin 2, hors plan, et le chemin 1 

dans le plan. Cette induction critique peut être exprimée par l’équation (1–4) : 

      
 

   
 (1–4) 

Cette induction critique dépend de  , le nombre de marches présentes dans le 

joint du transformateur, et de l’induction à saturation des tôles magnétique (2T). 

 
Figure 1-10 Différenciation des forces de Maxwell dans les joints 

Ces forces vont créer des attractions entre les tôles et ainsi mettre en vibration le 

circuit magnétique. La pression s’exerçant à la surface liée à ces forces peut être exprimée 

par la relation (1–5) [43]. Dans le cas où l’induction évolue de manière sinusoïdale à 50Hz, 

les forces de Maxwell présentent une fréquence double, soit 100Hz. En réalité, les circuits 

magnétiques et particulièrement les joints présentent des saturations locales qui font que 

localement l’induction n’est pas sinusoïdale. Les phénomènes sont donc beaucoup plus 

complexes. 
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 (1–5) 

Où : 

  est la pression mécanique des forces de Maxwell. (N/m²) 

  est l’induction (T)  

   est la perméabilité du vide (4π10-7 H/m) 
 

1.3.1.2 Harmonique 

L’induction n’est pas purement sinusoïdale : elle contient des harmoniques car les 

saturations locales inhérentes aux coins provoquent des déformations locales de la forme 

d’onde de l’induction. Des mesures locales d’un coin de transformateur instrumenté 

(Figure 1-11) ont montré la forte déformation de l’induction en un point situé au cœur de 

l’entrefer d’un circuit magnétique expérimental proche du Butt Lap [44]. Les composantes 

Bx et By relevées par deux bobines placées en quadrature sont distordues bien que le 

module de ces deux composantes d’induction mesurées au niveau d’une colonne soit 

sinusoïdal. La distorsion est de plus en plus forte à l’approche du coin comme le montre la 

Figure 1-12 : lorsque la mesure concerne le point au cœur du coin, les signaux sont 

totalement distordus. Cela signifie qu’une partie du flux ne reste pas dans le plan de tôle 

mais qu’elle s’établit d’une tôle à l’autre. 

 
Figure 1-12 Induction en un point éloigné de l’entrefer (à gauche) et en un point proche de 

l’entrefer (à droite) d’un transformateur instrumenté [44].  

 
Figure 1-11 Emplacement des bobines exploratrices dans un coin de transformateur 

expérimental [44] 
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Cette déformation de la forme d’onde de l’induction va naturellement impacter la 

distribution des forces de Maxwell et les fréquences auxquelles elles agissent : un 

fondamental à 100 Hz et des harmoniques à 200 Hz, 300Hz, 400Hz, …Ces vibrations vont 

participer au bruit acoustique rayonné. Ce phénomène montre l’impact que peut avoir la 

qualité de la tôle magnétique sur les forces de Maxwell : une anisotropie différente va 

entraîner une répartition de l’induction différente au niveau du joint, la génération d’un 

contenu harmonique différent, et donc des comportements sonores, vibratoires et 

énergétiques différents. On perçoit donc déjà, à ce stade préliminaire de l’étude, la 

problématique de notre travail qui va combiner les caractéristiques intrinsèques du matériau 

et celles de la structure du circuit magnétique. 

1.3.1.3 Effet d’une composante continue 

L’utilisation d’un convertisseur électronique de puissance pour alimenter un 

transformateur peut entraîner, à cause des éventuels déséquilibres inhérents à ce genre de 

dispositif, l’apparition d’une composante continue d’induction dans le circuit magnétique. 

Considérons le fondamental             et une composante continue Bc. L’application 

de la relation (1–5) conduit à écrire : 

  
      

 

   
 

              
 

   
 (1–6) 

  
 

    
                 

   

 
          

   

 
   

   (1–7) 

L’expression (1–7) montre l’apparition d’une composante de force stationnaire, 

n’engendrant pas de bruit acoustique, et une composante de force à la fréquence 

fondamentale de l’onde d’induction. Ainsi, la composante continue va donner naissance à 

des composantes additionnelles.  

1.3.2 Magnétostriction 

La magnétostriction apparaît avec l'aimantation de l'acier magnétique, lorsque les 

domaines doivent tourner pour s'aligner dans la direction du champ magnétique. Le 

phénomène est particulièrement présent au niveau des coins du transformateur compte-

tenu du virage que doit prendre le flux d’une part et, en raison de la géométrie du coin, 

d’autre part. Ainsi, le champ magnétique se concentre sur la partie intérieure des coins, ce 

qui conduit à des inductions d’amplitudes suffisantes pour déplacer localement les 

domaines, que ce soit pour les parois de domaine à 180° ou pour les parois de domaines à 

90° [45]. 

La magnétostriction est généralement exprimée avec un rapport de déformation 

nommé      ou λ. Au niveau cristallin, celle-ci dépend des coefficients de λ 001 et λ 111, 



 

 

27 

1.3 Bruit des transformateurs 

magnétostriction à saturation selon les axes [001] et [111] du cube de valeur 2.10-5 et 5.10-6 

dans le cas de la structure GO [46]. Le rapport de déformation à saturation peut alors 

s’exprimer par : 

        
 

 
       

   
    

   
    

   
  

 

 
 

                                   

(1–8) 

où : 

α1, α2 et α3 cosinus directeur de l’aimantation spontanée 

β1, β2 et β3 cosinus directeur de la direction de l’allongement 

 Néanmoins, la relation (1–8) s’applique seulement au niveau cristallin. La 

magnétostriction globale de la tôle est aussi fonction de la répartition des domaines 

magnétiques. Celle-ci est donc tributaire de la qualité des tôles. Par exemple, les amplitudes 

des déformations vont varier entre une qualité HGO, qui est moins magnétostrictive pour 

α=0°, et une qualité CGO [10]. D’autres paramètres influencent la magnétostriction comme 

le taux de silicium. 

 
Figure 1-13 Magnétostriction en fonction de α (θ= α) [47] 
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Concernant ce paramètre, la magnétostriction s’approche de zéro pour un taux de 

silicium de 6%. De ce fait, des tôles avec un taux de silicium de 6.5% ont été développées 

pour réduire les effets de la magnétostriction. Ces tôles présentent des pertes fer réduites et 

une perméabilité plus élevée [48]. En contrepartie, l’induction à saturation est plus faible et, 

surtout, leur fragilité les rend plus difficiles à produire. 

Des essais avec des cadres [49] ou des dispositifs à bande unique [17] permettent 

de caractériser les déformations en champ unidirectionnel et de visualiser l’impact de α [47]. 

Leurs résultats, illustrés par la Figure 1-13, montrent une très forte variation des amplitudes 

et du type des déplacements. En effet, la magnétostriction provoque, en l’absence de 

saturation, une contraction pour α compris entre 0° et 55°, et une élongation pour α 

compris entre 55° et 90°. Néanmoins, dans ce type de dispositif, α et l’angle θ entre la DL 

et la mesure sont identiques. C’est pourquoi des dispositifs de mesure de magnétostriction 

2D ont été développés [50] [51] : pour θ allant de 0 à 55°, la magnétostriction est négative 

(la tôle se contracte) et pour θ allant de 55° à 90°, la magnétostriction est positive (la tôle 

s’allonge) (Figure 1-14). L’angle α fait varier les amplitudes de ces déformations : elles sont 

minimales pour α=0° et maximales pour α=90° (Figure 1-15). De plus, les déformations les 

plus importantes sont, quel que soit l’angle α, selon la DL. À ces phénomènes 2D, nous 

pouvons ajouter les effets de la magnétostriction sur l’épaisseur des tôles magnétiques, avec 

une élongation dans la direction normale au plan des tôles [50].  

 
 

Les déplacements liés à la magnétostriction interviennent à des fréquences 

identiques à celles des déplacements engendrés par les forces de Maxwell [52], ce qui rend 

particulièrement difficile la séparation et la quantification de l’impact de ces phénomènes 

sur le bruit émis.  

 
Figure 1-14 Evolution des élongations dues à la magnétostriction en fonction de α et θ 
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1.3.3 Effet de l’assemblage 

Comme pour les pertes fer, le bruit acoustique va non seulement varier en 

fonction de la qualité des tôles [53] mais aussi avec l’assemblage du circuit magnétique.  

1.3.3.1 Influence des méthodes d’assemblage des coins 

Comme nous l’avons présenté dans la partie 1.2.3.1, différentes méthodes 

d’assemblage des coins existent : le Butt Lap, le Single Step Lap ou encore le Multi Step 

Lap. Ces méthodes auront une influence sur le bruit acoustique émis par le transformateur. 

Par exemple, la configuration Butt Lap, bien qu’étant la plus simple à mettre en œuvre, va 

être moins performante au niveau acoustique. Pour réduire ce bruit, la solution la plus 

couramment utilisée est l’utilisation du Single Step Lap qui permet une réduction moyenne 

de 6dBA. Le Multi Step Lap, avec 5 marches, entraîne une réduction moyenne de 9dBA 

[54]. Pour ce dernier, la longueur de chevauchement entre tôles est aussi importante : le 

bruit diminue avec un chevauchement plus grand au niveau des coins [55]. Enfin, le 

nombre de tôles par marche va aussi modifier le bruit acoustique produit, quel que soit le 

point de mesure [56]. 

1.3.3.2 Impact du serrage 

Le serrage mécanique des tôles a une action prépondérante tant du point de vue 

magnétique que du point de vue vibratoire. En effet, le serrage va conditionner : 

• les fréquences de résonance mécanique du circuit magnétique, 

 
Figure 1-15 Evolution de la magnétostriction 2D en fonction de α (noté Ψ) [51] 
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• les niveaux de déformations dues à la magnétostriction [57], 

• l’épaisseur des entrefers entre tôles. 

Ces effets vont impacter la composition spectrale du bruit émis [56]. 

1.3.3.3 Induction de fonctionnement 

Comme nous l’avons vu précédemment, les phénomènes à l’origine du bruit émis 

par les transformateurs sont tributaires du niveau et de la distribution de l’induction. L’une 

des solutions couramment utilisée pour la réduction du bruit consiste à réduire l’induction 

mais elle impose d’augmenter les dimensions du circuit magnétique. Cette solution reste 

basique et revêt des inconvénients : 

• l’augmentation de la masse et du volume du transformateur sont à éviter, voire à 

proscrire pour un fabricant de transformateurs pour des raisons commerciales, 

d’une part, et pour des motifs financiers et écologiques, d’autre part, la matière 

n’étant alors pas exploitée à son maximum. 

• l’accroissement du volume s’accompagne d’une augmentation de la surface de 

rayonnement. Un compromis est donc à trouver ; des études [58] ont montré que 3 

dBA peuvent être gagnés en termes de puissance acoustique. 

1.3.3.4 Solution externe de réduction de bruit 

Au delà des méthodes directes consistant à optimiser l’assemblage des circuits 

magnétiques, il existe des méthodes externes de réduction du bruit avec des solutions 

n’impliquant pas la structure du transformateur [58] [59] : 

• les panneaux muraux : placés sur la cuve, ils permettent de réduire le bruit de 4 à 

10dB ; 

• les écrans acoustiques : de grande hauteur, ils sont placés entre le transformateur et 

le voisinage. Ils permettent d’atténuer le bruit de 10 à 15 dB ; 

• les cheminées : cette solution permet de bien encercler le transformateur mais elle 

laisse la partie haute ouverte ; 

• les enceintes complètes : étendues de haut en bas et sur les cotés, elles permettent 

de baisser les niveaux sonores de 25 à 40 dB ; 

• le contrôle actif consiste à mettre des sources sonores secondaires autour du 

transformateur pour compenser le bruit émis. Le gain est de 15 dB sur les raies à 

100Hz et 200Hz. Néanmoins, cette solution est ponctuelle et spécifique pour 

chaque transformateur, elle n’est donc pas appliquée en série [60]. 

La complexité de certaines solutions et la nécessité de les adapter à chaque 

transformateur montrent bien l’importance de la problématique du bruit des 

transformateurs. 



 

 

31 

1.3 Bruit des transformateurs 

1.3.3.5 Méthodes de mesure normalisée 

Dans cette partie, nous allons détailler la méthodologie normalisée pour la mesure 

des niveaux acoustiques des transformateurs [61]. La norme impose de prendre plusieurs 

points de mesure grâce à un microphone placée successivement en plusieurs points situés 

autour du transformateur. Celui-ci permet de mesurer la pression acoustique pondérée avec 

la courbe de pondération A (Figure 1-16) et d’en déduire la puissance acoustique du 

transformateur. Les paramètres de mesure varient en fonction du type de transformateur 

étudié, ce qui impacte le calcul de la surface mesurée et donc le calcul de la puissance 

acoustique. 

 
Figure 1-16 Courbes de pondération A 

 

1.3.3.5.1 Transformateur immergé sans aéroréfrigérants 

Pour ce type de transformateur, la distance entre la surface de rayonnement    et 

l’appareil de mesure doit être de 0.3m. 

Le calcul de la puissance acoustique    est donné par l’expression (1–9), où 

          ,    est la surface de référence,   étant la hauteur de la cuve (m),    la 

longueur du contour prescrit (m) et 1.25 le facteur empirique destiné à prendre en compte 

l’énergie acoustique rayonnée par la partie supérieure du transformateur,    est la pression 

acoustique relevée par le microphone à 0.30m. 

            
  

  
  (1–9) 
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1.3.3.5.2 Transformateur sec 

Pour ce type de transformateur, la distance entre la surface de rayonnement et 

l’appareil de mesure doit être de 1m. Le calcul s’exprime toujours avec l’expression (1–9) 

mais les paramètres sont :    la valeur de la pression acoustique à 1m et            , 

  étant la hauteur du noyau magnétique avec la structure (m),    la longueur du contour 

prescrit (m) et 1 la distance de mesure (m). 

1.3.3.5.3 Transformateur avec aéroréfrigérants 

Cette fois, la distance entre la surface de rayonnement et l’appareil de mesure doit 

être de 2m. Pour des hauteurs de cuve inférieures à 2.5m, le contour doit se situer à mi-

hauteur de cuve. Si cette dernière est supérieure à 2.5m, alors deux contours doivent être 

utilisés, au tiers et aux deux tiers de la hauteur de la cuve. Les relations précédemment 

utilisées sont encore valables,    s’écrivant alors            . 

1.3.3.5.4 Calcul de la puissance acoustique 

Avec les relevés des pressions acoustiques effectués en utilisant les méthodes 

précédentes, nous pouvons calculer la puissance acoustique moyenne     du 

transformateur. Prenons le cas de mesures effectuées sur un transformateur sec, cas que 

nous allons rencontrer par la suite. La pression acoustique pondérée A moyenne et non 

corrigée     
       se calcule en utilisant l’équation suivante,   étant le nombre de points de 

mesure caractérisé par l’indice « i ». 

    
             

 

 
           

 

   

  (1–10) 

Le niveau de pression du bruit de fond pondéré A se calcule en utilisant l’équation 

(1–11),   étant le nombre de points de mesure. 

    
             

 

 
            

 

   

  (1–11) 

Ensuite, la pression acoustique pondérée A moyenne est calculée par l’équation : 

   
                             

                     
    (1–12) 

  est le coefficient de correction environnementale se calculant avec l’équation 

suivante : 
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  (1–13) 

où          ,   est le coefficient d’absorption acoustique moyen (Tableau 1-2) et    la 

surface de la salle d’essais (murs, plafonds et sols) 

Enfin, la pression acoustique moyenne ainsi calculée, la puissance acoustique se 

détermine par : 

       
            

  

  
  (1–14) 

Description de la salle Coefficient 
d’absorption 

acoustique moyen  

Salle pratiquement vide avec des murs solides lisses en 
béton, briques, plâtre ou céramique 

0.05 

Salle partiellement vide, salle à murs lisses 0.1 
Salle avec des meubles, salle des machines rectangulaire, 

salle industrielle rectangulaire 
0.15 

Salle de forme irrégulière avec des meubles, salle avec des 
machines ou salle industrielle de formes irrégulières 

0.2 

Salle avec des meubles rembourrés, salle des machines ou 
industrielle avec une petite quantité de matériau acoustique 

(par exemple plafond partiellement absorbant) sur le 
plafond ou les murs 

0.35 

Salle avec matériaux acoustique à la fois sur les plafonds et 
murs 

0.35 

Salle avec grandes quantités de matériaux acoustiques sur 
plafonds et murs 

0.5 

Tableau 1-2 Valeurs du coefficient d’absorption acoustique moyen   

1.4 Conclusion 

Dans ce chapitre nous avons mis en évidence deux problématiques inhérentes aux 

transformateurs. 

•  La première est la minimisation des pertes fer. En effet, les innovations de 

l’industrie métallurgique ont permit une nette amélioration de cet aspect. 

Néanmoins, les tests normalisés ne reflètent pas les véritables performances du 

transformateur assemblé. De multiples paramètres liés à sa construction, la forme 

des coins, le serrage ou le niveau d’induction de fonctionnement impactent le 

comportement énergétique du circuit magnétique. On perçoit donc bien la 

difficulté pour le métallurgiste ou le fabricant du transformateur d’estimer le 

comportement des tôles une fois découpées et assemblées.  
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• La seconde problématique est la minimisation du bruit acoustique émis par le 

transformateur. A ce jour, aucun test normalisé ne permet de faire le lien entre une 

tôle de qualité donnée et le bruit final d’un transformateur.  

Cette double problématique est au cœur de ce travail. Il s’agit d’y répondre en 

effectuant des tests sur des dispositifs simplifiés, autres que les cadres Epstein où à une 

bande, et de connecter les résultats de ces tests à ceux effectués sur des circuits 

magnétiques de transformateurs. La démarche, une fois validée, pourra être 

industriellement exploitée pour quantifier, à priori de la construction du circuit magnétique, 

les performances de l’assemblage d’un certain type de tôles. Etablir de telles passerelles 

requiert de bien comprendre les phénomènes à l’origine des pertes et du bruit acoustique. 

Notre démarche consistera donc : 

• à expliquer et à analyser les paramètres impactant pertes et bruit sur des dispositifs 

simplifiés, qu’ils soient expérimentaux ou modélisés à l’aide d’outils numériques. 

• à « connecter » ensuite les résultats donnés par les différents dispositifs.
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2.1 Méthode des trois cadres sur bandes Epstein 

Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

Pour mieux comprendre l’impact de la qualité des tôles sur les pertes fer des 

transformateurs, il est important de dissocier les phénomènes présents dans les coins de 

ceux présents dans les bras. Dans ce chapitre, nous allons exposer une méthode permettant 

de réaliser cette dissociation avec, dans un premier temps, des géométries Epstein de 

différentes qualités et, dans un second temps, des géométries plus proches de celles des 

transformateurs. 

2.1 Méthode des trois cadres sur bandes 

Epstein 

La méthodologie proposée, qui n’utilise pas le cadres normalisées, a déjà été mise 

en œuvre dans [62] avec deux cadres afin d’isoler les effets complexes qui apparaissent dans 

les coins, de manière à caractériser le comportement des parties droites. Dans notre cas, 

nous allons l’étendre à trois cadres afin d’obtenir des informations complémentaires pour 

nous aider à atteindre les objectifs fixés. 

2.1.1 Méthodologie utilisée  

2.1.1.1 Principe de la méthode des trois cadres 

Nous avons mis « en série » des cadres Epstein, fournis par TKES, en les plaçant 

« côte » à « côte ». Trois circuits magnétiques présentés à la Figure 2-1 peuvent ainsi être 

exploités. Seuls deux bras voient leurs longueurs changer, la longueur lt des bandes 

verticales restant la même. Pour distinguer les bras qui demeurent fixes de ceux qui sont 

allongés, nous adopterons respectivement la terminologie « bras verticaux » et « bras 

horizontaux ».  

• L’utilisation d’un seul cadre permet de tester un circuit magnétique court (taille 

Epstein normalisée) constitué de quatre bras identiques de 22cm. Cet ensemble sera 

appelé « cadre court ». 

• Deux cadres mis en série permettent de tester un circuit magnétique moyen 

constitué de deux bras verticaux de 22cm et de deux bras horizontaux de 58.4cm. 

Cet ensemble sera appelé « cadre moyen ». 

• Les trois cadres mis en série constituent le « cadre long » constitué de deux bras 

verticaux de 22cm et de deux bras horizontaux de 94.9cm. 
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Figure 2-1 Cadres court, moyen et long réalisés avec des bandelettes de type Epstein 
 

Chaque circuit est composé de nt=7 tôles par bras. Dans la suite du document, les 

différents cadres seront repérés par lettres C, M et L. 

2.1.1.2 Qualités des tôles des bandes Epstein 

Les tôles utilisées pour les mesures sont des tôles GO « PowerCore H » et 

« PowerCore C », non recuites et fournies par TKES. Nous avons disposé de trois qualités 

différentes (notées Q1, Q2 et Q3) dont les caractéristiques Epstein d’échantillons découpés 

selon la direction de laminage sont données au Tableau 2-1 et dont les courbes 

d’aimantation sont visibles à la Figure 2-2. La qualité Q1 est une tôle HGO d’épaisseur 

nominale 0.30mm, Q2 est une tôle CGO de même épaisseur et Q3 est une tôle HGO de 

0.23mm d’épaisseur nominale. Pour réaliser les bras horizontaux, trois 

longueurs différentes, 0.305m, 0.67m et 1.03m, ont été découpées avec ces différentes 

qualités. 

Nom Pertes fer à 

1.5T (W/Kg) 

Pertes fer à 

1.7T (W/Kg) 

Induction à 

800A/m (T) 

Epaisseur fer 

(mm) 

Q1 0.757 1.027 1.878 0.283 

Q2 0.948 1.379 1.804 0.285 

Q3 0.609 0.833 1.861 0.216 

Tableau 2-1 Caractéristiques des tôles utilisées (Epstein) 
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Les pertes fer relatives à un type de cadre et une qualité donnée seront 

notées     
                             

, et les pertes massiques       
                             

. 

L’épaisseur fer des tôles à été mesurée par TKES par des tests normalisés [23]. 

 
Figure 2-2 Courbes d’aimantation des 3 qualités Q1, Q2 et Q3 de tôles GO découpées 

dans la DL 

2.1.1.3 Dispositif d’alimentation des cadres et de mesure des 

grandeurs électriques 

Les pertes fer sont déterminées à partir de la mesure du courant primaire et de la 

tension secondaire. La source d’alimentation utilisée pour alimenter le bobinage primaire 

est un amplificateur NF Precision Power Amplificateur 4505 piloté par un générateur de 

forme Sony/Tektronix AWG2005. L’ensemble délivre une tension sinusoïdale de 

fréquence 50Hz avec une grande souplesse d’utilisation. Les mesures sont effectuées avec 

un wattmètre de précision Yokogawa WT230. Ces appareils permettent d’automatiser la 

mesure en les reliant à un ordinateur et grâce à un programme réalisé sous Matlab. (Figure 

2-3) 

L’induction crête de référence   
  est donc déduite d’une tension sinusoïdale de 

référence mesurée aux bornes de l’enroulement secondaire bobiné autour du bras vertical 

gauche, bras dont la taille ne varie pas. L’induction   
  est donnée par l’équation (2–1). 

  
  

      

       
  

 (2–1) 

où    
 est la tension efficace de l’enroulement secondaire,    

 son nombre de 

spires (175) et             ,     étant la largueur des tôles magnétiques. 
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Figure 2-3 Système de mesure pour la méthode des trois cadres Epstein 

 

2.1.2 Mesures des pertes fers des trois cadres 

Ces mesures sont réalisées en disposant les échantillons des bras verticaux et 

horizontaux découpés selon le sens de laminage. Dans ce cas, puisque la DL correspond au 

sens de circulation du flux, α=0 dans les parties droites. 

2.1.2.1 Relevés des pertes fer 

Les pertes fer ont été mesurées pour les trois cadres et les trois types de tôles. La 

Figure 2-4 présente les pertes des cadres court, moyen et long pour les tôles Q1, la Figure 

2-5 celles des trois cadres pour les tôles Q2 et la Figure 2-6 celles des trois cadres pour les 

tôles Q3. 

Le calcul des pertes massiques en W/kg fait à partir des mesures effectuées sur le 

cadre court de taille normalisé     
  donne des résultats proches de ceux fournis par TKES 

      
    . L’application de (2–2) dans le Tableau 2-2 montre de faibles écarts calculés de la 

façon suivante : 

                
      

           
 

      
      (2–2) 

Notons que nous avons également calculé l’induction        
  à partir de la tension 

          qui apparait aux bornes de toutes les bobines secondaires mises en série. La 

différence, calculée entre        
  et   

  issue de la mesure sur une colonne est de 0.26% 

pour le cadre C, 0.14% pour le cadre M et 0.35% pour le cadre L. Les différences entre les 

deux méthodes sont donc faibles. Néanmoins, le calcul de   
  permet une comparaison 

avec une induction calculée pour la même zone des circuits magnétiques. C’est pourquoi, 

même si les écarts sont faibles, nous allons utiliser l’induction   
 . 
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Nom        
  (T)       

  (W/kg)       
    (W/kg) Rapport (%) 

Q1 
1.5 0.771 0.757 1.85 
1.7 1.044 1.027 1.65 

Q2 
1.5 0.954 0.948 0.63 
1.7 1.388 1.379 0.65 

Q3 
1.5 0.612 0.609 0.3 
1.7 0.844 0.833 1.32 

Tableau 2-2 Différences entre caractéristiques de tôles fournies par le producteur et celles 
mesurées 

 
Figure 2-4 Pertes fer des 3 cadres pour les tôles 

Q1 

 
Figure 2-5 Pertes fer des 3 cadres pour les tôles 

Q2 

 
Figure 2-6 Pertes fer des 3 cadres pour les tôles Q3 

 

2.1.2.2 Précision de l’appareil de mesure 

Comme évoqué précédemment, l’appareil de mesure est un wattmètre de 

précision Yokogawa WT230. Nous avons chiffré les erreurs de mesures de cet appareil, 

tant pour les pertes fer que pour    . La Figure 2-7 montre ces erreurs relatives au cadre C 
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constitué de tôles Q1. Les barres d’erreurs verticales et horizontales résultent de 

l’application des relations (2–3) et (2–4) [63] : 

                                                      à 50Hz (2–3) 

                                                       à 50Hz (2–4) 

 

  

Figure 2-7 Erreurs de mesure pour les tôles Q1 
 

Les erreurs moyennes entre 0.8T et 2T sont respectivement de ±4.47%, ±4.4% et 

±4.69% pour les cadres C, M et L. Ces erreurs sont calculées entre les pertes mesurées et 

les imprécisions minimales maximales calculées avec les erreurs négatives et positives des 

pertes et de l’induction.  

2.1.2.3 Répétitivité des mesures 

Des essais de répétitivité ont été aussi menés sur le cadre long, dispositif ayant des 

tensions et courants plus grands, provoquant de plus grandes incertitudes [64]. Pour cela 

nous avons effectué dix essais sur le cadre long avec les tôles Q1. 

Grâce aux interpolations des mesures, nous avons appliqué la définition de la 

moyenne arithmétique donnée à la relation (2–5),   étant le nombre total d’essais. 

     
 

 
      

 

   

 (2–5) 

Nous avons calculé la valeur relative de chaque mesure par rapport à la moyenne 

      
 de chaque mesure par rapport      : 
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 (2–6) 

Pour avoir une estimation de l’écart type il faudrait par définition appliquer la 

relation           mais, dans notre cas, nous avons un nombre fini d’essais. On 

applique donc une estimation de σ nommé    
       

   
, ce qui donne donc, dans notre 

cas : 

   
       

       

   
 (2–7) 

Avec cet écart type, on calcule l’intervalle pour un niveau de confiance de 95% en 

supposant une distribution normale de probabilité : 

                (2–8) 

La Figure 2-8 montre       
 en fonction de l’induction pour les 10 séries de 

mesures. L’incertitude moyenne avec un indice de confiance de 95% est de 1.63%, ce qui 

montre une bonne répétitivité et valide les mesures. 

 
Figure 2-8 Valeur relative des mesures par rapport à la moyenne       

 en fonction de   
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

2.1.3 Exploitation des résultats de mesure 

2.1.3.1 Caractérisation des bras Epstein 

Nous montrons, à la Figure 2-9.a, les pertes fer, provenant des Figure 2-4, Figure 

2-5 et Figure 2-6 en fonction de la masse hors coin des 3 cadres et ce, pour différentes 

valeurs de   
 . Notons que les masses hors coins varient entre les qualités puisque 

l’épaisseur des tôles change entre Q1, Q2 et Q3. La Figure 2-9.b montre les pertes des 3 

cadres pour   
      . Il est intéressant de constater, à qualité donnée, une évolution 

linéaire des pertes, quelle que soit l’induction. Cette information n’apparait pas dans les 

méthodologies déjà existantes [62]. Ces variations remarquables peuvent être exploitées 

pour déterminer : 

 
a) 

 
b) 

Figure 2-9 Méthode des trois cadres pour   
 =1.5T pour les trois qualités Q1, Q2 et Q3 
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• les pertes dans les coins : lorsque la masse hors coins tend vers 0, l’ordonnée        

des droites directrices correspond aux pertes dans ces zones. 

• les pertes fer massiques engendrées par l’augmentation de la masse, et donc de la 

longueur, des bras avec le coefficient directeur des droites. 

• la longueur moyenne du flux : en effet, à l’axe correspondant aux masses de la 

Figure 2-9.b peut être superposé un axe gradué en fonction de la longueur hors 

coins des bras verticaux et horizontaux. Le point de coupure de l’axe horizontal 

correspond à des pertes nulles et définit une longueur      
           

 représentative 

du trajet moyen du flux dans les 4 coins, longueur tributaire de la qualité des tôles. 

La Figure 2-10, agrandissement de la Figure 2-9.b avec l’axe horizontal gradué en 

fonction de l’allongement des bras, le montre. 

 
Figure 2-10 Détermination de la longueur moyenne des coins de type Epstein 

Nous avons déterminé les pertes massiques       , en fonction de   
  et en 

considérant l’hypothèse de linéarité, avec la relation (2–9) appliquée pour chaque mesure, à 

  
  donnée et pour chaque qualité,   étant la masse. 

                     (2–9) 

L’évolution pour chaque qualité de tôles est donnée aux Figure 2-11, Figure 2-12 

et Figure 2-13. Apparaissent également les résultats obtenus à partir de mesures effectuées 

classiquement avec le cadre Epstein (cadre C). Les différences constatées par rapport à 

cette référence sont de 9.72% pour Q1, 11.04% pour Q2, 9.82% pour Q3 pour une 

induction de référence de 1.7T. De ce fait, nous pouvons remarquer que pour les tôles GO, 

le cadre Epstein surestime les pertes fer massiques [65]. Bien que cette conclusion a déjà été 

révélée dans des travaux précédents, dans notre cas nous avons quantifié cette 

surestimation pour plusieurs qualités de tôle magnétique. 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

 
Figure 2-11       

  
 déterminés par la méthode des trois cadres et la méthode normalisée 

 
Figure 2-12       

  
 déterminés par la méthode des trois cadres et la méthode normalisée 

 
Figure 2-13       

  
 déterminés par la méthode des trois cadres et la méthode normalisée 
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2.1 Méthode des trois cadres sur bandes Epstein 

2.1.3.2 Calcul des pertes fer produites par les coins 

Avec notre méthodologie, nous pouvons tracer l’évolution des pertes fer 

produites par les quatre coins du cadre Epstein en fonction de   
 . Nous appelons coins les 

zones géométriques du cadre où il y a un double recouvrement. Ces résultats sont montrés 

à la Figure 2-14. Nous pouvons voir que les résultats varient de manière significative en 

fonction de la qualité des tôles. Quantifions l’influence de ces pertes sur les pertes totales : 

pour   
 =1.7T, les coins consomment 15% pour Q1, 16.5% pour Q2 et 15.7% pour Q3 des 

pertes totales du cadre Epstein. 

 
Figure 2-14 Détermination des pertes fer des coins de type Epstein avec la méthode des 3 

cadres 

 
Figure 2-15 Ratio entre les pertes massiques des coins et les pertes massiques des bras 

Nous pouvons également quantifier l’écart entre les pertes massiques dans les 

coins       
       

 et les pertes massiques dans les bras Epstein       
      

. Les résultats sont 

intéressants à double titre : 
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• premièrement, les pertes massiques dans les coins sont plus faibles que les pertes 

massiques dans les bras. La Figure 2-15 montre l’évolution du ratio 

      
             

        selon   
 , même si, dans le cas d’un joint à double recouvrement, 

les épaisseurs des coins sont doublées par rapport au bras. 

• deuxièmement, on constate l’impact de la qualité des tôles sur les pertes massiques 

dans les coins. En effet, quelle que soit   
  nous avons dans les bras     

  
>    

  
>    

  
 

alors que     
        

 et     
        

 s’entrecroisent à   
        traduisant une 

répartition différente du flux magnétique dans les coins (Figure 2-14). 

2.1.3.3 Calcul de la longueur moyenne de flux 

Pour cette partie, nous avons utilisé la méthodologie développée précédemment. 

Elle diffère de celle de [66] et plus récemment de [67]. Grâce à des relevés de pertes fer sur 

deux cadres de tailles différentes montrés à la Figure 2-16, les auteurs ont déduit les pertes 

dans les bras et la ligne moyenne de flux en utilisant la formule (2–10), où     
       

 

représente les pertes fer relevées au cadre Epstein (W),    la masse totale des bandes 

Epstein utilisées pour les mesures et          
         les pertes fer dans les bras déduites de la 

soustraction des pertes des deux cadres (W/kg) 

            
                      

         (2–10) 

 

La longueur moyenne    trouvée est donc celle pour laquelle on retrouve les 

pertes massiques des bras grâce à la mesure aux cadres Epstein. Avec cette méthodologie, 

les auteurs ont montré que la longueur moyenne de flux, pour un matériau de type HGO et 

d’épaisseur 0.27mm, est d’environ 0.97m. Cette manipulation a mis en évidence que, pour 

des tôles GO à forte perméabilité, la longueur moyenne de flux n’est pas adaptée. Mais 

cette méthodologie utilise des cadres dont les bras sont de 17.5cm et de 22cm, changeant à 

la fois la taille des bras verticaux et horizontaux. Ceci entraine une répartition différente de 

l’induction entre les cadres. Grâce à notre nouvelle méthodologie, nous pouvons être plus 

 
Figure 2-16 Cadres de différentes tailles utilisés dans [66] 
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précis dans le calcul de la longueur moyenne théorique puisque nous changeons 

uniquement la taille des bras horizontaux. Nous avons donc appliqué notre méthodologie à 

nos essais. La Figure 2-17 expose les résultats : 

La longueur moyenne dépend de l’induction [68] et de la qualité de la tôle. Cette 

longueur théorique peut dépasser 1m, longueur correspondant à la moyenne géométrique 

du trajet du flux magnétique. Cela s’explique par le fait que, comme il a été dit 

précédemment, le cadre Epstein surestime les pertes fer des tôles GO. Deux paramètres 

l’expliquent : le choix de la longueur moyenne normalisée et la non homogénéité de 

l’induction dans le cadre. Il faudrait donc considérer, dans certains cas, une longueur fictive 

supérieure à la longueur réelle pour tenir compte des modifications tributaires de la qualité 

de la tôle et de l’induction. On pourrait, par exemple, considérer des longueurs à prendre 

en considération, établies sur la base d’un large panel de mesures. 

Au delà de ces résultats, nous pouvons constater que les performances 

énergétiques du circuit magnétique sont dues, non seulement à la performance du matériau 

selon sa direction de laminage, mais aussi à son anisotropie. En effet, elle conditionne la 

répartition du flux magnétique dans le circuit en fonction de la géométrie et de ses 

performances. Pour illustrer ces propos, nous avons effectué une simulation 2D de bandes 

de tôles GO formant un circuit magnétique de dimensions similaires à celles du cadre 

Epstein, mais avec des coins coupés à 45°. Ces simulations sont effectuées avec le code de 

résolution par Eléments Finis GETDP [69], logiciel que nous allons utiliser dans 

l’ensemble du mémoire. Les caractéristiques magnétiques sont anisotropes et linéaires : le 

cadre court contient 79998 éléments, les cadres moyen et long contiennent 135142 et 

199871 éléments. Nous avons appliqué plusieurs ratios en jouant sur les perméabilités μDL 

et μDT des directions de laminage et transverse : μDL/ μDT est égal à 1, 10, et 100. 

L’induction moyenne est réglée à 0.6T. La Figure 2-18 présente les résultats de ces 

simulations avec la carte de répartition de l’induction et l’angle α, angle entre le vecteur 

d’induction et la DL : 

 
Figure 2-17 Variation de la longueur moyenne du trajet du flux selon   

  et la qualité de 
tôle 
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• μDL/ μDT  =1 montre une répartition de l’induction rapidement homogène dans le 

bras. En effet, le flux magnétique cherche à se répartir de façon à optimiser les 

performances du noyau. Le matériau étant, dans ce cas, isotrope, nous observons 

des points chauds à l’intérieur des coins avec des inductions supérieures à 1.5T. Ils 

montrent que le flux, n’étant pas contraint par l’anisotropie à suivre la DL, 

« plonge » à l’intérieur du coin. Les parties externes des coins sont d’ailleurs presque 

vides de flux. La carte des α montre des angles de 45° au niveau de toute la 

longueur du joint. De plus, ces angles s’étendent sur une bande assez large, 

traduisant un virage à rayon de courbure important. 

• μDL/ μDT  =10 montre que l’induction met plus longtemps à devenir homogène 

dans les bras qu’avec le cas précédent. A contrario, la fourchette dans laquelle 

évoluent les angles α est beaucoup plus restreinte à savoir entre 0° et 10°. 

• μDL/ μDT  =100 montre que la zone où le flux n’est pas homogène s’étend. A 

contrario, les différences entre l’induction moyenne et l’induction à l’intérieur du 

coin sont plus faibles. Cela traduit le fait que le flux est « guidé » dans la DL par le 

caractère anisotrope des tôles [70]. D’ailleurs, la carte des α montre que l’induction 

est quasiment toujours alignée avec la DL : le phénomène au niveau du joint n’est 

plus visible. De ce fait, certaines zones situées vers l’extérieur du coin voient 

transiter plus de flux que celles situées à l’intérieur. Les niveaux locaux d’induction 

sont plus homogènes mais les zones s’allongent le long des bras. Ainsi on pourrait 

imaginer le phénomène en considérant la surface matérialisée sur les 3 cartes de la 

Figure 2-18 (     ). Les trois zones sont sensiblement les mêmes mais elles 

s’étirent à l’augmentation du ratio μDL/ μDT. 

La répartition du flux magnétique changeant entre les matériaux testés à cause 

d’anisotropies différentes, l’écart entre les performances énergétiques des coins et celles des 

parties droites va évoluer.  

La longueur moyenne de flux nous donne une autre information utile quant à sa 

distribution en fonction du comportement à saturation de tôles testées. En effet, à haute 

induction, les qualités Q1 et Q3 ayant des coudes de saturation élevés (le coude de 

saturation étant à des hauts niveaux d’induction) et des longueurs moyennes de flux 

importantes. A contrario, la qualité Q2, ayant un comportement à saturation plus faible, 

révèle une longueur plus faible. Ce comportement se retrouvera dans la suite dans les tracés 

des facteurs de construction des dispositifs testés. 
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2.1 Méthode des trois cadres sur bandes Epstein 

 

μDL/ μDT  =1 

 
μDL/ μDT  =10 

 
μDL/ μDT  =100 

 
      Induction (T)     α(°) 
 
Figure 2-18 Répartition de l'induction en fonction de l'anisotropie 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

2.2 Cadres monophasés de différentes 

longueurs 

La méthodologie des trois cadres nous a permis de quantifier l’impact de la 

géométrie Epstein sur la mesure des pertes fer. Néanmoins, cette méthodologie peut être 

appliquée à d’autres géométries de circuits magnétiques. Pour ce faire, des transformateurs 

monophasés ont été construits. 

2.2.1 Présentation des cadres de mesures 

Les cadres de mesures sont des transformateurs monophasés que nous avons 

conçus de manière à ce qu’ils soient facilement paramétrables. Ils constituent une étape 

intermédiaire entre les tests simplifiés et les transformateurs triphasés et nous permettent 

de faire différentes expérimentations. 

Les cadres se composent d’un support, de cales, de fourreaux et de tôles 

magnétiques. Les éléments hors tôles sont des matériaux non conducteurs électriquement 

et non magnétiques. Les cales sont de deux types différents : 

• 8 cales lisses permettent de créer des butées pour un placement facile des tôles 

magnétiques 

• 4 cales à ergot permettent un ajustement précis des tôles, les ergots rentrant dans 

des petites encoches faites dans les tôles magnétiques. Ainsi, cela nous permet un 

assemblage précis des tôles magnétiques en fonction de la configuration voulue. 

Les fourreaux servent aux bobinages des circuits primaire et secondaire. Chaque 

cadre contient 2 grands fourreaux et 4 petits : les grands sont placés sur les bras des 

transformateurs dont la longueur ne varie pas, alors que les petits sont positionnés sur les 

autres bras à même distance des coins que les grands. Les petits fourreaux dégagent une 

zone du circuit magnétique plus importante pour des mesures vibratoires et acoustiques. 

Les bobinages primaire et secondaire sont répartis de la façon suivante : les grands 

fourreaux contiennent 26 spires primaires et 26 spires secondaires, et les petits en 

contiennent chacun 13. Le placement des différents éléments des cadres de mesures est 

montré à la Figure 2-19. Dans l’ensemble de nos essais, l’alimentation s’effectue en 

appliquant une tension sinusoïdale à l’ensemble du circuit primaire. 



 

 

51 

2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

 
Figure 2-19 Identification des éléments du cadre de mesure 

5 cadres de mesures ont été fabriqués : 

• 1 cadre long de dimensions extérieures 0.7m x 0.5m. 

• 1 cadre court de dimensions extérieures 0.4m x 0.5m. 

• 3 cadres moyens de dimensions extérieures 0.5m x 0.5m. 

   
Figure 2-20 Situation des encoches sur les tôles découpées pour la configuration Butt Lap 

aidant à la mise en place du circuit magnétique 
 

Les tôles servant à la construction des circuits magnétiques ont été découpées au 

laser YAG selon des plans de notre conception (Figure 2-20). Ils permettent d’assembler 

des structures Step Lap ou Butt Lap. 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

2.2.2 Mesures sur les cadres de mesures de 

différentes longueurs 

Pour l’application de la méthode des trois cadres, les transformateurs de trois 

tailles différentes et de qualités identiques, PowerCore H 0.30mm, ont été utilisés (Figure 

2-21) : 

(a) 
 

(b)  
 

(c) 
 

Figure 2-21 Cadres de mesures court (a), moyen (b) et long (c) 
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

• un cadre court de géométrie extérieure de 0.4m x 0.5m. Les bras constituant ce 

circuit font 0.1m et sont constitué de 60 tôles et d’épaisseur nominale 0.30mm. 

L’arrangement des coins est de type « Butt Lap ». 

• le cadre moyen est de géométrie extérieure de 0.5m x 0.5m avec les mêmes 

paramètres. 

• le cadre long présente une géométrie extérieure de 0.7m x 0.5m extérieure. 

Nous avons alimenté ces cadres par une tension sinusoïdale 50Hz par 

l’intermédiaire d’un autotransformateur (THD<3%). La mesure de puissance est effectuée 

à l’aide du wattmètre de précision YOKOGAWA WT230. La tension servant au calcul de 

l’induction de référence est la tension secondaire d’une bobine placée sur un bras dont la 

longueur ne varie pas en fonction de la taille des cadres, comme pour la méthode des 3 

cadres précédemment présentée.  

 
Figure 2-22 Evolution des pertes fer selon   

  des cadres de mesures court, moyen et long 

 
Figure 2-23 Variation des amplitudes des déplacements selon   

  pour les cadres de mesures 
court, moyen et long 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

Dans un premier temps, aucun élément de serrage n’est placé sur les cadres. En 

parallèle de ces mesures de pertes, nous avons placé un accéléromètre mono axial Bruel & 

Kjaer, de type 4397 et pesant seulement 2.4g, sur le milieu de la surface d’un coin du 

transformateur (mesure axiale). La Figure 2-22 montre les résultats des pertes fer et la 

Figure 2-23 les déplacements mesurés au milieu du coin. Nous pouvons remarquer que le 

cadre court génère les vibrations dont les amplitudes sont les plus élevées par rapport aux 

autres. Ce phénomène pourrait provenir de résonnance mécanique qui amplifie, pour le 

cadre court, les vibrations produites. Ce cadre produit également des pertes anormalement 

élevées. En effet, pour des inductions supérieures à 1.5T, il est plus énergivore que le cadre 

moyen pourtant plus grand. L’hypothèse la plus vraisemblable est que les fortes vibrations 

influent sur les performances énergétiques du noyau magnétique.  

Pour vérifier cette hypothèse, nous avons mis en pression la zone des coins sur le 

cadre court à l’aide de différentes masses : des récipients contenant du sable, matériau non 

magnétique et facile à utiliser. Les pressions que nous avons appliquées varient de 0 à 

1000Pa. Nous avons relevé les pertes fer ainsi que les vibrations en deux points nommés 

P1 et P2 (Figure 2-24) : au milieu du coin et au bord intérieur. Une plaque en bois usinée 

permet d’appliquer la masse sur toute la surface du coin tout en laissant l’espace nécessaire 

à l’accéléromètre. 

 
Figure 2-24 Points de mesures vibratoires pour essais de mise en pression 

 
Figure 2-25 Pertes fer du cadre court en fonction de la pression appliquée dans les coins 
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

L’évolution des pertes fer en fonction de la pression appliquée sur les coins est 

présentée sur la Figure 2-25 pour différentes inductions. Les résultats montrent que les 

pertes diminuent avec la pression : une réduction maximale de 8.27% est observée lorsque 

la pression passe de 0 à 1000 Pa et pour   
 =1.6T. Deux causes peuvent être à l’origine de 

cette diminution : 

• La pression appliquée réduit les entrefers interlaminaires et, de ce fait, améliore les 

performances énergétiques du noyau magnétique. 

• La pression appliquée engendre une contrainte mécanique, réduisant les amplitudes 

des déformations des coins, et change la répartition du flux magnétique. 

 
(a) 

 
(b) 

Figure 2-26 Déformations des coins du cadre court pour P1 (a) et P2 (b) en fonction de la 
pression appliquée sur les coins 

 

Ce dernier point est vérifié par les mesures des déformations dont les résultats 

sont montrés à la Figure 2-26. Elle montre que les déformations des coins, pour les deux 

points de mesures, sont considérablement réduites. Pour P1, les déplacements décroissent 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

de 52% (Figure 2-26.a) à   
 =1.5T. Pour P2, cette réduction devient plus importante : 

82.7% à   
 =1.5T (Figure 2-26.b). De ce fait, la pression exercée sur les coins s’oppose à 

l’accroissement de l’épaisseur des entrefers interlaminaires produits par les déformations du 

noyau magnétique.  

2.2.3 Modèle Eléments Finis d’un transformateur 

plan 

Pour illustrer l’influence des déformations sur la répartition du flux magnétique 

dans les coins, une simulation d’un transformateur plan a été entreprise [71]. 

2.2.3.1 Définition du modèle 

Un modèle par EF représentant la géométrie réelle du transformateur aboutirait à 

des temps de calcul très longs. Par conséquent, afin d'obtenir un modèle assez représentatif 

de notre problème avec un temps de calcul raisonnable, un schéma de noyau magnétique 

développé, formalisme souvent utilisé pour la représentation de machines électriques 

tournantes, a été modélisé (Figure 2-28). Ce modèle de transformateur plan [72]- [73] prend 

en compte les 4 bras ainsi que les 4 coins. Chaque bras est constitué d'un empilement de 

dix tôles d’épaisseur nominale 0,30 mm et d’entrefers interlaminaires d’épaisseurs réglables. 

La non-linéarité (saturation et l'anisotropie) des tôles est prise en compte. L’anisotropie est 

considérée dans 2 directions : la DL est la direction normale (DN) au plan des tôles. En 

effet, la représentation 2D rend impossible la modélisation de l’anisotropie dans la DT, 

point dont nous tiendrons compte lors de l’analyse des résultats. Du fait de la difficulté de 

convergence de la simulation, les caractéristiques planes des tôles ont été paramétrées avec 

une interpolation de « Marrocco ». Cette méthode consiste à interpoler une courbe 

d’aimantation avec l’équation (2–11) où   est l’induction,    la perméabilité du matériau et 

C, E, T et   sont des constantes. Cette courbe paramétrée peut être visualisée à la Figure 

2-27. 

 
Figure 2-27 Courbe d’aimantation interpolée avec la méthode de Marrocco et utilisée 

pour les simulations EF 
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

 

  
   

         

     
 (2–11) 

La perméabilité relative dans la direction normale (28,6) a été déterminée 

expérimentalement avec un banc de test spécifique décrit dans [74] [75]. Des conditions 

aux limites périodiques sont appliquées sur les côtés gauche et droit du modèle. Les 

simulations sont effectuées pour         et les cas suivants sont étudiés : 

• simulation avec une répartition homogène d’entrefer pour plusieurs valeurs : 5μm 

(REF), 10μm et 15μm. 

• simulations avec une répartition quasi-homogène d’entrefer, un seul entrefer étant 

de valeur différente. 

• simulation avec une répartition totalement non-homogène. 

 
Figure 2-28 Modèle du transformateur plan 

 
Pour visualiser les différents résultats, deux chemins ont été privilégiés : la ligne 1 

traduit la répartition du flux magnétique à l’approche du coin et la ligne 2 traduit la 

répartition du flux dans le coin (la ligne passant au milieu des entrefers séparant deux tôles 

jointives dans le plan). Ces lignes sont indiquées à la Figure 2-29 qui montre une carte 

d’induction typique autour du coin 1. Les forts niveaux d’inductions locales peuvent être 

expliqués par la courbe d’aimantation interpolée avec la formule de Marocco qui ne sature 

pas autant qu’une vraie courbe d’aimantation d’un matériau. Néanmoins, celle-ci va nous 

permettre de mettre en évidence des tendances de répartition en fonction des paramètres 

géométriques de nos simulations. 

 

 
Figure 2-29 Répartition de l'induction pour le cas de référence (5μm) 
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

2.2.3.2 Simulations avec répartition homogène d’entrefers de 

différentes valeurs 

Dans un premier temps, des simulations ont été réalisées avec une répartition 

homogène des entrefers interlaminaires. Trois épaisseurs différentes d’entrefer ont été 

testées : 5µm qui sera notre référence (REF) pour la suite des simulations, 10µm et 15µm. 

les Figure 2-30.a et Figure 2-30.b montrent les valeurs de l’induction le long des lignes 1 et 

2. Différentes remarques peuvent être formulées : 

• selon la ligne 1, l’augmentation des entrefers interlaminaires entraîne une 

augmentation de non homogénéité du flux magnétique dans l’empilement. En effet, 

un entrefer plus grand rend plus difficile la concentration du flux magnétique dans 

les coins, créant ainsi une zone non homogène plus longue. De ce fait, l’induction 

augmente de 3% dans les tôles saturées et baisse de 24% dans les tôles moins 

sollicitées, entre le cas où l’entrefer interlaminaire est de 15μm et le cas REF. 

• selon la ligne 2, l’augmentation des entrefers interlaminaires entraine une 

augmentation du flux magnétique passant dans le plan. En effet, le flux magnétique 

ayant moins de facilité pour s’établir d’une tôle à une tôle inférieure ou supérieure, 

(a)  

(b)  
Figure 2-30 Distributions de l’induction obtenues par simulations EF, avec entrefers 

homogènes, le long de a) la ligne 1 et de b) la ligne 2 
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

l’induction entre les tôles situées dans le même plan augmente. Dans notre 

simulation, celle-ci augmente de 3%. 

Ce changement de répartition peut avoir plusieurs répercussions sur l’énergie 

consommée par le noyau magnétique.  

• l’augmentation du caractère non homogène du flux magnétique à l’approche des 

coins peut augmenter les pertes fer. Ces dernières ayant une évolution non linéaire 

en fonction de l’induction, elles sont minimales quand la distribution de l’induction 

est homogène. De ce fait, une augmentation de l’entrefer entraine une 

augmentation des pertes fer dans les zones approchant les coins. Nous avons 

appliqué une courbe de pertes sur les résultats de la ligne 1. Celle-ci montre une 

augmentation de 10% entre le cas REF et 15μm. 

• de plus, l’augmentation du flux magnétique passant dans le plan (ligne 2) accroît, 

dans le cas d’un joint Butt Lap, les pertes fer dues au « flux rotationnel » (flux 

passant à travers la direction transverse de la tôle jointive dans le plan).  

Dans la réalité, cette réflexion peut être appliquée à l’utilisation de tôles 

d’épaisseurs différentes. En effet, des tôles plus fines ont : 

• un « stacking factor » ou facteur de remplissage, plus faible, augmentant le ratio 

entre l’épaisseur l’isolation et l’épaisseur de la tôle effective. 

• une perméabilité relative selon la direction normale plus faible.  

L’homogénéisation à l’approche des coins est fortement dépendante de ces deux 

paramètres, ce qui signifie qu’utiliser des tôles d’épaisseurs différentes va changer la 

répartition du flux magnétique pouvant dégrader les performances énergétiques du circuit 

magnétique. 

2.2.3.3 Simulations avec répartition quasi-homogène des 

entrefers 

Le principe de ces simulations est de paramétrer l’épaisseur d’un seul entrefer 

interlaminaire de façon indépendante des autres. La simulation de référence est toujours 

celle réalisée avec tous les entrefers de 5µm. Deux simulations avec un entrefer de 15µm, 

positionné différemment, ont été effectuées. Dans le premier cas, cet entrefer est placé au 

milieu de l’empilement (MER) et, dans le second cas, celui-ci est placé dans le dernier 

entrefer (DER). La Figure 2-31 montre les résultats selon les lignes 1 et 2 pour ces deux 

simulations et la référence. Le long de la ligne 1, l’augmentation d’un entrefer engendre une 

augmentation de la non-homogénéité localisée dans les tôles jointives hors plan. La même 

observation est visible le long de la ligne 2. Ces phénomènes peuvent augmenter 

localement les pertes fer dans l’empilement.  
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Chapitre 2  Méthode des trois cadres 

 

 

2.2.3.4 Simulations avec répartition non homogène 

Dans cette dernière simulation, le modèle est paramétré de façon à avoir une 

répartition non homogène (NH) des entrefers interlaminaires. Ceux-ci sont répartis de 

façon à avoir une faible valeur pour le premier entrefer, puis une augmentation de la taille 

des entrefers jusqu'au dernier. Cette augmentation est donnée par l’équation (2–12) où eN 

est l’épaisseur de l’entrefer 

 
      

                                 
  (2–12) 

Cette répartition d’entrefer pourrait, dans la réalité, être la conséquence de fortes 

vibrations du noyau magnétique. La Figure 2-32 montre les résultats le long des lignes 1 et 

2 pour cette simulation et celle de référence. Le long de la ligne 1, un accroissement de la 

non homogénéité est constaté quand l’entrefer devient plus important. De même, le long 

de la ligne 2, l’accroissement de l’épaisseur de l’entrefer entraine un changement de 

distribution du flux magnétique. Celui-ci entraine logiquement une augmentation des pertes 

fer dans le circuit magnétique. Nous avons, encore une fois, appliqué une courbe de pertes 

(a)  

(b)  
Figure 2-31 Distributions de l’induction obtenues par simulations EF, avec entrefers quasi 

homogène, le long de a) la ligne 1 et de b) la ligne 2 
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

sur les résultats de la ligne 1. Dans ce cas, la non homogénéisation des entrefers 

interlaminaires entraine une augmentation de 3% des pertes fer. 

Les mesures effectuées sur le transformateur monophasé ont montré qu’il existe 

une relation entre les déformations du circuit magnétique et les pertes fer. En effet, la mise 

sous pression des coins conduit à une réduction des déformations générées par le circuit 

magnétique. Ces déformations sont à l’origine d’une répartition non homogène des 

entrefers interlaminaires. Cette réduction peut expliquer la baisse des pertes fer avec la 

pression. Cette hypothèse a été vérifiée par des simulations qui, bien que planes, permettent 

de visualiser des tendances de la répartition du flux magnétiques à l’approche des coins.  

2.2.4 Mesures sur les cadres de mesure avec mise en 

pression des coins 

2.2.4.1 Mesures des pertes fer des trois cadres de mesures 

Pour réduire l’effet des vibrations sur les pertes fer, nous avons appliqué une 

pression de 1000Pa sur les coins des cadres court, moyen et long. Les résultats des mesures 

(a)  

(b)  
Figure 2-32 Distributions de l’induction obtenues par simulations EF, avec entrefers non 

homogènes, le long de a) la ligne 1 et de b) la ligne 2 
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de pertes fer sont montrés à la Figure 2-33. Contrairement aux essais précédents (Figure 

2-22), les pertes du cadre court sont bien inférieures au cadre moyen. A partir de ces 

relevés, nous avons appliqué la méthode des trois cadres.  

En plus de ces essais, nous avons effectué des essais de pertes sur des cadres : 

• de géométries identiques à celui du cadre moyen, 

• avec un arrangement Step Lap des coins et donc des géométries de découpe de 

tôles différentes, 

• de tôles de qualité identique.  

Deux configurations Step Lap ont été caractérisées : 

• Step Lap 2 marches, 1 tôle par marche, 5mm de chevauchement 

• Step Lap 2 marches, 1 tôle par marche, 20mm de chevauchement 

 
Figure 2-33 Evolution selon   

  des pertes fer des cadres court, moyen et long avec la mise 
en pression des coins 

 

2.2.4.2 Exploitations des résultats de mesure 

Premièrement, en appliquant la méthode des trois cadres, nous obtenons les 

pertes fer massiques (coefficients directeurs des droites) des parties droites et les pertes fer 

des coins de l’arrangement Butt Lap (Figure 2-34).  

Deuxièmement la Figure 2-35 montre les pertes fer du cadre moyen avec la 

configuration « Butt Lap », les deux configurations « Step Lap » et les pertes fer des parties 

droites, ces dernières provenant de la détermination par la méthode des trois cadres. Nous 

pouvons noter que l’arrangement « Butt Lap » est beaucoup plus énergivore que les autres 

arrangements.  
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2.2 Cadres monophasés de différentes longueurs 

 
Figure 2-34 Evolution des      des cadres de mesures selon les masses hors coins et selon 

  
  avec la méthode des trois cadres  

 

Ces mesures nous permettent ensuite d’isoler les pertes fer produites par les zones 

des coins en appliquant la relation suivante :  

      
      

      
        

          

      
 (2–13) 

Où : -       
      sont les pertes fer massiques des coins, 

 -       
  fer mesurées sur le cadre moyen, 

 -       
     sont les pertes fer massiques des bras, 

 -       est la masse des bras dont la longueur (par bras) est de 0.3m, 

 -        est la masse des coins. 

Nous avons appliqué cette formule pour le cadre moyen « Butt Lap » et les deux 

cadres « Step Lap ». Les resultats sont montrés à la Figure 2-36. Encore une fois, la 

configuration « Butt Lap » des coins est beaucoup plus énergivore que les autres. En effet, 

les coins de la configuration « Butt Lap » consomment, pour notre géométrie, 43% des 

pertes fer totales à 1.7T. Ce pourcentage baisse à 17% et 23% pour, respectivemement, le 

« Step Lap » de 5mm et 20mm. De plus, les configurations Step Lap permettent aux coins 

d’avoir des pertes fer massiques inférieures à celles des bras (Figure 2-36).  

Ces résultats montrent la grande influence du mode de construction des coins des 

transformateurs sur leurs performances énergétiques. Notons que notre méthode des trois 

cadres se révèle très utile puisqu’elle permet d’isoler les pertes fer produites par les coins de 

configurations différentes. Il serait intéressant, dans le futur, d’appliquer cette 

méthodologie avec différentes configurations de coins, ce qui permettrait de quantifier 

expérimentalement et de manière fine l’influence des constructions des coins sur les pertes 

fer. 
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Figure 2-35 Evolutions des pertes fer des cadres de mesures de taille moyenne pour 

différentes configurations selon   
  

 
Figure 2-36 Comparaison selon   

  des pertes fer massiques des coins de différents 
arrangements 

 

2.3 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons développé une méthode permettant de dissocier les 

pertes fer localisées dans les coins des parties droites. Ces essais ont permis, d’une part, de 

constater la grande influence de la géométrie d’assemblage des coins sur les performances 

énergétiques des transformateurs et, d’autre part, de récolter de précieuses informations sur 

l’influence des qualités de tôles sur les pertes fer et la répartition du flux magnétique. Nous 

pouvons déjà identifier trois paramètres qui vont influer sur l’optimisation des pertes fer 

dans le transformateur : 
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2.3 Conclusion 

• l’anisotropie : ce paramètre va modifier la répartition du flux dans les zones des 

coins. En effet, une anisotropie élevée va conduire à une répartition homogène du 

flux magnétique dans les coins. Cette répartition va tendre à rendre plus énergivore 

les coins des transformateurs 

• le comportement à saturation : comme nous ont montré les tests sur les cadres 

Epstein, il va influer sur l’évolution de la longueur moyenne de flux à haute 

induction, variable proportionnelle au facteur de construction. Cette tendance reste 

à être confirmée sur des dispositifs plus proches des transformateurs. 

• l’épaisseur : ce paramètre va modifier la répartition du flux magnétique comme 

nous l’ont montré les simulations par Eléments Finis. En effet, la faible 

perméabilité dans la DN fait que l’utilisation d’une épaisseur de tôle GO plus fine 

va entrainer une augmentation de la non homogénéité du flux magnétique dans les 

coins, ce qui va impacter sur les pertes fer produites. 

Ces paramètres vont modifier la répartition du flux magnétique et vont impacter 

les pertes fer, comme nous l’avons montré. De plus, ils vont aussi influencer le bruit 

acoustique, fortement dépendant de la répartition du flux magnétique. 
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3.1 Structure annulaire 

Chapitre 3  Circuits magnétiques 

composés de tôles découpées d’une pièce 

3.1 Structure annulaire 

Séparer les effets de la magnétostriction de ceux des forces de Maxwell constitue 

un verrou important à lever pour comprendre la manière dont le bruit est généré par un 

transformateur. L’utilisation d’une structure annulaire constituée d’un empilement de tôles 

GO a permis de mener des investigations offrant des réponses concrètes. Les essais sont 

menés avec une approche macroscopique, sans entrer dans les détails cristallographiques du 

matériau. On considère donc la tôle telle quelle ; l’analyse est portée sur son comportement 

vibratoire [76] [77]. 

3.1.1 Présentation du banc de test 

3.1.1.1 Présentation de la structure annulaire 

La structure est constituée d'un empilement de disques de tôles GO. Chaque 

disque de la pile est décalé de celui qui le précède d’un angle β constant (Figure 3-1). Cette 

structure est intéressante à double titre : 

• premièrement, elle va, nous le verrons par la suite, nous permettre de quantifier les 

effets des forces de Maxwell et ceux dus à la magnétostriction.  

• deuxièmement, deux disques décalés peuvent être vus comme la superposition de 

tôles d’un coin de transformateur, au niveau du joint, c’est-à-dire là où des tôles des 

jambes s’enchevêtrent avec des tôles des culasses. 

Le trou central permet de bobiner des conducteurs afin de magnétiser le paquet 

de tôles. 

Les vibrations axiales (selon z) et radiales (dans la direction de y) sont analysées 

pour deux structures : β = 0 ° et β =90 °. 
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• pour β= 0°, il n'y a aucune raison pour que le flux magnétique circule d'une couche 

à l'autre puisque tous les anneaux sont empilés avec leurs DL parallèles. De cette 

façon, il n’y a pas de forces de Maxwell entre les disques si bien que les 

déformations sont seulement liées à la magnétostriction.  

• pour β = 90°, les déformations axiales se traduisent par une combinaison de forces 

de Maxwell et de magnétostriction. En effet, le flux va s’établir dans le plan des 

tôles mais, lorsque les caractéristiques dans la DT rendent le chemin offert au flux 

trop réluctant, il s’établit vers les tôles supérieures ou inférieures. Ainsi, les tôles 

sont à la fois soumises aux effets magnétostrictifs et à des forces de Maxwell. On 

peut déjà, à ce stade de la présentation, entrevoir la complexité de la combinaison 

des deux phénomènes puisque la magnétostriction selon la DN va tendre à faire 

« gonfler » les tôles alors que les forces de Maxwell vont minimiser les entrefers 

interlaminaires. 

Les vibrations radiales sont causées, quel que soit l'empilement, uniquement par 

l'effet magnétostrictif. 

3.1.1.2 Présentation du banc de test 

Le dispositif expérimental a été réalisé pour maximiser la fiabilité des mesures 

(Figure 3-2). Les deux configurations d'empilements sont montées à l'intérieur d’une 

structure permettant de mettre en rotation les dispositifs autour de leur axe central, ce qui 

permet de faciliter le placement des capteurs. Deux qualités de tôles ont été testées : la 

première est du « PowerCore C » de 0.35mm d’épaisseur nominale et la seconde est une 

tôle « PowerCore H » de 0.30mm d’épaisseur. Les empilements réalisés à l’aide de tôles 

 
Figure 3-1 Empilement de disques décalés 
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« PowerCore C » sont constitués de 174 tôles, alors que ceux réalisés à l’aide de tôles 

« PowerCore H » sont constitués de 203 tôles, ceci afin que tous les empilements aient les 

mêmes dimensions. La première qualité est évidemment moins anisotrope et a une 

saturation qui intervient, à H donné, plus rapidement comme le montre la Figure 3-3. 

L'isolation entre les tôles est d'environ 5 μm. 

 
Figure 3-2 Banc de test des structures annulaires 

 
Figure 3-3 Courbe d’aimantation des qualités de tôles GO des structures annulaires 

Les tôles sont serrées entre deux plaques en bakélite non magnétiques, repérées 

par les lettres A et B, et maintenues par des tiges filetées. Le couple de serrage appliqué sur 

les écrous est contrôlé avec une clé dynamométrique et il est identique pour chaque 

empilement. Des trous ont été percés à travers les plaques de bakélite pour permettre le 

placement d’accéléromètres pour mesurer les déformations axiales. Les points de mesures, 

numérotés de A1 à A4 et de B1 à B4, sont présentés à la Figure 3-4.a. Les trous en vis à vis 

sont numérotés de la même manière. La référence spatiale pour les mesures radiales est la 

DL de la première tôle de l’empilement (contre la plaque A). Elle est alignée le long de l'axe 

x'x passant par les trous 1 et 3 (Figure 3-4.b). Le point « radial » mesuré est situé à un angle 

γ par rapport à cette référence. Pour la structure non décalée, γ = 0° correspond à la DL de 

toutes les tôles de l'empilement. Pour la structure décalée, γ = 0° voit une succession de 

DL et de DT. 
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3.1.1.3 Analyse modale 

Chaque structure présente un comportement mécanique qui peut être caractérisé 

par ses fréquences de résonance. Si la structure est excitée à ces fréquences, les vibrations 

seront amplifiées. Ces fréquences sont identifiées grâce à une analyse modale qui permet 

également de visualiser les déformations modales. 

Il existe trois méthodes expérimentales d’analyse modale [78] : 

• le système à marteau d’impact : on utilise un marteau équipé d’un capteur de force 

et un accéléromètre, généralement fixe lors de l’essai. L’impact excite une large 

gamme de fréquences. Les signaux du marteau et de l’accéléromètre sont transmis à 

une centrale d’acquisition Bruel & Kjaer. Un logiciel dédié, PULSE Labshop avec 

option « analyse modale », permet de déterminer et de visualiser la réponse 

fréquentielle ainsi que la cohérence, indicative de la qualité du test. Cette méthode a 

l’avantage d’être simple, rapide et souple dans le choix de la zone excitation. En 

contrepartie, elle est limitée en fréquence (environ 8 kHz).  

• le système à pot vibrant : on utilise un pot vibrant fixé à la structure pour l’exciter à 

fréquence fixe, aléatoire, pseudo aléatoire, ou encore impulsionnelle.  

• le système à excitation magnétique : on utilise, lorsque la structure en est pourvue, 

le système d’excitation magnétique pour l’exciter. D’abord, on alimente le bobinage 

avec un signal à profil rectangulaire riche en harmoniques qui va exciter un large 

spectre de fréquences. Puis, les fréquences naturelles ayant été approximativement 

situées, on vient affiner la mesure avec un courant sinusoïdal dont la fréquence est 

ajustée manuellement jusqu'à trouver la réponse d’amplitude maximale. 

Concernant notre structure, nous devons effectuer cette analyse pour vérifier que 

les deux empilements ont des fréquences de résonance similaires. Le vérifier permet de 

s’assurer que les différences vibratoires obtenues ne sont dues qu'aux origines des 

vibrations et non à une différence de comportement mécanique. Pour ce faire, nous avons 

            

a)                                                 b) 

Figure 3-4 Situation des points de mesures axiales et radiales 
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effectué une analyse modale avec le marteau d’impact. La Figure 3-5 montre les résultats de 

ces essais sur les empilements CGO 0.35mm. Chaque résultat sur chaque empilement 

résulte d’une moyenne de 3 essais. La cohérence montre une bonne répétitivité des mesures 

puisqu’elle est majoritairement proche de 1. Ces essais montrent que nos deux empilements 

ont des comportements de résonance similaires. 

 

3.1.2 Modélisation par Eléments Finis 

Avant de présenter les mesures vibratoires, nous proposons de modéliser avec un 

logiciel Eléments Finis les structures annulaires. En effet, bien comprendre comment le 

flux s’établit dans les tôles va faciliter l’interprétation des relevés vibratoires. 

β=0° 

 
β=90° 

 
Figure 3-5 Analyse modale pour les deux décalages des structures annulaires 
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3.1.2.1 Définition du modèle 

Nous avons choisi de ne pas simuler l’ensemble des empilements mais un modèle 

représentatif des phénomènes qui s’y déroulent. En effet, la géométrie obtenue avec β=90° 

impose d’effectuer la simulation en 3D est modéliser chaque tôle et son isolant conduisant 

à des temps de calcul rédhibitoires. Par ailleurs, le phénomène se répétant tous les deux 

tôles, on se contente d’un modèle constitué de la manière suivante : demi-tôle, entrefer, 

tôle, entrefer, demi-tôle. Des conditions de symétrie ont été appliquées à la surface 

extérieure des demi-tôles pour simuler un empilement de longueur infinie. Ce modèle est 

représenté à la Figure 3-6.  

Les entrefers ont une épaisseur de 0.035mm, soit 10% de l’épaisseur des tôles 

utilisées. Les disques présentent la même géométrie que celle des disques utilisés 

expérimentalement. L’induction moyenne dans les simulations, 0.5T, permet des niveaux 

réalistes d’induction maximum. 

Pour vérifier la validité de notre modèle, nous l’avons comparé à une simulation 

effectuée avec un empilement de 6 tôles (Figure 3-7) avec les mêmes conditions concernant 

les tôles et l’excitation. Ces simulations sont réalisées avec : 

• des tôles décalées d’un angle β=90° 

• des perméabilités relatives linéaires μDL=36000, μDT=4300 et μDN=50. La 

formulation de l’anisotropie est celle classiquement utilisée dans les simulations 

magnétiques [79] : 

 

   

   

   

   

     
     
     

   

   

   

   

  
(3–1) 

 

La Figure 3-8 présente les résultats des deux simulations. On constate que les 

répartitions de l’induction dans les tôles et dans l’entrefer sont quasiment identiques. Les 

niveaux d’induction sont, eux aussi, très proches puisque la différence entre les deux 

inductions maximales est de 0.44% dans la tôle et de 2% dans l’entrefer. Les phénomènes 

de répartition d’induction seront étudiés dans la suite de l’étude. Les très faibles écarts entre 

ces deux simulations valident le modèle réduit que nous allons utiliser et permet de limiter 

les temps de calcul. 
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Figure 3-7 Maillage du modèle EF 3D à 6 tôles 

 
Figure 3-6 Maillage du modèle EF 3D simplifié 
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Modèle réduit                                                  Modèle 6 tôles 

 

 
Vue de coupe d’un disque proche du 

centre 
Vue de coupe du disque du milieu de 

l’empilement de 6 tôles 

 
 

Vue de coupe d’un entrefer Vue de coupe d’un entrefer de 
l’empilement de 6 tôles 

Figure 3-8 Résultats des simulations des deux modèles EF 
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3.1.2.2 Simulation avec un modèle isotrope 

Dans un premier temps, nous avons simulé un empilement de disques isotropes 

avec les perméabilités linéaires suivantes : μDL=μDT=μDN=36000. 

La Figure 3-9 montre les résultats de cette simulation. 

 

Coupe de la tôle du milieu Coupe au milieu de l’entrefer 
  

Figure 3-9 Distribution de l’induction au milieu d’une tôle et dans l’espace interlaminaire 
avec des tôles isotropes 

 
Le flux dans un disque isotrope se concentre au niveau du rayon intérieur et il n’y 

a aucun passage de flux d’une tôle à une autre. 

3.1.2.3 Simulation de tôles anisotropes non décalées (β=0°) 

Cette simulation a été effectuée avec les perméabilités relatives linéaires égales à 

10000 pour la DL, 1000 pour la DT et 50 dans la DN. La Figure 3-10 montre les résultats 

de cette simulation. Le flux se concentre au niveau du rayon intérieur quand il s’établit dans 

le sens de laminage. Dans la direction transverse, la perméabilité est plus faible et le flux se 

répartit de façon plus homogène dans la tôle. Avec le non décalage des tôles, le flux n’a pas 

de raison de s’établir dans l’espace interlaminaire. 
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Coupe tôle du disque du milieu Coupe d’entrefer 

Figure 3-10 Distribution de l’induction au milieu d’une tôle et dans l’espace interlaminaire 
avec des tôles anisotropes et non décalées 

 

3.1.2.4 Simulation de tôles anisotropes décalées (β=90°) 

Cette simulation a été effectuée avec les mêmes perméabilités relatives que 

précédemment ; seules les tôles sont décalées. La Figure 3-11 montre l’influence du 

décalage des tôles sur la distribution de l’induction dans une tôle et l’entrefer. 

Le champ magnétique suit le chemin de plus faible reluctance. Il « préfère » donc 

s’établir dans la direction de laminage dans chacune des tôles. Ainsi, au lieu de s’établir dans 

la direction transverse, il « traverse » l’entrefer pour emprunter la direction de laminage de 

la tôle voisine. Cela se traduit par des inductions très faibles dans la direction transverse et 

la présence de champ dans l’entrefer. On peut remarquer deux phénomènes : 

• un phénomène « normal », prépondérant et repéré au niveau de l’entrefer par les 

« zones N ». On l’appelle « normal » car il correspond au passage du flux d’une DL 

à une autre. On peut remarquer l’existence de deux pics d’induction repérés « pic 

1 » et « pic 2 », que nous allons expliquer par des simulations 2D. 

• un phénomène « inverse », repéré par les « zones I », proche du rayon intérieur, et 

minoritaire pour notre géométrie. Nous reviendrons par la suite sur cette zone 

particulière. 
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Coupe de la tôle du milieu    Coupe d’entrefer 

 

Entrefer vu 3D 
Figure 3-11 Distribution de l’induction au milieu d’une tôle et dans l’espace interlaminaire avec des tôles 

anisotropes et décalées 
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3.1.2.5 Explication du phénomène « normal » par 

simulation 2D 

3.1.2.5.1 Modèle 2D 

Le modèle utilisé est constitué d’un disque divisé en quatre parties constituées de 

matériaux anisotropes dont le sens de laminage est montré par des flèches à la Figure 3-12. 

Le rapport d’anisotropie est μDL/μDT=10. La répartition de l’induction suivant la « ligne 1 » 

sera représentative du comportement du flux dans l’entrefer de notre simulation 3D. Dans 

les simulations qui vont suivre, nous allons modifier la géométrie de ce modèle : les cercles 

intérieurs et/ou extérieurs pourront être remplacés par des cadres carrés. 

 

 
Figure 3-12 Définition du modèle 2D 

 

3.1.2.5.2 Simulation carré intérieur – carré extérieur 

La Figure 3-13 montre la distribution de l’induction dans le disque et son 

évolution suivant la ligne 1. Pour cette géométrie, le flux s’établit dans le sens de laminage. 

L’induction, suivant la ligne 1, est maximale à l’intérieur du cadre puis elle diminue. 

3.1.2.5.3 Simulation cercle intérieur – carré extérieur 

Lorsque le contour intérieur est circulaire, une zone V est presque « vide » de flux 

(Figure 3-14). En effet, comme le flux préfère circuler dans le sens de laminage, une zone à 

faible induction apparait. On le constate bien avec les variations suivant la ligne 1 : il y a un 

décalage du maximum d’induction. 

Ligne 1 

0cm 

4.2cm 
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Figure 3-13 Distribution de l’induction pour une structure « carré intérieur – carré extérieur » 

 
Figure 3-14 Distribution de l’induction pour une structure « cercle intérieur – carré extérieur » 

3.1.2.5.4 Simulation carré intérieur – cercle extérieur 

La Figure 3-15 traite le cas inverse : l’intérieur de la géométrie est carré et 

l’extérieur circulaire.  

 
Figure 3-15 Distribution de l’induction pour une structure « carré intérieur – cercle 

extérieur » 
 

Le flux à l’approche du trou central se comporte comme lors de la première 

simulation 2D. Nous pouvons remarquer qu’un deuxième pic d’induction apparaît suivant 

la ligne 1, à l’approche du bord extérieur (pic 2). Celui-ci a deux origines : 

Zone V 

Pic 2 
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• le flux suivant la DL passe naturellement en ce point. 

• le flux a tendance à se concentrer dans cette zone, le contour circulaire 

« l’empêchant » de continuer à s’établir de manière homogène dans la DT. 

3.1.2.5.5 Simulation cercle intérieur – cercle extérieur 

La géométrie finale présente des contours intérieur et extérieur circulaires (Figure 

3-16). Nous retrouvons avec les deux phénomènes évoqués précédemment : 

• le premier pic décalé au niveau du rayon intérieur, 

• le second pic au niveau du rayon extérieur. 

 
Figure 3-16 Distribution de l’induction pour une structure « cercle intérieur – cercle 

extérieur » 
 

Ceux-ci expliquent les deux pics du phénomène « normal » trouvés dans la 

simulation initiale (Figure 3-11). Ce phénomène évolue en fonction de la variation du rayon 

intérieur Rint par rapport au rayon extérieur Rext. La Figure 3-17 montre cette évolution à 

induction moyenne identique. Quand ce ratio augmente, le premier pic s’estompe et il ne 

reste que le second. 

 
Figure 3-17 Induction suivant la ligne 1 pour différents Rint/Rext à induction moyenne 

constante 
 

Pic 1 

Pic 2 

Pic 2 

Pic 1 
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3.1.2.6 Explication du phénomène « inverse » par 

simulation 3D 

Pour expliquer le phénomène inverse, nous avons changé le ratio Rint/Rext dans les 

simulations 3D. Avec un ratio égal à 0.815, le disque s’affine, comme le montre la Figure 

3-18. 

 

 

Figure 3-18 Répartition de l’induction dans l’entrefer (Rint/Rext=0.815). 

Dans les deux zones, « normale » et « inverse », les inductions interlaminaires 

présentent des valeurs similaires. En effet, comme le flux préfère s’établir dans la DL et que 

les contours agissent comme des butées, le flux traverse plusieurs fois l’entrefer 

interlaminaire : il ne fait que « zig-zager », empruntant les chemins de moindre reluctance 

[80] [81]. La Figure 3-19 montre ce phénomène entre deux tôles jointives : le trajet du flux 

est représenté par un trait épais. La couronne mince amplifie le phénomène observé lors de 

la première simulation. 

 
Figure 3-19 Schématisation du phénomène de « zigzaguement » du flux entre tôles 

Phénomène inverse 

Phénomène normal 
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Pour vérifier ce phénomène particulier, nous avons placé des capteurs dans 

l’entrefer d’une structure décalée composée de couronnes statoriques d’un ratio Rint/Rext  

égale à 0.815. Ces capteurs sont des bobines de 4 spires permettant la mesure de l’induction 

s’établissant dans l’entrefer dont les positions sont visibles à la Figure 3-20. Les capteurs 

permettent de mesurer plusieurs zones : 

• les capteurs 1 à 3 mesurent une zone à 45° de la DL, 

• les capteurs 4 à 6 mesurent une zone en symétrie par rapport à la DL des capteurs 

précédents, 

• les capteurs 7 à 9 une zone le long de la DL. 

La structure est excitée pour avoir une induction globale de 0.7T. Les mesures 

sont effectuées avec un analyseur de spectres permettant la mesure des faibles tensions 

délivrées par les capteurs ainsi que le calcul des phases des signaux par rapport à la 

référence (capteur 1). Le Tableau 3-1 regroupe les résultats des mesures d’induction et de 

phase. Comme dans la simulation de la Figure 3-18, les capteurs 1 et 3 donnent des signaux 

en opposition de phase avec une zone d’induction plus faible pour le capteur 2. Les 

capteurs 4, 5 ,6 mesurent des phénomènes en opposition de phase avec 1, 2 et 3. Les 

différences sont dues à la fabrication manuelle des capteurs. 

 
Figure 3-20 Placement des capteurs pour les mesures de flux magnétique dans l’entrefer 

 

Capteur 1 2 3 4 5 6 7 8 9 

   (mT) 18.1 16.5 66.1 21.9 8.3 42.3 49.2 10.5 36.1 

Phase 

(°) 
Ref -172.7 -179.1 -179 -5.3 0.1 -10.4 -169.1 -73.8 

Tableau 3-1 Mesure de l’induction d’entrefer 
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3.1.3 Mesures expérimentales des structures 

annulaires 

3.1.3.1.1 Paramétrage de l’alimentation 

Nous avons, lors des premiers essais, bobiné les empilements de sorte que les 

spires enlacent les paquets de tôles. Ainsi, chaque structure a N1=28 spires primaires et 

N2=10 spires secondaires permettant de mesurer l’induction moyenne dans le circuit 

magnétique. Ces spires sont distribuées sur la moitié de la structure ; l’autre moitié est 

laissée libre afin de pouvoir placer les accéléromètres. L’excitation est une tension 

sinusoïdale de fréquence 50 Hz provenant d’un autotransformateur.  

Les mesures vibratoires sont effectuées avec 3 valeurs d’induction : 0.7T, 1.1T et 

1.5T. La Figure 3-21 montre les spectres de l’induction déduits de la tension secondaire. 

L’induction est quasiment sinusoïdale dans tous les cas. Quelques harmoniques sont 

présents pour    = 1.5T mais ils sont d’amplitude très faible par rapport à celle du 

fondamental. En conséquence, pour les mesures suivantes, nous nous sommes intéressés 

seulement au fondamental des vibrations. En effet, si on considère l’alimentation 

sinusoïdale, l’élévation au carré de l’induction pour appliquer la relation des forces de 

Maxwell présente une composante de force stationnaire qui ne génère pas de bruit et d’une 

composante à deux fois la fréquence d’alimentation, soit 100Hz (partie 1.3.1.1). 

Dans nos essais, nous avons utilisé un système d’acquisition PULSE (Bruel & 

Kjaer) avec des accéléromètres mono axiaux pour mesurer les vibrations. 

 
Figure 3-21 Spectres de l'induction pour 0.7T, 1.1T et 1.5T 
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3.1.3.1.2 Mesures des pertes fer 

Même si les tests que nous avons effectués sur ces dispositifs concernent les 

vibrations, nous nous sommes intéressés à leurs performances énergétiques. Pour ce faire, 

nous allons mesurer les pertes fer     
  produites par les structures disques ainsi que les 

courants primaires et les tensions secondaires. Les résultats pour les deux qualités et leurs 

deux décalages sont visibles à la Figure 3-22. 

• si nous comparons les deux structures décalées, les tôles HGO sont plus 

performantes que les tôles CGO. En effet, avec ce décalage, le flux magnétique 

tend à s’établir selon les DL, il est donc logique que les tôles les plus performantes 

donnent des pertes plus faibles. 

• si nous comparons les deux structures non décalées, les tôles HGO sont moins 

performantes que les tôles CGO. En effet, dans ce cas, le flux magnétique s’établit 

en partie dans des DT. Les tôles HGO étant plus anisotropes que les CGO, elles 

produisent plus de pertes fer selon cette direction, ce qui impacte directement le 

bilan de la structure.  

 
Figure 3-22 Evolution des pertes fer des structures disques selon    

Comme nous avons pu le voir avec les simulations par Elément Finis, nous 

pouvons faire un parallèle entre les structures décalées et les coins des transformateurs : le 

flux magnétique s’établit dans la DL d’une tôle puis il s’établit dans la DL des tôles 

jointives. Il est donc intéressant de calculer les facteurs de constructions de ces structures. 

Néanmoins, quand le flux magnétique s’établit dans la DL d’une tôle, les tôles jointives ont 

des inductions locales très faibles du fait que ce sont des zones de DT (Figure 3-11). De ce 

fait, nous allons utiliser les pertes fer des structures à induction « utile » double de 

l’induction globale pour le calcul. Les résultats, visibles à la Figure 3-23, montrent un 

facteur de construction plus élevé pour le HGO que le CGO, traduisant que la différence 

d’anisotropie modifie la répartition du flux magnétique rendant la structure plus énergivore. 

Ce phénomène se retrouvera logiquement dans les coins des transformateurs. 
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Figure 3-23 Facteurs de construction des structures disques β=90 ° 

3.1.3.1.3 Mesures des vibrations axiales 

Les accélérations des déformations sont présentées à la Figure 3-24 pour la 

composante à 100 Hz, pour les points A1 à A4 de la structure non décalée et pour une 

valeur    de 1.1T. Théoriquement, pour les deux configurations, compte tenu des symétries, 

les points A1 et A3 d’une part et les points A2 et A4 d’autre part doivent présenter les mêmes 

vibrations. Des différences apparaissent néanmoins. Elles sont visibles à la Figure 3-24 et 

proviennent de la mise en place des accéléromètres et du serrage qui, bien que contrôlé, 

peut contraindre les côtés des empilements différemment. Afin de les réduire, une 

moyenne des valeurs mesurées sur les points numérotés de la même manière pour les 

plaques A et B, a été faite. La Figure 3-25 montre cette moyenne pour les deux 

configurations (β = 0° et β =90 °) où, par exemple, A1-B1, correspond au calcul de la 

moyenne des mesures réalisées en A1 et B1.  

 

Figure 3-24 Vibrations axiales du coté plaque A pour         
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Figure 3-25 Vibrations axiales des structures annulaires 

Il apparait que, pour la structure non-décalée (β = 0 °), les niveaux de vibration 

sont plus élevés, hormis pour A1-A3 à 1.1T et 1.5T. Le niveau de vibration plus élevé pour 

β = 0° peut être expliqué par deux raisons :  

• les forces de Maxwell présentes dans le cas de la configuration décalée induisent 

une contraction des entrefers interlaminaires, ce qui compense le « gonflement » de 

la tôle dû à la magnétostriction. Les deux phénomènes (magnétostriction et forces 

de Maxwell) peuvent se compenser l’un l'autre à une fréquence donnée. 

• la répartition de l’induction à l'intérieur de l’empilement décalé conduit à une 

réduction de la magnétostriction puisque le flux s’établit selon le chemin le moins 

réluctant. En effet, les simulations ont montré que le flux préfère s’établir selon la 

DL, quitte à traverser l’entrefer. Cela conduit à de faibles angles α. Pour renforcer 

l’illustration de ce phénomène, nous avons appliqué un modèle empirique de 

magnétostriction à chaque élément de nos simulations (β=0°, β=90°). En effet, il 

n’y a pas de modèle mathématique permettant de connaitre les déplacements dus à 

la magnétostriction des tôles GO. Des modèles sont en cours d’élaboration dans 

certains laboratoires [82]. Voici la méthodologie que nous avons utilisée : 

- nous avons tiré des courbes expérimentales de [50] un modèle empirique 

permettant d’exprimer Δl/l en fonction de l’induction et de l’angle α. Ce 

modèle peut être visualisé à l’équation (3–2) où   ,   ,    et    sont des 

constantes. 

β=0° 

β=90° 
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  (3–2) 

- nous avons extrait la carte d’induction dans un plan situé au milieu de la tôle 

centrale. Pour ce faire, nous avons exporté ces données sous forme de grille. 

En effet, avec un maillage de type tétraédrique, il est difficile de connaitre 

simplement la distance entre deux nœuds. Une découpe en grille nous permet 

d’avoir des nœuds alignés et une distance    entre deux nœuds jointifs connus. 

Le principe de cette exportation est visible à la Figure 3-26.  

 
Figure 3-26 Exportation des données des simulations 

 

- connaissant    la longueur entre deux nœuds consécutifs, nous pouvons alors 

appliquer le modèle empirique, à l’aide de Matlab, pour trouver en chaque 

nœud    l’effort magnétostrictif. Celui-ci n’est pas quantitatif puisque il ne 

prend pas en compte l’impact d’une forte déformation d’un nœud sur son 

voisinage et il est réalisé pour une pression et une qualité de tôle non identique 

entre nos essais et [50]. Néanmoins, ce modèle nous permet de mettre en 

valeur les zones susceptibles d’être les plus magnétostrictives. Nous avons 

ensuite normalisé ces résultats avec le plus grand déplacement des deux 

empilements. La Figure 3-27 présente les répartitions de l’induction, de l’angle 

α et des déplacements relatifs des deux empilements.  

Cette figure montre que la structure non décalée présente des zones pour 

lesquelles les déplacements sont plus importants en raison de niveaux d’induction dans la 

DT plus élevés. A contrario, dans la structure décalée, l’induction s’établit en exploitant 

mieux la DL si bien que les déplacements engendrés par les effets magnétostrictifs sont 

plus faibles. 

• concernant les différences entre les deux qualités de tôle les accélérations des 

déformations axiales de la configuration décalée sont plus faibles avec le HGO que 

le CGO. Ceci peut s’expliquer par : 

- des caractéristiques de magnétostriction qui provoquent moins de 

déformations, 

- des caractéristiques magnétiques conduisant à une distribution de 

l’induction différente dans les tôles et, donc, des efforts différents, 
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Induction (b(T)) 

  
Angle entre l’induction et la direction de laminage (α(°)) 

  
Effort magnétostrictif normalisée 

  
 β=0°              β=90° 

 DL 
Figure 3-27 : Répartition des effets magnétostrictifs dans les structures annulaires 

 
 
 
 
 
 

 

- une compensation plus efficace des effets des forces de Maxwell et des 

effets magnétostrictifs mais ce point est tributaire des deux raisons 

évoquées précédemment. 

Il est intéressant de noter que, pour les deux qualités, la structure non-décalée 

pour       T, présente des accélérations des déformations plus importantes pour les 

moyennages A1-B1 et A3-B3. En effet, ces points correspondent à des joues où le flux est 

dans la DT de la tôle. Par conséquent, l'effet magnétostrictif est le plus élevé. Pour la 

structure décalée, ces vibrations sont sensiblement les mêmes pour tous les moyennages. 
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3.1.3.1.4 Mesures des vibrations radiales 

Pour les mesures de vibrations effectuées dans la direction radiale, les 

accéléromètres sont situés sur les bords des empilements, à la fois pour γ = 0° et γ = 90 ° 

(Figure 3-4.b). Les résultats pour la composante à 100Hz sont présentés à la Figure 3-28 

pour β=0° et β=90 °. Quelle que soit la valeur de β, les vibrations radiales sont toujours 

d’origine magnétostrictive, la structure ne comportant pas d’entrefer dans le plan des tôles. 

Pour la configuration non décalée, les accélérations des vibrations selon γ = 0° sont les plus 

importantes. Elles correspondent aux déformations des tôles traversées par le flux dans 

leur DT. On retrouve là une évolution normale. 

  

 
Figure 3-28 Vibrations radiales des structures annulaires 

 
En ce qui concerne la différence entre les deux qualités, les tôles HGO présentent 

des accélérations des vibrations plus élevées que celles des tôles CGO pour la structure non 

décalée. Cela peut s'expliquer par la forte anisotropie du matériau qui donne lieu à des 

vibrations de fortes amplitudes lorsque le flux magnétique s’établit dans la DT. Au 

contraire, la structure décalée HGO présente des accélérations plus faibles que la structure 

décalée CGO.  

De plus, la Figure 3-28 montre de grandes différences d'amplitude des 

accélérations entre les structures décalée et non décalée. En effet, pour la structure décalée 

CGO à       T, les amplitudes sont divisées par 27 et 8.3 respectivement pour γ = 0° et 

γ = 90°. Néanmoins, les ratios diminuent lorsque l’induction augmente : 6.6 et 2.2 pour 

β=0° 

β=90° 



 

 

90 

Chapitre 3  Circuits magnétiques composés de tôles découpées d’une pièce 

 

1.1T et 3 et 0,95 à 1.5T. Pour la qualité HGO, les ratios sont respectivement de 81 et 27 à 

0.7T, 20 et 8.7 à 1.1T et enfin 7.2 et 2 à 1.5T. Cela signifie que : 

• plus l’anisotropie est élevée, plus les écarts sont importants.  

• plus la tôle est saturée, moins le décalage réduit l’amplitude des accélérations des 

déformations. 

 

 
1.1ˆ b T          5.1ˆ b T 

a)  0  

 
1.1ˆ b T         5.1ˆ b T 

b) 90    

Figure 3-29 Déformations radiales (quart de structure) des structures annulaires 
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a)  0   

b) 90     

Figure 3-31 Phases entre les composantes vibratoires des structures annulaires 
 

Les vibrations des empilements complets ont également été étudiées. Pour cela, 

une « ODS » (analyse des déformations) a été réalisée sur un quart des deux empilements 

pour 1.1T et 1.5T et la qualité CGO. Pour 0.7T, les vibrations étaient d’amplitudes trop 

faibles pour être analysées. Les résultats sont présentés aux Figure 3-29.a (β = 0°) et Figure 

3-29.b (β = 90°). Les Figure 3-30.a et Figure 3-30.b montrent quant à elles les accélérations 

des déformations des structures sur toute la surface radiale pour 1.5T. Elles mettent en 

évidence les différences entre les deux configurations. L’empilement non-décalé présente 

 
a)  0

     
b) 90    

Figure 3-30 Déformations structurelles des anneaux des tôles pour       T 
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des vibrations en opposition de phase entre la DL et DT, comportement vibratoire normal 

des aciers GO. Ensuite, la pile décalée présente des vibrations en phase entre les lignes 

définies par γ = 0° et γ = 90° d’une part, et en opposition de phase entre les lignes définies 

par γ = 0° et γ = 45°, d’autre part.  

L’analyse des phases des accélérations des déformations axiales et radiales a 

également été réalisée en prenant comme référence un point « radial » défini par γ = 0°. Par 

rapport à cette référence, les phases des points A1, B1 et γ=90° sont présentées à la Figure 

3-31. Comme il a été mentionné précédemment, les vibrations axiales et radiales sont en 

phase sur les deux configurations. 

3.1.3.1.5 Déformations radiales 

Seules les accélérations des déformations ont été jusqu’alors présentées. Dans 

cette partie, les déformations des empilements sont considérées. Afin de déterminer leur 

nature, contraction ou extension, l'accélération des déplacements et la tension aux bornes 

du bobinage secondaire sont utilisées. Les déplacements sont déduits des accélérations en 

intégrant deux fois. Le calcul de la constante d’intégration est fait en supposant       

pour      . 

La valeur du coefficient de magnétostriction      en fonction de    est présentée à 

la Figure 3-32 pour γ = 0° et 90 °. La configuration non décalée présente une contraction le 

long de la DL et un allongement selon la DT et ce, quelle que soit   . Pour γ= 0°, les 

valeurs maximales de déplacement de la configuration décalée sont 26 fois (0.7T), 7 fois 

(1.1T), et 3 fois (1.5T) plus faibles qu'avec la configuration non décalée. Pour γ = 90°, la 

nature du déplacement a changé : la configuration décalée présente un allongement là où la 

configuration non-décalée présente une contraction. L'amplitude des déplacements est 

réduite avec le décalage. 

On peut supposer que le même phénomène qui apparait dans l’empilement décalé 

se produit dans les coins des circuits magnétiques des transformateurs, au niveau des 

marches où les DL et DT des tôles des jambes et des culasses se croisent. En ce sens, ces 

essais effectués sur cette structure simple permettent d’avoir des informations importantes 

sur le comportement magnétostrictif des transformateurs. 

• en formulant ce parallèle, on peut avancer que la tôle HGO, de nature moins 

magnétostrictive [10] selon la DL que la tôle CGO, offre une réduction des 

vibrations, même dans un environnement où l’induction n’est pas répartie de façon 

homogène dans la tôle. 

• la structure non décalée permet de mettre en valeur l’effet et l’importance de la 

magnétostriction dans la DT. Dans un transformateur triphasé, la DT est sollicitée 

dans le joint en T où se situe un champ tournant. Dans ce cas, la tôle HGO, plus 

anisotrope, crée davantage de vibrations que la tôle CGO. 
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Pour aller encore un peu plus loin dans les investigations et mettre en lumière le 

comportement des coins, des essais ont été effectués sur des cadres de mesures mais dont 

les tôles sont découpées d’une pièce.  

             

  

             

  

             

  

              

  

              

  

              

  

            

Figure 3-32 Déplacements radiaux des structures annulaires (CGO 0.35mm) 
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3.2 Cadres « une pièce » 

3.2.1 Présentation des cadres « une pièce » 

Nous avons mis en œuvre des cadres de mesures dont les tôles sont découpées 

d’une pièce de manière à former un circuit sans joint. Deux cadres ont été assemblés : le 

premier avec des tôles non décalées entre elles (β=0°), le second avec un décalage à 90° 

(β=90°), comme nous l’avions fait avec les disques (Figure 3-33). Les cadres présentent des 

dimensions extérieures de 0.5mx0.5m, les bras mesurant 0.1m de large. Chaque cadre 

comprend 35 tôles de la même qualité que les cadres monophasés (HGO 0.30mm 

d’épaisseur nominale) étudiés à la partie 2.2. La Figure 3-34 montre une photographie d’un 

cadre équipé de ses bobines. 

 
β=0°                β=90° 

Figure 3-33 Configurations des cadres « une pièce » 
 

Ainsi, comme avec les disques, nous pouvons dissocier les origines des vibrations 

radiales et axiales. Concernant les vibrations axiales, on peut stipuler que : 

• pour le cadre non décalé, il n'y a aucune raison pour que le flux magnétique circule 

d'une couche à l'autre puisque toutes les tôles sont empilées avec leur DL parallèle. 

De cette façon, la force de Maxwell n’intervient pas et les déformations sont 

seulement liées à la magnétostriction.  

• pour le cadre décalé, les déformations au niveau des coins résultent de la 

combinaison des forces de Maxwell et magnétostrictives.  

Les vibrations radiales sont causées, quel que soit l'empilement, uniquement par 

l'effet magnétostrictif. 
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Figure 3-34 Cadre de mesures une pièce 

 

3.2.2 Modélisation par Eléments Finis 

3.2.2.1 Définition du modèle 

Comme pour les disques, nous avons simulé les cadres une pièce de façon 

simplifiée : le modèle utilisé comprend une tôle entre deux demi tôles. Ainsi, nous pouvons 

simuler le cadre non décalé en paramétrant toutes les tôles avec les mêmes caractéristiques, 

et le cadre décalé en inversant les perméabilités relatives de la tôle et des deux demi-tôles. 

Le modèle, présenté à la Figure 3-35, prend également en compte la saturation. L’excitation 

se fait à l’aide de deux conducteurs placés sur un bras, imposant l’induction dans le circuit 

magnétique. 

 

 
Figure 3-35 Maillage du modèle EF 3D des cadres une pièce 
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3.2.2.2 Simulation du cadre à tôles anisotropes non décalées 

(β=0°) 

La Figure 3-36 montre les résultats de cette simulation. Dans ce cas, lorsque le 

flux magnétique va s’établir dans la DL, il va se concentrer vers l’intérieur du cadre, créant 

ainsi une zone non homogène. Dans la direction transverse, la perméabilité est plus faible 

et le flux se répartit de façon plus homogène dans la tôle. Concernant l’entrefer, le flux est 

nul puisqu’il y a aucune raison qu’il s’établisse entre les deux tôles. 

 

 

  
Coupe tôle du milieu Coupe d’entrefer 

 
Figure 3-36 Distribution de l’induction obtenue par simulation EF dans le cadre à tôles non 

décalées  

 

 

Concentration 

Dilution 
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3.2.2.3 Simulation du cadre à tôles anisotropes décalées 

(β=90°) 

Cette simulation a été effectuée en décalant les tôles de 90°, comme pour les 

disques. La Figure 3-37 montre que le flux magnétique va s’établir dans la DL de la 

première tôle puis, au lieu de s’établir dans la DT, va « plonger » vers la DL de la tôle 

jointive. Cela explique que les niveaux d’induction sont plus élevés dans la DL que dans la 

DT. On visualise bien le phénomène de passage du flux magnétique d’une tôle à l’autre 

dans l’entrefer et au niveau des coins. On retrouve bien les phénomènes qu’on a qualifiés 

de « normal » et « inverse », respectivement sur la quasi-totalité des coins et sur l’intérieur 

des coins. 

 

 

 

 

 
Coupe tôle du milieu Coupe d’entrefer 

 
Figure 3-37 Distribution de l’induction obtenue par simulation EF dans le cadre à tôles 

décalée  
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3.2.3 Mesures sur les cadres de mesures « une pièce » 

Comme pour les disques, des mesures des vibrations axiales et radiales ont été 

effectuées avec 12 points de mesures pour chacun des deux cadres une pièce. Ils sont 

montrés à la Figure 3-38. Compte tenue des symétries, un moyennage a été effectué entre 

les points : 

• 1, 2, 3 et 4 pour les vibrations normales au plan des tôles, 

• 5, 6, 7 et 8 pour les vibrations latérales dont la direction est celle de la DL de la 

première tôle, 

• 9, 10, 11 et 12 pour les vibrations latérales dont la direction est celle de la DT de la 

première tôle. 

Ces moyennes seront respectivement notées A, LDL et LDT et on parlera de 

vibrations « axiales » et « latérales » dans DL et dans la DT. Ces essais ont été effectués avec 

une tension d’excitation sinusoïdale de fréquence 50Hz. 

 
Figure 3-38 Points de mesures des vibrations axiales et radiales 

 

3.2.3.1 Mesures des vibrations axiales 

Les accélérations des déformations A ont été mesurées sur les cadres et à trois 

inductions : 0.7T, 1.1T et 1.5T. Les résultats sont présentés à la Figure 3-39. 

Les mêmes conclusions que celles émises pour les disques peuvent être 

formulées : 

• pour la structure non décalée, le flux magnétique s’établit dans l’ensemble du cadre, 

traversant ainsi la DT, zone fortement magnétostrictive.  

• pour la structure décalée, le flux magnétique s’établit principalement dans les DL en 

zigzaguant au niveau des coins. Ce comportement spécifique des tôles décalées va 

entrainer l’apparition de forces de Maxwell qui vont réduire les entrefers 
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interlaminaires et une baisse des déformations magnétostrictives car la DT n’est 

plus sollicitée et la déformation axiale du coin est impactée. Ces deux phénomènes 

combinés vont réduire les vibrations mesurées.  

• la différence entre les accélérations des déformations des deux structures est plus 

prononcée en basse induction. En effet pour        , la différence entre les deux 

structures est de 99%, celle-ci devient 60% à 1.1T et même 8% à 1.5T. 

L’explication est que le flux magnétique s’établissant dans la DL va saturer dans les 

environs de 1T. Le flux magnétique va alors, en partie, s’établir dans les DT 

augmentant les vibrations dues à la magnétostriction. Ce changement de répartition 

va être développé dans la partie 3.2.4. 

 
Figure 3-39 Mesures des accélérations des déformations axiales (point A) 

 
 

3.2.3.2 Mesures des vibrations radiales 

Les résultats des mesures des accélérations LDL et LDT des déformations selon 

l’induction moyenne    sont présentés à la Figure 3-40. 

Encore une fois, les mêmes conclusions que celles formulées pour la géométrie 

disque apparaissent : les efforts magnétostrictifs sont plus importants pour le cadre à tôles 

non décalées. 

• concernant la structure non décalée, les accélérations LDT sont d’amplitude plus 

importante que celle des accélérations LDL. On peut l’expliquer par la distribution 

du flux dans le coin. En effet, le flux profite de la DL le plus loin possible dans le 

coin du cadre non-décalé pour ensuite nécessairement passer dans la DT de la 

même tôle. C’est ce que montrent bien les résultats de simulation des deux cadres 

(Figure 3-41). Mais surtout, la distribution de l’induction indique un rapport 2 des 

valeurs de    au milieu des tôles verticales : avec la structure décalée, le flux 

magnétique plonge vers les tôles inférieures ou supérieures pour éviter la DT. A 

contrario, les tôles de la structure non décalée sont pleinement sollicitées dans leur 

DT, donnant lieu à des déformations magnétostrictives d’amplitude plus 

importante que dans la DL. Nous avons d’ailleurs tracé, comme pour les disques, la 

carte des déplacements relatifs en utilisant la même méthode (3.1.3.1.2) à la Figure 

3-41.  
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β=0° 

• concernant la structure à tôles décalées, la Figure 3-40.b montre que LDL et LDT sont 

sensiblement similaires pour les trois valeurs d’induction. Cela s’explique par la 

taille des accéléromètres qui couvre plusieurs tôles. En conséquence, et puisque les 

vibrations dans la DL et la DT engendrent respectivement un allongement et une 

contraction, seuls les allongements de valeur plus élevée sont détectés par les 

appareils de mesure, déplacement identiques compte tenu du décalage et de la 

symétrie du cadre. 

 
Figure 3-40 Mesures des accélérations des déformations radiales (point LDL et LDT) 

 
On constate une réduction de l’écart entre les accélérations des déformations des 

deux cadres, que ce soit les LDL ou les LDT, lorsque    augmente. Pour expliquer cette 

tendance, une simulation EF considérant les non linéarités, saturation et anisotropie, du 

cadre à tôles HGO 0.30mm décalées a été réalisée pour différentes valeurs de   . On a 

tracé, à la Figure 3-43, les variations de    
  et    

 , valeurs locales des inductions d’une tôle 

située au milieu des bras horizontaux et verticaux (Figure 3-42) en fonction de l’induction 

globale   .  

• La simulation montre que, pour les inductions globales inférieures à 0.8T, 

l’induction    
  est quasi nulle dans la structure. Dans ce cas    

  vaut le double de 

l’induction globale. Au dessus de 0.8T, l’induction    
  devient non nulle et la 

valeur de    
  stagne. La raison logique de ce phénomène est que la tôle, fortement 

sollicitée dans la DL, commence à saturer. Ainsi, la perméabilité selon la DL 

devient plus faible que celle dans la DT. De ce fait, le flux magnétique commence à 

s’établir selon dans la DT. Pour assoir ce résultat, une vérification expérimentale a 

été effectuée sur le cadre une pièce à tôles décalées. Des bobines exploratrices ont 

été placées pour relever    
  et    

 . Les résultats, montrés à la Figure 3-43, 

β=90° 
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confirment les mêmes tendances que celles fournies par la simulation. Les 

différences peuvent s’expliquer par : 

- les différences entre les caractéristiques du matériau prises pour la 

simulation et le matériau réel. 

- le modèle d’anisotropie implanté dans le logiciel. 

Néanmoins, on peut souligner la correspondance très acceptable des résultats 

numériques compte tenu du modèle d’anisotropie assez rudimentaire implanté dans le 

logiciel. 

Approfondissons en conséquence notre analyse des accélérations des 

déformations. Au delà de 0.8T, le flux magnétique s’établissant dans la DT augmente, si 

bien que les déformations dues à la magnétostriction croissent. Cela explique donc la forte 

différence entre les accélérations des déformations LDL et LDT de la structure décalée 

mesurées à faible induction (0.7T) et à forte induction (1.5T) : les amplitudes sont presque 

multipliées par 30 (Figure 3-40). Enfin, un lien entre la géométrie cadre et la géométrie 

disque peut être établi. En effet, le cadre peut être vu comme une déformation du disque, 

un peu comme nous l’avons fait pour les simulations mettant en évidence les phénomènes 

normaux et inverses. On constate que : 

• pour la structure cadre à tôles non décalées et pour les disques β=0°, les ratios 

(Tableau 3-2) entre les accélérations des déformations présentent les mêmes 

Induction (b(T)) 

   
Angle entre l’induction et la direction de laminage (α(°)) 

   
Déformations magnétostrictif normalisée 

   
β=0°      β=90° 

              DL 
Figure 3-41 Répartition des effets magnétostrictifs  
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tendances, mêmes si les amplitudes des deux structures sont logiquement 

différentes. 

• Pour les structures à β=90°, on note trois points : 

- les accélérations des déformations à γ=0° et γ=90° d’une part et LDL et LDT 

des cadres d’autre part sont en terme d’amplitude quasiment égales. Ce qui 

entraine des ratios proche 1 pour cette structure. 

- Les évolutions des ratios des amplitudes des accélérations avec    sont 

proches pour les trois dispositifs comme le montre le Tableau 3-3. On 

retrouve bien l’impact de la saturation des tôles voyant le flux dans leur DL. 

 

 β=0° β=90° 

 0.7T 1.1T 1.5T 0.7T 1.1T 1.5T 

Disques CG0 0.35mm 3.23 2.98 2.72 1 1 0.9 

Disques HGO 0.30mm 3.2 3.84 3.58 1.08 1.5 1 

Cadres une pièce HGO 0.30mm 2.82 2 1.22 0.93 0.9 0.84 

Tableau 3-2 Evolution du ratio des vibrations LDT/LDL ou γ90°/γ0° 

 

 Acc(1.1T)/Acc(0.7T) Acc(1.5T)/Acc(0.7T) 

Disques CG0 0.35mm 10.8 35.35 

Disques HGO 0.30mm 7.7 26.15 

Cadres une pièce HGO 

0.30mm 
9.9 35.77 

Tableau 3-3 Evolution des ratios, des accélérations des déformations pour les structures 
β=90° 

 
Figure 3-42 Placement des bobines exploratrices autour la tôle centrale du cadre β=90° 
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Figure 3-43 Evaluation expérimentales et numériques des inductions de    

  et    
  selon    

  

3.2.4 Autre utilisation du cadre β=90° 

Le cadre β=90° peut avoir une autre utilisation que nos essais précédents. En 

effet, la zone des cadres correspondant à la DT peut être vue comme une zone d’entrefer 

de reluctance équivalente comme le montre à la Figure 3-44. Cette figure montre une tôle 

centrale de la structure décalée, la zone hachurée montre la zone qui équivaut à un entrefer. 

De ce fait, l’induction    
  peut être associée à l’induction s’établissant dans les entrefers 

plans et    
  peut être associée au flux magnétique s’établissant dans les entrefers 

interlaminaires d’une géométrie de type Single Step Lap. 

Avec ce raisonnement, la Figure 3-43 permet d’autres conclusions : 

•    
  ne sature pas à la valeur de saturation du matériau (2.03T), mais après le coude 

de la courbe d’aimantation (1.86T).  

 
Figure 3-44 Equivalence de circuit magnétique entre le cadre β=90° et un coin de 

transformateur 
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•    
  devient non nulle pour une valeur d’induction qui peut être assimilée à 

l’induction critique des coins de transformateurs. Cette valeur, qui dans la 

bibliographie est de 1T [42] pour notre géométrie, est de valeur plus faible dans 

notre cas. 

Ces conclusions mettent en évidence l’impact de la courbe d’aimantation du 

matériau, et donc la qualité de la tôle magnétique, sur l’induction critique. Du fait de la 

bonne concordance entre les mesures de    
  et    

  et la méthode des éléments finis, des 

simulations ont été effectuées avec des caractéristiques magnétiques dans la DL et la DT de 

tôle CGO 0.30mm et HGO 0.23mm (Figure 4-1). La Figure 3-45 montre les résultats de 

ces simulations : la tôle CGO 0.30mm ayant un coude de saturation situé à des valeurs plus 

basses d’induction,    
  sature aux environs de 1.7T rendant plus faible l’induction critique. 

Pour le HGO 0.23mm, les résultats sont entre les deux autres qualités de tôle, ce qui est 

cohérent avec les courbes d’aimantation [83]. 

Cette valeur d’induction critique peut être exploitée de façon intéressante pour 

formuler des liens avec les performances environnementales des transformateurs. En effet, 

une faible induction critique va : 

• accentuer la non homogénéité de l’induction au niveau du coin (partie 2.2.3), ce qui 

augmente les pertes fer dans cette zone. 

• conduire à un écrêtage plus rapide de l’induction passant « hors plan ». La Figure 

3-46 montre d’ailleurs les évolutions temporelles de    
 ,    

  et   . Les 

harmoniques deviennent plus élevés et impactent, par le biais des forces de Maxwell 

et la magnétostriction, les vibrations et le bruit acoustique produits par le 

transformateur. 

 
Figure 3-45 Résultats de simulation de l’évolution de l’induction locale par rapport à 

l’induction globale 
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Figure 3-46 Evolution temporelle de    

  et    
  

3.3 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons étudié des circuits magnétiques composés de tôles 

découpées d’une seule pièce tels que les structures annulaires ou les cadres « une pièce ». 

Bien que ces essais s’intéressent majoritairement aux vibrations, des conclusions 

intéressantes ont révélé l’influence de la qualité de tôle sur les pertes fer. En effet, 

l’anisotropie va tendre à rendre plus énergivore les coins des transformateurs, impactant les 

facteurs de construction. Concernant les essais vibratoires, nous pouvons associer leurs 

évolutions aux trois paramètres que nous avons évoqués dans la partie 2.3 : 

• l’anisotropie : ce paramètre va modifier les vibrations produites par les tôles GO. 

En effet, au plus l’anisotropie est forte, au moins le matériau va être magnétostrictif 

dans la DL. De plus, dans les régions des coins, l’anisotropie va modifier la 

répartition du flux magnétique. Cela va conduire, d’une part, à des angles α plus 

faibles pour une forte anisotropie dégradant moins les déformations 

magnétostrictives et, d’autre part, à une modification de la répartition des forces de 

Maxwell 

• le comportement à saturation : ce paramètre va impacter la valeur de l’induction 

critique. Une saturation rapide des tôles GO va entrainer une baisse de l’induction 

critique entrainant l’apparition d’harmoniques d’induction à l’origine de 

composantes harmoniques du bruit acoustique. 

• l’épaisseur : à ce stade des travaux, nous pouvons entrevoir un lien avec l’induction 

critique. En effet, la partie 2.2.3.2, a montré qu’une diminution de l’épaisseur va 

tendre, à qualité donnée, à une baisse de l’induction critique dans les coins de 

transformateurs, entrainant les mêmes effets qu’évoqués précédemment. 
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En définitive, ces trois paramètres vont impacter la répartition du flux magnétique 

dans les transformateurs et, donc, les pertes fer et le bruit acoustique. Les essais du chapitre 

4 pourront confirmer ou compléter les tendances que nous avons trouvées.
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4.1 Cadres de mesures monophasés 

Chapitre 4  Essais sur transformateurs 

Nos investigations vont porter sur deux types de transformateurs : le premier est 

une évolution des cadres une pièce utilisés dans le chapitre précédent ; le second est une 

série de circuits magnétiques triphasés réels qualifiés de « core models ». 

4.1 Cadres de mesures monophasés  

Nous allons maintenant mener des essais avec les cadres de mesures construits 

avec différentes qualités de tôles pour, d’une part, vérifier les conclusions précédemment 

énumérées et, d’autre part, mener des investigations sur une géométrie et des joints de 

transformateurs.  

4.1.1 Présentation des cadres construits avec 

différentes qualités de tôles GO 

Dans les essais qui vont suivre, nous allons utiliser des cadres « moyens », de 

mêmes dimensions que les cadres une pièce mais avec une configuration Step Lap. Ils sont 

construits avec différentes qualités de tôles, avec 1 tôle par marche, 1 marche et un 

chevauchement de 10 mm. Les cadres utilisés ont les suivants : 

• un cadre moyen contenant 60 tôles par bras de qualité HGO et d’épaisseur 

0.30mm, 

• un cadre moyen contenant 60 tôles par bras de qualité CGO et d’épaisseur 0.30mm, 

• un cadre moyen contenant 79 tôles par bras de qualité HGO et d’épaisseur 

0.23mm. 

Les cadres sont donc tous d’épaisseurs identiques. Les courbes d’aimantation et 

les caractéristiques de pertes fer normalisées des matériaux utilisés sont montrées 

respectivement à la Figure 4-1 et à la Figure 4-2. Ces données montrent l’anisotropie plus 

forte des tôles HGO par rapport aux tôles CGO. De plus, entre les deux qualités de HGO, 

celle d’épaisseur nominale 0.30mm est plus anisotrope que celle d’épaisseur nominale 

0.23mm, si on se réfère aux caractéristiques entre 0 et 200 A/m. Concernant les pertes 

normalisées, sans surprise, le CGO 0.30mm est plus énergivore que le HGO 0.30mm. Le 

HGO 0.23mm a, quant à lui, les pertes fer les plus faibles du fait de la moindre épaisseur 

des tôles le constituant. 

L’alimentation du circuit primaire des cadres se fait à l’aide d’une tension 

sinusoïdale 50Hz provenant d’un autotransformateur. Sur ces dispositifs, des essais de 

pertes fer, vibratoires et acoustiques ont été réalisés sans pression appliqué sur les cadres.  
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a) b) 

Figure 4-1 Caractéristiques magnétiques selon a) la DL et b) la DT des qualités de tôles 
utilisées 

 

 
Figure 4-2 Variation pertes fer normalisées des qualités de tôles utilisées selon    

 
 

4.1.2 Mesures des pertes fer 

La Figure 4-3 présente les résultats des mesures des pertes fer.  

• sans surprise, les qualités les plus performantes sont les tôles magnétiques à haute 

perméabilité HGO, la qualité conventionnelle CGO étant de nature plus 

énergivore. Néanmoins, à même épaisseur, cette différence diminue à haute 

induction. La différence entre le cadre HGO 0.30mm et CGO 0.30mm est de 20% 

à 1.7T ; cet écart passe à 3.5% à 1.9T. Ce phénomène peut s’expliquer par une 
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évolution différente des pertes fer en fonction de l’induction, conformément aux 

caractéristiques énergétiques des matériaux (Figure 4-2). 

• les pertes des deux qualités HGO ont des évolutions similaires en fonction de 

l’induction, évolutions différentes de celle du CGO. Le HGO 0.23mm est le moins 

énergivore, ce qui semble logique compte tenu de leurs caractéristiques normalisées.  

 
Figure 4-3 Variation selon    des pertes fer des cadres de mesures 

 
Nous pouvons associer à ces mesures le facteur de construction de nos cadres de 

mesures pour quantifier l’optimisation énergétique des tôles magnétiques qui les 

composent. Du fait de la simplicité de la structure, identique pour tous les cadres, et que le 

montage est effectué par la même personne au laboratoire, le facteur humain pouvant 

influencer ces résultats peut être considéré comme identique pour tous les dispositifs. Ces 

facteurs de construction sont tracés à la Figure 4-4. Ceux-ci montrent une meilleure 

optimisation énergétique pour le CGO 0.30mm, moins anisotrope. Le HGO 0.30mm, 

fortement anisotrope (plus que le HGO 0.23mm), conduit à un facteur de construction 

élevé. Ces conclusions de l’impact de l’anisotropie sur l’optimisation des pertes fer sont 

similaires à celles formulées précédemment. De plus, au dessus de    1.6T, l’évolution des 

facteurs de construction est fonction du comportement à saturation des tôles magnétiques : 

le HGO 0.30mm, ayant une induction à saturation plus élevée, montre une augmentation 

du facteur de construction. A contrario, le HGO 0.23mm, et surtout le CGO 0.30mm, 

montrent une baisse de ce facteur. Ce phénomène se retrouve à la fois dans la méthode des 

trois cadres (partie 2.1.3.2) et sur les disques décalés (partie 3.1.3.1.2). Il peut être expliqué 

par le fait que le comportement à saturation des tôles magnétiques va influer sur la 

répartition de l’induction au niveau des coins du transformateurs et donc sur les pertes fer. 
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Figure 4-4 Evolution du facteur de construction des cadres de mesures selon    

Ainsi, le facteur de construction nous permet d’établir un lien intéressant sur le 

comportement des tôles magnétiques constituant le transformateur. Ces informations nous 

seront utiles dans la suite des travaux.  

4.1.3 Mesures vibratoires 

En parallèle des mesures énergétiques, des essais vibratoires ont été réalisés sur les 

trois cadres de mesures. Ceux-ci ont été effectués sur 4 points de mesures (Figure 4-5) : 

• le point P1 placé au milieu d’un coin, 

• le point P2 placé à la limite intérieure d’un coin, zone à forte induction locale, 

• le point P3 placé sur le coté du cadre au niveau d’un coin, 

• le point P4 placé au milieu d’un bras. 

 
Figure 4-5 Points de mesures vibratoires 
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Figure 4-6 Accélérations des déformations des cadres de mesures 

Ces mesures ont été effectuées à trois inductions différentes, 1.4T, 1.6T et 1.8T, 

valeurs couramment utilisées dans les transformateurs. La Figure 4-6 montre les résultats 

de ces essais. Plusieurs remarques peuvent être énoncées. 

• le cadre CGO produit des accélérations des déformations plus importantes que le 

HGO dont les tôles sont de même épaisseur (0.30mm) pour les points P1, P2 et P4 

pour toutes les inductions. Cette conclusion est la même que celles formulées pour 

les dispositifs type disques (3.1.3). Pour P3, le HGO 0.30mm provoque des 

vibrations d’amplitudes plus importantes que le CGO 0.30mm, traduisant une 

répartition différente des forces de Maxwell et de celles dues à la magnétostriction. 

Néanmoins, les vibrations en ce point de mesure sont d’amplitude faible par 

rapport aux autres. 

• le cadre HGO 0.23mm produit des vibrations plus importantes que les autres 

qualités pour P1, P3 et P4. L’une des explications de ce phénomène est la 

différence d’épaisseur des tôles les constituant pouvant conduire à une de plus 

grande amplitude des déformations mécaniques. Le point P2, étant sur une zone à 

l’origine de fortes vibrations mais moins sujette à de fort débattement mécanique 

que P1, montre des vibrations d’amplitude moins élevée que les autres qualités. En 

effet, théoriquement une réduction de l’épaisseur va entrainer une réduction des 

forces de Maxwell. Ce phénomène peut être montré avec une méthodologie 

simplifiée.  

Considérons le cas extrême d’un empilement de tôles formant un joint à double 

recouvrement, tel que l’on trouve dans le cadre Epstein. Supposons que le flux magnétique 

s’établit dans la DL d’une tôle pour s’établir de l’autre coté du joint selon la DL (Figure 

4-7). La zone grisée correspond à la partie des tôles dans lesquelles le flux magnétique est 

normal au plan des tôles. En effet, dans un joint un double recouvrement, l’absence 

d’entrefer plan dans le joint oblige le flux magnétique à s’établir dans les entrefers 
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interlaminaires. Nous considérons  , le flux magnétique dans l’ensemble du circuit 

magnétique, constant. 

 
Figure 4-7 Schéma plan d’un joint à double recouvrement 

 
Dans ces conditions, on peut écrire l’expression du flux magnétique dans une tôle 

   avec    le nombre de tôles par bras,     la largueur,    l’épaisseur de la tôle et     

l’induction selon la DL. 

   
 

  
                      (4–1) 

Si nous considérons une épaisseur de l’empilement au niveau du bras    tel que 

         (4–2) 

Si    est la section des tôles à travers laquelle le flux magnétique s’établit 

perpendiculairement aux tôles, alors nous pouvons exprimer l’induction présente dans 

l’entrefer. 

   
  

  
 (4–3) 

Avec cette induction nous pouvons exprimer la somme des forces F présentes 

dans    joint. 

     
  

 

   
    (4–4) 

Alors nous pouvons exprimer F en fonction de l’épaisseur d’une tôle et l’épaisseur 

de l’empilement au niveau du joint. 

     
  

 

  
     

       
  

 

      
 (4–5) 

  
  

  
 

  

  
  

 

   
 (4–6) 
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 (4–7) 

Cette démonstration montre un lien entre les forces de Maxwell et l’épaisseur de 

la tôle utilisée. En effet une tôle plus fine, à épaisseur d’empilement du circuit magnétique 

identique, va engendrer des forces de Maxwell plus faibles, ce qui va impacter le bruit 

acoustique produit par le circuit magnétique. 

4.1.4 Mesures acoustique 

4.1.4.1 Mesures à 1m au dessus des cadres de mesures 

Des essais acoustiques ont été menés avec les mêmes cadres de mesures placés 

dans une chambre semi-anéchoique. Cette salle permet d’effectuer des essais acoustiques 

dans des conditions de semi champ libre, conférant au son une propagation avec un 

minimum de réflexions. Le cadre testé est placé au sol et un microphone est positionné à 1 

mètre au dessus du centre du cadre. Ce microphone est relié à une station d’acquisition 

Lan-XI de Bruel et Kjaer, station associée à un ordinateur contenant le logiciel PULSE. La 

Figure 4-8 montre l’évolution du niveau de pression acoustique mesuré en fonction de 

l’induction. Nous pouvons constater que le cadre assemblé avec des tôles de qualité 

conventionnelle CGO émet plus de bruit que les tôles à haute perméabilité HGO. Par 

exemple, une différence de 2.3dBA est constatée pour    =1.7T entre le CGO et HGO de 

tôles de même épaisseur. Cela peut s’expliquer de deux manières : 

• le test simplifié sur les bruits et vibrations de la partie 3.1.3.1.3 a montré que les 

tôles HGO engendrent des vibrations d’origine magnétostrictive plus faible que les 

 
Figure 4-8 Niveau de pression acoustique mesuré à 1m au dessus des cadres de mesures 

(dBA) 
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tôles CGO, même dans un environnement fortement non homogène comme les 

zones des coins.  

• l’anisotropie, différente entre les deux qualités, provoque logiquement une 

répartition différente du flux magnétique. Ce changement va modifier la 

distribution des forces de Maxwell qui peut faire varier le bruit émis par le 

transformateur. 

La modification de l’épaisseur des tôles utilisées dans la construction du noyau 

magnétique va aussi modifier le bruit émis. En effet, les résultats montrent une réduction 

significative du bruit émit en utilisant des tôles HGO 0.23mm pour une section de bras du 

transformateur équivalente (4 dBA pour    =1.7T par rapport au HGO 0.30mm), ce qui est 

cohérent avec la réduction des forces de Maxwell avec l’épaisseur de la tôle précédemment 

évoquée. 

 

4.1.4.2 Mesures à 0.30m au dessus des coins des cadres de 

mesures 

Nous allons vérifier si nos conclusions s’appliquent aux zones des coins. Pour ce 

faire, la position du microphone est déplacée pour être à 0.30m au dessus d’un coin des 

cadres de mesures. Les résultats peuvent être visualisés à la Figure 4-9. Ceux-ci montrent 

les mêmes tendances que précédemment avec un bruit acoustique plus important pour la 

qualité de tôle CGO et une baisse avec la diminution de l’épaisseur. Les différences 

constatées pour    =1.7T sont de 1.5dBA entre les cadres HGO 0.30mm et CGO 0.30mm, 

et de 5dBA entre les deux HGO d’épaisseurs différentes. Ces remarques permettent de 

consolider nos conclusions. 

 
Figure 4-9 Niveau de pression acoustique mesuré à 0.30m au dessus des cadres de mesures 

selon    
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Si nous comparons ces conclusions aux essais vibratoires précédents, nous 

pouvons remarquer que les deux cadres HGO présentent des accélérations des 

déformations similaires mais aussi de grandes différences de pressions acoustiques. Ce 

phénomène peut être expliqué par le fait que l’on mesure ponctuellement les déformations 

et, à contrario, des pressions acoustiques globales provenant d’une grande surface 

d’émission. Cette différence de surface entre les deux types de mesures peut expliquer les 

différences relevées. 

4.2 Core models 

4.2.1 Présentation des « core models » 

Les « core models » sont des modèles de noyaux magnétiques de transformateurs 

triphasés de 630kVA (Figure 4-10). Ils vont nous permettre d’analyser la portée de nos 

conclusions établies sur des dispositifs simplifiés à des géométries complexes proches de 

celles utilisées dans les transformateurs. Ils ont été construits par un spécialiste de la 

fabrication de circuits magnétiques. Leurs dimensions peuvent être visualisées à la Figure 

4-11 représentant un « core model » de façon simplifiée : sans dispositif d’assemblage ni 

trous servant au serrage. Les coins sont de type Step Lap avec 6 marches et 1 tôle par 

marche. Le chevauchement des tôles dans les coins est de 5mm et le nombre de niveaux de 

gradin est de 3. Le joint en T est constitué de tôles coupées à 45°. Bien que les tôles 

utilisées soient d’épaisseurs différentes entre les différents « core models », les sections des 

transformateurs sont quasiment toutes identiques. Différents accessoires de serrage sont 

placés entre les noyaux magnétiques : des fers en U, des tiges filetées et des tubes isolants 

permettant une isolation électrique entre les tiges filetées et le circuit magnétique. Le 

serrage des fixations est réglé à 20Nm à l’aide d’une clé dynamométrique. 

 
Figure 4-10 Core models 
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a)  

b)  

c)  

Figure 4-11 Dimensions des core models a) vue de profil, b) vue de face, c) coupe d’une 
colonne 
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4.2 Core models 

Les transformateurs se composent de 3 colonnes pouvant accueillir les bobinages 

primaires et secondaires. Ces derniers sont constitués de 30 spires par phase pour chaque 

circuit. Le couplage utilisé est de type étoile/étoile [84] et nos tests sont effectués à vide. 

L’alimentation du circuit primaire s’effectue avec une tension triphasée sinusoïdale 50Hz 

provenant d’un autotransformateur ; le calcul de l’induction se fait à l’aide de la moyenne 

des valeurs efficaces des trois tensions secondaires. 

Les différences entre les core models se situent au niveau de l’épaisseur de la 

qualité des tôles magnétiques utilisées. Le Tableau 4-1 recense les 5 core models selon les 

nuances des tôles. Comme nous pouvons le remarquer, plusieurs core models sont 

construits avec des tôles HGO de même épaisseur. En effet, les tôles du noyau #3 sont 

normales, ceux du noyau #4 sont scratchée et ceux du noyau #5 ont un revêtement 

modifiée. 

Numéro du core 
models 

Qualité de la tôle 
magnétique 

Epaisseur 

#1 HGO 0.18mm 

#2 HGO 0.23mm 

#3 HGO 0.30mm 

#4 HGO 0.30mm 

#5 HGO 0.30mm 

Tableau 4-1 Qualités des tôles magnétiques des core models 

Les matériaux constituant ces core models ont été caractérisés à l’aide de la 

mesure normalisée SST sur des bandes juxtaposées de 0.6m (DL) x 0.1m (DT). Ces 

mesures ont été effectuées pour quelques valeurs d’inductions. Les caractéristiques des 

pertes fers normalisées et les courbes d’aimantation peuvent être visualisées à la Figure 

4-12.a et à la Figure 4-12.b : 

• les pertes fer normalisées deviennent plus faibles quand l’épaisseur de la tôle 

diminue. En effet, les tôles du core models #1 sont moins énergivores que le #2, et 

ceux constitués de tôles d’épaisseur 0.30mm sont, au contraire, plus énergivores. 

• les courbes d’aimantation montrent des perméabilités différentes, traduisant une 

différence d’anisotropie. Les différences de comportement sont clairement visibles 

entre les différentes qualités de tôles avec des saturations rapides pour les tôles des 

noyaux #1, #2 et #5 que pour les autres qualités. 
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Figure 4-12 Mesures normalisées SST des qualités de tôles utilisées 

4.2.2 Mesures des pertes fer 

Dans un premier temps, nous avons mesuré les pertes fer produites par les core 

models avec le wattmètre de précision WT 230. Les résultats de ces essais, présentés à la 

Figure 4-13, montrent que les performances des noyaux magnétiques sont directement liées 

à celles des tôles magnétiques les constituant. En effet, les tôles magnétiques qui produisent 

moins de pertes fer entrainent logiquement des noyaux magnétiques moins énergivores. 

Néanmoins, nous pouvons constater une inversion des tendances entre les pertes fer 

normalisées et celles des noyaux #3 et #5. Ce phénomène provient probablement de la 

différence d’anisotropie des deux matériaux qui peut dégrader les performances 

énergétiques du transformateur comme nous avons pu le voir dans la partie 3.1.3.1.2.  

Connaissant les pertes fer normalisées et celles des noyaux magnétiques, nous 

pouvons étudier les facteurs de construction. La Figure 4-14 montre les résultats de ces 

calculs et plusieurs conclusions peuvent être formulées : 

• si nous appliquons le fait qu’une forte anisotropie augmente le facteur de 

construction, nous pouvons déduire que le noyau #3 est le plus anisotrope. Pour 

les autres qualités, les différences ne sont pas assez importantes compte-tenu de la 

complexité d’assemblage qui rend le facteur humain important. 

• si nous nous intéressons à l’évolution du facteur de construction entre 1.5T et 1.7T, 

nous avons des informations sur le comportement à saturation des matériaux. La 

forte augmentation du facteur de construction des noyaux #3 et #4 traduit un bon 

comportement à saturation. A contrario, les noyaux #2 et #5 montrent que leurs 

matériaux saturent plus rapidement, le noyau #1 étant le pire des cas à cause de la 

faible épaisseur des tôles (partie 2.2.3.2). 

a

) 

b

) 
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Nous exploiterons ces informations pour comprendre les comportements 

acoustiques des noyaux magnétiques. 

 

 

 
Figure 4-13 Evolution des pertes fer des core models selon    

 
 

 
Figure 4-14 Evolution du facteur de construction des core models selon    
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Figure 4-15 Analyse modale d’un core model 

4.2.3 Analyse modale 

Avant de mesurer le bruit émis par ces noyaux magnétiques, nous nous sommes 

intéressés aux réponses fréquentielles des structures. Pour ce faire, nous avons effectué une 

analyse modale expérimentale avec un marteau d’impact qui offre une visualisation rapide 

de la réponse fréquentielle [78]. Ce test est effectué à l’aide de la station s’acquisition LAN-

XI et du logiciel PULSE intégrant un module d’analyse modale. Le marteau d’impact est 

équipé d’un capteur de force pour mesurer l’excitation mécanique de la structure. La 

réponse fréquentielle est, quant à elle, mesurée à l’aide d’un accéléromètre placé sur le 

noyau. Une série de trois essais consécutifs permet d’estimer la cohérence qui sert à 

quantifier la bonne répétabilité de l’essai. Pour optimiser cet essai, le transformateur est mis 

en suspension (Figure 4-15) pour l’isoler mécaniquement du sol. Trois noyaux réalisés avec 

des tôles magnétiques d’épaisseurs différentes ont été analysés : le #1 (tôles de 0.18mm), le 

#2 (tôles de 0.23m) et le #3 (tôles de 0.30mm). Les tests ont été effectués avec la même 

méthodologie pour chaque noyau : le placement l’accéléromètre et le point d’impact ont 

une localisation similaire. Ces deux points sont placés sur la tranche des tôles du noyau 
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magnétique. Cette zone s’est révélée être bien adaptée pour effectuer la mesure, 

contrairement au plan des tôles, beaucoup plus délicat à analyser. 

Les résultats de ces essais, présentés à la Figure 4-16, montrent des réponses 

fréquentielles différentes, en fonction des core models testés. En effet, la structure d’un 

noyau magnétique est particulièrement complexe et il est difficile de retrouver les mêmes 

résultats pour toutes les structures, même si elles ont été assemblées dans des conditions 

similaires. Dans notre cas, certains core models contiennent des tôles magnétiques 

d’épaisseurs différentes ce qui, logiquement, accentue les différences puisque l’épaisseur des 

tôles modifie la rigidité mécanique de la structure. Ces différences sont visibles dans les 

zones entourées : plus l’épaisseur de la tôle magnétique utilisée dans la construction du 

circuit magnétique est fine, plus les fréquences de résonances sont élevées. Néanmoins, ces 

 
a) 

 
b) 

Figure 4-16 Résultats de l’analyse modale expérimentale sur trois core models a) Réponse 
fréquentielle b) Cohérence 
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différences se situent à des fréquences supérieures à celles sur lesquelles nous nous 

focalisons. En effet, il n’y pas de résonnance mécanique dans les fréquences étudiées. 

4.2.4 Mesures vibratoires 

Dans la partie 3.1.3, nous avons montré que de fortes vibrations magnétostrictives 

apparaissent quand le flux magnétique s’établit dans la DT. Dans un transformateur, ce 

phénomène se produit surtout dans la zone du joint en T. En effet, dans cette zone, un 

champ tournant apparait avec comme origine l’excitation triphasée. De ce fait, des 

investigations ont été menées pour savoir si cette zone est celle qui vibre le plus ou si elle 

produit moins de déformations que les coins extérieurs. Des mesures vibratoires ont été 

réalisées sur un core model au centre d’essais CRITT M2A qui dispose d’un vibromètre 

laser à balayage. Cet appareil permet de prendre rapidement plusieurs points de mesures sur 

une surface pré-configurée. Deux ensembles de surfaces de mesures ont été définis : 

• le premier se situe sur une face comprenant un total de 2814 points de mesures. 

• le deuxième se situe sur le coté avec un total de 1204 points de mesures. 

La Figure 4-17 montre ces zones ainsi que les maillages servant à définir les points 

de mesures à effectuer. Le noyau magnétique est soumis à la même induction pour les deux 

séries de mesures.  

Les déplacements dont la fréquence est de 100Hz sont présentés à la Figure 4-18 : 

• de fortes vibrations sont produites au niveau des faces des coins, surtout dans les 

zones non serrées, plus libres mécaniquement. 

• les déplacements dans la zone du joint en T sont de même ordre de grandeur que 

ceux produits par les coins latéraux (environ 10 µm). De ce fait, les déplacements 

 
a)                                                      b) 

Figure 4-17 Zones de mesures du vibromètre laser à balayage sur un core model 
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au niveau du T ne vont pas fortement perturber notre approche qui fera le parallèle 

avec les résultats observés sur les dispositifs simplifiés.  

• les déplacements des tranches du core model sont d’amplitudes plus faibles que 

celles mesurées sur la face, avec des pics au environ de 0.2 µm.  

 
a) 

 
b) 

Figure 4-18 Déplacements des zones de mesures a) en face et b) sur le coté d’un core 
models 
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Ces mesures ont permis de comparer les vibrations entre les coins intérieurs du 

joint en T et celles des coins latéraux mais elles ne sont pas suffisantes pour visualiser 

l’extrémité des coins latéraux, parties pourtant susceptibles de vibrer car mécaniquement 

moins contraintes. Ainsi, des mesures effectuées avec un vibromètre laser mono-point ont 

été réalisées sur 35 points de mesures, montrés à la Figure 4-19, et qui ciblent les parties 

extérieures et intérieures d’un coin latéral.  

Les résultats de ces mesures, illustrés à la Figure 4-20, montrent que les points 1, 

8, 16, 19 et surtout 9 présentent les amplitudes de vibrations les plus fortes. Ces points 

correspondent aux parties extérieures des coins, proches des cornes, zones les moins 

contraintes mécaniquement. Ces mesures confortent l’idée que les coins extérieurs sont les 

zones qui vibrent le plus. 

 

 
Figure 4-19 Points de mesures vibratoires sur une zone de coin d’un core model 
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Figure 4-20 Déplacements maximum aux points de mesures d’une zone de coin d’un core 

models 
 

4.2.5 Mesures acoustiques 

Les niveaux de pression acoustique ont été relevés pour l’ensemble des core 

models dans la chambre semi-anéchoïque. 12 points de mesures ont été pris autour des 

noyaux magnétiques tels que le montre la Figure 4-21. Le microphone est placé à la moitié 

de la hauteur du noyau à chaque point. Les mesures ont été effectuées pour des inductions 

allant de 1T à 1.9T avec le système Bruel & Kjaer type 2035. 

 
Figure 4-21 Positions des points de mesures acoustiques autour des core models 
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Figure 4-22 Niveaux de pressions acoustiques des core models pour chaque point de 

mesures pour a)   
 =1.4T, b)   

 =1.6T et c)   
 =1.8T 

 

Placements des core 

models 

a) 

b) 

c) 
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Les résultats sont représentés à la Figure 4-22. Nous pouvons constater que les 

niveaux de pression acoustique les plus élevés sont localisés, pour la grande majorité des 

cas, aux points P12, P1, P2, P6, P7 et P8 qui correspondent aux faces du noyau 

magnétique. Ceux-ci sont naturellement plus propices à des pressions acoustiques élevées 

du fait de leur grande surface de rayonnement. Néanmoins, la structure complexe qu’est un 

circuit magnétique de transformateur entraine une répartition non symétrique des pressions 

acoustiques. Des différences d’évolution de la pression peuvent aussi être constatées entre 

les différents « core models ». Pour mieux les visualiser, nous avons appliqué la 

méthodologie normalisée [61] évoquée dans la partie 1.3.3.5.4 permettant de calculer des 

courbes de pression acoustique moyenne (Figure 4-23). Les disparités d’évolution de cette 

pression pour chaque core model peuvent s’expliquer avec les conclusions tirées des 

précédents tests simplifiés : 

• une forte épaisseur des tôles magnétiques va entrainer un bruit important 

• une forte anisotropie des tôles magnétiques va conduire à un bruit plus faible 

• plus l’induction à saturation est élevée, plus le transformateur est silencieux. 

Bien entendu, si nous comparons deux qualités de tôle magnétique, nous pouvons 

avoir des différences sur ces trois paramètres. C’est pourquoi, nous allons étudier les 

résultats en deux groupes ayant l’un des trois paramètres en commun :  

• le premier regroupe les noyaux #3, #4 et #5 de même épaisseur. 

• le second regroupe les noyaux #1, #2 et #5 dont les tôles commencent à saturer à 

des valeurs plus faibles que celles des autres noyaux. 

4.2.5.1 Core models de même épaisseur 

Dans cette partie, nous allons expliquer les différences de bruit acoustique 

produits par les core models construits avec des tôles magnétiques de même épaisseur. 

Pour ce faire, nous avons schématisé, à la Figure 4-24, les bilans des caractéristiques des 

 
Figure 4-23 Evolution des niveaux moyens de pression acoustique des core models 

selon    
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tôles magnétiques en intégrant l’anisotropie, l’épaisseur et le comportement de saturation. 

Avec ces trois paramètres, nous pouvons justifier les comportements acoustiques de ces 

core models : 

• les tôles magnétiques du core model #3 ont une forte anisotropie et saturent à des 

valeurs plus élevées, conduisant à un bruit acoustique faible par rapport aux autres 

noyaux. 

• les tôles magnétiques du core model #5 ont une faible anisotropie et saturent à des 

valeurs plus faibles, conduisant à un bruit acoustique élevé par rapport aux autres 

noyaux. 

a)  

b)  

c)  
Figure 4-24 Impact qualitatif des paramètres des tôles magnétiques sur les core models 

de tôles 0.30mm : a) #3 b) #4 c) #5 
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• les tôles magnétiques du core model #4 ont une faible anisotropie mais saturent à 

des valeurs plus élevées, caractéristiques qui donnent un bruit acoustique 

intermédiaire par rapport aux noyaux #3 et #5. 

L’application de nos connaissances acquises lors des essais sur les dispositifs 

simplifiés offre une meilleure compréhension de l’évolution du niveau de pression 

acoustique des noyaux construits avec des tôles magnétiques de même épaisseur. Voyons 

maintenant si ces conclusions sont aussi valables pour les autres noyaux. 

4.2.5.2 Core models dont les tôles commence à saturer à des 

valeurs faibles 

La même méthodologie de schématisation de l’impact des caractéristiques des 

tôles magnétiques a été appliquée aux noyaux #1 et #2 construits avec, respectivement, des 

tôles d’épaisseur 0.18mm et 0.23mm (Figure 4-25). Comme nous l’avons évoqué 

précédemment, le noyau #5, construits avec des tôles magnétiques épaisses présentant une 

faible anisotropie et un niveau à saturation peu élevé produit le niveau de pression 

acoustique le plus important parmi l’ensemble des noyaux testés. Les noyaux #1 et #2 

produisent des niveaux de pression acoustique plus faibles que l’on peut expliquer par les 

caractéristiques des tôles magnétiques : 

a)  

b)  
Figure 4-25 Impact qualitatif des paramètres des tôles magnétiques sur les core models 

ayant des tôles ayant une saturation faible : a) #1 et b) #2. 
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• les tôles magnétiques du core model #1 ont une épaisseur très faible et une 

anisotropie faible, provoquant un niveau de pression acoustique faible par rapport 

aux noyaux #2 et #5. 

• les tôles magnétiques du core model #2 ont une épaisseur faible et une anisotropie 

faible, provoquant un niveau de pression acoustique intermédiaire entre les noyaux 

#1 et #4. 

Encore une fois, l’application de nos connaissances sur l’impact des 

caractéristiques des tôles magnétiques sur le niveau de pression acoustique nous permet 

d’expliquer les différences mesurées entre les noyaux magnétiques. 

4.3 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons testé des circuits magnétiques de type 

transformateur avec des cadres monophasés et des core models triphasés construits avec 

différentes qualités de tôles. Des essais énergétiques, vibratoires et acoustiques ont été 

menés, permettant d’utiliser les conclusions des précédents chapitres pour analyser leurs 

résultats en termes de niveau de pression acoustique. L’analyse des trois paramètres 

définissant une qualité de tôles qui sont l’anisotropie, le comportement à saturation et 

l’épaisseur permettent de mieux comprendre les différences constatées entre les différents 

transformateurs : 

• l’anisotropie va modifier la répartition du flux magnétique dans les coins, ce qui va 

impacter les pertes fer et le bruit acoustique. 

- le flux magnétique va se répartir de façon plus homogène dans le coin (dans 

le plan), se qui va rendre ce dernier plus énergivore. Ce phénomène va 

tendre à des facteurs de construction plus élevés. 

- le flux magnétique va se répartir de façon à avoir des angles α plus faibles, 

réduisant la magnétostriction globale. Ce changement de répartition du flux 

magnétique va aussi changer celle des forces de Maxwell. En définitive, une 

forte anisotropie va tendre à une réduction du bruit acoustique. 

• le comportement à saturation va changer l’induction critique localisée dans le coin 

des circuits magnétiques. 

- une saturation élevée des tôles magnétiques va, à haute induction, accentuer 

la non-homogénéité du flux magnétique hors plan, rendant le 

transformateur plus énergivore. Ce phénomène va impacter le facteur de 

construction à haute induction en le faisant fortement croitre. 

- une saturation faible des tôles magnétiques va réduire l’induction critique, 

augmentant les harmoniques et donc, le niveau de pression acoustique. 

• l’épaisseur de la tôle utilisée dans la construction du transformateur va elle aussi 

impacter ses performances. 

- le facteur de remplissage, ratio entre l’épaisseur fer et l’épaisseur normalisée, 

de tôles plus fines est plus faible, ce qui va rendre l’induction critique plus 
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faible, impactant comme précédemment les pertes fer et le facteur de 

construction. 

- l’épaisseur va avoir un double effet sur le bruit acoustique. Premièrement, 

en baissant l’induction critique, l’utilisation d’une tôle plus fine va 

augmenter les harmoniques d’induction. Deuxièmement, à section totale 

égale, les tôles plus fines vont réduire les forces de Maxwell s’exerçant entre 

tôles. En définitive, ce paramètre va tendre à réduire le bruit acoustique. 

Ces conclusions nous ont permis d’analyser les performances des cadres de 

mesures et, surtout, celles des core models faits de nuances de tôles à haute perméabilité. 
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Conclusion générale 

Nos travaux ont permis de mettre en évidence des paramètres relatifs à la qualité 

des tôles GO sur les pertes fer et le bruit acoustique. 

La première partie est une étude bibliographique relative aux pertes fer et aux 

bruits acoustiques des transformateurs. Elle recense les origines des phénomènes et 

l’explication des tests normalisés. De plus, l’effet de l’assemblage sur les deux phénomènes 

est étudié. 

La deuxième partie a été consacrée à l’étude des pertes fer avec la méthode des 

trois cadres.  

• dans un premier temps, nous avons appliqué cette méthode à des cadres Epstein 

construits avec différentes qualités de tôles. Nous avons constaté des différences de 

résultats en fonction de la qualité de tôles. En effet, des simulations par éléments 

finis nous ont montré que le flux magnétique se répartit différemment en fonction 

de l’anisotropie, avec l’impact de la longueur moyenne de flux réel du cadre 

Epstein. Cette longueur est, dans le cas de nos essais sur des tôles GO, supérieure à 

la longueur normalisée. Cela traduit une surestimation des pertes mesurées au cadre 

Epstein normalisé sur les véritables performances des tôles GO. Une étude plus 

détaillée de la longueur de flux calculée a montré une augmentation de la longueur 

avec la saturation des caractéristiques magnétiques des tôles. Ces essais ont montré 

que le cadre Epstein donne un ordre de grandeur des performances des tôles GO 

et que la méthode des trois cadres permet d’affiner la définition de ces 

performances. Une autre conclusion importante est que deux paramètres 

conditionnent les performances énergétiques des tôles : l’anisotropie et le 

comportement à saturation.  

• dans un second temps, nous avons appliqué cette méthodologie à des cadres 

monophasés plus proches de transformateurs. Le cadre le plus court vibre le plus et 

il s’est révélé être très énergivore, rendant inapplicable la méthodologie. Pour 

expliquer ce phénomène, nous avons effectué une simulation par la méthode des 

éléments finis qui a permis de mettre en évidence un lien entre les déformations du 

circuit magnétique et les pertes fer. En effet, de fortes déformations changent 

l’épaisseur des entrefers interlaminaires, impactant les pertes fer. De plus, ces 

simulations ont permis de révéler un troisième paramètres : l’impact du facteur de 

remplissage et, donc, de l’épaisseur de tôle, sur la répartition du flux. Nous avons 

aussi quantifié les pertes fer des coins et des parties droites et visualiser l’impact de 

l’assemblage. 

La troisième partie a été consacrée à l’étude des circuits à tôles découpées d’une 

seule pièce.  



 

 

134 

Conclusion générale 

• dans un premier temps, l’étude s’est portée sur deux structures annulaires, la 

première étant construite avec des tôles non décalées et la seconde des tôles 

décalées. Nous avons d’abord étudié la répartition du flux magnétique dans ces 

structures avec des simulations éléments finis. Nous avons mis en évidence une 

particularité des structures décalées : le flux magnétique restant le long de la DL, 

celui peut s’établir plusieurs fois dans les entrefers interlaminaires en faisant des 

« zig-zag » d’une tôle à l’autre. Cette particularité fait que nous avons une répartition 

similaire à celle des coins de transformateur. Ensuite, des mesures de pertes ont été 

menées, montrant qu’un matériau fortement anisotrope va dégrader les pertes fer 

dans les coins et augmenter le facteur de construction. Les essais vibratoires ont 

permis de mettre en évidence la forte variation des déformations d’origine 

magnétostrictive en fonction du décalage : une structure décalée, où le flux 

magnétique va chercher à s’établir le long de la DL de chaque tôle, va produire des 

déformations d’amplitude plus faible que la structure non décalée où le flux 

magnétique va s’établir localement dans la DT. Une conclusion importante est la 

réduction des vibrations produites avec l’augmentation de l’anisotropie du matériau.  

• dans un second temps, les seconds types de géométrie testés sont des cadres de 

mesure « une pièce » à tôles non décalées et décalées. Les mesures vibratoires sur 

ces dispositifs ont montré les mêmes tendances que les structures annulaires. 

Néanmoins, le dispositif à tôles décalées a révélé d’importantes informations sur 

l’impact du comportement à saturation des tôles GO sur l’induction critique. En 

effet, une induction à saturation peu élevée va s’accompagner d’une induction 

critique peu élevée, ce qui conduit à une augmentation des harmoniques 

d’induction et, donc, du bruit.  

La quatrième partie concerne l’étude de modèles monophasés et triphasés de 

transformateurs. Elle a confirmé les tendances révélées dans les précédentes parties sur des 

structures proches des transformateurs. En effet, trois paramètres permettent d’expliquer 

les différences énergétiques et acoustiques auxquelles conduisent les différentes qualités de 

tôle GO.  

• une forte anisotropie va augmenter le facteur de construction mais va réduire le 

bruit acoustique. 

• une induction à saturation peu élevée va réduire le facteur de construction, surtout 

à haute induction, et celle-ci va provoquer des bruits acoustiques plus importants. 

• l’épaisseur des tôles magnétiques va, dans le cas de tôles fines, réduire les pertes fer 

produites par le transformateur, mais aussi accentuer le comportement à saturation 

avec une baisse du facteur de construction. Concernant le bruit acoustique, une 

épaisseur fine le réduit mais la baisse de l’induction critique conduit à une 

augmentation importante du bruit à forte induction. 

La connaissance des impacts de ces trois paramètres donne des informations 

pertinentes sur les caractéristiques à donner aux tôles magnétiques pour optimiser les 

performances énergétiques et environnementales des transformateurs. On peut ainsi penser 
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à la création de tôles magnétiques spécialement conçues pour des transformateurs 

silencieux et peu énergivores. 

Ces travaux ont montré à partir de différents tests simplifiés, des informations 

intéressantes sur les performances des tôles GO qui pourraient être utilisées par l’industrie. 

Nous pouvons citer par exemple la structure annulaire construite avec des tôles décalées. 

En effet, cette structure ayant une répartition du flux magnétique proche de joints de 

transformateurs, permet de quantifier, d’une part les pertes fer de ces zones et, d’autre part, 

les vibrations qu’elles vont produire. Néanmoins, il faudra tester plusieurs qualités de tôles 

magnétiques pour affiner nos conclusions et ensuite penser à un système de découpe de 

disques et de tests rapides. 

Les principales perceptives concernant les pertes fer portent sur la méthode des 

trois cadres de mesures. En effet, nous avons pu isoler les pertes fer dans les coins et les 

pertes fer dans les parties droites, quelque soit la méthode d’assemblage mais pour une 

qualité de tôles. Si nous poussons nos investigations sur de nombreux assemblages et 

différentes qualités de tôles, des lois empiriques pourraient être définies pour identifier les 

pertes produites par ces différents assemblages et matériaux les pertes fer des coins 

fonction de la qualité et la méthode d’assemblage. L’autre axe de perspective concerne la 

magnétostriction. Un modèle empirique a été associé à des résultats éléments finis, ce qui a 

permis d’expliquer certains phénomènes. Il conviendrait d’aller plus loin en intégrant 

directement un modèle de magnétostriction plus évolué (avec plusieurs matériaux) dans le 

logiciel. 
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Evaluation a priori des performances environnementales d'un noyau magnétique 

de transformateur triphasé sur la base de tests simplifiés 

Résumé : 

Le transformateur est aujourd’hui l’un des convertisseurs statiques les plus utilisé 
notamment dans la distribution électrique. Les tôles magnétiques servant à la construction de 
leurs circuits magnétiques sont devenues de plus en plus performantes permettant une réduction 
des pertes produites. Néanmoins, les tests normalisés permettant de caractériser les tôles 
magnétiques ne reflètent pas totalement le comportement énergétique du transformateur. De 
plus, une autre problématique a gagné en importance durant ces dernières années : le bruit 
acoustique émis. Malheureusement, il n’y pas encore de lien entre la qualité de la tôle à grains 
orientés choisie pour construire le circuit magnétique et le bruit acoustiques que va produire 
celui-ci. L’objectif de cette thèse est de répondre à cette double problématique à partir de tests 
simplifiés. En effet, de nombreux dispositifs expérimentaux et méthodologies ont été développés 
tels que la méthode des trois cadres, permettant d’étudier la répartition des pertes fer dans le 
transformateur, les circuits magnétiques décalés, permettant d’étudier les phénomènes à l’origine 
des bruit acoustique, et des modèles de transformateurs monophasés et triphasés. De plus, des 
simulations numériques ont été effectuées afin d’approfondir nos analyses des résultats 
expérimentaux. L’étude des dispositifs ont permis de mettre en évidence trois paramètres relatifs 
à la qualité des tôles magnétiques, entrainant des différences de répartition d’induction set donc 
des différences de répartition de pertes fer, d’une part, et de bruit acoustique dans les 
transformateurs, d’autre part. 

Mots-clés : tôles à grains orientés, transformateur, pertes fer, vibrations, bruits 
acoustiques. 

Effect of grain oriented electrical steel characteristics on transformer noise and 

losses : Methodology implementation 

Abstract : 

The transformer is now a static converter most notably used in electrical distribution. 
The electrical steel sheet used in the construction of their magnetic circuits have become more 
efficient to reduce losses occurred. However, standardized tests to characterize the 
electromagnetic steel do not fully reflect the energy behavior of the transformer. In addition, 
another issue has gained importance in recent years: the acoustic noise. Unfortunately, there is no 
link between the quality of grain oriented steel selected to construct the magnetic circuit and 
acoustic noise that will produce it. The objective of this thesis is to answer this dual problem 
from simplified test. Indeed, many experimental devices and methodologies have been developed 
such as the method of three frames, to study the distribution of core losses in the transformer, 
the magnetic circuits shifted, to study phenomena at the origin of acoustic noise, and models of 
single and three phase transformers. In addition, numerical simulations were performed to 
deepen our analysis of the experimental results. The study of the devices have allowed to identify 
three parameters relating to the quality of grain oriented electrical steel, resulting from differences 
in the distribution of the flux density and therefore, first, the differences in distribution of core 
loss and, hand, acoustic noise in transformers. 

Keyword : grain oriented electrical steel, transfromer, core loss, vibration, acoustic noise 
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