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Introduction générale

Les machines électriques eéquipent la majeure partie des systemes d’entrainement industriels a
vitesse variable. Les applications vont de la robotique (servomoteurs) jusqu’a |’ entrainement
des laminoirs en sidérurgie en passant par le domaine des transports. La machine a courant
continu est restée longtemps I’actionneur le plus utilisé pour réaliser ces systéemes.
Convenablement compensée, cette machine présente |’avantage d’étre simple a commander,
le couple étant directement proportionnel au courant d’induit. Néanmoins, elle présente des
inconvenients liés a sa structure. La présence du systeme balais-collecteur nécessite un
entretien constant (usure du graphite), limite la vitesse de rotation, interdit son utilisation en
atmosphere explosive.

Le developpement des semi-conducteurs de puissance a permis de réaliser des onduleurs de
tension ou de courant, ouvrant la voie de la vitesse variable aux machines alternatives
(synchrone et asynchrone). Ces machines possedent de nombreux avantages par rapport a la
machine a courant continu. L’absence du collecteur permet d’accroitre la fiabilite et permet
d’obtenir des machines ayant un cout de fabrication et d’entretien moins important. Les
avancées technologiques de la micro-électronique ont permis le développement de
commandes tres performantes pour les machines alternatives (controle vectoriel et controle
direct en couple). De nombreux constructeurs proposent aujourd’hui des variateurs utilisant
ces principes de commande.

La machine a courant alternatif la plus utilisée dans I’'industrie pour les applications du type
servomoteur (robotique, machines outils....) est la machine synchrone a aimants permanents.
Elle présente un couple massique important et un bon rendement par rapport aux autres types
de machines. Son mode de contrdle est simple car le repere de commande est directement lie
au rotor. Elle présente cependant quelques inconvénients. Tout d’abord, son colt de
fabrication est relativement important a cause du prix des aimants permanents (aimants a base
de terres-rares). Ensuite, il est difficile de la faire fonctionner en affaiblissement de champ
pour monter en vitesse, le flux étant imposer par les aimants (la désaimantation doit rester
limitée). Enfin, elle ne supporte pas des températures ¢leveées de fonctionnement. Les
matériaux a base de fer et de terres rares (néodyme) présentent un point de Curie relativement
bas (environ 310°C), ce qui limite son domaine d’application.

La machine asynchrone présente 1’avantage d’étre robuste, de conception simple, et ne
nécessite pratiquement pas d’entretien. Son prix est le plus bas du marché. La possibilité de
controler son couple grace a des commandes performantes en fait une solution avantageuse en
terme financier et en terme de maintenance. Cependant, son modele est complexe et la
commande associée |’est également. Le changement de repere nécessaire a la commande
vectorielle depend de la valeur de la constante de temps rotorique (rapport entre I'inductance
rotorique et la résistance rotorique). Ce parameétre varie avec la température et le niveau de
saturation. Si I’on ne connait pas parfaitement ce parameétre, ou s’il évolue en cours de
fonctionnement, les performances dynamiques du systeme se dégradent. La commande sans
capteur de vitesse pour la machine asynchrone reste difficile a assurer surtout pour les basses
vitesses.

On a vu apparaitre dernierement, des systemes d’entrainements du type servomoteur mettant
en ceuvre la machine synchrone a réluctance variable (en 1999 chez ABB). Une étude
comparative entre les différentes machines alternatives de faible puissance a montre que cette



Introduction générale

machine présente un couple massique compris entre celui d’une machine asynchrone et celui
d’une machine a aimants [VAG 96]. Elle a I’avantage d avoir une structure de rotor simple et
robuste (aucun conducteur au rotor dans sa version sans cage). Elle est relativement bon
marché comparée aux machines a aimants. On peut la faire fonctionner facilement en
affaiblissement de champ pour monter en vitesse (fonctionnement a puissance constante). De
plus, la commande sans capteur de vitesse est plus simple a réaliser que celle d’une machine
asynchrone car elle possede une saillance naturelle [JOV 98] [CON 99]. Ces différents
avantages semblent lui donner des chances de developpement pour I'avenir. Comme les
autres machines a courant alternatif, la machine synchrone a réluctance variable préesente
egalement des inconvénients non negligeables. La saillance du rotor qui est a ’origine du
couple é€lectromagnétique provoque des ondulations sur la valeur de ce couple. Ces
ondulations de couple se traduisent par des vibrations et du bruit acoustique. Cette machine
est tres sensible a la saturation magnétique. En particulier, le couple moyen developpe en
dépend fortement.

Notre travail concerne le développement d’un modele saturé pour la machine synchrone a
réluctance variable présentant une cage au rotor. L’objectif est d’obtenir un modéle
relativement simple applicable a la simulation de la commande de cette machine. Le modele
que nous proposons est basé sur une modification des équations de Park. Nous nous imposons
comme contrainte d’obtenir un modele saturé ou n’apparaissent que des parametres
électriques mesurables pour éviter d’avoir a déterminer certains parametres par des méthodes
numériques (€léments finis). Notre etude se décompose en cinq chapitres.

Dans le premier chapitre, nous donnons une description des différentes structures de rotor qui
ont été développées jusqu’a present pour ce type de machine. Nous rappelons ensuite les
équations classiques du modele de la machine au sens du premier harmonique. Nous
indiquons les limites de ce modeéle en termes d’harmoniques d’espace et de saturation
magnetique.

Le deuxieme chapitre est consacré au développement du modele saturé que nous proposons.
Ce modeéle doit étre adapté aux contraintes de la simulation de I’ensemble “commande +
onduleur de tension fonctionnant en Modulation de Largeur d’Impulsions (ML) + machine”.
Le modele sature ne doit faire apparaitre que des parametres €lectriques mesurables.

Le troisieme chapitre est consacré a I’étude de la validité du modele saturé. Pour cela, nous
effectuons des essais sur une petite machine synchrone a réluctance variable de 600 W. Les
essais sont realises pour differents réegimes de fonctionnement (machine saturée et machine
non saturée). Nous comparons chaque fois les résultats expérimentaux aux résultats de
simulation.

La mise en évidence expérimentale des effets de la saturation sur le controle vectoriel de la

machine fait I’objet du quatrieme chapitre. Aprés avoir développer une commande vectorielle
autour d’un DSP particulier (Digital Signal Processor du type TMS320C31), nous regardons

10
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les effets de la saturation sur la dynamique et sur le régime permanent pour une commande en
couple et une commande en vitesse.

Le dernier chapitre est consacré a la réalisation expérimentale de deux stratégies de
commande particulieres. L objectif est d’améliorer les performances de la machine en régime
permanent. Nous commengons par une stratégie de commande a couple maximal pour un
courant donné. Pour déterminer la loi de commande, nous utilisons les équations du modele
saturé que nous avons développé. La deuxiéme stratégie de commande consiste a optimiser le
rendement de la machine pour un point de fonctionnement donné. Pour cela, nous utilisons
des algorithmes d’optimisation (méthode de Fibonacci et méthode de la section dorée) pour
minimiser la puissance absorbée par la machine. Cette stratégie de commande ne nécessite
pas la connaissance du modéle de la machine.

Nous terminons ce memoire par une conclusion générale en proposant des perspectives de
recherche.

11
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Chapitre I : Constitution et modélisation de la machine synchrone a réluctance variable

CHAPITRE 1

CONSTITUTION ET MODELISATION
DE LA MACHINE SYNCHRONE A
RELUCTANCE VARIABLE
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Chapitre I : Constitution et modélisation de la machine synchrone a réluctance variable

1. Introduction

Avec le developpement de I’électronique de puissance et I’émergence des techniques
modernes de commande (controle vectoriel), on a constaté au cours de ces dix derniéres
années, un regain d’intérét pour la machine synchrone a réluctance variable. Ceci s’est traduit
par un nombre important de publications sur cette machine. Les développements apportes
concernent plusieurs domaines de 1’électrotechnique. Les axes principaux de recherche sont
les suivants :

e Optimisation de la structure du rotor pour augmenter le rapport de saillance Ld/Lq et
améliorer les performances de la machine (facteur de puissance et rendement) [MEI
86] [BOL 91] [STA 93] [CHA 98] [CHA 99a] [CHA 99b];

* Developpement de différentes stratégies de commande [BET 93] [MAT 97] [JOV
991,

e Ameélioration des modeles théoriques (saturation et harmoniques d’espaces) [CHI
91] [KAM 93] [LEV 98] [VAG 00b].

L’objectif de ces travaux est de développer des systemes d’entrainement performants
(servomoteurs) mettant en ceuvre ce type de machine. Des études comparatives entre les
différentes machines ont montré que 1’on pouvait obtenir des performances comparables,
voire meilleures que celles obtenues avec la machine asynchrone [LIP 91] [HAA 00].

Nous commencerons ce chapitre par une description rapide des différentes structures de rotor
qui ont ete développées jusqu'a présent en indiquant les performances obtenues. Nous
rappellerons ensuite les équations du modele electrique de la machine au sens du premier
harmonique. Nous terminerons ce chapitre en indiquant les limites du modéle classique.

2. Les différentes structures de rotor
2.1 Introduction

La machine synchrone a réluctance variable a été développee au debut des années 1920 pour
répondre a des besoins industriels en vitesse constante [KOS 23]. Sous sa forme classique,
elle possede un rotor saillant muni d’une cage d’écureuil. Le stator a la méme structure que
celui d’une machine asynchrone. La cage permet d’assurer le démarrage direct sur le réseau et
permet d’améliorer la stabilité de fonctionnement au synchronisme (lors d’un a-coup de
couple résistant par exemple). Cette machine présente |’avantage de conserver une vitesse
constante en charge jusqu’a une certaine valeur du couple résistant, ce que ne permet pas une
machine asynchrone a cause du glissement. Cependant, du fait de la geométrie de son rotor,
elle présente des performances relativement meédiocres en terme de facteur de puissance et de
rendement comparée a une machine asynchrone de taille équivalente. Ces mauvaises
performances limitent son domaine d’application a quelques dizaines de kilowatts.

15



Chapitre I : Constitution et modélisation de la machine synchrone a réluctance variable

Associée a un convertisseur statique et a un capteur de position, cette machine ne necessite
plus la présence d’'une cage au rotor. Le démarrage est assuré par la commande €lectronique
qui permet de lier a chaque instant, la position du champ statorique a la position du rotor. La
possibilite de pouvoir se passer de la cage lorsque la machine est commandée a fait émerger
de nouvelles structures pour le rotor. L objectif de ces nouvelles structures est d’obtenir un
rapport de saillance Ld/Lq aussi grand que possible. Comme nous allons le montrer dans la
suite, ce rapport de saillance est I'un des parametres qui déterminent les performances
intrinseques de la machine.

2.2 Influence du paramétre Ld/Lq sur les performances de la machine

Une étude approfondie de I'influence du rapport Ld/Lq sur les performances de la machine
synchrone a réluctance variable est donnée dans [BET 93]. Nous allons rappeler les
principaux resultats de cette étude.

L expression du couple €lectromagnétique développee par ce type de machine en regime
permanent est donnee par la relation (I1.1)

Tcm=p-(Ld—Lq)-lsd‘lsq (L1)

Dans cette équation, p représente le nombre de paires de poles de la machine. Isd et Isq sont
les composantes du courant statorique dans le repére d-g lié au rotor. Ld et Lq représentent
respectivement |’inductance statorique d’axe d et I'inductance statorique d’axe ¢.

Nous avons deéfini sur la figure 1.1, I’angle € repérant la position du vecteur courant statorique
Is par rapport a I’axe d. En régime permanent, ce vecteur est fixe.

axe q
A

[.\'q =

- axe d

Isd

Figure L 1. Position du courant statorique dans le repére (dq)

La valeur du module du courant statorique est donnée par la relation suivante:

Is=+4/Isd” + Isq> (12)
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Chapitre I : Constitution et modélisation de la machine synchrone a réluctance variable

Le couple electromagnétique peut s’exprimer en fonction de € et du courant statorique Ls:
‘) b3 -~
Tem=p-(Ld-Lq)-Is* - sin2¢ (13)

On montre a partir des deux relations précédentes que pour une valeur donnée du courant
statorique, le couple est maximal lorsque € = % ce qui correspond a imposer Isd =1Isq. Ce

mode de fonctionnement correspond a une stagégie de commande particuliere. Nous
reviendrons sur cette stratégie de commande dans le cinquieme chapitre. En posant € = %

dans I’équation (1.3), nous obtenons 1’équation (1.4). On voit apparaitre dans cette eéquation, le
rapport de saillance Ld/Lq.

Tcm=p-Ld-[,~;?‘ Al = (L.4)

La machine synchrone a réluctance variable est une machine a courant alternatif, elle possede
le méme type d’enroulements statoriques qu’une machine asynchrone. Elle est donc destinee
a etre alimentée par des courants sinusoidaux triphasés en régime permanent. On peut définir
le facteur de puissance de la machine qui correspond au déphasage entre le fondamental du
courant de ligne et la tension simple correspondante. Ce facteur représente eégalement le
rapport entre la puissance active et la puissance apparente absorbée par la machine. 1l est
important que ce rapport soit le plus proche de 1 pour limiter la puissance €lectrique de la
source alimentant la machine. En négligeant les pertes dans le modele de la machine, on
obtient une expression simple pour le facteur de puissance :

Ld ’
— =1 |- sing
)

Ld 3 2
— +tan~ €
[ Lq ]

On montre qu’en utilisant une stratégie de commande particuliere [BET 93] (on impose

cosQ = (1.5)

tang = I—%q ), le facteur de puissance est maximisé et ne dépend que du rapport Ld/Lq.

L expression du facteur de puissance est alors donnée par la relation suivante :

(cos @) oy = (16)
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Chapitre I : Constitution et modélisation de la machine synchrone a réluctance variable

Nous avons représenté sur la figure 1.2, les variations du facteur de puissance en fonction du
rapport de saillance Ld/Lq. Nous pouvons observer sur cette figure que le facteur de puissance
commence a devenir intéressant pour des rapports de saillance supérieur a 6. La prise en
compte des pertes €lectriques (pertes Joule et pertes dans le fer) augmente légerement ce
facteur de puissance [BET 93].

Facteur de puissance

0 2 4 6 ® 10 2 14

Rapport de saillance 1.d'1q

Figure 1.2. Facteur de puissance en fonction du rapport
de saillance Ld Lq

Les equations (1.4) et (1.6) montrent que pour optimiser les performances de la machine, il
faut concevoir une structure de rotor telle que I'inductance Ld ait la valeur la plus grande
possible et tel que le rapport Ld/Lq soit le plus important possible. Il s’agit la d’un probleme
d’optimisation d’une structure électromagnétique avec deux contraintes. La recherche d’une
structure optimum de rotor peut €tre resolue en utilisant la méthode des éléments finis
appliquée au calcul de champ magnétique [KAM 96] [CHA 99a] [CHA 99b]. Cette méthode
permet de prendre en compte d’une fagon précise, des phénomenes complexes comme la
saturation magneétique.

Nous allons dans la suite donner un apercu de différentes structures de rotor qui ont été
deéveloppees jusqu’a present en indiquant les performances obtenues.

2.3 Les différents types de rotor

Nous venons de voir que pour optimiser les performances de la machine, il faut concevoir un
rotor telle que la valeur de I'inductance Ld soit la plus grande possible et telle que la valeur du
rapport Ld/Lq soit le plus grand possible. La valeur maximale théorique de Ld est celle
obtenue avec un rotor cylindrique présentant un entrefer eéquivalent a celui de 1’axe d (faible
entrefer). On obtient alors pour Ld, la valeur de I'inductance synchrone d’une machine a poles
lisses. La valeur minimale theéorique de Lq est celle obtenue lorsque 1’on enléve le rotor. Elle
correspond a peu pres a I'inductance de fuite d’'un enroulement statorique. Dans la pratique,
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on maximise Ld en facilitant le passage des lignes de champ suivant I'axe d en creant des
chemins de faibles réluctances. Pour minimiser Lq, il faut placer suivant 1'axe ¢ des
“barrieres” de flux présentant une forte réluctance aux lignes de champ magnétique.

Nous avons représenté sur les figures 1.3 et 1.4, les principales structures de rotor que I'on
trouve actuellement pour les machines synchrones a réluctance variable. Les rotors
représentés sur la figure 1.3 sont tous constitués d’une cage de démarrage généralement en
aluminium. Les machines equipées de ce type de rotor sont destinees a €tre alimentees soit par
le réseau, soit par un onduleur fonctionnant a U/f constant (boucle ouverte). Nous avons
représenté sur la figure 1.4, deux types de rotor plus sophistiqués ne disposant pas de cage.
Les machines equipees avec ce type de rotor sont destinées a €tre associées a un capteur de
position pour étre commandées. Nous allons donner quelques détails sur ces deux grandes
familles de rotor. On rappelle que la structure du stator est identique a celui d’une machine
asynchrone.

(a) (b) (c)

(d) (e)

Figure I.4. Structures de rotor sans cage [VAG 00a]
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2.3.1 Structures de rotor a cage

Le rotor repéré par la lettre (a) sur la figure 1.3 est celui d'une machine asynchrone modifice.
Une partie des encoches rotoriques a €té supprimee pour créer une saillance magnetique. Les
rotors de ce type sont simples de construction. Il suffit d’éliminer les parties non voulues lors
de I"encochage des toles du rotor. On place ensuite la cage de démarrage. Des machines ayant
ce type de rotor sont vendues par la societe suedoise BEVI dans une gamme de puissance
allant de 400 W a 15 kW. Le rapport de saillance obtenu avec ce type de rotor est faible, de
I"ordre de 2.5. Par consequent, les performances sont relativement mediocres (cos¢ = 0,56 et
n = 70% pour une machine de 5 kW).

Le rotor repére par la lettre (b) est celui d'une machine synchrone a poles saillants dans lequel
on a supprimé les bobinages d’excitations. Ce type de machine a éteé etudié par Hassan [HAS
80]. En modifiant sur la valeur de I’angle d’ouverture des poles du rotor, les auteurs ont reussi
a obtenir un rapport de saillance maximal de 3.8.

Une structure de rotor différente est repérée par la lettre (c). Ce rotor possede deux barrieres
de flux par pole permettant d’augmenter la réluctance du circuit magnétique suivant I’axe ¢ et
d’ameliorer le rapport de saillance. Ce type de rotor a éte¢ developpée au début des annees 1970
par Fong [FON 70] et Honsinger [HON 71]. Les essais effectués avec ce type de rotor ont
montre que ['on pouvait obtenir un rapport de saillance de 5.3 lorsque la machine est
alimentée sous tension nominale. On trouve dans [FON 70], une comparaison entre les
performances obtenues avec ce type de rotor (cos@ = 0,7 et 1 = 76% au régime nominal) et
celles obtenues avec une machine asynchrone de 3 kW munie du méme stator (cos@ = 0,87 et
n = 78% au régime nominal). On remarque, en comparant ces resultats, que les deux
machines présentent un rendement sensiblement équivalent. Par contre, le facteur de
puissance de la machine a reluctance est plus faible que celui de la machine asynchrone. Cette
différence s’explique par la présence des barrieres de flux qui provoquent une diminution de
20% de Ld par rapport a la valeur de I'inductance statorique de la machine asynchrone [FON
70].

Il existe dautres structures de rotor qui n’ont pas €te representees ici. On pense en particulier
au rotor massif a pans coupés destiné aux applications a grande vitesse [MEI 86]. Ces
machines peuvent démarrer directement sur le réseau grace au courant induit dans la masse du
rotor. La mesure des inductances, pour un rotor bipolaire ayant un angle d’ouverture optimise
de 60°, a donne un rapport Ld/Lq de I’ordre de 2,5 en regime non sature [TOU 93].

2.3.2 Structures de rotor sans cage

Deux types de structure de rotor sans cage ont €té développeés entre la fin des années soixante
et le debut des années soixante-dix [LAW 67] [CRU 71]. Nous avons repreésente ces deux
types de rotor sur la figure 1.4. Le rotor repéré par la lettre (d) est composé d’un certain
nombre de barriere de flux qui ont pour effet d’augmenter la réluctance du circuit magnétique
suivant I’axe ¢ (5 barrieres de flux par pole pour le rotor représenté). Le rotor est constitué
d’un empilement de toles magnétiques ayant la structure indiquée sur la figure (d) et placées
perpendiculairement a 1’axe de rotation. Les barrieres de flux sont obtenues par perforation de
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la tole de la méme maniére que les encoches d’une machine classique. Des études ont montre
que I’on pouvait obtenir avec ce type de rotor, des rapports de saillance de I"ordre de 6 a 7.
Ces valeurs importantes permettent d’atteindre des performances proches de celles de la
machine asynchrone [KAM 93] [STA 93] [BOL 96]. Une machine ayant un rotor de ce type a
¢té commercialisée pour la premiere fois en 1999 par la société ABB pour des applications de
type servomoteur de faible puissance (P < 10 kW). Les derniers développements apportés a la
structure de ce rotor ont pour objectif de limiter les ondulations du couple électromagnétique
[VAG 00a].

Le rotor repéré par la lettre (e) a une structure tres particuliere. Il est constitue de 4 parties
identiques. Chaque partie est constituée par un empilement de toles magnétiques ayant la
forme d'un U ou d’un V. Ces toles sont empilées les unes sur les autres et sont paralleles a
I’axe du rotor (contrairement aux machines classiques ou les toles sont perpendiculaires a
I’axe du rotor). On trouve souvent dans la littérature le terme “axialement laminée” (axially
laminated en anglais). Ces tOles sont séparées par une couche de materiaux non magnetique
d’une certaine eépaisseur. L’ensemble des toles et des isolants est maintenu sur un corps non
magnetique en forme de croix par I'intermédiaire de vis distribuees le long du rotor. Cette
structure permet d’obtenir des rapports de saillance plus €leves que la structure préceédente.
Des valeurs allant de 8 a 10 ont été obtenues pour des machines tétrapolaires [BOL 91] [PLA
92] [MAT 94] [CHA 98]. On trouve dans [BOL 94], un rapport de saillance de 16 en régime
saturé pour une machine bipolaire. Ce rapport €levé permet d’obtenir un facteur de puissance
de 0,91 et un rendement de 84 % pour une machine de 1,5 kW. Ces valeurs sont meilleures
que celles d’'une machine asynchrone de méme puissance. Malgré ses bonnes performances,
ce type de rotor n’est pas encore commercialisé a cause de sa structure complexe qui
occasionne un prix de fabrication élevé.

2.4 Conclusion

L optimisation de la structure du rotor de la machine synchrone a réluctance variable reste de
nos jours, un axe de recherche important [VAG 00a] [CHA 99a] [BIA 02]. Les études
précédentes ont montre que 1’augmentation du rapport de saillance permet d’obtenir avec ce
type de machine, des performances comparables a celles de la machine asynchrone pour des
puissances inférieures a 10 kW. La réalisation de servomoteurs utilisant ce type de machine
peut devenir dans le futur, une alternative aux autres types de motorisation (machine
asynchrone ou machine a aimant). Cependant, le développement d’algorithmes de commande
performant nécessite une bonne connaissance du modele de la machine. Nous allons dans la
suite rappeler les équations du modele électrique équivalent de la machine en rappelant les
hypotheses classiques. Nous discuterons ensuite sur les limites de validiteé du modele
(harmoniques d’espace et saturation magnétique).
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3. Rappel du modéle de la machine
3.1 Hypothéses et mise en équations

Pour pouvoir developper le modele €lectrique equivalent de la machine, il est nécessaire de
faire certaines hypotheses. Ces hypotheses classiques sont les suivantes :

- On considere une distribution sinusoidale des forces magnétomotrices d’entrefer
créées par les bobinages statoriques et rotoriques.

- On néglige les phéenomenes de saturation et d’hysteresis magnetique.

- On néglige les pertes dans le fer de la machine.

- On neglige I"effet de peau (en particulier dans les barres du rotor).

- On néglige I'effet de la température sur la valeur des résistances.

On donne sur la figure 1.5, une representation symbolique de la machine bipolaire
équivalente. Le stator est composé de trois bobinages déphasés de 2n/3 dans I’espace. La cage
du rotor peut étre modélisée par deux enroulements en quadrature, 1'un placé suivant |’axe d
(axe de faible entrefer) et ’autre suivant I’axe ¢. Cette représentation simplifiée du rotor ne
permet pas d accéder a la connaissance du courant circulant effectivement dans chaque barre
mais conduit a une traduction assez fidele de I'influence des barres rotoriques sur le
comportement de la machine [CHA 83]. L angle 8 représente la position meécanique du rotor
et p le nombre de paires de pdles.

axe q

Figure L.5. Représentation symbolique de la machine
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3.2 Modéle de Ia machine dans le repére du stator

Nous trouvons un développement complet du modéle de la machine non saturée dans le
repére du stator dans [LES 81] [CHA 83]. Nous allons rappeler les équations principales de ce
modeéle.

Les expressions des flux a travers les bobinages statoriques et rotoriques sont les suivantes :

Wsi] [ Li(Be) Lya(Be) Ly3(8)" Lyg(Be) Ligg(Be)] [isi
W | [La(8) Ly(B) Laz(8e) | Lopg(8e) Loyg(80)| [is2
Ws3|=| L31(8e) L3p(6c) L3(Be) L3g(6e) L3pg(Be)|-fis3 (L7)
Yrd Lia(Be) L5(8e) L3q(6e) L. 0 ird
L‘Prq | _L Irq (Be) LErq (Be¢) L.?rq (B¢) 0 Ll'q ] irq

Les inductances qui apparaissent dans |’équation (1.7) dépendent pour la plupart de la position
du rotor. En premiére approximation, les expressions des inductances propres et mutuelles du
stator sont les suivantes :

"
L,(8¢)=Lo+ L2cos(28¢) L2(8e)=Mo+ M2 cos[2(9c + i) }
5 |

2

o L31(8e)=Mo+ MECOS[Z(Be—zTn)]
L3(8e)=Lo+ L2cos| 2(Be +—) |
b

L>(Be)=Lo+ chos{2(8c—27n)) L53(6e)=Mo+ M2 cos(26¢) (1.8)

Les expressions des inductances mutuelles entre les enroulements statoriques et les
enroulements rotoriques sont données par :

L Ird (Bc) = Msrd COS(GC) L ]r(] (e"-) = M-“fq Sin(ec)
2
Lypg(Be) =Msrd COS(BC-:—R] Lorg (B¢) = Msrq Sin(ﬁc—zTnJ (1.9)
3 3
2n ; 27
L34 (Be) = Msrd COS( Be + T] L3rq (Be) = Msrq sm( Be + T]
3

Il existe une relation entre les coefficients L0 et Mo et entre les coefficients L2 et M2
apparaissant dans I’ expression des inductances propres et mutuelles du stator [CHA 83] :

Mo_ 1T M2 _, (1.10)
Lo 2 L2

Les équations générales des tensions s obtiennent en écrivant la loi de Faraday pour chacun
des enroulements en considérant la chute de tension ohmique. Comme les enroulements
rotoriques equivalents a la cage sont en court-circuit, la tension appliquee est nulle :
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Vsl =Rs-isl + dFs)
a“ 0= Ret i+ 8
Vs2 =Rs-is2 + —— ot (L11)
d‘{d’i'ﬂ 0=Rrq-irqg+ El-gtiﬂ
Vs3=Rs-is3+ -
dt

L expression du couple électromagnétique est obtenue par dérivation de la coénergie [LES
81] :

Tem =

-2l g)

[.12
00e ( )

o | —

Ce modele, valable dans le cadre des hypotheses définies précédemment, peut s’écrire plus
simplement dans un repere commun li€ au rotor.

3.3 Modéle de la machine dans le repére (d-q)

Pour simplifier les équations du modele, on se place dans un repere li¢ au rotor (axes d-q).
Les grandeurs statoriques sont ramenées dans le repére du rotor en appliquant la
transformation de Park. Cette transformation mathématique est rappelée ci-dessous pour les
courants (1.13). Elle est parfaitement définie quel que soit Be¢. Elle est orthogonale et possede
une matrice inverse.

- 7 T
cos(Be) cos[ Be — i ] cos[ Be + 2Tn ]

J

isd

1sq | =

PrYiEy

0
.| —sin(Be) —sin[ﬁe—g] —sin(9e+27n} -|1s2 (1.13)
: 3 3 ;
1s0 ”'JE ”\/5 HJE 153

Le modele électrique équivalent de la machine dans le repére commun du rotor est représente
sur la figure 1.6. Dans ce repére, on obtient un modele relativement simple ou la machine est
représentée par deux circuits électriques couplés, I’'un suivant I’axe d et I’autre suivant I’axe
¢. Dans la suite, nous ne considérerons pas les équations relatives a la composante
homopolaire (machine couplée en étoile sans neutre).

Les équations des tensions statoriques aux bornes des bobinages équivalents d’axe d et d’axe
g s’écrivent

usd = Rﬂ‘isd+w—(ﬂu'lpsq

dt (1.14)

; d¥s
usq = Rs- l.\‘q+—sq+(1)c-'+’sd
dt
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axe (| A
Lq
Usq \
98\ "\Mq
Isq -
Lrg Y = axe d
1sd
e . ®
1rq Ird Ld Be
@
Lrd Md

Figure 1.6. Modele équivalent dans le repére (dq)

Les flux totalisés dans les enroulements statoriques sont liés aux courants par les relations
suivantes :
Wsd =Ld-isd + Md - ird
) . (1.15)
Wsq=Lq-1sq+ Mq- irq
De la méme fagon, on peut écrire les equations des tensions rotoriques (les enroulements
équivalents sont en court-circuit)

. Wrd
0!er»lrd+d i
(L16)
0=Rrq-irq+ Loy
Les flux totalisés dans les enroulements rotoriques s’ écrivent :
Wrd=Lrd - ird + Md - isd
(1.17)

Wrq=Lrq-irq+ Mq-isq

On montre que I’expression du couple électromagnétique développé par la machine peut
s’écrire de la fagon suivante :

Tem=p- (Wsd-isq — Wsq- isd) (I.18)

On associe a I’équation du couple électromagnétique, la relation fondamentale de la
dynamique des systémes en rotation (1.19). Dans cette équation,  représente la vitesse de
rotation du rotor, J représente le moment d’inertie du systéeme et f le coefficient de frottements
visqueux. Tem est le couple électromagnétique et Tr le couple résistant.

J(L—Q+fQ=Tem—Tr (1.19)
t



Chapitre I : Constitution et modeélisation de la machine svachrone a réluctance variable
P ;

4. Limites du modéle classique
4.1 Introduction

Le modele électrique que nous avons rappelé est valable dans le cadre des hypotheses déefinies
precedemment. Nous allons dans la suite discuter de la validité de I’hypothese du premier
harmonique d’espace des forces magnétomotrices. Nous regarderons ensuite le probleme de la
saturation magneétique des matériaux. Cette étude nous permettra de justifier la suite du
travail.

4.2 Hypothése du premier harmonique
4.2.1 Mesure des inductances statoriques

Si on modélise la machine au sens du premier harmonique, les inductances propres et
mutuelles des enroulements statoriques sont représentées par une composante continue (L0 et
Mo) et un terme de rang deux d’amplitude L2 pour I'inductance propre et M2 pour
I"inductance mutuelle. Nous savons que le rapport M2/L.2 est eégal a 1. Pour verifier ce résultat
theorique, nous avons fait des essais sur une machine a réluctance dont les caractéristiques
sont données dans I'annexe 1. Nous avons mesuré les variations de I’inductance propre de la
phase | en fonction de la position du rotor. Nous avons é€galement mesurée | inductance
mutuelle entre la phase | et la phase 2. Le schéma du montage et le principe des mesures des
inductances sont donnés dans I’annexe 2. Pour minimiser les effets de la saturation
magnetique sur la valeur des harmoniques du champ dans I’entrefer, nous avons effectué les
essais en régime non saturé (faible valeur du courant). Les résultats des mesures sont donnes
sur la figure 1.7. Nous avons également fait apparaitre sur cette figure, le trace (en trait
continu) correspondant a la décomposition harmonique des inductances L1(6¢) et L12(B¢) en
nous limitant a |"harmonique de rang 4, soit un de plus que pour le modele classique :

L;(Be)=Lg + L; cos(26e¢) + L 4 cos(46¢) (1.20)
2n 27
L;»(6e)=M( + M, cos[2(8c+7)]+ M, cos(4(9.-;+7)} (1.21)
® )

Les valeurs des coefficients de la décomposition en série de Fourier des inductances sont
donnees dans le tableau 1.1 :

Lo L2 L4 Mo M2 M4
0.270 0.050 0.025 -0.095 | 0.125 | -0.01

Tableau I.1. Valeur des coefficients harmoniques
des inductances statoriques (Henry)
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Figure L. 7. Inductances propre et mutuelle du stator ;
Résultats expérimentaux

A partir des résultats du tableau 1.1, on peut calculer la valeur expérimentale du rapport
M2/L2 :

M2

L2

=25 (122)

Ce résultat est loin de correspondre au résultat théorique prévu par le modeéle au sens du
premier harmonique (M2/L2 = 1). On constate également que I’inductance propre d’une phase
statorique preésente un harmonique de rang 4 non négligeable comparé a 1’harmonique de rang
2 (L2/La = 2). Des résultats expérimentaux du méme type ont €té publies il y a plusieurs
années. On trouve dans [ROB 64] un rapport M2/L2 égal a 1,86. Dans [CHI 91], on trouve un
rapport égal a 1,9 et dans [MUK 73] un rapport égal a 2.3. Ces résultats montrent les limites
du modele au sens du premier harmonique.

Pour essayer d’améliorer les résultats de prédétermination théorique, nous allons développer
un modele en considérant 1’harmonique de rang 3 sur la distribution angulaire des
conducteurs et I’harmonique de rang 4 sur la perméance. Ce qui correspond a un harmonique
de plus que pour le modele classique. Des modeles plus genéraux intégrant I’ensemble des
harmoniques ont ét¢ développés dans [ROB 64] et [LES 81]. Cependant, la complexité
mathématique des expressions des inductances (double somme infinie) ne permet pas de
mettre en évidence clairement I'influence des harmoniques d’espace.

4.2.2 Modéle incluant I’harmonique d’espace de rang 3
4.2.2.1 Modéle de Ia machine dans le repére du stator

Pour simplifier les calculs, nous supposerons que les courants rotoriques sont nuls (modele
valable pour le régime permanent synchrone). La représentation simplifiée de la machine est
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donnée sur la figure 1.8. Sur cette figure, nous avons fait apparaitre le repere (f3) de la
machine diphaseée équivalente (transformation de Concordia). On appelle x, la position
angulaire d’un point dans I’entrefer de la machine par rapport a I’axe o..

axe P

axe o

Figure I.8. Représentation symbolique de la machine

Les spires d'une phase statorique sont distribuées dans un certain nombre d’encoches. On
peut representer la distribution de la force magnétomotrice creee par le bobinage de la phase 1
par une decomposition en série de Fourier

esl(x)=isl- Y Nojy cos((2k +1)x) (1.23)
k=0
avec |
: B Ko
Nogpap =(-1)F £ Z2k+L N, 1.24
21 = )n(2k+l (.29)
sin[ (2k J; 1)zv J

(125)

Koo =sin (ko) i Ok 13 ) — 4%

Fi

Dans ces eéquations, K 5y | représente le coefficient de bobinage pour I’harmonique de rang k.

Ns représente le nombre de spires par phase et par paires de poles. dr est le rapport de
raccourcissement, z est le nombre d’encoches par phase et par pole et v represente la valeur
de l'angle électrique entre deux encoches successives. Si nous limitons notre étude a
I"harmonique de rang 3, I’équation (1.23) s’écrit :

esl(x) =isl- (N cos(x) + N5 cos(3x)) (1.26)
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De la méme fagon, nous pouvons décomposer la perméance d’entrefer en série de Fourier.

P(x—6e)= Y Py, cos(2n(x —6c)) (1.27)

n=0

Si on se limite aux trois premiers termes (soit un de plus que pour le modele classique). la
permeance d’entrefer s’écrit :

P(x —0e) =P, + P, cos(2(x —Be))+ P4 cos(4(x — 6c)) (1.28)

Le développement des calculs (calcul du champ B dans I’entrefer et calcul des flux a travers
les bobinages [LES 81]) permet d obtenir I'expression des inductances propres et mutuelles
des enroulements statoriques. Les résultats pour I'inductance propre de la phase 1 et
I"inductance mutuelle entre la phase 1 et la phase 2 sont les suivants :

L (8e) =L + L cos(26¢) + L 4 cos(46¢) (1.29)
2 2n 5
L;z(ﬁe)=M(,+Mzco 2(90+T) +M4CO 4(9!:4-?) (1.30)
%]
avec
T | 2 3
Lr:=§Pn(N12+N33) Mn=EPn(—;N|"+N3']
i 1..9 T 1.2 1 -
L: =EP2(EN1 +N1N3J Mz =EP2[EN] —ENIN:;J (l.‘)l)
T T 1
L, =;P4(N1N3) M4=;P4{—;N1N3]

On retrouve les resultats classiques du modeéle au sens du premier harmonique en posant
N3 =0 dans les équations precedentes. Dans ce cas, les termes L, et M sont nuls et on

retrouve la relation entre L, et M, :

==] (1.32)

Si on considere I'harmonique 3 des forces magnétomotrices dans le modele, le rapport
précédent dépend de la valeur des coefficients de distribution harmonique des bobinages
comme le montre I’équations (1.33). On constate que la présence de I’harmonique 3 a
tendance a augmenter la valeur de M2 et a diminuer la valeur de L2 :
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M: _ 3K| +K_‘;
L: 3K|—2K3

(1.33)

Pour une machine tétrapolaire ayant 3 encoches par phase et par pole (z =3 et v = 20°) et un
bobinage statorique a pas diamétral correspondant a or =1 (ce sont les données de la machine
pour laquelle nous avons effectué la mesure des inductances), le rapport M2/L.2 est le suivant :

M>

=229 (I.34)

Cette nouvelle valeur theorique du rapport M2/L2 est beaucoup plus proche de la realite
experimentale (M2/L2 = 2.5). Cette étude montre que la prise en compte de I’harmonique
d’espace de rang 3 des forces magnétomotrices permet d’ameéliorer nettement les résultats de
predétermination théorique.

Nous allons maintenant €tudier I’ effet de I "harmonique 3 sur les €quations de la machine pour
differents couplages des enroulements statoriques. Cette €tude va nous permettre de montrer
qu’on peut se limiter au modele au sens du premier harmonique d’espace lorsque la machine
est coupléee en étoile a neutre isolé. Pour faire cette étude, nous allons nous placer dans le
repére de Concordia (0of3).

4.2.2.2  Modéle de la machine dans le repére de Concordia

La matrice de transformation permettant de passer du repere triphasé (/23) au repere diphase
(oaf}) est un cas particulier da la matrice de Park en posant 6c=0. Cette matrice de
transformation est rappelée ci-dessous pour les courants :

1s01 5 1 —1/2 —1/2 1sl
isp =\E- 0  B3/2 -B3/2||is2 (1.35)
150 ? ]/\/E l,*"‘JE lf‘\/i 153

Si on applique cette transformation aux équations de la machine intégrant I’harmonique de
rang 3 (en considérant toujours que les courants rotoriques sont nuls), on aboutit au systéme
d’équations suivant :

Vst Rs 0 O 150 q Ly L“B Log | |1s0
vsp[=] 0O Rs O [ 1-.|3 +a thﬁ LB L(,ﬁ . Iw[} (1.36)
Vso 0 0 Rs 1s0 Lo(x Luﬁ Ln 150
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Les expressions des inductances propres pour chaque composante sont les suivantes :

L (6e)=(Lo-Mo)+ {% L2+ M2 ]cos(EBc) + (% L4+ M4 )cos(49c)

LB(Bc) =(Lo—-Mo)—- (% L2+ M2 ]cos(EBc) - (% L4+ M4 )cos(4ec) (L37)

L, (8¢)=(Lo+2Mo)

Les expressions des inductances mutuelles sont les suivantes :

Lop(Be)= %L: + M2 Jsin(zec) - [% L4+ M4 )sin(49c)

\4—
(1 ]
Loy (8e)= —7(L2—M2) cos(20e) +| —

7 7

(
LuB(B"-‘) = —%(LE - ME)JSiﬂ(ZGc)+(—]—(L4 -M4) }sin(49c)

W N

(L4- M4)]cos(48c) (1.38)

On remarque tout d’abord que la transformation ne simplifie pas les équations de la machine.
La matrice inductance apres transformation est pleine. Il existe en particulier des termes de
couplage entre la composante homopolaire et les composantes d’axe & et d’axe 8 du courant
statorique. Ces termes n’existent pas pour le modéle au sens du premier harmonique d’espace.
L amplitude de I’harmonique de rang 4 des inductances Lo(B¢), LB(B¢) et LaB(Be) a pour
valeur (1/2L4+M4). Si on remplace les valeurs de L4 et M4 par leur expression (1.31), ce
terme est nul. Ce qui signifie que ces inductances varient sinusoidalement avec la position du
rotor. Maintenant, si on prend les valeurs mesurées de L4 et M4 (tableau 1.1), on obtient un
rapport de 60 entre I'amplitude de ’harmonique 2 et ’amplitude de 1’harmonique 4 des
inductances Lo(Be), LB(Be) et Lap(Be). L’ harmonique de rang 4 est donc négligeable.

L harmonique de rang 3 des forces magnétomotrices se répercute essentiellement sur la valeur
des inductances Loo(6¢) et LoB(Be) qui concernent uniquement la composante homopolaire de
la tension statorique (montage €toile a neutre isolé).

Pour vérifier ce resultat théorique, nous avons mesuré les variations de Lo(Be¢) sur la méme
machine que précédemment. Le principe de la mesure de cette inductance est donne dans
I’annexe 2. Les resultats des mesures sont representés sur la figure 1.9. Nous avons fait
apparaitre sur cette figure (en trait continu), le résultat du calcul de Lo(B¢) obtenu en utilisant
I’équation (1.37) et les valeurs de Lo, Mo, L2, M2, L4 et M4 données dans le tableau 1.1. Les
résultats des mesures montrent bien que I'inductance Lo(Be) possede un faible taux de
distorsion. On peut donc éliminer I’harmonique de rang 4 dans les expressions des
inductances Lo(Be), LB(6¢) et Lop(Be).
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Inductance La{Be) en (H)

1] 20 S0 ol 80 [IL1] 120 140 16t 180

Position du rotor 8 en degre

Figure 1.9. Inductance L, (0¢) du modele diphasé

Résultats expérimentaux

Dans le cas d’un couplage étoile sans neutre des enroulements statoriques, la composante
homopolaire iso du courant statorique est nulle. Le modéle de la machine se limite alors aux
seules composantes des courants iso et isp. On retrouve alors un modele identique a celui
correspondant a I’hypothese du premier harmonique d’espace. Il faut cependant conserver
dans les equations suivantes, les expressions de Lo, Mo, L2 et M2 données par les équations
(L31):

d¥so

vsoe = Rs - iso +

dq‘f‘ (139)
vsB = Rs-isﬁ+—hB
dt

avec |
\Ps-a:[(Lu - Mn)+(%L2+ M2 ]cos(zec) ] isCH'(éLE + Mz}sin(zec)-isgs

(1.40)
Wsp = ( (Lo-Mo)- (% L2+ M2 }cos(ZBc) ] isp + [% L2+ M2 )sin(28c) 10

Si on applique la matrice de rotation a ces équations (on se place dans le repere d-g fixé au
rotor), on retrouve les équations de Park d’une machine a réluctance sans amortisseurs :

vsd = Rs- 1sd + Ld-dcli—Sd-—(t)c- Lq - isq
d_t (L41)
vsq=Rs-1sq+ Lq- (l;tl + @e- Ld-isd
t
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Les expressions des inductances Ld et Lq sont les suivantes :

Ld=—L2+ M2+ L0—Mo

o | —

: (142)
Lg=——L2-M2+L0-Mo
2

Le calcul de la valeur des inductances Ld et Lq a partir des résultats des mesures du tableau 1.1
nous donne Ld=0,515Het Lq=0,215 H.

Le calcul du couple électromagnétique (1.12) en considérant I’harmonique de rang 3 des
forces magnétomotrices nous donne

[((Ly +2-M; )-isd - isq
+ (L4 +2-My ) (Sin(_f)ee)- i:-aq2 —sin(66e) - isd? -2 cos(68e) - isq - isd)

—V2:(Ly +2-L; =M, —2-M,)-sin(30e) - iso- isd
—y2-(Ly —2-Ly =M, +2-My)- cos(30e) - iso - isq

Tem=p- 4 L (143)

Dans le cas d’un couplage étoile sans neutre, la composante homopolaire du courant
statorique est nulle. Comme le terme Ly +2M, est théoriquement nul, on retrouve

I’expression classique du couple électromagnétique :
Tem=p-(L, +2M,)-isd-isq=p- (Ld— Lq)- isd - isq (1.44)

On a donc montré que dans le cas d’un couplage étoile sans neutre, les équations du modéle
de la machine obtenues en considérant I’harmonique de rang 3 des forces magnétomotrices
sont identiques a celles du modele classique. Cependant, 1’équation (1.36) montre que dans le
cas d’un montage étoile a neutre isolé, la tension homopolaire vso n’est pas nulle, elle dépend
des courants isc. et 1sf :

Vso =%{Lm(9e)-isa+ Luﬁ(ee)- i:-‘.B} (1L45)

Le modele au sens du premier harmonique ne permet pas de calculer cette tension (L, (6¢)

et Log(Be) sont nulles dans ce cas). Si la machine est alimentée par une source de courants

triphasés équilibres, les courants iso et isp s’ écrivent
iso=1-+/2 - cos(t) isp=1-/2 -sin(ot) (1.46)

Si la machine tourne a la vitesse synchrone, on a alors 6e =t + o¢. L expression de la tension
homopolaire est la suivante :

vso=1-(L2—=M2)- @ cos(3wt +20t) +1- (L4 — M4)- - cos(3mt + 40r) (1.47)
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Cette tension a une fréquence triple de celle du réseau. Elle dépend de la valeur efficace du
courant de ligne et de la valeur des inductances de la machine. On peut la mesurer (a un
coefficient pres) en plagant un oscilloscope entre le neutre de la machine et le neutre du
reseau (montage étoile sans neutre). Le releve experimental de la figure 1.10 (correspondant a
un essai a vide sous faible tension) confirme I’existence de cette tension.

<

Courant de ligne (A)

.15

0 0.005 001 nols 0.02 (0.025 003 0,035 004
temps (s)

ail}

Tension entre neutres (V)

(1] (LRI 001 nols 002 0025 0nn3 0035 004

lemps (s)

Figure I.10. Relevé expérimental de la tension entre le
neutre du réseau et le neutre de la machine.
Lssai a vide sous faible tension (Vs = 1001)

Dans le cas d’'une machine couplée en triangle ou en étoile a neutres relies, cette tension
homopolaire va donner naissance a des courants harmoniques de rang 3 au niveau des
enroulements comme le montre les résultats de mesure de la figure 1.11 (montage étoile avec
neutre). Dans ce cas, le courant de ligne est loin d’étre sinusoidal. On retrouve 1’harmonique
de rang 3 du courant dans le fil de liaison entre le neutre du réseau et le neutre de la machine.
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Courant de ligne (A)

0 000s 0.01 0015 002 0025 03 0035 .04

temps (5)

[P}

Courant dans le neutre (A)

ta

0 (005 00l 0nnls 0.02 0025 003 0035 0.04

lemps (s)

Figure 1.11. Relevé expérimental du courant dans le neutre.
Essai a vide sous faible tension (Vs = 100V).
Montage étoile avec neutre

4.2.3 Conclusion

Nous avons montré que le modele au sens du premier harmonique d’espace est suffisant pour
representer le fonctionnement d’une machine a réluctance lorsque les enroulements
statoriques sont couplés en €toile a neutre isolé. Dans ce cas, les équations de la machine avec
I”harmonique de rang 3 des forces magnétomotrices se ramenent aux équations classiques de
Park. L expression du couple €lectromagnétique reste identique. La présence de I’harmonique
de rang 3 du champ dans I’entrefer se retrouve au niveau de la tension homopolaire induite
(tension entre le neutre du réseau et le neutre de la machine a la fréquence de 150 Hz) et au
niveau des expressions des inductances Ld et Lg.
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Lorsque les enroulements statoriques sont couplés en triangle ou en étoile avec neutre relie,
des courants harmoniques de rang 3 prennent naissance dans les enroulements. Ces courants
harmoniques déforment le courant de ligne et sont a 1’origine d’ondulations sur le couple
électromagneétique a la pulsation 6m (voir equation (1.43)). 1l semble légitime de penser que
pour ces deux types de couplage pour lesquels la composante homopolaire du courant
statorique est non nulle, le modele au sens du premier harmonique d’espace n’est pas suffisant
pour représenter correctement le fonctionnement de la machine. Une étude plus poussee reste
a faire.

4.3 Saturation magnétique

La saturation des matériaux ferromagneétiques est un pheénomene physique complexe difficile
a modéliser. Dans les machines électriques, la saturation apparait d’abord dans les zones ou la
section de passage des lignes de champ magnétique est la plus faible, habituellement dans les
dents statoriques et rotoriques mais également dans les cornes polaires pour les machines a
poles saillants. 1l s’agit donc d’un phénomeéne local.

La prise en compte de la saturation dans la modélisation des machines peut se faire de
différentes fagons. La méthode la plus précise consiste a définir la géomeétrie exacte de la
machine etudiée. On résout ensuite les equations de Maxwell associées aux lois de
comportement des matériaux employés en utilisant des méthodes numériques (éléments finis).
Cette approche est intéressante en conception de machine (optimisation de la structure du
rotor par exemple). Elle est par contre difficilement applicable actuellement pour la
simulation des ensembles convertisseurs-machines-commandes car elle nécessite des temps
de calcul tres importants. Une autre méthode consiste a modéliser la machine par un reseau
complexe de perméances et d’associer a chaque perméance elémentaire, la caractéristique
magnetique du matériau représenté. Cette seconde approche, un peu moins precise que la
précedente, nécessite encore un temps de calcul trop important pour pouvoir étre utilisé pour
la simulation des systemes commandés mettant en ceuvre des onduleurs fonctionnant en
modulation de largeur d impulsion.

La démarche la plus utilisée en commande de machine consiste a modifier le modele de Park.
On considere la saturation magnétique d’un point de vue global en regardant ces effets sur les
grandeurs accessibles a la mesure tels que les courants ou les flux magnétiques. La notion
d’inductance est conservée en régime saturé. La saturation est prise en compte en modulant la
valeur des inductances en fonction des courants circulants dans les enroulements de la
machine.

La saturation magneétique est a l'origine d’harmoniques d’espace supplementaires dans
I"entrefer des machines électriques [LEE 61] [MOR 92]. Ces harmoniques d’espace n’ont pas
la méme origine que ceux créés par une distribution non sinusoidale des conducteurs. Pour le
montrer, on considére une excitation magnétique H(Be) a répartition sinusoidale. Si 1’on
choisit une caractéristique magnétique B(H) représentée par I’équation (1.48) [LAS 98] :

H(Be¢) = H1 - sin Be

; : (1.48)
B(H)=al-H+a3-H’ +a5-H’
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le champ B(B¢) dans I’entrefer s écrit :
B(6¢) = Bi - sin(Be — @1) + B3 - sin(30e — @3) +- - - - - (1.49)

Des études ont montreé que |’harmonique de rang 3 est le plus important [MOR 92]. Le champ
B(6e) est représenté sur la figure 1.12 pour une machine a poles lisses.

B(6e)

0.5

Champ magnétique dans l'entrefer (T)

0 45 90 135 180 225 270 315 360

Position du rotor 8¢

Figure L12. Allure du champ B(6e) en régime saturé;
Le fondamental et I’harmonique 3 sont représentés

Lorsque I’on développe un modele sature a partir des équations de Park, on ne considere que
I’effet de la saturation sur la valeur du fondamental du champ dans I’entrefer. En effet, le
modele de Park modifié reste un modele au sens du premier harmonique d’espace. Cela
signifie que 1’on fait abstraction de I’harmonique de rang 3 et des harmoniques de rang
supérieur creé par la saturation.

Nous avons montre dans la partie précédente que la présence de I’harmonique 3 du champ
dans ’entrefer n’affectait que les grandeurs homopolaires de la tension et du courant
statorique par l’intermédiaire des inductances Loo(Be) et LoP(Be). Par conséquent,
I’harmonique 3 créé par la saturation ne va influencer que ces grandeurs. Si la machine est
couplée en étoile a neutre isolée, la présence de I’harmonique 3 va provoquer une variation de
la tension homopolaire (tension entre les deux points neutres). Ce phénomene a été constate
expérimentalement pour la machine asynchrone [MOR 92].

L’effet de la saturation magnétique sur le fondamental du champ dans I’entrefer va avoir une
influence sur la valeur des inductances Lo(6¢), LB(6¢) et Lap(Be) du modele de Concordia.
Pour verifier cela, nous avons mesuré Lo(Be) pour une valeur de courant suffisante (I = 6A)
pour saturer la machine. Les résultats des mesures de cette inductance sont représentés sur la
figure 1.13. Nous avons également repreésenté sur cette figure, les variations de Lo(Be)
correspondant au régime de fonctionnement non saturé (I = 1A). Nous avons tracé en trait
continu, la décomposition harmonique de Lo(B¢) en nous limitant a la composante continue et
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a I’harmonique de rang 2 (hypothese du premier harmonique). On constate que la forme
I"inductance La(Be) est peu affectee par la saturation (I'allure reste sinusoidale), ce qui permet
de conserver sans trop d’erreur | "hypothese du premier harmonique en régime saturé. Seules
les valeurs des coefficients de la décomposition en série de Fourier diminuent nettement avec
la saturation. Nous avons indiqué dans le tableau 1.2, les valeurs de ces coefficients pour le
régime non sature et pour le régime sature.

Composante Harmonique de
continue rang 2
Reégime non sature 0,365 H 0.15SH
(1=1A)
Régime saturé 0,17H 0045 H
(1=06A)

Tableau 1.2. Variations des coefficients harmoniques
de l'inductance L (0¢) avec la saturation

(1) régime non saturé (I = 1)
_ (2) régime sature (I = 6A)

Y

fld 4+ = = =~ e = = = 22 = = = 2= = B T B = & 2 2 2 sie = = = = W= = = =

Inductance Li(Be) en (H)
.
*
-
’

P *esves’ veee®

] 20 40 6l 80 100 120 140 160 180

Position du rotor 8 en degre

Figure L12. Lffets de la saturation sur L (8e) -
Résultats expérimentaux

5. Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons donné un apercu des différentes structures de rotor pour la
machine synchrone a réluctance variable. Pour chaque structure, nous avons indiqué les
performances obtenues en terme de rendement et de facteur de puissance.

Nous avons ensuite rappelé les équations classiques du modele de la machine au sens du
premier harmonique. Ce modele qui est basé sur un certain nombre d’hypotheses présente des
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limites. Nous avons montre en particulier que le rapport théorique M2/L2 qui vaut | avec le
modele classique est loin d’étre veérifié en pratique. Des essais realisés sur une machine a
réluctance ont donné une valeur de 2.5 pour ce rapport d’inductances. Cette différence
importante entre la theéorie et la pratique avait déja été constatée dans des travaux précedents
[MUK 73] [CHI 91]. En intégrant un harmonique d’espace supplémentaire dans I’ expression
des forces magnétomotrices (harmonique de rang 3), nous avons constaté que I’on obtenait
une valeur du rapport M2/L2 = 2,29 beaucoup plus proche de I’expérience. Cependant, et c’est
la un point important, nous avons montré que les équations du modéle obtenues en intégrant
I"harmonique de rang 3 étaient identiques a celles du modele au sens du premier harmonique
si les enroulements statoriques €taient couplés en étoile a neutre isolé (courant homopolaire
nul). Dans ce cas, les effets de I"harmonique 3 du champ dans I’entrefer se retrouve au niveau
de la tension homopolaire (tension induite a la fréquence triple de celle du réseau entre le
neutre du réseau et le neutre de la machine).

La saturation magnetique genere également des harmoniques du champ dans I’entrefer.
L harmonique de rang 3 est géneralement le plus important. Cet harmonique a une influence
sur les grandeurs électriques homopolaires du modele équivalent. Dans le cas d’un couplage
étoile a neutre isolé, I"harmonique de rang 3 généré par la saturation se retrouve au niveau de
la tension homoplaire [MOR 92]. L’effet de la saturation magnétique sur le fondamental du
champ dans I’entrefer se traduit par une diminution de la valeur des inductances de la
machine. Nous avons constat¢ ce phénomene en mesurant les variations de l'inductance
statorique Lo(B¢) du modele diphase équivalent pour deux niveaux de courant.

Nous allons dans le prochain chapitre développer un modele saturé pour la machine
synchrone a réluctance variable en conservant I"hypothése du premier harmonique. Pour que
cette hypothese soit correcte, nous nous arrangerons toujours pour annuler la composante
homopolaire du courant statorique (montage étoile a neutre isolé). Cette hypothese va nous
permettre de développer un modéle saturé relativement simple a partir des équations de Park
de la machine.
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CHAPITRE 11

MODELE SATURE DE LA MACHINE
AU SENS DU PREMIER HARMONIQUE
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Chapitre 11 : Modéle saturé de la machine au sens du premier harmonigue

1. Introduction

Des modeles satures au sens du premier harmonique d’espace, valables en régime permanent
comme en régime transitoire, ont déja été proposés pour les machines alternatives présentant
une saillance au rotor [ANV 89] [TOU 93] [LAS 97] [LEV 98]. Ces différents modeles sont
tous bases sur un fond commun [BOL 87]. La méthode retenue consiste a distribuer les fuites
magnetiques de chaque cotée de I’entrefer (les inductances de fuites sont supposées constantes)
et a faire apparaitre un flux magnétisant commun au stator et au rotor dépendant de la
saturation. Nous allons commencer par rappeler les équations relatives a ce type de modele
saturé. Nous proposerons ensuite un modele saturé légerement différent ayant 1’avantage de
ne faire apparaitre que des parametres électriques mesurables.

2. Modéle de la machine saturée a inductances de fuites séparées
2.1 Introduction

Le premier article complet concernant la modélisation en régime transitoire des machines a
poles lisses saturées date de 1981 [VAS 81] [BRO 83]. Avant cette date, les modeéles proposés
étaient souvent incomplets car ils n’intégraient pas le phénomeéne de la saturation croisée
[HAR 80] ou concernaient uniquement le fonctionnement en régime permanent des machines.
Les idees développées dans [VAS 81] ont ensuite été adaptées aux cas des machines
synchrones a poles saillants [BOL 87]. Nous allons rappeler les idées principales développées
dans cet article car elles sont a la base de nombreuses publications qui ont suivies [ANV 89]
[ELS 92] [TOU 93] [KHE 94] [TAH 95] [LEV 98].

2.2 Séparation des inductances de fuites

Les inductances propres des enroulements statoriques et rotoriques peuvent étre décomposees
en deux termes. Un des termes représente les fuites magnétiques et I’autre terme représente le
flux commun (inductance mutuelle). On obtient alors pour les inductances statoriques :

Ld=Is+ Md
(IL1)
Lq=1s+ Mq

Dans ces deux équations, |s représente I'inductance de fuites d’un enroulement statorique. De
la méme fagon, on obtient les expressions des inductances propres rotoriques (11.2). Dans ces
equations, Ird et Irq représentent respectivement I'inductance de fuites de |’enroulement
rotorique d’axe d et I’inductance de fuites de I’enroulement rotorique d’axe ¢ :

Lrd =1rd + Md

(I1.2)
Lrq =1rq + Mq
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Chapitre 11 : Modéle saturé de la machine au sens du premier harmonique

Les expressions des flux totaux statoriques et rotoriques (1.15) et (1.17) sont alors les
suivantes :

Wsd =ls-isd + Md - (isd + ird )
Wsq=ls-isq+ Mgq- (isq + irq)
Wrd =Ird - ird + Md - (isd + ird)
Wrq =lrq - irq+ Mq - (isq + irq)

(11.3)

On voit apparaitre dans ces expressions une partie du flux commune aux enroulements
statorique et rotorique. Ces flux communs sont appelés flux magnétisants d’axe d et d’axe ¢q.
[Is sont liés aux courants magnétisants Imd et Imq définis ci-dessous :

Wmd=Md-Imd avec Imd=1sd+ird

; ; (11.4)
WYmq=Mq-Imq avec Imq=isq+irq

2.3 Prise en compte de la saturation

La saturation magnétique est prise en compte de la fagon suivante. On suppose tout d’abord
que les inductances de fuites sont constantes (elles correspondent a des lignes de champ
magnétique qui traversent une partie importante d’air). On considere ensuite que les
inductances mutuelles Md et Mq sont fonctions des courants magnétisants Imd et Imq.

¥md = Md(Im d. Im q)- Imd L5
Wmq=Mq(Imd.Imq) Imq 4
Cette écriture des flux magnétisants permet bien sir de tenir compte de la saturation suivant
chacun des axes mais egalement de prendre en considération I’effet croise de saturation [VAS
81].
Pour obtenir le modeéle saturé de la machine, il est nécessaire de reprendre les equations des
tensions statoriques et rotoriques (1.14) et (1.16) en faisant apparaitre les flux magnétisants
Wmd et Wmq ainsi que les differentes inductances de fuites définies ci-dessus. On obtient alors
les relations suivantes :

usd =Rs-isd +1.x"dl—3d+ it —e-ls-isq — e - Wmq
dt dt
. is b o .
Llsq=R:<-l.~:q+ls-dlq+d ™+ @e-ls- isd + 0e - Ymd
dt dt
di v (11.6)
0=Red - ird + Ird - 2 4 SE
dt dt
; dirq d¥mq
0=Rrq-irq+lrq-—+
T T
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Chapitre 11 : Modele saturé de la machine au sens du premier harmonique

Si I'on choisit de prendre les courants magnétisants comme variables d’état pour représenter
la machine saturée, il est nécessaire de calculer la dérivée des flux magnétisants par rapport au

temps :

d¥md W dImd 2 quldlmq

dt dt dt (IL7)
d¥Wmgq = Miis- dImgq +Mgd- dImd

dt dt dt

Il apparait dans ces équations, de nouveaux coefficients d’induction notés Mds, Mgs, Mdq et
Mqd [VAS 81]. Ces coefficients intégrent I’ effet croisé de saturation (interaction magnétique
entre deux enroulements a répartition sinusoidale de conducteurs placés en quadrature dans
I’espace) et sont fonctions de la dérivée des inductances mutuelles par rapport aux courants
magnetisants. Ces coefficients sont définis ci-dessous :

Mds = 9¥'md = Md(lm d,Im q)+ Lind: aMd(lm d, Im (!)
dImd T
Mgs = o =Mgq(Imd, Imq)+ Imq- Mg(Imd, m g)
dlmq O -
Mdgq = dWmd - oOMd(Imd, Im q)
Imq dlImq
Mgd =M= Fosiis OMg(Imd, Imq)

dImd : dImd

Si I’on consideére les inductances mutuelles Md et Mq indépendantes des courants, on retrouve
naturellement les équations plus simples du modele non sature :

d¥md =N dImd
dt dt (IL9)
d¥mq dImgq
=Mgq-
dt dt

En remplagant les équations (I1.7) dans les équations des tensions statoriques et rotoriques, on
obtient finalement le modéle saturé de la machine synchrone a réluctance variable a

inductances de fuites seéparees :

Llsd=Rs-isd+]s-(h—Sd+Mds-dlmd+qu-d[mq—u)c-ls'isq—(l)c-Mq-lmq

dt dt dt
U:’-iq=R::-isq+ls-d]ﬁq+qu-d]mq+qu-dlmd+0)c-|s-isd+(1):-Md-lmd

dt dt dt (1L10)
0=Rrd-ird +lrd-g'—r-‘i+Mdydlmd +qu-d]mq

dt dt dt

; i |

0=qu-1rq+qu-dml+qu-dlmq+qu-d L

dt dt dt
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Chapitre 11 : Modéle saruré de la machine au sens du premier harmonique

La mise en évidence théorique de I’effet croisé de saturation (en particulier les termes Mdq et
Mqd des equations précédentes) a provoqué a l’epoque, une controverse portant sur
I"existence physique de ce phénomene [KOV 84]. Des expériences ont ensuite démontrées
I"importance de cet effet, aussi bien pour les machines a poles lisses que pour les machines a
poles saillants [VAS 86] [ELS 88].

Des variantes par rapport au modele précédent ont été développées. soit en definissant deux
coefficients de saturation, un pour I’axe ¢ et un pour I’axe ¢ [TOU 93], soit en definissant un
coefficient de saturation unique pour les deux axes [PIE 91] [KHE 94] [LEV 98] Un modele
saturé intégrant la saturation des inductances de fuites a été proposée dans [OJO 89].

2.4 Inconvénients du modéle saturé a fuites séparées

Le modele saturé a inductances de fuites séparées a comme inconvénient principal de faire
apparaitre des parametres €lectriques non mesurables. En effet, comme la machine possede
une cage en court-circuit au rotor, il est impossible d’avoir acces aux courants rotoriques. Il
est par conséquent impossible de mesurer séparément les parametres propres au rotor (Lrd,
Lrq, Rrd et Rrq). De la méme fagon, les inductances mutuelles Md et Mgq et leurs variations
avec les courants magnétisants ne sont pas accessibles a la mesure. De plus, les inductances
de fuites statoriques et rotoriques ne sont pas mesurables séparément.

Pour répondre a ces problemes de mesure, plusieurs solutions ont été proposees. La premiere
consiste a développer ou a utiliser un logiciel de modélisation des machines electriques
(methode des éléments finis) pour calculer les valeurs des différents parametres non
mesurables [PIR 83] [LAS 97]. Une autre solution consiste a mesurer la totalite des fuites
vues du stator et a poser 1’égalité entre I'inductance de fuites statoriques et I'inductance de
fuites rotoriques [ALG 70]. On peut également utiliser (a condition de les trouver ...) les
valeurs des inductances indiquees par le constructeur.

Nous proposons dans la suite une solution a ce probleme en développant un modele sature ne
faisant apparaitre que des parametres électriques accessibles a la mesure depuis les
enroulements statoriques. Comme les inductances de fuites ne sont pas mesurables
séparement, nous allons developper un modele saturé ou les inductances de fuites sont
totalisées au stator.

3. Modéle saturé a inductances de fuites totalisées au stator

3.1 Introduction
La possibilité de mesurer I’ensemble des parametres d’'un modele de machine a partir d’essais
a puissance reduite est toujours intéressante. On peut ensuite faire des prédéterminations de
fonctionnement en charge ou alors effectuer le réglage de correcteurs pour réaliser un

asservissement. Nous allons développer un modele saturé pour la machine synchrone a
réluctance ne faisant apparaitre que des parametres mesurables. Comme les inductances de
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Chapitre II : Modele saturé de la machine au sens du premier harmonique

fuites ne sont pas mesurables séparément, nous allons les regrouper du cote du stator. La
saturation magnétique sera modélisée par un coefficient variable avec les courants. Nous
montrerons €galement que ce modele saturé peut s appliquer a la machine asynchrone qui
represente un cas particulier.

3.2 Expressions des flux magnétiques

A partir des équations de Park développées dans le premier chapitre, on peut définir les
courants magnetisants rotoriques d’axe d et d’axe ¢ :

3 Lrd .
Imrd =1sd + — - 1rd
Md

(IL11)

. Lrq .

Imrq =1sq + —-1rq
Mq
Les flux statoriques et rotoriques s’écrivent alors de la fagon suivante :
lPsd:Gd'Ld‘!ﬁd+[_rd'(]_cd)']mrd (11.12)
Wsq=0q- Lq-isq+ Lq- (1-06q) Imrq

Yid =Md - Imrd

(I1.13)

¥rq=Mgq- Imrq

Les termes od et oq représentent les coefficients de dispersion de Blondel suivant les deux
axes

Mad?
cd=1- L
o :d (11.14)
oq=1- ik
Lq.Lrq

On voit apparaitre dans les équations (I1.12) deux parties distinctes. La premiere partie
(od.Ld.isd et 0q.Lq.isq) représente les fuites magnétiques totalisées au stator. Le deuxiéme
terme de ces équations correspond au flux commun stator-rotor (ou flux magnetisant) vu par
les enroulements statoriques. En définissant les flux magnétisants statoriques Wmsd et Wmsq
de la fagon suivante :

Wmsd =Ld - (1 - od)- Imrd

(IL15)
Wmsq=Lq-(1=0q) Imrq
Nous obtenons pour les équations (11.12) :
Wsd =0d - Ld - isd + Wmsd
(11.16)

WYsq=0q- Lq-isq + Wmsq
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Chapitre 11 : Modéle saturé de la machine au sens du premier harmonique

Nous allons supposer dans la suite que les inductances de fuites totalisées au stator (cd.Ld et
0q.Lq) sont indépendantes de la saturation. Nous savons que d'une maniere generale, les fuites
magnétiques correspondent a des lignes de champ traversant une grande partie d'air
(encoches) et sont par consequent peu affectées par la saturation. Si cette hypothese n’etait
pas verifiee en pratique pour une machine donnée, il faudrait reprendre le modele qui va
suivre en considérant un coefficient de saturation particulier pour les inductances de fuite
ocd.Ld et 6q.Lq.

Si I'on cherche a exprimer ¢d.Ld et 6q.Lq en fonction de I'inductance de fuites statoriques Is et
des inductances de fuites rotoriques (Ird ou Irq), on obtient :

odLd=Is+ [E ) Ird

rd

3 (11.17)
oqlLq= is+[—q ) Irq

rq

En supposant que les inductances de fuites statoriques et rotoriques (Is, Ird et Irq) sont
indépendantes de la saturation (hypotheése classique), les inductances de fuites totalisées au

o =2 i ; Md Mg ; .
stator seront indépendantes de la saturation si les rapports | — | et qui apparaissent
Lrd Lrq
dans les equations (I11.17) sont constants. Dans la suite, nous considérerons que ces rapports
d’inductances ne dépendent pas de la saturation.
En reprenant la définition des coefficients de dispersion cd et g, on peut exprimer les flux

rotoriques (I1.13) en fonction des flux magnetisants statoriques

Yrd = [ﬁ J Wmsd
Md

(I1.18)

On voit que les flux rotoriques sont liés aux flux magnétisants statoriques par un coefficient
que I'on a suppose constant. Les flux rotoriques sont donc, a un coefficient constant pres, des
flux magnétisants (ou flux utiles). Ce résultat est logique. En effet, comme l'ensemble des
fuites magneétiques a é€té ramené du coté du stator, il ne reste plus au rotor que la partie
magnétisante du flux.

Si on regarde les équations des flux statoriques (11.16) et des flux rotoriques (11.18), on voit

finalement que les seuls termes qui vont dépendre de la saturation sont les flux magnétisants
statoriques Wmsd et Wmsq. Il nous faut maintenant définir les variations des flux ¥msd et

Wmsq avec les courants magnétisants.
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Chapitre 11 : Modele saturé de la machine au sens du premier harmonique

3.3 Prise en compte de la saturation dans I’expression des flux

Pour une machine synchrone a réluctance variable, le vecteur flux magnétisant statorique
Wms et le vecteur courant magnétisant rotorique Imr ne sont pas colinéaires. La figure I1.1

traduit les relations (I1.15) entre les flux et les courants magnétisants suivant les deux axes.

axe q
A
Imrq Imr

WYmsq

» axed
Ymsd Imrd

Figure I 1. Flux et courant magnétisants dans la machine
a poles saillants

Comme les vecteurs ne sont pas colinéaires, on ne peut pas définir un coefficient de saturation
modulant la valeur du flux ¥ms en fonction de la valeur du courantImr (on pourrait le faire
pour une machine a pdles lisses car les vecteurs sont colinéaires dans ce cas). Pour les
machines a poles saillants, il est nécessaire de définir un coefficient de saturation pour chaque
axe :

Wmsd = Ksd(Imrd, Imrq)- Ld - (1 = 6d)- Imrd (IL19)

Wmsq =Ksq(Imrd, Imrq)- Lq- (1= 6q)- Imrq o
Cependant, pour obtenir un modele plus simple et éviter d’avoir a utiliser deux coefficients de
saturation, il est possible de definir une transformation mathématique sur les courants
magnétisants rotoriques et les flux magnétisants statoriques. Cette transformation permet de

rendre colineaire les deux vecteurs précédents. On obtient alors une machine équivalente a
poles lisses.

3.3.1 Machine équivalente a poles lisses
Cette transformation mathématique a été définie pour la premiére fois en 1991 [PIE 91]. Elle
a éte appliquée jusqu’a présent dans le cadre du modéle saturé a inductances de fuites

separees [KHE 94] [TAH 95] [LEV 98]. Nous allons dans la suite utiliser cette transformation
(sous une forme un peu différente) pour établir le modele saturé a fuites totalisées au stator.
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Chapitre 11 : Modéle saturé de la machine au sens du premier harmonique

Pour n’avoir a définir qu’un seul coefficient de saturation. il faut trouver un vecteur courant

magnétisant rotorique eéquivalent, not¢ Imr, et un vecteur flux magnétisant statorique

equivalent, note ¥ ms, qui soient colin€aires. On arrive alors a la representation de la figure
1.2,

axe q
A

I' mr

I'mrq

Y' msq

» axed

Wmsd Im rd

Figure I1.2. IFlux et courant magnétisants dans la machine
équivalente a poles lisses

En choisissant le terme Ld-(1—od) comme étant le rapport entre le flux et le courant

magneétisant equivalent, on conserve alors la caractéristique magnétique d’axe d et on définit
une transformation mathématique pour I’axe ¢. Pour cela, on introduit deux coefficients k1 et

k2 tels que :
I'md) [1 O] (Imrd
= : (11.20)
I'mrq ) |0 ki) {Imrq
Ymsd) [1 0] (Wmsd
- ’ (11.21)
Wmsq | |0 k2| | Wmsq

Il est possible de trouver rapidement une relation entre les deux coefficients ki et k2. A partir
de la figure 11.2, on peut écrire :

Wmsd = Ld - (1 — 6d)- Imrd

Yms=Ld-(1-0d) I'mr &
W' msq=Ld- (1 —6d) I'mrq

(11.22)

En remplagant I'mrq et W'msq par leurs expressions (I1.20) et (I1.21), on obtient alors
I”egalité suivante :

k2-WWmsq=Ld- (1—0d) ki Im rq (I1.23)
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En reprenant I’expression du flux magnétisant statorique d’axe ¢ (11.15) et en remplagant cette
expression dans I’équation (11.23), on obtient une premiere relation liant k1 et k2 :

it Li-iloicy) (11.24)
k2 Ld-(1-o0d) '

L énergie magnétique emmagasinée dans |’entrefer de la machine a pour expression :

Wem =%- (Wmsd - Im rd + Wmsq - Imrq) (11.25)

Apres changement de variable, si la machine a poles lisses €quivalente est physiquement
identique a la machine d’origine, la méme énergie doit nécessairement avoir pour
expression :

- (Wmsd - Imrd + W' msq - I' mrq) (11.26)

2| =

Wem =

On en déduit une nouvelle relation entre les deux coefficients de transformation k1 et k2 :

Ymsq- I'mrq=Wmsq-Imrq = ki-k2=1 (I1.27)

La transformation est maintenant compléte et unique. On peut définir un seul coefficient pour
la transformation que I’on note k :
Lq-(1-0q

k=kl=
Ld-(1-0d)

(11.28)

Dans la suite, on appellera k le coefficient de saillance de la machine.
3.3.2 Modéle saturé a un seul coefficient de saturation

Apres transformation, le vecteur flux magnétisant équivalent statorique et le vecteur courant
magnétisant équivalent rotorique sont colinéaires. Il est donc possible de définir un seul
coefficient de saturation Ks(I'mr) liant ces deux grandeurs. Ce coefficient de saturation,
représente par une fonction non linéaire modifie la valeur du flux en fonction de la valeur du
courant magneétisant :

Y'ms=Ks(I'mr)-Ld-(1-0d)-I'mr (11.29)

I'mr=\/]2mrd+k2 vlzmrq (1L.30)

Le coefficient de saillance k, qui apparait dans 1’expression du courant magnétisant rotorique
équivalent (I1.30), sera considéré dans la suite comme indépendant de la saturation. Nous
verifierons cette hypothése dans le chapitre suivant.
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Chapitre 11 : Modele saturé de la machine au sens du premier harmonique

Les flux magnétisants statoriques d’axe ¢ et d’axe ¢ s’écrivent en fonction du coefficient de
saturation Ks :

Wmsd = Ks(I'mr)- Ld- (1 = 6d)- Imrd .

Wmsq=Ks(I'mr)- Lq- (1 =6q)- Imrq s
Il reste maintenant a developper les équations des tensions statoriques et rotoriques et a
choisir un vecteur d’état pour pouvoir effectuer des simulations en régime saturé. Nous avons
plusieurs possibiliteés pour le choix du vecteur d’état. Nous allons dans la suite présenter deux
modeles. Nous commencerons par developper un modele ou les courants statoriques et les
courants magnétisants rotoriques sont choisis comme variables d’état. Nous verrons que dans
ce cas, il est nécessaire de connaitre la dérivée premiere du coefficient de saturation Ks. Nous
présenterons ensuite un modele plus simple ou les flux sont choisis comme variables d’état.
Dans ce cas, nous montrerons qu’il n’est pas nécessaire de calculer la dérivée du coefficient
de saturation a chaque itération.

3.4 Modéle saturé ou les courants sont choisis comme variables d’état

Nous allons présenter un modeéle saturé ou le vecteur d’état choisi est composé des courants
statoriques et des courants magnétisant rotoriques :

X=[isd 1sq Imrd imrq] (11.32)

Nous allons commencer par reprendre les equations des tensions statoriques et rotoriques

(1.14) et (1.16) en faisant apparaitre les expressions des flux magnétisants statoriques ‘P'msd et
Ymsq . On obtient alors pour les tensions statoriques :

. disd  d¥msd
usd =Rs-1sd+od - Ld- P + =

—me-0q- Lq-isq — e - Wmsq

dt dt -
di i (11.33
. Is S :
usq=Rs-1sq+0q- Lgq- o + dmﬂ + e - 0d-Ld-isd + e - WPmsd
t

Les inductances de fuites od.Ld et 6q.Lq. ont éte sorties des deérivées temporelles car elles sont
supposees constantes. Nous avons montré dans les équations (IL.18) que les flux totaux
rotoriques Wrd et YWrq étaient liés au flux magnetisants statoriques Wmsd et Wmsq par deux
coefficients supposés constants également. On peut donc écrire les équations des tensions
rotoriques de la fagon suivante :

O=Rrd-ird- (& ]+ g1

Lrd dt

" a (11.34)
0=Rrq-irq-| — |+ —2

Lrq dt
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L association des équations (I1.11) et (I1.34) permet d’obtenir les expressions suivantes pour

les équations des tensions rotoriques :

Trd _ dt
0= Lq-(1- Gq)_ (Imrq isq)+ d¥Wmsq

Trq

(I1.35)

Dans ces equations, Trd et Trq représentent respectivement les contantes de temps rotorique

d’axe d et d’axe ¢ et sont définies de la fagon suivante :

Trd = E
Rrd
Trq= Lrq
Rrq

(11.36)

La combinaison des équations (11.33) et (IL.35) permet d’obtenir la premiére partie des

équations d’état du modéle saturé :

disd Rs l—od ). Oq.Lq . |—0od
=— + -1sd + e - -1sq + -Imrd
dt od.Ld 0dTrd od.Ld 0d.Trd
; Lq(l-0
+!\s-(0e'M-lmrq+ - usd
od.Ld od.Ld
di od.Ld . Rs 1- : Ld.(1-od
A o e -1sd — 2 ‘1sq—Ks ( ) 1rd
dt Oq.Lq oq.Lq 0qTrq oq.Lq
1—
+ Imrq+ - usq
0q.Trq oq.Lq

(I11.37)

Pour obtenir les équations d’état concernant les courants magnétisants rotoriques, il est

neécessaire de dériver les flux magnétisants statoriques (IL.31) :

dq)l'!'.l?'id e Ld | (I _ Gd)A d(K\' & IITI Td)
dt dt

dWmsq el d(Ks- Im rq)
dt dt

(11.38)

Le développement du calcul de la dérivee des termes entre parentheses nous donne :

Wms

O 20 :Ks-Ld-(l—O'd)'d[mrd+]_ai-(l—0'd)'lmrd-
dt dt

d‘};r:sq =Ks-Lq-(] —Gq)- Lt +Lq-(1—0’q)- Imrq -

dKs
dt

dKs
dt

(11.39)
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Nous avons vu que le coefficient de saturation Ks dépend d’un courant magnétisant rotorique

équivalent I mr dont I'expression est rappelée ci-dessous

Ks = Ks(llmr) (11.40)
I'mr=-\/12mrd+k2.[2mrq (I1.41)

La derivee du coefficient de saturation par rapport au temps qui apparait dans les equations
(11.39) peut se mettre sous la forme suivante

dKs  dKs dl‘mr
dt dl.mr dt

(11.42)

On définit un coefficient de saturation dynamique que I'on nomme Ksd et qui représente la

pente du coefficient de saturation :
dKs

dl mr

Ksd =

(I1.43)

En reprenant 1’équation (11.42) et en remplagant le courant magnétisant rotorique equivalent
I"mr par son expression(I1.41) on obtient :

=Ksd - ——- otk mm: (11.44)

dKs i [lmrd-d[mrd 2 dImrq
dt I mr

Les expressions des derivées des flux magnétisants statoriques par rapport au temps sont alors

les suivantes :
dW¥msd i, T dImrd +Mdq- dImrq
d‘[ijt d ldt d Idt (A3
msq _ ks m 1¢| +Mig- m rd
dt dt dt
avec :
2
Ldd=Ld-(1—0d)-{Ks+Ksd- s (11.46)
I mr
T 2
Lqgg=Lq-(1-06q) {Ks+ k2. Ksd- mqu (11.47)
I mr
Mdg=Lq-(1-0q)- Ksd- M (11.48)

I mr

Les coefficients d'induction notés Ldd, Lqq et Mdq qui apparaissent dans ce modele saturé
dépendent a la fois du coefficient de saturation Ks et du coefficient de saturation dynamique
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Ksd. Les équations (I1.45) montrent qu’il existe en régime saturé, un couplage magnétique
entre les enroulements d’axe d et les enroulements d’axe ¢ par I'intermédiaire du coefficient
Mdq. Pour observer les effets de ce couplage (fem induite), il faut que la machine soit saturée
et que les courants Imrd et Imrq existent simultanément pour que le coefficient Mdq defini par
I’équation (I1.48) ne soit pas nul. On trouve dans [VAS 86], une expérience mettant en
évidence ce couplage. Les essais ont été réalisés sur une machine asynchrone de 1kW a rotor
bobiné. Les enroulements statoriques et rotoriques sont diphasés. Le schéma du montage est
donné sur la figure 11.3.

Source de tension
continue
Secondaire de
transformateur

i

>

axe q

Source de courant
continue

Figure I1.3 Mise en évidence de ['effet croisé de saturation

La machine est a I’arrét. L’enroulement statorique d’axe d est alimenté par une source de
courant continu. L’enroulement statorique d’axe g est alimenté par une source de tension
continue en série avec |’enroulement secondaire d’un transformateur (tension sinusoidale de
faible amplitude). Les enroulements rotoriques non représentés sur ce schéma sont ouverts.
On augmente progressivement les courants continus d’axe d et d’axe ¢. Quand ces courants
sont suffisants pour saturer la machine, il apparait aux bornes du bobinage d’axe d une force
électromotrice induite. Cette expérience montre I’existence du couplage magnetique entre
deux bobinages placés en quadrature dans |’espace et met en évidence l'effet croisé de
saturation.

Pour trouver la deuxiéme partie des équations d’état du modele saturé, il faut remplacer les
equations (I1.45) dans les équations (I1.35). On obtient apres quelques calculs :

"

g lntd = 1 —- Lag ; (lsd —Imrd)+ N iy (Imrq—isq)
dt Ks-(Ks+Ksd-1'mr) |Trd-Lq-(1-0q) Trq- Lq- (1 - oq)

dlmrg = : =iy Mda (Imrd - isd) - LEL -(isq - Im rq)
dt Ks-(Ks+Ksd-Imr) |Trd-Lq- (1-0q) Trq-Ld- (1 - od)

(11.49)
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Ces deux equations associées aux equations (11.37) forment le modele d’état de la machine
saturée. 1l ne reste alors qu’a exprimer le couple en fonction des variables d’état :

(Gd- Ld—-o0q- LL|)' isd - 1sq + Ks- Ld - (l —O'd)- Imrd - isq
Tem=p- : . (I1.50)
—Ks-Lq-(1-0q)-Imrq - isd

On trouve les équations du modele non saturé en posant Ks = 1 et Ksd = 0 dans les equations
précedentes, ce qui correspond a :

Lad=Ld-(1-04d)
Lqg=Lq-(1-0q) (I1.51)
Mdq=0

L organigramme de simulation de la machine saturee utilisant les courants comme variables
d’etat, est indique sur la figure 11.4. A chaque pas de calcul, on détermine la valeur du
coefficient de saturation Ks et la valeur du coefficient de saturation Ksd qui dépendent du
courant magnetisant rotorique equivalent I'mr. La méthode d’intégration numerique choisie
pour résoudre les equations différentielles est la méthode de Runge-Kutta d’ordre 4.

Dans ce modéle, il est nécessaire de calculer a chaque itération la valeur du coefficient de
saturation dynamique Ksd. La fonction mathématique représentant le coefficient de saturation
Ks doit par conséquent étre continue et dérivable au moins une fois. Ceci necessite I’emploi
de fonction relativement complexe. En effet, il faut que la fonction représentant Ks soit tres
plate et égale a 1 dans la partie correspondante au fonctionnement non saturéee de telle sorte
que sa deriveée soit proche de zéro dans toute cette partie. On utilise pour cela des rapports de
polyndmes d’ordre 4 ou plus [WID 69].

Pour éviter d’avoir a calculer la valeur du coefficient de saturation dynamique Ksd a chaque
itération, on peut choisir un vecteur d’état ou ce coefficient n’apparait pas dans le modele
sature. Nous allons voir que c’est le cas si I’on choisit les flux comme variables d’état.

3.5 Modéle saturé ou les flux sont choisis comme variables d’état

Nous allons présenter dans ce paragraphe, un modeéle saturé ou le vecteur d’état choisi est
compose des flux totaux statoriques et des flux magnétisant statoriques :

X=[Wsd Wsq Wmsd ¥msq | (11.52)

On rappelle les expressions des flux totaux statoriques :

Wsd=0d-Ld-1sd + Wmsd

. (1L.53)
"Ps(] =0q-Lq-1sq+ “P‘msq
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INITIALISATION DES
PARAMETRES

INTEGRATION DES EQUATIONS D'ETAT
(I1.37) et (11.49)

l

CACUL DU COUPLE (I1.50)
CALCUL DE LA VITESSE (1.19)

l

CALCUL DE TI'mr (1L41)

1=t+At

CALCUL DE Ks(I'mr) ET DE Ksd(I'mr)

OUl

t < Tfinal ?

[ RESULTATS ]

Figure I1.4. Organigramme de simulation.

Les courants sont les variables d'état

A l'aide de ces deux expressions et des équations des tensions statoriques (1.14), on obtient
les deux premieres équations d’état du modele :

d¥sd Rs Rs

- - Wsd + e - Wsq + - Wmsd + usd
dt od- Ld od - Ld
dWe Rs ) (11.54)
M = e Wsd — = Wsq + = Ymsq + usq
dt oq-Lq oq-Lq

Les deux équations d’état concernant les flux magnétisant statoriques s’obtiennent a partir des
équations des tensions rotoriques développées précédemment :
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0:——————-—~Ld"(]!_od)‘(lmrd—isd)+ dq;mm
L -(lrd—c ) d‘Pt- (=)
0= i]T—Ll (Imrq —isq)+ —
rq

En remplagant dans ces deux équations, les différents courants par leurs expressions en
fonction des flux :

1 I
isd = (Wsd — s Imrd = - Wmsd
1sd — (Wsd = Wm d) mr K La (- Gd) m
: 1 I
1sq = : (‘{qu = ‘Pmriq) Imrq =

oq- Lq i Ks- Lq : (l = GL[)

(11.56)
- Wmsq

on obtient alors les deux dernieres equations du vecteur d’état :

d¥msd  1-ad Ll-‘sd—( ! + L= J-"]‘msd

dt  od-Trd Ks-Trd  od-Trd
= (11.57)
msq _ 1—-0q W - 1 4 1 —-0q Wmsg
dt oq- Trq Ks-Trq oq-Trg
L expression du couple €lectromagnétique s’écrit simplement :
Tem=p- (Wsd-isq — Wsq-isd) (11.58)

On remarque que ce modele est plus simple que celui utilisant les courants comme variables
d’etat. Il ne nécessite pas la connaissance de la dérivée du coefficient de saturation. On peut
donc utiliser deux fonctions simples pour représenter Ks sans avoir 1’obligation d’assurer la
continuité de la dérivée entre ces deux fonctions. Une fonction représente le régime non sature
(Ks = 1) et I'autre représente le régime sature.

L organigramme de simulation de la machine saturé utilisant les flux comme vecteur d’état
est indiqué sur la figure 11.5. A chaque pas de calcul, on détermine la valeur du coefficient de
saturation Ks qui dépend du courant magnetisant rotorique equivalent I'mr. Le modéle non
saturé s’obtient en posant Ks = 1 dans les équations précédentes.
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INITIALISATION DES
PARAMETRES

>

INTEGRATION DES EQUATIONS D'ETAT
(I1.534) et (11.37)
CALCUL DE 1isd ET DE 1isq (11.56)

CACUL DU COUPLE (11.58)
CALCUL DE LA VITESSE (1.19)

l

CALCUL DE Imrd ET Imrq (I1.56)
CALCUL DE I'mr (11.41)
CALCUL DE Ks(I'mr)

t=1+ At

oul

t < Tfinal ?

[ RESULTATS ]

Figure I1.5. Organigramme de simulation.
Les flux sont les variables d’état

3.6 Cas particulier de la machine asynchrone

Le modele saturé que nous avons développé peut s’appliquer a la machine asynchrone en
modifiant légeérement les équations précédentes. On passe du modele saturé de la machine
synchrone a réluctance variable a celui de la machine asynchrone en considérant des valeurs
identiques pour les parameétres électriques d’axe d et d’axe ¢. Ceci se traduit par les égalités
suivantes :
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Ld=Lqg=Ls
cd=06q=0 (11.59)
Trd=Trq=Tr

Pour la machine asynchrone, le coefficient de saillance k définit par 1’équation (I1.28) est

evidemment égal a un :
k= M =1 (11.60)
Ld-(1-04d)

On obtient le modele saturé de la machine asynchrone sous la forme d’équations d’état en
reprenant les equations du paragraphe 3.5 (si I’on choisit les flux comme variables d’état) et
en respectant les égalités precédentes.

Le modele ainsi obtenu ne fait apparaitre que 5 parametres électriques, les 4 parametres
classiques que sont Rs, Ls, ¢ et Tr et le coefficient de saturation Ks. Tous ces parametres sont
mesurables.

4. Conclusion

Nous avons developpe dans ce chapitre un nouveau modele sature de la machine synchrone a
réeluctance variable. Ce modele est basé sur une modification des équations de Park. Il est
destine a étre utilise pour la simulation de I’ensemble convertisseur-machine-commande. Ce
nouveau modele ne fait apparaitre que des parametres €lectriques mesurables (Rs, Ld, od, Trd,
Lq. 0q, Trq et Ks). Nous avons obtenu ce résultat en totalisant les fuites magnétiques du coté
du stator plutot que de les repartir de chaque coté de I’entrefer. Ce modele saturé présente
¢galement 'avantage d’étre simple. Les effets de la saturation magnétique ne sont représentes
que par un seul coefficient noté¢ Ks qui dépend du courant magnétisant rotorique équivalent.
Ce coefticient de saturation peut représenter aussi bien la caractéristique magnétique d’axe d
(faible entrefer) que la caractéristique magnétique d’axe ¢ (entrefer important). Pour définir ce
coefficient de saturation unique, nous avons utilis¢é une transformation mathématique
permettant de convertir une machine présentant une anisotropie magnétique en une machine
isotrope equivalente. Nous avons également montré que ce modéle saturé peut s’appliquer a la
machine asynchrone.

Nous allons dans le chapitre suivant, effectuer un certain nombre d’essais sur une machine a
reluctance dont les caractéristiques sont données dans I’annexe 1. L objectif est de comparer
les résultats de simulation aux résultats expérimentaux pour étudier la validité du modele
sature développé dans ce chapitre.
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CHAPITRE III

ETUDE DE LA VALIDITE DU MODELE SATURE
PAR DES ESSAIS EXPERIMENTAUX
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Chapitre I11 : Etude de la validité du modéle saturé par des essais expérimentaix

1. Introduction

Dans ce chapitre, nous allons vérifier la validité du modele saturé que nous avons développe.
Pour cela, nous allons confronter des résultats de simulation avec un certain nombre d’essais
expérimentaux. Les expériences seront realisées sur une machine de 600 W dont les
caractéristiques sont données dans I’annexe 1.

Nous commencerons par identifier les parametres électriques de la machine par deux
methodes differentes. Nous utiliserons la valeur de ces parametres pour effectuer les
simulations.

A I’aide du modele saturé, nous prédéterminerons la caractéristique magnétique de la machine
suivant I'axe ¢. Cette caractéristique sera ensuite mesurée et nous comparerons la courbe
experimentale a la courbe théorique. Cette étude permettra de justifier notre choix qui consiste
a n’utiliser qu'un seul coefficient de saturation pour modéliser une machine présentant une
saillance magnétique.

Nous nous intéresserons ensuite a l'influence de I'effet croisé de saturation sur les
caractéristiques de la machine. Nous développerons une méthode de mesure originale
permettant de mettre en eévidence I’importance de ce phénomene. Nous verrons dans quelles
mesures le modele que nous avons développé permet de prévoir I’ effet croise.

Nous é€tudierons ensuite les caractéristiques de la machine alimentée directement par le réseau
(source de tension). Nous donnerons les courbes du courant absorbé, du rendement et du
facteur de puissance en fonction de la puissance utile. Nous montrerons que la saturation
améliore la stabilité de la machine en repoussant la limite de décrochage (perte du
synchronisme). Apres avoir étudié les caractéristiques en régime permanent, nous nous
intéresserons a différents régimes transitoires. Nous simulerons des démarrages directs sur le
réseau pour différents niveaux de tension (machine non saturée et machine saturée). Nous
regarderons également les réponses transitoires en courant et en vitesse lors de I'application
d’un échelon de couple résistant. Dans tous les cas, les résultats de simulation seront
compares aux resultats de mesure.

2. Identification des paramétres électriques.
2.1 Structure de la machine étudiée

Une vue en coupe de la machine que nous utilisons pour réaliser les essais expérimentaux est
donnee sur la figure II1.1 (des photographies sont mises dans I’annexe 1). Le stator est celui
d’une machine asynchrone classique. Il est constitué de 36 encoches dans lesquelles sont
répartis les bobinages. Le rotor est saillant et posséde une cage en cuivre complete (28 barres
rectangulaires). Les caractéristiques nominales de la machine sont données dans le tableau
suivant.
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! ﬂaxeq

P 600 W

N 1500 tr/mn

Tu 3.8 Nm

Is 3A

Figure I11.1. Structure de la machine

Cette machine est vendue par la société suédoise BEVI (gamme de puissance allant de 400W
a 15 kW). Elle est destinée a étre alimentée par un réseau triphasé de tensions sinusoidales ou
par un onduleur de tension fonctionnant a U/f constant. Elle démarre directement sur le réseau
grace a la cage rotorique. Une fois synchronisée (couple réluctant), elle conserve une vitesse
constante jusqu’au couple nominal. Cependant, du fait de sa structure, elle développe des
performances relativement meédiocres (facteur de puissance de I’ordre de 0,5 et rendement de
60% au régime nominal).

Nous allons commencer par identifier les parametres électriques de cette machine. Le modele
sature que nous avons developpé dans le chapitre précédent fait apparaitre 8 parametres
électriques. Sur ces 8 parametres, 7 sont également présents dans le modéle non sature. Ces 7
parametres sont rappelés ci-dessous :

- Rs: résistance d'un enroulement statorique;
- Ld : inductance propre statorique d’axe d;

- od : coefficient de dispersion suivant ’axe d;
- Trd : constante de temps rotorique d’axe d;

- Lq: inductance propre statorique d’axe q;

- 0q : coefficient de dispersion suivant I’axe q;

- Trq : constante de temps rotorique d’axe q.
Nous allons commencer par identifier ces 7 parametres en effectuant des essais en régime non

sature (faible niveau de tension ou de courant). On relévera ensuite les variations du
coefficient de saturation Ks par deux méthodes différentes.
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2.2 ldentification des paramétres non saturés

Pour obtenir la valeur des paramétres non saturés, nous avons réalisé plusieurs essais. Le
premier essai consiste a appliquer un échelon de tension continue de faible amplitude aux
bornes des enroulements statoriques et a relever 1’évolution du courant. On effectue les
mesures pour deux positions du rotor. L'une des positions permet d’obtenir les parametres
d’axe d, 'autre permet d’obtenir les parametres d’axe ¢. Cette méthode d’identification a le
merite d’étre simple a mettre en ceuvre. Puisque les essais sont effectués a vitesse nulle, les
equations €lectriques associées sont également simples. Cette méthode a été développée il y a
une quarantaine d’années [PAW 62] [KAM 68] pour la mesure des constantes de temps
transitoires et subtransitoires des machines synchrones de forte puissance (alternateurs de
centrale hydraulique).

Pour confirmer la valeur des parametres obtenus par la méthode de I’échelon de tension, nous
avons egalement effectué des essais en régime sinusoidal sous tensions réduites (essais a vide
et essais a rotor bloqué).

2.2.1 Meéthode de I’échelon de tension continue

Le schéma du montage est donné sur la figure I11.2. On applique un échelon de tension aux
bornes des enroulements statoriques et on reléve le courant i(t). Il faut s’assurer que le niveau
de tension n’est pas trop €élevé pour ne pas saturer la machine. Pour obtenir les parametres
d’axe d, on positionne le rotor suivant I’axe magnétique du bobinage 1 (comme indiqué sur la
figure I11.2). Pour obtenir les parametres d’axe ¢, il suffit de positionner le rotor en quadrature
a partir de I'essai précédent. La diode de roue libre permet d’assurer la décroissance du
courant lors de I'ouverture de I'interrupteur.

d
K
A
U(t) K
o - Vs
1s2(1)®

Figure I11.2. Schema du montage pour la méthode de
[’échelon
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En reliant les enroulements statoriques de cette fagon, on assure a chaque instant les egalites
sulvantes :
isl(t) +1s2(t) +1s3(t) =0 (111.1)
vs2(t) = vs3(t) (111.2)

De plus, la position symétrique du rotor par rapport aux enroulements statoriques permet
d’écrire :

2 =1s3=—— (I11.3)
L intérét de ce montage est d’assurer une valeur nulle pour le courant homopolaire statorique.

Si on applique la transformée de Park définie par la relation (1.13) aux tensions et aux
courants statoriques, nous obtenons pour8e =0

TS

2 . S
u5d=‘j;- U(t) isd =, |— - i(t) (111.4)
=
usq =0 isq =0 (I1L.5)
En utilisant les équations du modele non saturé de la machine développées dans le premier

chapitre et en appliquant la transformée de Laplace (la lettre s représente I'opérateur de
Laplace). on arrive a la fonction de transfert du montage :

Isd(s) 1 _ 1+Trd-s
Usd(s) Rs ( Ld] od-Ld-Trd >
1+ S ———-§

(111.6)
Trd+—
Rs

5

Si on applique un échelon de tension de valeur U au montage, le passage a |'originale de
I"équation (111.6) permet d’obtenir I’ expression temporelle du courant :

{ {
i(t)y=I0-|1-(1-B)-e " -PB-e © (111.7)

La reponse en courant se fait en deux temps, une montée rapide de constante de temps Tl
correspondant au régime subtransitoire et une montée plus lente de constante de temps T2
correspondant au régime transitoire.
Les parametres électriques d’axe d s obtiennent a partir des grandeurs lo, B, T1, et T
apparaissant dans |'équation (II1.7) :

2
R«:}-{i’l Ld=Rs- (t1+ 12— Trd) (111.8)
] 0
-T2
D Trd=12+B- (11 - 12) (I11.9)
Tl + T2
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Les résultats des mesures du courant i(t) pour I’essai suivant 1’axe d et ’essai suivant 1’axe ¢
sont donnés sur la figure II1.3. Ces essais ont été réalisés pour un échelon de tension de 10
volts. La frequence d’echantillonage de la mesure du courant est de 10 kHz.

0.9

0.8
074 - - - - s

061 -

courant (A)

0.3 4

0.2 -

_______________________________________________________

0 - - -

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 04 045 0.5

temps (s)
Figure I11.3. Méthode de l'échelon de tension, relevé du courant i(1)

(1) Essai suivant l'axe d (2) Essai suivant |'axe g

En utilisant le solveur d’Excel (méthode du gradient conjugué) et en minimisant le critere
quadratique défini par 1’équation (II1.10) ou imodele représente 1’équation (II1.7), on obtient les
7 parametres non satures de la machine.

7000

£y
J= E ,(imesurc—imodéle)

n=l

(111.10)

Les résultats de I’identification sont donnés dans le tableau II1.1. On constate logiquement

une valeur plus importante de Ld par rapport a Lq et un meilleur couplage magnétique suivant
I'axed (6d<6q) :

Rs Ld Gcd Trd | Lgq oq | Trq
() | (H) (s) | (H) (s)
7.8 1054 [0056| 0.1 | 021 | 0.2 |0,046

Table I11.1. Résultats de ['identification;
Croissance du courant
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Pour confirmer ces résultats, nous avons réalis¢ le méme montage mais en étudiant la
décroissance du courant a travers un interrupteur de résistance négligeable. Les releves
experimentaux du courant i(t) pour I’axe d et ’axe ¢ sont donnés sur la figure I11.4 :

0.8

0.6

courant (A)

0.4

-0.005 0.1 0.205 0.31 0415
temps (s)
Figure I11.4. Décroissance du courant i(1)
(1) Essai suivant l'axe d  (2) Essai suivant ' axe g

Les résultats de 'identification des parametres pour la décroissance du courant sont donnes

dans le tableau II1.2. Ces résultats sont pratiquement identiques a ceux obtenus lors de la
croissance du courant.

Rs Ld od | Tra | Lg Oq Trq
() | (H) (s) | (H) (s)

7.9 | 0,56 |10,062]0,096( 0,22 | 0,198 [ 0,052

Table I11.2. Résultats de |'identification;
Décroissance du courant

Nous allons verifier la valeur de ces parametres en procédant a des essais en régime sinusoidal
sous tension reduite.
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2.2.2 Essais sous tension sinusoidale réduite
2.2.2.1 Essai a vide

La machine est alimentée par une source de tensions sinusoidales triphasées de fréquence
SOHz et de valeur efficace réglable. Elle est couplée en étoile sans neutre. Elle n’est reliée a
aucune charge mécanique. Comme la machine tourne au synchronisme, il n'y a aucun courant
induit dans les barres rotoriques. Pour déterminer Ld, on applique une tension de valeur
efficace faible pour ne pas saturer la machine. On mesure la puissance réactive Q, et la
tension d’alimentation Us. En négligeant la chute de tension dans la résistance statorique (on
a verifié par le calcul qu'elle était négligeable), on obtient Ld en appliquant la relation
suivante :
3-U%s

ld=——m LTI
—F (1L 11)

Nous avons effectué plusieurs essais pour différentes valeurs de la tension d’alimentation.
Nous avons conserve les points correspondant au régime non saturé. Les résultats des mesures
sont donnés sur la figure 1115 :

Le calcul de la valeur moyenne de Ld dans la zone non saturée nous donne le résultat suivant :

Ld=0,58H (IT1.12)

0.7
0.6 ! : - - :
'/_/’W.
0.5 ; - - g :
1 R I e L R R
3
£ 03
S
g2 =riage s e LR B A NS RS SN E B SIS S0 i
[]‘I -’ e e w e w = = w b e s a8 e = e = = L o = = a =« = = = d 2 a & =& =& = . = = d 2 2 2 2 = 2 = 2 d o 2 2 & a2 =2 a2 2 4
0 . ; ;
20 40 60 80 100 120 140

Tension efficace Us (V)

Figure IIL.5. Mesure de Ld, essais a vide sous tension réduite
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Cette valeur est un peu plus élevée que celle trouvee en utilisant la meéthode de 1’échelon
(Ld=0,54H).

2222 Essais a rotor bloqué

Les essais a rotor bloqué suivant 1’axe d et suivant I'axe ¢ vont nous permettre d obtenir les
parametres od, Trd, oq, et Trq. Le schéma du montage est le méme que celui utilisé pour la
methode de 1'échelon (figure 111.2) en supprimant la diode de roue libre. On alimente le
montage en utilisant la tension sinusoidale monophasee de faible amplitude et de frequence
SO Hz fournie par un alternostat. On mesure la tension efficace U. le courant efficace absorbe
I. la puissance active P et la puissance réactive Q.

Comme les essais sont effectués sous tension reduite, on considere que les pertes dans le fer
sont négligeables. On peut alors reprendre la fonction de transfert (111.6) et I’ecrire en régime
harmonique :

Usd=(A+j-B) I (IL13)
avec |
pmig p LRl ) T (111 14)
1+ 0% Tra?
&3
T PO L S0 e (I1L15)
I+ Trd”

En utilisant la valeur de Ld obtenue avec |’essai a vide (Ld = 0.58 H) et en prenant Rs = 7.8 €,
il est possible de calculer od et Trd a partir des €quations (I11.14) et (II1.15). Pour I’essai
suivant I’axe ¢, nous avons obtenu les mesures suivantes :
U=50V 1=2A P=8W Q=57 Vars (111.16)
Ce qui nous donne pour od et Trd :
od =0,051 Trd = 0,093 s (111.17)
De la méme fagon, I’essai suivant I’axe ¢ a donné les résultats suivants :
U=50V 1I=185A P=59W Q=69 Vars (111.18)
Ce qui nous donne pour oq et Trq (en prenant Rs=78Q et Lq=021H):

oq=0,203 Trq=0,043 s (I11.19)

Ces resultats confirment ceux obtenus par la méthode utilisant 1'échelon de tension. Nous
avons trace sur la figure 1116, les variations des inductances de fuites totalisées au stator
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(od.Ld et 6q.Lq) en fonction du courant statorique. Pour ces essais, nous nous sommes limités
a deux fois le courant nominal. On constate que les inductances de fuites totalisées au stator
varient légerement avec la valeur efficace du courant statorique.

0.06

0.05 A

0.04

0.03 1

Inductance (H)

0.02

O = 22 2= = =l o o msmrm e w3 20 ¥ o meml o m o el o ey m w x om

courant statorique (A)

Figure I11.6. Lssais a rotor blogué. Inductances de fuites en fonction du
courant statorique, (1) od.Ld (2) 0y.Lq

2.3 Identification du coefficient de saturation Ks

Pour obtenir les variations du coefficient de saturation Ks, nous avons utilisé¢ deux méthodes
différentes. La premiére méthode consiste a reprendre 1’essai correspondant a 1’échelon de
tension continue mais en appliquant des niveaux suffisants pour saturer la machine. Pour la
seconde méthode, nous utilisons a nouveau |’essai a vide en augmentant progressivement la
tension d’alimentation jusqu’a 1,2 fois la tension nominale. Nous allons développer ces deux
methodes et donner les resultats des mesures. Nous chercherons ensuite une fonction
mathématique permettant de représenter au mieux le coefficient de saturation Ks.

2.3.1 Meéthode de I’échelon

Nous utilisons a nouveau le montage de la figure II1.2 (essai suivant I’axe ). On applique un
échelon de tension continue de valeur suffisante pour saturer la machine et on reléve le
courant i(t). On calcule I’évolution temporelle du flux magnétique en utilisant la relation
(I11.20). Cette relation reste valable en régime sature.
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1
"-Psd(t}:-[(uﬁd ~Rs-isd)- dt’ (111.20)

0

Pour faire le calcul de I'integrale, on utilise une methode numerique (methode des trapezes).
Pour que la valeur du flux converge vers une valeur finie en régime établi, il faut connaitre
précisément la valeur de Rs (la résistance varie avec la température au fur et a mesure des
essais). Comme nous effectuons le calcul de I’équation (I11.20) hors ligne, nous avons adapte
a chaque fois la valeur de Rs pour aboutir a la solution.

Connaissant la valeur finale du flux Wsd et la valeur finale du courant Isd, la valeur du
coefficient de saturation s obtient en appliquant I’équation (111.21) :

Wsd—od- Ld- Isd
Ld-(1-0d)- Isd

Ks(1 mr) = avec I mr=Ilsd (111.21)

Nous avons effectue plusieurs essais et nous avons trace l'évolution du coefficient de
saturation en fonction de 1 mr. Les resultats sont donnés sur la figure I11.8.

2.3.2 Essai a vide

Le principe de 1’essai a vide a été développé précédemment. Les équations relatives a cet

essai en utilisant le modele saturé sont les suivantes (comme le couple résistant est
pratiquement nul, on considere que le courant Isq=0) :

Usd =Rs- Isd (111.22
Usq=0d- Ld- e - Isd + Ks(I' mr) - Ld - (1 — od)- e - Isd (111.23)

Pour differentes valeurs de la tension d’alimentation, on mesure la puissance réactive Q et le
courant absorbé par la machine. On calcule ensuite le coefficient de saturation Ks en utilisant
la relation suivante:

Q-3-6d-Ld- we-1%s
3-Ld-(1-0d)- we-I%s
Imr=ld=431Is (111.25)

Ks(I mr) = (111.24)

Les resultats des mesures sont donnés sur la figure I11.8. On peut constater sur cette figure que
les deux meéthodes de mesure du coefficient de saturation (méthode de 1'échelon et essai a
vide) donnent des resultats pratiquement identiques. Il reste maintenant a trouver une fonction
mathématique pour représenter le coefficient de saturation.
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Figure I11.8. Mesure du coefficient de saturation Ks
par deux méthodes différentes

2.3.3 Représentations mathématiques du coefficient de saturation Ks

En fonction des variables d’état utilisées pour le modele sature, on est amené a choisir des
fonctions mathématiques différentes pour représenter le coefficient de saturation. En effet,
nous avons vu dans le deuxiéme chapitre que si 1’on choisit les courants comme variables
d’état, il est nécessaire de calculer la valeur du coefficient de saturation dynamique Ksd a
chaque itération. Dans ce cas, la fonction mathématique représentant le coefficient de
saturation Ks doit étre continue et dérivable au moins une fois sur toute sa plage de variation
(régime saturé et non sature¢). Ceci nécessite I’emploi d’une fonction relativement complexe
[WID 69]. Dans le cas ou les flux sont choisis comme variables d’état, nous avons vu que la
dérivée du coefficient de saturation n’apparait pas dans le modele. On peut donc définir le
coefficient de saturation par morceaux (sans assurer la continuit¢ de la dériveée). Nous
proposons ci-dessous deux types de fonctions mathématiques suivant le modele choisi.

2.3.3.1 Modéle ou les courants sont choisis comme variables d’état
Nous avons choisi comme fonction mathématique, un rapport de polynomes d’ordre 4

(111.26). En dessous de cet ordre, nous avons constaté que la fonction n’est pas suffisamment
“plate” dans la zone non saturée.

) 4
l+a-I'mr+b-1'" mr+c‘l'3 m1'+d-l'4 mr

Ks(I'mr)= (111.26)

9 -~ J
l+e- TI'mr+f-I"“mr+g-1" mr+h- I mr
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A partir des résultats expérimentaux donnés sur la figure I11.8 et en utilisant un logiciel
d’approximation de fonctions (CurvExpert), on obtient les parametres de I’ équation (111.26) :

a=-1376 c¢=-0,0247 e=-1381 g=-0,080 (111.27)
b=0,586 d=0,005 f=0619 h=0,033 -

Le tracé de cette fonction est donné sur la figure I11.9. Le coefficient de saturation dynamique
Ksd (derivee de la fonction (111.26)) est également représenté sur cette figure.
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Figure II1.9. (1) Coefficient de saturation Ks
2) Coefficient de saturation dynamiqie Ksd

74



Chapitre 111 : Etude de la validité du modéle saturé par des essais expérimeniaux

2.3.3.2 Modéle o les flux sont choisis comme variables d’état

On peut dans ce cas décomposer le coefficient de saturation en deux parties. Une partie pour
la zone non saturee et une partie pour la zone saturee :
Ks=1 I'mr <15A (111.28)

§ = —— I'mr > 1.5A (111.29)
I1+b-1'mr

A partir des résultats expérimentaux de la figure I11.8 et en utilisant le logiciel CurvExpert,
nous obtenons les paramétres a et b :

a=2.35 b=0,9 (111.30)
Le tracé de cette fonction est donné sur la figure 111.10. 1l est évident que pour le modele

saturé ou les flux sont les variables d’état, on peut également utiliser la fonction de saturation
deéfinie par I'équation (111.26).
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Courant magnétisant rotorique équivalent (A)

Figure II1.10. Fonction d’approximation
pour le coefficient de saturation Ks

2.4 Conclusion

A partir des équations du modele saturé développé dans le deuxiéme chapitre et en réalisant
des essais simples, nous avons obtenu I’ensemble des parameétres électriques de la machine
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saturée. La méthode de 1'échelon et les essais en régime sinusoidal, sous faible tension, ont
donné des resultats tres proches pour la valeur des parametres non satures. Lors de
I"identification, Il faut bien dissocier les essais réalisés sous tension ou courant faible,
correspondant a un régime de fonctionnement non sature et permettant d’obtenir 7 parametres
(Rs. Ld, ad. Trd, Lg. 6q, Trq) des essais en régime saturé permettant d’obtenir le coefficient de
saturation Ks. Dans la suite nous utiliserons les parametres non satures du tableau II1.1.

Nous allons maintenant étudier la validité du modéle saturé. Pour cela, nous allons comparer
un certain nombre de résultats expérimentaux a des reésultats de simulation. Nous allons
commencer par déterminer la caractéristique magnétique d’axe ¢ de la machine en utilisant le
modele sature.

3. Détermination de la caractéristique magnétique d’axe q
3.1 Prédétermination théorique

Nous avons mesuré la caractéristique magnétique d’axe o pour identifier le coefficient de

saturation Ks. En utilisant les équations du modeéle saturé, nous allons pouvoir predéterminer
la caractéristique magneétique d’axe ¢ Wsq(Isq) . Pour obtenir cette caractéristique, nous avons

besoin du coefficient de saturation Ks et des parametres non saturés cq et Lq qui ont éte
identifiés précédemment. On se place dans le cas ou les courants rotoriques et le courant
statorique Isd sont nuls. Le seul courant existant dans la machine est le courant statorique Isq.
L’expression du flux statorique d’axe ¢ et 'expression du courant magnétisant rotorique
equivalent sont les suivantes :

Ysq=0q-Lq-Isq+ Ks(l'mr) Lq- (1= Gq)- Isq (I1L.31)
I'mr=k-lsq (I11.32)

Dans I'équation (II1.32), k représente le coefficient de saillance que nous avons suppose

constant et qui a pour valeur :
Lq-(1-
k= [La=0a) ;o0 (11133
Ld-(1—0d)

Pour obtenir la caractéristique magnétique d’axe ¢, on calcule la valeur du coefficient de
saturation a partir de la relation (II1.26) et on remplace cette valeur dans I’equation (I11.31),
ceci pour chaque valeur de Isq. Cette caracteristique theorique est representée sur la figure
IT1.11 (en trait continu).

3.2 Relevé expérimental

Pour mesurer la caractéristique magnétique d’axe ¢, nous avons a nouveau utilise le montage
de la figure I11.2 en positionnant le rotor en quadrature par rapport a I’axe magnétique du
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bobinage 1. Nous avons appliqué des echelons de tension de niveau suffisant pour saturer la
machine. Le protocole expérimental et les calculs sont les mémes que ceux suivis pour la
mesure de la caracteristique magnétique d’axe d (calcul du flux par une méthode d’intégration
numerique). Nous avons trace les résultats expérimentaux sur la figure 111.11 (losange).

On peut constater sur cette figure une bonne corrélation entre la prédétermination theéorique et
I’expérience (erreur inférieure a 7%). Ce premier résultat important valide le choix que nous
avons fait dans le deuxiéme chapitre : on peut utiliser un seul coefficient de saturation pour
modeéliser une machine présentant une saillance magnétique. Le coefficient de saturation Ks
permet donc de caractériser aussi bien la machine suivant I’axe ¢ que suivant I’axe ¢. On peut
egalement dire que 1’hypothése d’un coefficient de saillance k indépendant de la saturation
semble correcte (au moins pour cet essai). Ce coefficient de saillance intervient dans la
prédétermination de la caractéristique magnétique d’axe ¢ par 'intermédiaire de 1’équation
(I11.32).
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Figure I11.11. Caractéristique magnétique d'axe ¢

— Prédétermination theorique ¢ Lxpérience

Pour obtenir la caractéristique précédente, nous avons réalisé le montage de la figure I11.2 en
saturant la machine (en appliquant des échelons de tension de valeurs suffisantes). Nous
avons relevé pour chaque essai, la réponse transitoire du courant i(t). Nous allons voir
comment eévolue ce courant lorsque la machine est saturée.
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4. Echelon de tension continue, évolution du courant i(t) en régime saturé
4.1 Equations du modéle saturé

Pour un échelon de tension continue de faible amplitude, la machine n’est pas saturee. Nous
avons vu que I’on pouvait dans ce cas obtenir une expression analytique (II1.7) pour le
courant i(t). La réponse transitoire de i(t) est alors composée de deux exponentielles avec
deux constantes de temps tres differentes. La constante de temps la plus courte represente le
regime subtransitoire et | autre constante de temps le régime transitoire.

En régime de fonctionnement sature, les équations d’etat de la machine, relatives au montage
de la figure II1.2 ne sont plus linéaires. En effet, si I’on reprend les équations du modele sature
développées dans le paragraphe 3.4 du deuxiéme chapitre (équations 11.37 et 11.39), on obtient
les équations différentielles suivantes pour un essai suivant [’axe ¢ (vitesse nulle et courants
d’axe d nuls) :

1s¢ s 1 - ; 1—
d"":-{ LY i ]'lsq+ L, usq  (IIL34)

dt oq.Lqg ©q.Trq 0q.Trq oq.Lq
dlmrq _ | { Ldd
dt  Ks-(Ks+Ksd I'mr) |Trq-Ld-(1—0d)

(isq—Imrq)p (I11.35)

Ces équations dépendent du coefficient de saturation Ks et du coefficient de saturation
dynamique Ksd. Sachant que le coefficient de saturation Ks a €été modélisé par une fonction
non linéaire (I11.26), les relations (I11.34) et (II1.35) forment un systeme d’equations
différentielles non linéaires. 1l est alors difficile, voire impossible d’obtenir une expression
analytique pour le courant isq(t) et par conséquent pour le courant i(t). La seule possibilite
d’obtenir I"eévolution temporelle du courant i(t) est de resoudre les equations précedentes par
une methode numerique (Runge-Kutta d’ordre 4).

Nous allons analyser les reponses transitoires du courant i(t) en régime satur€¢ pour un essai
suivant I’'axe d (8e=0) et un essai suivant I’axe ¢ (8e=m/2). Nous allons comparer les
resultats expérimentaux aux résultats de simulation obtenus en utilisant le modele saturé ou le
modele non sature.

4.2 Essai suivant I’axe d

On reprend le montage de la figure I1L2. On applique un échelon de tension de 60 volts
(valeur suffisante pour saturer la machine) aux bornes des enroulements statoriques et on
releve le courant 1(t). Le resultat de cet essai est donné sur la figure I11.12. Nous avons simulé
cette expeérience en utilisant le modeéle saturé et le modéle non saturé. Les résultats obtenus
sont €galement donnes sur la figure I11.12. On constate sur cette figure que le résultat obtenu
en utilisant le modele saturé est tres proche du résultat expérimental. La saturation
magnetique a une grande influence sur le transitoire du courant i(t). En négligeant la
saturation, on obtient des résultats trés €loignés de 1’expérience. On remarque qu’en régime
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sature, le courant n’est plus composé¢ de deux fonctions exponentielles comme c’est le cas en
régime non saturé. Nous avons fait apparaitre sur la figure 111.12, les évolutions transitoires du
coefficient de saturation Ks et du coefficient de saturation dynamique Ksd obtenues en
utilisant le modéle saturé. On remarque qu’aux premiers instants, la machine n’est pas saturée
(Ks = 1). En effet, le champ produit par les courants induits dans les barres rotoriques
s’oppose au champ produit par le courant statorique. Il en résulte un courant magnétisant
faible et par conséquent une valeur du coefficient de saturation Ks égale a 1. Ensuite, les
courants rotoriques disparaissent progressivement, le courant magnétisant augmente et la
machine sature (Ks =0.38).

4.3 Essai suivant I’axe ¢

Nous avons effectuer le méme essai que précédemment (méme niveau de tension soit 60
volts) mais en positionnant le rotor en quadrature. Le résultat de cet essai est represente sur la
figure II1.13. Nous avons simulé cet essai en utilisant le modele saturé et le modele non
saturé. Les résultats obtenus sont également représentés sur la figure I11.13. Encore une fois,
le résultat obtenu avec le modele saturé est proche du résultat expérimental. Bien entendu,
pour le méme courant en régime établi, la machine est moins saturée lorsqu’elle est alimentee
suivant I’axe ¢ (Ks =0,59) que lorsqu’elle est alimentée suivant I’axe d (Ks = 0,38), ce qui est
tout a fait normal.

4.4 Conclusion

Nous avons montré que la saturation avait une grande influence sur la réponse transitoire du
courant lors de I"application d’un échelon de tension continue. Le modele saturé permet de
prévoir avec une bonne précision I'évolution de ce courant. Cette étude montre egalement
I"'importance de se placer en régime non saturé si [’on veut pouvoir obtenir les parameétres de
la machine a partir de la méthode de 1’échelon de tension continue. En effet, si la machine est
saturée, on obtient une fonction i(t) qui est plus compliquée que la somme de deux fonctions
exponentielles.

Les essais précédents (mesure de la caractéristique magnétique d’axe ¢ et échelons de tension
continue) ont été réalisés en considérant un seul courant statorique a la fois (Isd ou Isq). Nous
allons voir le cas ou les deux courants existent simultanément. Cela va nous permettre de
mettre en eévidence |'effet croise de saturation.
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5. Effet croisé de saturation
5.1 Introduction

Dans un repere commun lié au rotor (référentiel de Park), la machine synchrone a réluctance
variable est représentée par deux circuits électriques couplés, I'un suivant ’axe d et 1'autre
suivant I’axe ¢ (voir figure 1.6). Comme les enroulements statoriques et rotoriques sont fixes
les uns par rapport aux autres et disposés selon des axes en quadratures, les flux magnétiques
a travers ces différents enroulements s’expriment simplement par les equations (1.15) et
(I.17). On voit a travers ces relations qu’il n’existe pas d’interactions magnetiques entre les
flux d axe d et les courants d’axe ¢ et entre les flux d’axe ¢ et les courants d’axe . On obtient
ce resultat en supposant une distribution sinusoidale des conducteurs le long de I’entrefer
(modele au sens du premier harmonique) et en supposant une caractéristique lin€aire pour le
circuit magnétique (machine non saturée).

Lorsque I'on introduit la saturation magnétique dans la modélisation de la machine (en
conservant I’hypothese du premier harmonique), on voit apparaitre un nouveau terme de
couplage entre les bobinages d’axe d et les bobinages d’axe ¢. On montre alors qu’une
variation du courant magnetisant d’axe d provoque une variation du flux vu par les bobinages
d’axe ¢ et vice-versa. On parle d’effet croisé de saturation. Cette interaction entre les
bobinages d’axe d et d’axe ¢ est provoquée par la modification des caractéristiques du circuit
magnetique (baisse de la permeabilité magnétique du matériau) qui est commun aux
bobinages. La prise en compte théorique de 1’effet croisé dans les modeles transitoires des
machines électriques a maintenant une vingtaine d’années [VAS 81] [BOL 87]. Cependant, ce
sujet reste d’actualite, en particulier pour 1’établissement des lois de commandes des
machines saturées [LEV 00] [VAG 00b].

Le modele saturé que nous avons développé dans le deuxiéme chapitre intégre |'effet croisé.
Nous allons dans la suite montrer I'influence de 1'effet croise sur la valeur des flux
magnétiques d’axe d et d’axe ¢. Les résultats théoriques seront confrontés aux résultats
experimentaux. Nous montrerons également qu’il est possible de mettre en évidence 1’effet
Croise sur un régime transitoire.

5.2 Influence de I’effet croisé sur la valeur des flux
5.2.1 Etude théorique
En reprenant les equations du modele saturé que nous avons developpees dans le second

chapitre, nous allons montrer I'influence de I’effet croisé sur la valeur des flux magnétiques.
Les expressions des flux statoriques d’axe d et d’axe ¢ sont les suivantes :

Wsd=0d- Ld-isd+ Ks(I mr)-Ld- (1 — od)- Imrd (111.36)
Ysq=0q- Lq-i1sq+ Ks(l'mr)- Lq-(1-0q) Imrq (I11.37)
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On voit a travers ces expressions que la valeur des flux Wsd et Wsq est modulée par le
coefficient de saturation Ks. Ce coefficient de saturation varie en fonction du courant

magnétisant rotorique équivalent I mr qui dépend de I’ensemble des courants circulants dans
les enroulements de la machine

]'mr=\/l?'mrd+k2 -lzmrq (111.38)
avec .

Im rd =isd+£-ird (111.39)
Md

1 .irg (111.40)
q

Imrq=1sq+

Pour simplifier 1’analyse de I’effet croisé et pouvoir comparer les résultats théoriques aux
résultats expeérimentaux, nous allons considérer que seuls les enroulements statoriques sont
parcourus par des courants. Dans ce cas, les courants magnétisants Imrd et Imrq se limitent aux

courants statoriques Isd et Isq. Le courant magnétisant rotorique équivalent (111.38) s’écrit
alors :

I'mr=y12sd+k2 - 125q (111.41)

Nous avons representé sur la figure 111.14, les variations de ¥'sd en fonction du courant Isd
pour 3 valeurs différentes de Isq. Ces courbes ont été obtenues en appliquant la relation
(I11.36) et en calculant a chaque fois la valeur de Ks a partir de la relation (I111.26). Cette figure
fait apparaitre clairement I'influence du courant Isq sur la valeur de Wsd . On remarque que
pour une méme valeur du courant Isd, le flux Wsd diminue lorsque le courant Isq augmente.

Nous avons représenté sur la figure I11.15, les variations de Wsq en fonction du courant Isq
pour 3 valeurs différentes de Isd. Cette figure montre également une baisse sensible du flux

Wsq lorsque le courant Isd augmente. Nous allons vérifier expérimentalement ces résultats.
5.2.2 Vérification expérimentale

La mise en évidence expérimentale de I’effet crois¢ de saturation n’est pas facile a réaliser.
Elle necessite souvent de modifier la structure interne des machines en ajoutant des bobinages
statoriques ou rotoriques. Dans [ELS 88], les auteurs ont modifié la structure du bobinage
rotorique d’une petite machine synchrone a poles saillants (3kVA, 4 poles, 60Hz, stator
triphasé) en plagant un enroulement supplémentaire suivant 1’axe transversal. Ils ont montré
qu’en régime saturé, la fe.m. induite dans I’enroulement statorique équivalent d’axe d
diminuait lorsque I’on alimentait le bobinage rotorique d’axe ¢.

La méthode que nous proposons ne nécessite pas de modifier la structure interne de la
machine. Elle est basée sur la méthode proposée dans [ANV 89] [KAM 93] mais en utilisant
un schéma différent pour le couplage des enroulements statoriques. Ce schéma permet
d’éliminer la composante homopolaire du courant statorique en assurant a chaque instant une
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valeur nulle pour la somme des courants statoriques. Le schema du montage est donne sur la
figure 111.16.

Flux statorique d'axe d (wb)

Flux statorique d'axe q (Wh)

(=]

£

PR

Figure I11.14. I'lux statorique ¥sd en fonction de Isd pour différentes

e

0.6 1

0.4

(1)
2),_~"(3)
— (1) Isq=0A
| —(2) Isq = 3A
(3) Isq = 3A
0 1 2 3 4 5 6 7 8

Courant statorique Isd (A)

valeurs de Isq

(1
i )
©_~G)
— (1) Isd = DA
—(2) Isd = 2A
—(3) Isd =4A
0 1 2 3 4 s 6

Courant statorique Isq (A)

Figure II1.15. Flux statorique Wsq en fonction de Isq pour
différentes valeurs de Isd
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Figure II1.16. Schéma du montage pour la mise en évidence
de l'effet croisé de saturation

Le protocole expérimental est le suivant. Pour différentes valeurs de 6e (la valeur de Be est
mesurée a |’aide d’un rapporteur d’angle placé en bout d’arbre), on applique un échelon de

tension continue U(t) aux bornes des enroulements statoriques. Les tensions statoriques usd(t)
et usq(t) de la machine diphasée équivalente sont données par les relations suivantes :

u.qd(t):\/g -cos(8e)- U(t) (111.42)

J

Usq(t)=-‘/g -sin(Be)- U(t) (111.43)
J

On releve 1’evolution temporelle des courants isI(t) et is2(t) a I’aide d’une carte d’acquisition.
L’ application de la transformation de Park (I1.13) permet d’obtenir 1’expression des courants
1sd(t) et isq(t) en fonction de Be :

isd(t)= \E - {% -cos(Be)- isi(t)+ sin(Be)- [g isi(t)+ /3 - isz(t)]} (I11.44)

SHE S

isq(t) =

b

; {— % -sin(Be)- isi(t)+ cos(Be)- [? (st (t)+ /3 -is2(t) J} (IIL45)

On calcule ensuite la valeur des flux statoriques Wsd et Wsq. Pour cela, on utilise les relations
suivantes qui restent valables en régime saturé :
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1
Wsd(t) = [(usd(t')— Rs - isd(t'))- dt’ (111.46)
0

t
Wsq(t) = J-(I.Isq(t')— Rs- isq(l'))- dt' (111.47)

0

On effectue le calcul des flux en utilisant une methode d’intégration numeérique simple
(meéthode des trapezes). Comme nous ['avons déja dit, ce calcul demande une parfaite
connaissance de la valeur de la résistance statorique Rs. Une erreur sur cette valeur nous
donne un mauvais résultat pour la valeur finale des flux Wsd et Wsq (ces flux divergent). Pour
que ces flux convergent vers une valeur finie en régime établi, les calculs des expressions
(111.46) et (111.47) ont été menés hors ligne (a I'aide du logiciel Excel) en ajustant la valeur de
Rs a chaque fois que cela était nécessaire (la valeur de Rs augmente avec la temperature au fur
et a mesure des essais).

Nous avons representé sur la figure 111.17, les résultats des mesures des courants isl(t) et is2(t)
et les résultats des calculs des courants isd(t) et isq(t) et des flux Wsd(t) et Wsq(t) obtenus pour
un essai particulier. Cet essai correspond a une valeur de 8¢ = -7/3 et a un échelon de tension
continue de 42 V. La fréquence d’échantillonnage des courants isi(t) et is2(t) est de 10 kHz, le
temps d’acquisition est de 1 seconde. Les valeurs en régime permanent des flux et des
courants correspondant a cet essai sont donnés dans le tableau I11.3.

Isd Isq Wsd Wiq
3.8 A 22A 1,17 Wb 0.2 Wb

Tableau I11.3. Valeur des flux et des courants en régime permanent

Pour obtenir I"évolution des flux Wsd et Wsq en fonction des courants Isd et Isq., nous avons
realisé 171 essais du type préceédent. Ces essais correspondent a des valeurs de Be variant
entre 0 et -m/2 avec un incrément de —5.7/180 radians, ceci pour 9 niveaux différents de
tension. Les resultats d une partie de ces essais nous a permis de tracer les réseaux de courbes
des figures I11.18 et I11.19.

Les resultats expérimentaux montrent I'influence de I'effet croisé de saturation sur la valeur
des flux statoriques. La valeur du flux suivant un axe dininue en fonction de la valeur du
courant sur I’axe opposé. Si I’on compare les resultats expérimentaux aux résultats obtenus en
utilisant le modele sature (figures 111.14 et 111.15), on voit que le modéle permet de prévoir
assez correctement |’effet croisé. On note toutefois quelques différences, en particulier sur la
figure 11119 ou les résultats expeérimentaux montrent une influence plus importante du
courant Isd sur la valeur du flux Wsq. Cette différence est d’autant plus marquée que la valeur
du courant Isd est importante. Comme la saturation est un phénomeéne local. on peut penser
qu au-dela d’une certaine valeur du courant magnétisant et pour une direction particuliere de
ce courant (direction définie par le couple Isd et Isq), des zones de la machine saturent
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d’avantage. La seule possibilité pour étudier localement la saturation est de dessiner la
structure de la machine et de calculer la valeur du champ en chaque point (en utilisant un
logiciel de calcul de champ). Ce travail sort du cadre de notre meémoire.

Courant isl ()

Courant isd (A)

Flux d'axe d YWsd (Wb)

Courant 152 (A\)

(LB (113

temps (s)

04 06

temps (s)

=

>

&

[}
L

0 a2 04 06 g

temps (s)

1n

L
o

'
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isq (A)

Courant

0s

015

Flux daxe ¢ Wsq (Wh)

5 -

] o2 04 06 us
temps (s)

1] 02 04 06 0
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1] 0z 04 06 08
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Figure I11.17. Evolution temporelle des flux et des courants pour un essai

correspondant au montage de la figure I11.16 avec G¢ = -w 3 et U = 42V
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Figure II1.18. ¥sd en fonction de Isd pour différentes valeurs de Isq
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Figure II1.19. ¥sq en fonction de Isq pour différentes valeurs de Isd

Reésultats expérimentaux
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5.3 Mise en évidence de I’effet croisé sur un régime transitoire

Nous venons de voir que I’effet croise a un impact sur la valeur des flux en régime permanent,
Nous allons voir qu’il est possible de mettre en évidence I'effet crois€ sur un reégime
transitoire. Si on reprend les équations des tensions statoriques du modele saturé en
considérant une vitesse nulle pour le rotor (e =0 ), nous obtenons :

usd=Rs-isd+ od-Ld- dc‘i—d FTa- 2 s S e
t
usq=Rs-isq+0q-Lq- dl.:q + Lqq- < [;n = I8 Madq - il (I111.49)

Ces équations montrent qu’il existe un couplage entre 1’axe d et I’axe ¢ (effet croise¢) par
I’intermédiaire du coefficient Mdq. Ce coefficient a été défini dans le deuxiéme chapitre
(I1.48) et a pour expression :

Imrd - Imrq

Mdq=Lq-(1-0q)- Ksd- (I11.50)

I mr

Pour mettre en évidence ce couplage, il faut que Mdq soit différent de zéro. 1l faut donc que la
machine soit saturée (Ksd#0) et qu’il existe simultanément un courant sur les deux axes
(Imrd et Imrg non nuls).

Pour étre dans ces conditions, nous avons realiseé le montage de la figure I11.20. Ce montage
permet d’imposer simultanément un courant sur I’axe et un courant sur I’axe ¢.

K i(t)

®

-2+ source de tension
continue

Figure I11.20. Montage permetiant de mettre en
evidence ['effet croisé en régime transitoire

Pour Be=m/2 (rotor bloqué), les courants isd(t) et isq(t) sont donnés par les relations

suivantes :

isd=\/5'i(l) isq=\[%‘j(t) (ITL.51)
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Une fois que le régime est établi suivant I’axe ¢ (Isq constant), on ferme I’interrupteur K. S’il
existe un couplage entre I’axe d et I’axe ¢, on doit observer une variation du courant isq(t) au
moment de la fermeture de I'interrupteur. Cette variation de courant est provoquee par
["apparition d'une f.e.m. induite (variation de flux) aux bornes du bobinage 1. Ce phénomene
ne doit normalement s’ observer que si la machine est saturee.

Les résultats de simulation du montage de la figure I11.20 sont représentes sur la figure 111.21
et confirment I’analyse précédente. On voit apparaitre une variation de isq(t) lorsque la
machine est saturee et aucune variation lorsque la machine n’est pas saturee. Pour vérifier que
cette variation etait due au coefficient Mdq, nous avons refait la simulation en régime sature
en posant Mdq = 0, la variation sur isq(t) a disparu (ce résultat n’est pas représente ici).

(2) ;
0.8 "
< .
Z 06 D N .
@ Régime non
bt ’
= saturé
-
Biga e s r s e Sdrd s x bt n e e Al o = 2 2 o m o oo
Q
0.2
0 -
-0.5 -.25 0 0.25 0.5 0.75 1 1125 1.5
temps (s)
35
3
(2)
2at :5 ____________________________________________
< » . .
= Régime saturé
7
et 2 .............................................
o ;
é figiE e R R o E e EeE e e MR e e N B K ® W e ek asateca & &
=" g
0.5
0
-0.5 -0.25 0 0.25 0.5 0.75 1

temps (s)
Figure 111.21. Mise en évidence de |'effet croisé sur un transitoire;

Résultats de simulation
(1) Isd(1) (2) Isq()
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Les resultats de simulation sont validés par les résultats expérimentaux donnes sur la figure
I11.22. On voit bien I'influence de 1’effet croisé sur le transitoire du courant isq(t) lorsque la
machine est satureée. Des essais en positionnant le rotor a 8e=0 ont donné des résultats
semblables.
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Figure I11.22. Mise en évidence de I’effet croisé sur un
transitoire; Résultats expérimentaux

(1) Isd(1) (2) Isq(1)

5.4 Conclusion

Nous avons montré I’'importance de I’effet croisé sur les caractéristiques magnetiques de la
machine. Cet effet se traduit par une diminution du flux d’axe direct en fonction du courant
sur I’axe transversal et réciproquement. En comparant les courbes expérimentales a celles
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obtenues a I'aide du modele sature, nous avons constaté des résultats proches sauf pour les
valeurs élevees du courant Isd (machine trés saturée).

Nous avons eégalement montre qu’il est possible de mettre en évidence |’ effet croisé en régime
transitoire a partir d’'un montage simple. On pourrait realiser le méme montage sur une
machine asynchrone et constater certainement le méme phénomene.

Nous allons maintenant nous intéresser aux caracteristiques de la machine alimentée par le
reseau (machine alimentée par une source de tensions triphasees sinusoidales).

6. Etude de la machine alimentée par le réseau
6.1 Introduction

La machine synchrone a réluctance variable que nous utilisons pour valider le modele saturée
est destinée a étre raccordée directement sur le réseau. On rappelle que ses caractéristiques
physiques et sa plaque signalétique sont donnees dans I’annexe 1. Comme la machine possede
une cage rotorique, elle est capable de démarrer seule sur le réseau. Apres une phase de
demarrage de type asynchrone, la vitesse du rotor devient synchrone de la vitesse du champ
statorique. On peut ensuite appliquer un couple résistant sur [’arbre tout en conservant une
vitesse constante égale a la vitesse de synchronisme. Cette propriété est intéressante pour
certaines applications ou 1’on a besoin d’une vitesse rigoureusement constante méme si la
charge varie.

Nous allons dans la suite mesurer les performances de la machine (rendement, facteur de
puissance) en régime permanent lorsque qu’elle est alimentée sous tension nominale. Nous
profiterons de ces essais pour regarder et analyser les limites de stabilite (décrochage) de la
machine. Nous verrons que la saturation magnétique a un effet important sur la valeur du
couple de decrochage.

Nous nous intéresserons ensuite a un certain nombre de reégimes transitoires. Nous
regarderons en particulier le démarrage a vide pour deux niveaux différents de tension
(régime saturé et non sature). Nous analyserons €galement la réponse en courant et en vitesse
face a un echelon de couple résistant. Nous comparerons a chaque fois les relevés
expérimentaux aux resultats de simulation obtenus avec le modéle saturé et le modele non
sature.

6.2 Etude du régime permanent
6.2.1 Relevé des caractéristiques de la machine
Pour déterminer les performances de la machine en régime permanent, nous avons réalisé le
montage de la figure I111.23. La machine est reliée directement au réseau triphasé. Elle est

alimentee sous tension nominale (400V entre deux phases). La machine est accouplée
meécaniquement a une machine a courant continu fonctionnant en génératrice. L’induit de la
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génératrice est relié a une charge résistive. En faisant varier progressivement la valeur de la
résistance de charge, on régle la valeur du couple resistant applique a la machine synchrone.

(2)
et

machine
synchrone

Réseau triphasé
230/400V

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

Mesure de
puissance

Figure I11.23. Essai en charge de la machine sous tension nominale

Pour différentes valeurs du couple résistant, nous avons relevé le courant efficace absorbé par
la machine ainsi que la valeur des puissances active et réactive. A partir de ces relevés, nous
avons trace sur la figure I11.24 1’évolution du courant, du rendement et du facteur de puissance
en fonction de la puissance utile. L analyse de ces résultats montre que les performances de la
machine sont relativement médiocres. Le rendement est de 55% au régime nominal alors qu’il
est de I’ordre de 70% pour une machine asynchrone de méme taille. De la méme fagon, le
facteur de puissance en régime nominal est faible (cos¢p = 0,52) comparé a celui d’une
machine asynchrone équivalente (cosg = 0,75). Cette machine présente cependant 1’avantage
de conserver une vitesse constante sur toute la plage de puissance utile indiquée sur la figure
I11.24. Au-dela d’une certaine valeur du couple résistant d'environ 5,5 Nm (valeur constatee
lors des essais), la machine décroche et perd le synchronisme. La vitesse de rotation oscille
alors autour d’une valeur moyenne différente de la vitesse synchrone. Le courant de ligne est
modulé a la fréquence de ces oscillations (phénoméne de pompage).

Pour comparer les résultats expérimentaux a la théorie, nous avons effectué des simulations
correspondantes aux essais précédents en utilisant, soit le modéle saturé, soit le modele non
saturé (Ks = 1). Pour chaque valeur du couple résistant appliquée sur 1’arbre de la machine,
nous avons calculé la puissance active absorbée par la machine ainsi que la valeur efficace du
courant statorique en utilisant les relations (I11.52) et (I11.53) :

Pa = Usd - Isd + Usq - Isq (I11.52)

) 3
Is:Jw (111.53)
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Figure I11.24. Caractéristiques de la machine alimentée
sous tension nominale
experience (1) modele saturé (2) modele non saturé
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A partir de ces grandeurs, nous avons calculé la valeur du rendement et du facteur de
puissance pour chaque point de fonctionnement. Les points correspondants aux resultats de
simulation pour le modele sature (1) et pour le modele non saturé (2) ont été tracés en
correspondance avec les résultats expérimentaux sur les graphes de la figure I11.24.

La comparaison des résultats expérimentaux avec les résultats de simulation montre que le
modele retenu pour tenir compte de la saturation est plus adequat que le modele non sature.
On observe un écart de plus de 40% sur la valeur du courant efficace statorique absorbe a vide
entre le modele non saturé et I’expérience. Cet écart important est justifié par le fait que la
machine est alimentée sous tension nominale et que pour ce niveau de tension, la machine est
saturée (Ks = 0,5). On remarque sur la courbe du rendement que les valeurs obtenues a I"aide
du modele sature sont légerement supérieures aux valeurs obtenues experimentalement. Cette
différence s’explique par le fait que ’on n’a pas pris en compte les pertes fer dans la
modeélisation. Ces pertes dans le fer ont ét¢ mesurées a vide sous tension nominale et ont une
valeur d’environ 60 Watts.

Une autre remarque importante concemne la limite de stabilité (décrochage) donnée par le
modele non saturé et le modele saturé. En pratique, nous avons constaté que cette limite etait
atteinte pour une valeur du couple résistant proche de 5,5 Nm. Nous avons constate que le
modele saturé nous place cette limite a 5 Nm alors que le modele non saturé nous place cette
limite a une valeur plus faible égale a 3,3 Nm. Ces différents résultats nous laissent penser
que la saturation magnétique a pour effet d’améliorer la plage de stabilité lorsque la machine
est alimentée par une source de tension. Pour confirmer ce résultat, nous allons faire une
etude de stabilite en calculant la valeur du couple de décrochage en fonction du coefficient de
saturation pour une tension et une fréquence donnee.

6.2.2 Evolution du couple de décrochage en fonction du niveau de saturation

Le couple électromagnétique d’une machine synchrone a réluctance variable présente un
maximum au-dela duquel la machine décroche. Ce maximum deépend de la valeur des
parametres de la machine et du carré de la valeur efficace de la tension d’alimentation.
L’¢étude de la stabilité¢ statique consiste a déterminer la valeur maximale du couple
électromagnétique que peut développer la machine. On se place dans le cas ou le couple
résistant appliqué a la machine évolue progressivement pour pouvoir considérer une suite de
regimes permanents. Dans ce cas, le modéle a considérer pour faire ’étude de la stabilité est
celui du regime permanent.

L’eétude de la stabilit¢ de fonctionnement lors de I’application d’un é€chelon de couple
résistant important pour lequel on ne peut plus considérer la vitesse constante nécessite
I’emploi du modele transitoire complet de la machine. On parle alors de stabilité dynamique
[CHA 83]. Le probleme de la stabilit¢ dynamique en fonction de la saturation ne sera pas
développe dans ce mémoire.

Pour faire |’étude de la stabilité statique, nous allons reprendre les équations des tensions
statoriques en régime permanent :
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Usd =Rs- Isd — me - Wsq (111.54)
Usq=Rs: Isq+ e - Wsd (I11.55)

Les flux statoriques sont liés aux courants statoriques par les relations (I11.56) et (I11.57).
Dans ces équations, Ks représente le coefficient de saturation.

Wsd={od- Ld+Ks-Ld- (1 - od)}- Isd (111.56)
Wsq={oq- Lq+Ks- Lq- (1-0q)} Isq (111.57)

Pour simplifier |"écriture des calculs qui vont suivre, nous definissons deux parametres a et b
qui dépendent du coefficient de saturation :

a=0d -Ld+Ks-Ld-(1-0od) (111.58)
b=0q-Lq+Ks-Lq-(1-0q) (I111.59)

On donne ci-dessous | expression du couple €lectromagnétique en fonction de aetb :
Tem=p-(Wsd-Isq—Wsq-Isd)=p-(a—b)-Isd- Isq (111.60)

La figure I11.25 représente le diagramme de Fresnel associé aux equations des tensions
(111.54) et (I11.55). Les quantités Usd et Usq sont portées par les axes d et ¢.

Axe q
A

Rs- 15 o1 Usq

» Axe d

Usd Isd

Figure I11.25. Diagramme de Fresnel des tensions en régime permanent

En utilisant la transformation de Park, on montre que la relation entre la valeur efficace de la
tension statorique écrite dans le repere (d-q) et la valeur efficace de la tension simple du
réseau Vs s’écrit

Ul=43-Vs (11L61)
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On a défini sur la figure I11.25, I’angle interne de la machine noté d et orienté de 1’axe ¢ vers
le vecteur _lii Cet angle que I'on définit classiquement lors de I'étude des machines

synchrones varie avec la charge appliquée a la machine. Les tensions statoriques Usd et Usq
peuvent étre exprimees en fonction de Vset §:

Usd =—3 - Vs-sind (111.62)
Usq=+/3- Vs- cosd (111.63)

La combinaison des équations (I11.54), (II1.55), (111.58), (I11.59), (111.62) et (I11.63) permet
d’obtenir les expressions des courants statoriques Isd et Isq en fonction de Vs et 3 :

Isd = — V3 \’ Ao - b-cos(d) - Rs - sin(3)} (I111.64)
Rs“ +me~-a-b
3 Vs

~

Rs“+me~-a-b

{Rs - cos(8)+ ae-a - sin(8)} (I11.65)

En remplagant ces équations dans I’expression du couple électromagnétique (I11.60) et en
faisant des simplifications trigonométriques, on arrive a |I’expression suivante :

((1)c2 .a-b—Rs? ) sin(28)

—{-2.@xc-Rs-(a+b)-sin? ()} (I1166)
(R~;2+u):2va-b)_ +2-we-b-Rs

~

)
Tem =

-p-a—b)

12| W

En négligeant Rs et en considérant le modéle non saturé (a = Ld et b = Lq), on retrouve la
relation classique du couple électromagnétique [CHA 83] [BOL 96] :

Tem =

3 Ld-Lq (Vs
2 B Ld-Lq | we

]ﬁ -sin(25) (111.67)

Pour trouver la valeur de & qui rend le couple maximal, il suffit de dériver (I11.66) et d’annuler
le résultat de cette dérivée. On obtient alors pour |’ expression de dmax :

1 .
Omax =—- tan l
2

(111.68)

(!)«-:2-21-[]—]:{52 <£
oc-Rs-(a+b) | 4

On obtient la valeur du couple de décrochage Tmax en remplagant (II1.68) dans (I11.66). Nous
avons représenté sur la figure 111.26 les variations de Tem en fonction de 1’angle interne & pour
les parametres de la machine étudiée (Rs =78 Q, Ld=0,54 Het Lq= 0,21 H) en considérant
trois valeurs différentes du coefficient de saturation (Ks =1, Ks=0.,6 et Ks = 0.4).
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Couple electromagnetigue Tem (Nm)
*

-10 0 10 20 30 40 50 &0 70 80 90

Angle interne 0 (degré)

Figure 111.26. Couple électromagnétique en fonction de l'angle interne
pour Vs = 230Volts et we = 314 rd's
(1) Ks =1 (2) Ks = 0,6 (3) Ks =04

On observe sur cette figure que le couple maximum correspondant au décrochage augmente
avec le niveau de saturation. En effet, lorsque 1’on consideére le modele de la machine non
saturée (Ks = 1), le couple de décrochage a pour valeur 4,3 Nm alors qu’il vaut 5,8 Nm pour
Ks = 0,6 et qu'il vaut 6,8 Nm pour Ks = 0,4. La saturation magnétique a pour effet
d’améliorer la plage de stabilité statique de la machine en augmentant la valeur du couple
maximal. L’angle interne correspondant au maximum du couple diminue légérement avec le
niveau de saturation. On remarque également sur cette figure que pour des valeurs negatives
de I’angle interne, le couple électromagnétique reste positif (fonctionnement moteur).

Nous avons tracé sur la figure I11.27, I’évolution de Tmax et de dmax en fonction du coefficient
de saturation Ks. On retrouve sur ces courbes une augmentation du couple de décrochage
Tmax et une diminution de I’angle dmax lorsque Ks diminue. On constate qu’au-dela d’un
certain niveau de saturation (Ks < 0,2), la valeur du couple de décrochage diminue. Cette zone
de la caractéristique ne correspond en pratique a aucun point de fonctionnement réaliste. En
effet, si la machine est saturee a un tel niveau lorsqu’elle est alimentée sous tension nominale,
le courant absorbé a vide est alors trés important, ce qui correspond a une machine mal
dimensionnée.

Cette étude de stabilite relativement simple a montré I’'importance de la saturation magnétique
sur la valeur du couple de decrochage Tmax. Pour ne pas sous-estimer la plage de
fonctionnement stable de la machine lorsque celle ci est reliée au réseau, il est important de
considerer la saturation.

Nous allons maintenant nous intéresser a différents régimes transitoires pour étudier les effets
de la saturation sur la dynamique de la machine.
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(Nm)

Tmax

Couple de décrochage

Angle inteme maximal Smax  (degré)

40

20

02 04 0.6 0.8 1

Coefficient de saturation Ks

0.2 04 0.6 08 1

Coetticient de saturation Ks

Figure I11.27. Evolution du couple de décrochage Tmax et de I’ angle Smax
en fonction du coefficient de saturation pour Vs = 230V
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6.3 Effets de la saturation sur le régime dynamique
6.3.1 Démarrage a vide de la machine

Pour mettre en evidence les effets de la saturation magnétique sur les caracteristiques de
démarrage de la machine, nous avons effectué deux essais a vide. Le premier essai a eté
realise sous tension reduite (Vs = 135 volts) correspondant a un fonctionnement non sature
lorsque le regime permanent est atteint. Le deuxiéme essai a éte realise sous tension nominale
(Vs =230 volts) correspondant a un fonctionnement sature en regime permanent. Pour réaliser
ces essais, nous avons utilisé le montage de la figure I11.23 en plagant un autotransformateur
entre le réseau et la machine synchrone (de maniere a pouvoir maitriser la valeur efficace de
la tension). Nous avons mesuré pour chaque essai, les reponses transitoires du courant de
ligne et de la vitesse de rotation ainsi que la tension entre deux phases de la machine. Pour
pouvoir effectuer les simulations dans les mémes conditions que les essais experimentaux,
nous avons a chaque fois repére la phase initiale des tensions appliquées ainsi que la chute de
tension au secondaire de |’ autotransformateur provoquee par le courant d’appel au démarrage.
Nous avons également positionné le rotor suivant I’axe magnetique de la phase 1 (B¢ = 0 rd)
avant chaque essai.

Nous allons dans la suite comparer les résultats experimentaux aux résultats de simulation.
Pour les simulations, nous utiliserons le modele saturé ou les flux sont choisis comme
variables d’état (nous avons constaté que le modeéle ou les courants sont les variables d’état
donne les mémes resultats mais nécessite un peu plus de temps de calcul). Pour pouvoir
effectuer les simulations, nous avons besoin de connaitre la valeur des parametres mécaniques
du banc expérimental. Ces parametres (moment d’inertie, coefficient de frottements visqueux
et couple de frottement sec) ont été mesurés par la méthode classique de I'essai de
ralentissement.

6.3.1.1 Démarrage de la machine sous tension réduite

Nous avons applique une tension de 135 volts aux bornes de la machine (environ 60% de la
tension nominale). Le courant de démarrage est donne sur la figure 111.28. L évolution de la
vitesse est donnée sur la figure 111.29. On constate des résultats trés proches entre I'expérience
et les simulations (courant de démarrage et courant en régime permanent). Le modele saturé et
le modele non saturé donnent pratiquement les mémes résultats pour ce niveau de tension. On
remarque sur ces courbes une légere modulation d’amplitude du courant juste avant
I"accrochage. Cette modulation est provoqueée par la différence de vitesse entre le rotor et le
champ tournant (variation de réluctance). Nous avons representé sur la figure II1.30
I"évolution du courant magnétisant et du coefficient de saturation Ks pendant la phase de
demarrage. Le courant magnetisant est faible au début du démarrage (les courants rotoriques
s’opposent aux courants statoriques) puis augmente progressivement en provoquant des
phases de fonctionnement saturé (Ks < 1). En régime permanent, le courant magnétisant se
stabilise autour de 1,5 A, ce qui correspond a un fonctionnement non saturé (Ks = 1).
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Figure I11.28. Courant de démarrage a vide sous tension réduite
(Vs = 135 Volts)
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Figure I11.29. Vitesse a vide sous tension réduite (I's = 135 volts)
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Figure I11.30. Evolution du courant magnétisant et du
coefficient de saturation lors du démarrage a vide sous tension
réduite (Vs = 135V)

6.3.1.2  Démarrage de la machine sous tension nominale

La machine est alimentée sous 230 volts correspondant a la tension nominale. Les relevés
expérimentaux du courant de démarrage et de la vitesse sont donnés sur les figures 111.31 et
I11.32. On a fait également apparaitre sur ces figures, les résultats de simulation obtenus en
utilisant le modéle saturé et le modele non saturé (Ks = 1). Pour les simulations, nous nous
sommes placés dans les mémes conditions que celles de 1’expérience (phases des tensions
d’alimentation, chute de tension au démarrage, position initiale du rotor). La comparaison des
différentes courbes montre clairement que pour ce niveau de tension, le modele saturé permet
de prévoir les caractéristiques dynamiques du démarrage avec beaucoup plus de précision que
le modele non saturé. Le modele saturé fait apparaitre en particulier les modulations
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d’amplitude du courant juste avant [’accrochage et donne une valeur du courant en regime
permanent pratiquement identique a I’expérience.

On remarque tout de méme une différence sur la valeur maximum du courant au premier
instant du démarrage (environ 20 A pour I’expérience et 18 A en simulation). Cette difference
peut s expliquer par une légére baisse de la valeur des inductances de fuites (saturation) pour
les valeurs importantes du courant statorique. On rappelle que ces inductances de fuites ont
ete supposees constantes dans le modele.

Nous avons representé sur la figure I11.33, 1'évolution du courant magnetisant Imr et du
coefficient de saturation pendant le déemarrage. On remarque que le courant magnetisant est
faible au début du démarrage et que la machine n’est pas saturée. Ensuite, la valeur du courant
dans les barres du rotor diminue, le champ magnétique péneétre dans le rotor, le courant
magnétisant augmente et la machine sature. En régime permanent, le coefficient de saturation
vaut Ks = 0.46.

Nous avons effectué une autre simulation en posant dans le modele sature, une valeur fixe
pour Ks correspondant a 1’état de saturation de la machine en régime permanent lorsqu’elle
est alimentée sous tension nominale (Ks = 0,46). Les résultats sont donnes sur la figure 111.34.
On voit apparaitre sur les courants les modulations d’amplitude avant |’accrochage.
Cependant, ce modele ne permet pas d’atteindre la précision obtenue en utilisant le modele
saturé a Ks variable.

6.3.2 Echelon de couple résistant

La machine est alimentée sous tension nominale. Elle est accouplée a une genératrice a
courant continu. A I'instant initial (t = 0), on charge la génératrice avec une résistance.
Comme la vitesse du banc varie peu et que la constante de temps de I'induit est trés faible
(te = 3 ms), le courant dans la génératrice s’établit pratiquement instantanément. A cette
valeur du courant d’induit correspond un couple résistant appliqué sur ’arbre de la machine
synchrone.

Nous avons appliqué un couple résistant de 4 Nm. Nous avons représenté sur la figure I11.35,
I"évolution du courant dans la machine synchrone et sur la figure 111.36, I'évolution de la
vitesse. Nous avons fait apparaitre sur ces graphiques, les résultats expérimentaux et les
resultats de simulation. On voit que les résultats obtenus a ’aide du modele saturé sont en
accord avec les resultats expérimentaux. La chute de vitesse est pratiquement identique dans
les deux cas (autour de 1470 tr/mn). On obtient également une valeur proche du courant
statorique en régime permanent.

Par contre, on constate que le modéle non saturé (Ks = 1) nous donne un fonctionnement
instable pour ce niveau de couple résistant (la machine décroche). On voit apparaitre des
oscillations sur le courant et la vitesse (phénoméne de pompage). Ce résultat est loin de
refléter la realité expérimentale. Ce résultat montre a nouveau que la saturation magnétique
améliore la plage de fonctionnement stable de la machine (stabiliteé dynamique dans ce cas)
lorsqu’elle est alimentée par une source de tension.
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Figure II1.31. Courant statorique, démarrage a vide sous tension
nominale (Vs = 230V)
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Lichelon de couple résistant de 4 Nm
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7. Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons tout d’abord montré qu’il est possible de mesurer I’ensemble
des parametres électriques du modele saturé que nous proposons. Pour obtenir ces parameétres,
il faut realiser des essais sous de faibles niveaux de tension ou de courant pour obtenir les
parametres non satures (7 parametres) et mesurer le coefficient de saturation Ks en effectuant
des essais en régime sature.

La premiere étape pour valider le modele saturé a ete de predéterminer la caractéristique
magnétique de la machine suivant 1'axe ¢. Nous avons obtenu des resultats de
prédétermination présentant une erreur maximum de 7% par rapport a I’experience.

Nous nous sommes interressés ensuite a |'effet croisé de saturation en régime permanent.
Nous avons montre que le modele saturé permet de prévoir correctement ce phénomene sauf
pour les valeurs importantes du courant Isd (nous avons constaté dans ce cas, des erreurs
supérieures a 25% entre le modele saturée et 1’expérience). Nous avons eégalement montré que
I’on pouvait mettre en évidence I'effet croisé sur un régime transitoire en realisant un
montage simple.

Nous avons mesure ensuite les caractéristiques de la machine reliee au réseau. Nous avons
montré que la saturation magnétique ameliorait la plage de stabilit¢ de la machine en
augmentant la valeur du couple de décrochage.

Enfin, nous avons comparé des résultats expérimentaux et des resultats de simulation pour
différents régimes transitoires (démarrages directs sur le réseau et échelon de couple
résistant). Ces résultats ont démontré le bien fondé du modele sature proposé par rapport au
modele classique en termes de précision.

Finalement, I’ensemble de ces résultats montre que l'utilisation d’un modele saturé simple
pour la machine synchrone a réluctance variable (modele au premier harmonique d’espace)
permet d’ameliorer nettement les résultats de prédétermination.

Nous allons maintenant nous interresser a la commande vectorielle de la machine. L objectif
est de montrer I'influence de la saturation magnétique sur les caractéristiques dynamiques et
sur les caractéristiques en régime permanent.
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1. Introduction

La commande vectorielle des machines a courants alternatifs est maintenant bien connue
[LEO 91a] [LEO 91b]. De nombreux industriels commercialisent des variateurs de vitesse
pour les machines synchrones et asynchrones utilisant ce mode de controle. Le principe de la
commande vectorielle est identique a celui de la commande d’une machine a courant continu
a excitation séparee. 1l faut cependant se placer dans un repere particulier ou le couple
électromagnétique s’exprime simplement en fonction des composantes des courants suivant
les deux axes (axe d et axe ¢). Habituellement, la composante d’axe ¢ du courant statorique
joue le role de I'excitation et permet de régler la valeur du flux dans la machine. La
composante d’axe ¢ joue le role du courant d’induit et permet de contrdler le couple. Avec ce
type de commande, on obtient des systémes d’entrainements performants, capables d imposer
le couple nominal de I"arrét a la vitesse nominale.

Des travaux ont é€te publies sur la commande vectorielle des machines synchrones a
réluctance variable [XU 91] [BET 93] [FLE 95a] [VAG 97] [KAN 98] [JOV 99]. Des ¢etudes
théoriques ont été menées dernierement pour mettre en évidence les effets de la saturation
magnétique sur la commande [TOU 97] [CHO 98] [KIL O1]. Il est par contre tres difficile de
trouver des résultats experimentaux sur ce sujet [VAG 00b].

Dans ce chapitre, nous allons montrer les effets de la saturation sur les caractéristiques d une
machine pilotée en controle vectoriel. Pour cela, nous allons réaliser un certain nombre
d’experiences. Les resultats de cette etude ont été publiés récemment [LUB 02a]. Nous
commencerons par donner une description du banc expérimental que nous avons développe
en indiquant les caractéristiques principales du matériel utilisé. Nous développerons ensuite
les différents algorithmes de régulation. La commande en courant nous permettra de montrer
les effets de la saturation sur la valeur du couple €lectromagnétique développé par la machine.
Nous réaliserons ensuite une commande en vitesse. Nous montrerons les effets de la
saturation magnétique sur les réponses transitoires du courant Isq et de la vitesse en effectuant
des essais en régime non saturé et en régime saturé. Pour chaque essai, nous comparerons les
résultats de simulation avec les résultats expérimentaux.

2. Description du banc expérimental

Le schéma synoptique du banc expérimental est donné sur la figure IV.1. La machine
synchrone a réluctance variable (voir I’annexe 1 pour ses caractéristiques) est couplée
mécaniquement a une machine a courant continu qui débite son courant dans une charge
résistive. Elle permet d’appliquer un couple résistant sur 1’arbre. La machine synchrone est
alimentée par un ensemble redresseur-onduleur de chez Semikron. L onduleur est composé de
3 bras de pont constitués chacun de deux IGBT (1200V, 40A) et de deux diodes. Les IGBT
sont associés a des modules de commande gérant les temps morts et la protection contre les
courts-circuits. Les signaux de commande des IGBT sont issus de la carte DS1102. Cette
carte, commercialisée par la société Dspace, est constituée d’'un DSP (Digital Signal
Processor) et de plusieurs convertisseurs analogiques-numeériques et numeriques-analogiques.
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L onduleur est commandé en Modulation de Largeur d’Impulsion centrée (MLI) a une
fréequence de 10 kHz.

Pour assurer le controle vectoriel, la machine est associée a un capteur de position et a deux
capteurs de courant. Le capteur de position est un codeur incremental ayant une resolution de
1024 points par tour. La position initiale du rotor est repérée avant chaque manipulation. Les
signaux issus du codeur sont envoyés directement sur la carte DSP qui possede une interface
pour codeur incrémental. La vitesse de rotation est calculée a partir de la position. Les
courants statoriques sont mesurés a l’aide de deux sondes a effet Hall. Les signaux sont
ensuite mis en formes et envoyes sur les convertisseurs analogiques-numeriques de 16 bits
intégrés a la carte DS1102. On dispose également sur cette carte de deux entrées analogiques
supplémentaires associées a des CAN de 12 bits. Ces entrées supplémentaires nous servirons
dans le chapitre suivant pour mettre en ceuvre une stratégie de commande a rendement
optimal.

Redresseur '

+ MRV
Onduleur >\ ' R
IGBT

ML ]. Mesure
centree courants

PC Carte DSP
N <

DS 1102

'l'RAC_I_i__ i V] TMS320C31 < () Codeur incrémental
COKPITT

1024 points

Figure IV.1. Schéma synoptique du banc expérimental

La carte DS1102 est équipée d’'un DSP du type TMS320C31 (a virgule flottante) de chez
Texas Instrument. Ce DSP se programme directement en langage C (nous n’utilisons pas
I’environnement MATLAB). De cette fagon, les routines que nous développons en simulation
(sur Borland C++) peuvent étre implantées directement sur le DSP. Enfin, on dispose de deux
logiciels associeés a la carte DS1102. Ces deux logiciels fonctionnent sous Windows. Le
premier de ces logiciels nommé COKPITT permet d’avoir acces en temps reel aux variables
du programme. 1l permet, par exemple, d’imposer les consignes de courant et de vitesse ou de
modifier la valeur des parametres des correcteurs. Le second logiciel nomme TRACE permet
de capter, d’afficher et de sauvegarder les signaux de mesure et de calcul.

Le schéma bloc de la commande vectorielle est donné sur la figure IV.2. Les principaux
constituants de ce schéma sont les boucles de régulation des courants Isd et Isq et la boucle de
régulation de vitesse. On trouve également sur ce schéma, les transformations de Park directe
(123/dq) et inverse (dq/123) permettant de changer de repére a partir de la mesure de la
position du rotor. La limitation sur la référence du courant Isq assure la protection en courant
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de la machine. En contrdle vectoriel classique, le courant Isdref est fixé a une valeur constante
correspondante au niveau nominal du flux dans la machine. On choisit ensuite le type de
commande suivant I’application désirée (couple ou vitesse). Si on travaille en régulation de
vitesse, c’est la sortie du correcteur de vitesse qui impose la consigne du courant Isq.

Nous allons commencer par mettre en ceuvre la commande en couple. Pour cela, nous allons
calculer les correcteurs de courant Cd(z) et Cq(z) apparaissant sur la figure IV.2. Apres avoir
réglé les correcteurs et vérifie leurs performances, nous regarderons I’effet de la saturation sur
la valeur du couple electromagnétique pour différentes valeurs des courants Isd et Isq. Pour
estimer la valeur du couple (nous ne disposons pas de capteur de couple dynamique sur le
banc), nous utiliserons le relevé experimental de la vitesse. Nous comparerons les resultats
expérimentaux aux reésultats de simulation. Nous développerons ensuite la régulation de

vitesse.
Isdref Usdref
Cd(z) —»
i onduleur MSRV
. dq/12: X :
Nret — [sqref i
A)®_ Cni(z) Cy(z) |=—»
Usqref ;
" 0
Y

N
I (__m J capteur de
l""iqu puﬁlliun
[sq Is2
<
d
dt

Figure IV.2. Schéma bloc de la commande vectorielle

3. Commande en couple
3.1 Modélisation des boucles de courant

Pour controler le couple de la machine, il faut réguler les courants statoriques d’axe d et d’axe
q. Pour effectuer la synthése des correcteurs, nous allons utiliser les équations du modéle non
sature (Ks = 1). Les équations d’état des courants statoriques (I11.37) sont rappelées ci-dessous
sous une forme légerement différente :

i LSS [ Ry BN L o o i e (IV.1)
dt Trd

oq.Lq- i +| Rs+ M 1sq =usq +eq (IV.2)
dt Trq
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Les courants statoriques sont liés aux tensions correspondantes par une equation différentielle
du premier ordre. Les termes ed et eq représentent les grandeurs de couplage entre les deux
axes. Ces grandeurs dépendent de variables (vitesse et courants magnetisants rotoriques)
ayant une dynamique lente par rapport a la dynamique des courants statoriques. Les
expressions de ed et eq sont les suivantes :

Ld-(1—-od)
Trd

Lq-(1—0q)
Trq

ed=0e-0q.Lq-1sq+ - Lq,[l = Gq)' Imrq + Imrd  (IV.3)

eq=—me - 0d.Ld-isd —me- Ld(1—0d)- Imrd + ‘Imrq (IV.4)

Ces termes de couplage seront considérés dans la suite comme des perturbations. Les
équations (IV.1) et (IV.2) débouchent alors sur les fonctions de transfert de la machine. Ces
fonctions de transfert sont representees sur la figure IV.3.

ed(s) eq(s)

Usd(s) Fa(s) | Lsd(s) Usq(s) Fa(s) Isq(s)

Figure IV.3. Fonctions de transfert de la machine

Les expressions de Fd(s) et Fq(s) sont données ci-dessous :

1 1

Fd(s) = . (IV.5)
[R\-+ Ld»(l—o'd)] fd.Ld "
Trd [Rs+ d-(I-Gd)}
Trd
1 1 _
Fq(s)= ' (IV.6)

(Rs o Lq-(1-0q) 0q.Lq

Trq ] Re+t Lq-(1-0q)
‘ Trq

Comme nous realisons une régulation numérique (a partir d’'un DSP), il est nécessaire de
“discrétiser” les fonctions de transfert précedentes. Nous allons développer les calculs pour le
courant d’axe d. Les résultats pour ’axe ¢ sont identiques en changeant les indices. La
transformee en z de la fonction de transfert du courant d’axe d associée a un bloqueur d’ordre
zero est donnée par la relation suivante :
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Z{Bo(s) Fd(s)}=(1-z7")- Z{@} (IV.7)

S

En remplagant I’expression de Fd(s) dans I’équation (IV.7), on obtient apres calculs

()Ld-z_l

Z{Bo(s).Fd(s)}= ;

(IV.8)
1—Bd-z~

avec :

-Tc-( R5+-7Ld.F ‘I_Ud ) ]

4 I'rd
M] (1-Bd) et Bd=e odlLd (IV.9)
Trd

Cod=(R:~‘+

Dans I’expression de Bd, Te représente la période d’échantillonnage des boucles de courant.
Cette période d’échantillonnage est fixée a 200s.

3.2 Synthése des correcteurs

Le schema bloc de la boucle de regulation du courant statorique d’axe d est donné sur la
figure IV.4. Nous avons fait apparaitre dans cette boucle, un retard pur d’une période
d’échantillonnage (le terme z''). Ce retard modélise le temps necessaire entre I’acquisition des
courants et la modification de la valeur des tensions aux bornes de la machine.

ed(z)

od-z”! Isd(z)
I-Bd-zﬁl

Isdref(z) € _4 P
Cd(z) z

Figure IV.4. Régulation du courant Isd

Le correcteur que nous utilisons est du type proportionel-intégral (PI). Ce correcteur permet
d’annuler I"erreur statique et d’agir sur la dynamique de la boucle. Sa fonction de transfert est

la suivante :

1 — Kbd - Z'_l

Cd(z)=Kad- =

(IV.10)

-z
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On effectue le calcul du correcteur par rapport a 'entrée principale Isdref(z). On considere que
le terme de perturbation ed(z) est nul. La fonction de transfert en boucle ouverte est alors la
suivante :

1 1

Isd 1-Kbd-z5 | od-z
(Z)zKad-j—Z,z ¥ SAsE (IV.11)
&(z) 1-z | —Bd-z"!
On fixe la valeur du gain Kbd en compensant le pole du systeme a commander :
Kbd =d (IV.12)

Apres compensation, le calcul de la fonction de transfert en boucle fermeée nous donne

Isd(z) od - Kad
Isdref (z) 22 —z+od- Kad

(IV.13)

Il s’agit d'un systeme du deuxieme ordre. La position des poles dans le plan complexe dépend
de la valeur du discriminant de 1’ équation caracteristique. Ce discriminant a pour expression :

A=1-4-0d-Kad (IV.14)

Suivant le signe du discriminant, la réponse en courant sera apériodique (A = 0) ou présentera
des oscillations (A<0). On désire obtenir la réponse en courant la plus rapide sans
depassement, ce qui revient a imposer A=0. On obtient alors la relation (IV.15) permettant
de calculer la valeur du deuxieme parameétre du correcteur :

R (IV.15)
4-o0d

On montre qu’avec ce mode de réglage, le temps de réponse de la boucle ne dépend que de la
valeur de la periode d’echantillonnage Te :

e L8 s (IV.16)
In(0.5)

Les resultats des calculs des gains des correcteurs de courant d’axe d et d’axe ¢ sont donnés
dans le tableau IV.1. Pour faire ces calculs, nous avons utilisé les parametres de la machine
que nous avons mesures lors de I’identification (voir tableau I11.1 du troisieme chapitre).
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Kad Khbd Kaq Kbq
39,3 0,92 54 0,95

Tableau 1V. 1. Valeurs des parameétres des correcteurs de courant
Nous allons maintenant vérifier les performances des boucles de régulation de courant.

3.3 Vérification des performances

Les simulations ont été réalisées avec le modéle saturé de la machine. Pour nous placer au
plus pres de la realité, I'onduleur MLI a été modélisé en considérant les temps morts td. En
fonction du signe du courant sortant d’un bras de pont, on augmente ou on diminue la valeur
du rapport cyclique sur une période MLI. Dans ce cas, la valeur moyenne de la tension
appliquée sur une phase du moteur n’est plus identique a la tension de référence [HOL 94] :

(Vs)=(Vsref) — AV (IV.17)

td o
AV = —— Ude- sign(isl (IV.18
TMLI gn(isl) 1V.18)

La valeur des temps morts réglés par le constructeur est de td =3.8us. La période de la MLI
est de 100 pus. La tension du bus continu Udc est de 510 volts. Ce qui nous donne une
différence d’environ 20 volts entre la tension de référence <Vsref> et la tension réellement
appliquée au moteur <Vs>.

Les resultats de simulation pour la boucle de régulation du courant statorique d’axe d sont
donnés sur la figure IV.5 avec les valeurs des parameétres du correcteur données dans le
tableau IV.1. A I’instant initial, on impose un échelon de 2,5 A sur la référence. On peut
observer sur cette figure I’effet des temps morts sur la réponse transitoire du courant Isd. Le
temps de réponse a 5% est d’environ 2 ms lorsque I’on néglige les temps morts dans la
simulation et de 5 ms avec les temps morts.

Les résultats expérimentaux correspondant a la simulation précédente sont représentés sur la
figure IV.6. Nous obtenons un temps de réponse de 5,4 ms lorsque 1’on utilise les gains du
correcteur du tableau IV.1. Ce résultat est en accord avec le résultat de simulation (lorsque
I’on considere les temps morts). Pour améliorer les performances, nous avons modifiée la
valeur des gains du correcteur (Kad = 46, Kbd = 0,87) pour obtenir un temps de réponse
d’environ 2 ms.

Des résultats identiques ont été obtenus pour la boucle de courant d’axe ¢. Nous avons
également modifié la valeur des gains du correcteur (Kaq = 58; Kbq = 0,9) pour obtenir une
réponse sans dépassement avec un temps de réponse de 2 ms.
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Courant Isd (A)

Courant Isd (A)

0571 -

1.5

0.5 4

0.002 0.004 0.006 0008

lemps (s)

Figure IV.5. Régulation du courant Isd; Reésultats de simulation
(1) Sans les temps morts (2) Avec les temps morts
Kad = 39,3 et Kbd = 0,92

0.01

0.002 0.004 0.006 0.008

temps (s)

Figure IV.6. Régulation du courant Isd; Résultats expérimentaux
(1) Kad = 39,3 et Kbhd = 0,92 (2) Kad = 46 et Kbd = 0,87

0.01
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3.4 Effets de la saturation sur la valeur du couple

Les boucles de courant étant réglées, nous pouvons maintenant commander la machine en
couple en imposant simultanément les courants Isd et Isq. Pour une valeur donnée de ces deux
courants, la machine développe un certain couple électromagnétique en régime permanent.
Dans la suite, nous allons étudier les variations du couple en fonction de la valeur des
courants Isd et Isq. Comme le niveau de saturation dans la machine dépend de la valeur de ces
courants, nous verrons comment évolue le couple avec la saturation magnétique.

Pour estimer la valeur du couple électromagnétique, nous utiliserons le releve expérimental de
la vitesse du rotor. Pour cela, il suffit de reprendre 1’équation fondamentale de la dynamique :

Tem =J-%+Tr (IV.19)

Comme la machine est accélérée a vide, le couple résistant se limite au couple de frottement
sec et au couple de frottement visqueux

Tr=Tc+f -Q (IV.20)

Le couple €lectromagnétique se calcule alors a partir de 1’équation aux différences (IV.21). Le
terme h représente le pas entre deux mesures de vitesse. Pour avoir une bonne precision, ce
pas doit étre petit par rapport au temps de montée en vitesse (h = 10™ seconde).

Q(t+h)—Q(t—h)

Temit)=1]-
emf(t) -

+ Te+f-Q(t) (IV.21)

Nous avons représenté sur la figure IV.7, les relevés expérimentaux de la vitesse et des
courants statoriques Isd et Isq pour un essai particulier. Nous avons fixé la valeur du courant
Isd a 2,5 A de maniére a imposer le fux nominal dans la machine. Cette valeur de courant
correspond approximativement au coude de saturation de la caractéristique magnétique d’axe
d (voir figure II1.11). Apres avoir imposé la valeur du courant Isd, nous appliquons (at=0) un
echelon de consigne de 7 A sur I’entrée de la boucle de regulation du courant Isq. Le couple
¢lectromagnétique devient non nul et le moteur accélére. Le couple électromagnétique
représenté sur la figure IV.7 a été estimé a partir de la mesure de la vitesse en utilisant la
relation (IV.21). La valeur moyenne du couple en régime établi (valeur moyenne calculée
entre 0,3 set 0,6 s) vaut 4,7 Nm.
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-

Courants Isd (1) et Isq (

Vitesse de rotation (tr'mn)

Couple électromagnétique (Nm)
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Figure IV.7. Commande en couple; Résultats expérimentaux
Isdref = 2,5A et Isqref = 74
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Nous observons un a-coup de couple au début du démarrage auquel correspond une phase
d’accélération importante du moteur. Cette a-coup de couple est provoque par la réaction de la
cage rotorique (courant induit) face a la variation brutale du courant Isq. Le couple se stabilise
ensuite autour d’une valeur moyenne proche de 4.7 Nm correspondant a une montée
pratiquement lin€aire de la vitesse. On constate sur ce relevé expérimental que plus la vitesse
augmente, plus les signaux des courants Isd et Isq sont perturbés.

Nous avons représente sur la figure IV .8, les résultats de simulation correspondant a 1’essai
précedent (Isd = 2,5A et Isq = 7A). Nous avons fait apparaitre sur cette figure, les résultats
obtenus en utilisant le modeéle non saturé de la machine (Ks = 1) et les résultats obtenus en
utilisant le modele sature. La comparaison de ces deux résultats de simulation montre une
différence importante sur la valeur du couple électromagnétique en régime permanent comme

800

(LY

400

Vitesse de rotation (tr/mn)

200

-1 1] 0] 0.2 0.3 04 0.3 0.6

temps (s)

20

10

Couple électromagnétique (Nm)

0.1 1] 0l 0n2 03 04 03 0.6

temps (s)

Figure IV.8. Commande en couple; Résultats de simulation
(1) modeéle non saturé (2) modeles saturé
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en régime transitoire. La valeur du couple estimée avec le modeéle saturé est beaucoup plus
faible que celle estimée avec le modele non saturé (pour ce niveau de courant). Cette
différence se traduit par des temps de montée en vitesse tres différents pour les deux modeles.
On remarque qu’avec le modele non saturé, la vitesse se stabilise autour de 750 tr/mn apres
0.3 s. Ce phénomene est provoque par la limitation en tension de 1’onduleur alimentant la
machine.

Si on compare ces resultats de simulation avec les résultats experimentaux preceédents, on
constate des differences importantes. La valeur du couple obtenu en simulation avec le
modele non saturé est de 12 Nm en régime permanent. Ce résultat correspond a une erreur de
plus de 55 % par rapport au resultat expérimental (4,7 Nm). La valeur du pic de couple
pendant le transitoire est egalement surestimée. Le temps nécessaire pour atteindre la vitesse
de 600tr/mn est de 0.2 s avec le modele non saturé alors que ce temps est de 0,5 s dans
I"experience (plus du double ...).

Avec le modele saturé, nous obtenons un couple légerement supérieur a 5,1 Nm en regime
etabli. Ce resultat correspond a une erreur d’environ 8.5 % par rapport a I’expérience. La
valeur du pic de couple au démarrage est par contre sous-estimé. Le temps nécessaire pour
atteindre 600 tr/mn est de 0.47 s, ce qui est trés proche du résultat expérimental. Le modeéle
satureé permet donc d’ameliorer nettement les résultats de prédétermination. Ceci permet de
prevoir avec plus de justesse les caractéristiques dynamiques (montée en vitesse) de la
machine alimentée en courant.

Pour confirmer ce résultat, nous avons réalis€ un nombre important d’essais identiques a
|"essai précédent mais pour différentes valeurs des courants Isd et Isq. A chaque fois, nous
avons estime la valeur du couple €lectromagnétique a partir du releve expérimental de la
vitesse. Nous avons représenté sur la figure 1V.9, I'évolution du couple en régime permanent
en fonction du courant lsq pour trois valeurs différentes du courant Isd. Nous avons fait
apparaitre sur cette figure, les résultats expérimentaux (repérés par le symbole #) et les
resultats de simulation obtenus en utilisant le modéle non saturé (1) et le modéle saturé (2).
Avec le modele non saturé, nous obtenons une caractéristique lin€aire entre le couple et le
courant Isq. Cette caracteristique linéaire correspond a I’expression du couple obtenue avec le
modele non sature de la machine. La prise en compte de la saturation magnétique dans la
modelisation a pour effet de diminuer sensiblement la valeur du couple en fonction des
courants. Les resultats expérimentaux confirment ce phénomene. On releve sur ces courbes
des differences de plus de 50% entre les résultats obtenus avec le modele linéaire et les
resultats experimentaux. Cette différence est d’autant plus importante que la valeur des
courants est €levée. Le modele saturé permet de réduire cet écart autour d’une valeur
maximale proche de 10%.

124



" 1 I e

Chapitre IV : Effets de la saturation magnétique sur le contréle vectoriel
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Figure IV.9. Couple électromagnétique en fonction de Isq pour
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3.5 Conclusion
En conclusion et a partir de I’ensemble des resultats obtenus, nous pouvons dire que :

- la saturation magnétique a pour effet de réduire nettement la valeur du couple que
peut développer la machine pour une valeur donnée des courants Isd et Isq. Cette
diminution du couple se traduit par des temps de montee en vitesse plus
importants.

- le modele lineaire ne permet pas d obtenir une prédétermination correcte du
couple (sauf pour les faibles valeurs des courants). On a constaté des erreurs
supéerieures a 50% par rapport a I'expérience pour les valeurs importantes des
courants statoriques.

- le modele saturé que nous avons développe permet de reduire cette erreur a 10%
sur une large plage de variation des courants Isd et Isq.

Apres avoir étudié la commande en couple, nous allons nous intéresser a la commande en
vitesse. Nous allons regarder les effets de la saturation sur différents régimes transitoires.
4. Commande en vitesse
4.1 Modélisation de la boucle de vitesse
Pour calculer le correcteur de vitesse, nous considérons les équations de la machine non

saturee. Si on suppose que le courant Isd est parfaitement régulé, on montre que le couple
électromagnetique ne dépend plus que du courant Isq :

+T- _
Tem(s) =p-(Ld — Lq)- LENE Isdref - Isq(s) (IV.22)
1+Trq-s
Ld-Trq—o0q-Lq-
T= d-Trq—0q-Lq-Trq (IV 23)
Ld—-Lq

La preésence du zero dans 1’équation (IV.22) explique la présence de 1’a-coup de couple au
démarrage que I’on a observe lors de la commande en courant. On voit que la valeur de cet a-
coup de couple dépend du rapport des constantes de temps T/Trq (s — o=).

La vitesse de rotation est liée au couple €lectromagnétique par la relation fondamentale de la
dynamique :

N(S)=§-I/—f‘-Tcm(s) (IV.24)
2n | J
+E - S
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Si on remplace 1’équation (IV.22) dans I’équation (IV.24), on obtient la fonction de transfert
suivante :

. 1/f
N(S) '—‘@‘p-(m—Lq)-Lﬁis—vlsdrel'v——Z———- (IV .25)
Isq(s) 2w 1+ Trq-s ]+%-S

La position des poles et du zéro dans le plan de Laplace fait apparaitre un pole dominant
(constante de temps mécanique). La fonction de transfert précédente peut donc se simplifier
de la fagon suivante

NE) =§—O'P‘(Ld—Lq)- Isdref - ]/Jf (IV 26)
Isq(s) 2m I+F‘S

Le calcul de la transformée en z de la fonction de transfert (IV.26) associée a un bloqueur
d’ordre zéro nous donne :

——Te
N(z) _60 p-(Ld=Lg)-Isdref 1-e

F =
(2) Isq(z) 2m f

(IV.27)
—Te

z—e !

ou Te est la periode d’échantillonage de la boucle de vitesse qui est fixée a 1 ms.

4.2 Synthése du correcteur de vitesse

Le schéma bloc de la régulation de vitesse est donné sur la figure IV.10. La limitation sur la
référence du courant Isq assure la protection de la machine. Comme le temps de réponse de la
boucle de courant est trés faible (2 ms) par rapport a la dynamique de la boucle de vitesse (0.2
s), on consideére que le courant Isq suit instantanément sa reférence. La structure du correcteur
de vitesse est du type IP (Intégral-Proportionel). Cette structure présente |’avantage par
rapport a un correcteur de type PI de ne pas faire apparaitre de zéro dans la fonction de
transfert en boucle fermée. L absence de zéro permet d’obtenir une commande plus douce en
ne provoquant pas de discontinuité sur la référence du courant Isq. Pour éviter de continuer a
intégrer I’erreur de vitesse en régime de limitation du courant Isq, nous avons €galement mis
en ceuvre une structure anti-windup qui n’est pas représentée sur la figure IV.10.

Nref(z) Ki Isq(z) N(z)
—> - — Kp —/II/— F(2)

-z~

correcteur [P

Figure IV.10. Schéma bloc de la régulation de vitesse
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4 ] gnetiq

Le calcul de la fonction de transfert en boucle fermée fait apparaitre un systeme du deuxieme
ordre. On désire obtenir la réponse la plus rapide sans dépassement, ce qui revient a imposer
deux poles reels identiques pour 1'équation caractéristique. Aprés calcul, on obtient
I"expression des gains du correcteur en fonction du temps de réponse désire tr, de la valeur de
la periode d’echantillonnage de la boucle de vitesse Te, et de la valeur des parametres de la
machine :

Y N T
2n f el -e U
60 ‘ p- (Ld- Lq)- Isdref ‘ 4

(IV.28)

—8_(S-T—c —4__’-.—
& tr —9. tr
O il r ® (IV 29)

Nous donnons dans le tableau IV .2, les résultats des calculs des gains du correcteur pour deux
valeurs différentes du temps de réponse et pour deux valeurs de Isdref. Pour les calculs, nous
avons utilisé la valeur des parametres électriques du tableau II1.1. Les parametres meécaniques
f et ] mesurés sur le banc expérimental ont respectivement pour valeur 0,0029 Nm/(rd/s) et
0,038 kgm®.

tr=02s tr = 0,5s
Isdref = 1.5A Isdret = 2.5A | Isdref = 1.5A | Isdref = 2.5A
Kp=0,1689 | Kp=0,1013 | Kp=0,0683 | Kp=0,0410
Ki=0,0108 Ki=0,0108 Ki=0,0043 | Ki=0,0043

Tableau 1V.2. Valeurs des gains du correcteur de vitesse

4.3 Vérification des performances

Pour verifier les performances de la boucle de régulation de vitesse (temps de réponses), il
faut conserver un mode de fonctionnement lin€aire. Pour cela, nous imposons un echelon de
faible amplitude sur la consigne de vitesse (250 tr/mn) de manieére a ne pas rentrer en
limitation sur la reférence du courant Isq (la valeur maximum est réglée a =7 A). Nous avons
realise deux essais correspondant a deux reglages differents du temps de reponse. Dans les
deux cas, nous avons fixé Isdref a 2,5 A. Les relevés expérimentaux de la vitesse et des
courant Isd et Isq sont donnés sur la figure IV.11. La courbe repérée par le chiffre (1)
correspond a un reéglage du temps de réponse de 0,2s (Kp = 0,1013 et Ki = 0,0108). La courbe
repéree par le chiffre (2) correspond a un réglage de 0,5s (Kp = 0,041 et Ki = 0,0043).

128



Chapitre IV : Effets de la saturation magnétique sur le contréle vectoriel

Courant Isd (A)

- @ -
13
1
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0 :
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Courant Isq (A)

Vitesse de rotation (tr'mn)

temps (s)

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

temps (s)

300
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200 4

150

100
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Figure IV.11. Vérification des performances de la boucle de vitesse
Essais expérimentaux, (1) tr = 0,5s (2) tr = 0,2s
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On constate que les reponses expérimentales sont bien en accord avec les calculs théoriques.
Les temps de réponse sont respectés. On remarque que le courant Isd est legerement pertubé
pendant le transitoire.

4.4 Effets de la saturation sur la dynamique

Nous allons regarder I'influence de la saturation magnétique sur les reponses transitoires du
courant Isq et de la vitesse. Pour cela, nous allons considérer deux regimes de fonctionnement
differents. Comme le niveau de saturation dépend de la valeur des courants Isd et lsq, nous
allons commencer par alimenter la machine avec des courants suffisament faibles pour
fonctionner en régime non saturé, nous regarderons ensuite les transitoires lorsque la machine
est saturée (Isd et Isq importants). Dans les deux cas, nous ferons une comparaison entre les
resultats experimentaux et les resultats de simulation obtenus avec le modéle saturé et le
modele non sature (Ks=1).

4.4.1 Régime de fonctionnement non saturé

Pour ne pas saturer la machine, nous fixons la valeur de Isdref a 1,5A et nous appliquons un
echelon de vitesse de faible amplitude (150 tr/mn) pour que le courant Isq n’atteigne pas une
valeur importante. Pour cet essai, nous avons réglé un temps de réponse de 0,5 s (Kp = 0,0683
et Ki=0,0043).

Les resultats expérimentaux sont donnés sur la figure IV.12. On a fait apparaitre les releves de
la vitesse, des courant Isd et Isq et du courant dans une phase de la machine. La valeur
maximale atteinte par le courant Isq pendant le transitoire est egale a 2,2 A.

Les resultats de simulation correspondant a cet essai sont donnés sur la figure 1V.13. Pour ces
faibles niveaux de courant, on constate que les résultats de simulation obtenus avec le modeéle
non sature (Ks = 1) sont pratiquement identiques a ceux obtenus avec le modele saturé. On
note toutefois une legere différence sur la valeur maximale du courant Isq (valeur plus
importante pour le modele sature). Cette différence s explique par le fait que la machine est
tres legerement satureée pendant le transitoire.

Ces resultats de simulations sont proches des résultats expérimentaux en ce qui concerne le
temps de reponse en vitesse et la valeur maximale du courant Isq atteinte pendant le
transitoire. Pour un régime de fonctionnement non saturé qui correspond a des faibles valeurs
des courants Isd et Isq, les deux modeles sont donc capables de predéterminer la dynamique du
systeme.

Nous allons maintenant etudier le cas ou les courants sont plus importants.
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Vitesse de rotation (tr/'mn)

Courant Isd (1) et courant Isq (2) (A)

Courant de ligne (A)
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Figure IV.12. Régulation de vitesse, résultats expérimentaux ;
Régime de fonctionnement non saturé (Isd = 1,54)
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Vitesse de rotation (Ir min)

Courant Isq ()

Courant de ligne (\)

4
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Figure IV.13. Régulation de vitesse, résultats de simulation;
Régime de fonctionnement non saturé (Isd = 1,54)
(1) Modele non saturé (2) Modéle saturé
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4.4.2 Régime de fonctionnement saturé

Pour le fonctionnement en régime sature, nous considérons deux cas. Dans le premier cas,
nous nous arrangeons pour que le courant Isq n’atteigne pas sa valeur limite (fonctionnement
linéaire). Dans le deuxiéme cas, nous appliquons une consigne de vitesse suffisante pour
faitre entrer Isq dans la zone de limitation. Dans les deux cas, nous fixons Isdref @ 2,5A et nous
reglons le temps de réponse de la boucle de vitesse a 0.2 seconde.

Pour que Isq ne rentre pas en limitation (limitation fixée a 7A), nous imposons un echelon de
faible amplitude (250 tr/mn) sur la consigne de vitesse. Les résultats expérimentaux sont
donnés sur la figure IV.14. Nous avons fait apparaitre sur cette figure, la vitesse de rotation,
les courants Isd et Isq, et le courant dans une phase de la machine. Les résultats de simulation
correspondant a cet essai sont donnés sur la figure IV.15. On constate sur les courbes de
simulation que le temps de reponse a 5 % est pratiquement le méme pour le modele saturé (2)
et le modele non saturé (1). On trouve également un temps de réponse du méme ordre sur le
relevé expérimental de la vitesse. La différence se situe au niveau de la valeur maximale du
courant Isq nécessaire pour obtenir ce temps de réponse. Avec le modele non saturé, nous
obtenons une valeur maximale du courant Isq égale a 4 A alors qu’avec le modéle saturé nous
obtenons une valeur de 5.5 A. Cette seconde valeur est beaucoup plus proche du résultat
experimental (5,2A). Pour compenser 1’effet de la saturation magnétique, le correcteur de
vitesse délivre une valeur de consigne du courant Isq plus importante pour assurer le temps de
réeponse. Pour ce régime de fonctionnement sature, on constate que le modele non saturé n’est
plus suffisant pour prévoir la dynamique du courant Isq, en particulier la valeur maximale
atteinte par ce courant pendant le transitoire.

Pour le deuxieme essai, nous avons realisé une inversion de vitesse correspondant a un
échelon sur la consigne de —400tr/mn a + 400tr/mn. Cette variation importante sur la
reférence de vitesse permet de faire entrer Isq en limitation. Les résultats expérimentaux et les
résultats de simulation sont donnés sur la figure IV.16. Pendant le temps correspondant a la
montée en vitesse, on se retrouve dans le cas d’'une commande en courant (les courants Isd et
Isq sont constants). Nous avons vu lors de I’étude de la commande en couple (voir figure IV
9) que pour le point de fonctionnement correspondant a Isd = 2,5A et Isq = 7A, la valeur
expérimental du couple était réduite de plus de la moiti€ par rapport a la valeur du modele non
saturé. On retrouve ce resultat sur les courbes de vitesse de la figure IV.16. En effet, le temps
de monté en vitesse est d’environ 0,25 seconde avec le modele non saturé alors qu’il est de
0,5 seconde avec le modele saturé. On lit sur la courbe expérimentale un temps de montée
d’environ 0,55 seconde. Ce résultat expérimental est beaucoup plus proche du résultat obtenu
avec le modele sature.

Finalement, on peut dire que pour les valeurs importantes des courants Isd et Isq, le modele
non saturé n’est plus apte pour prévoir la dynamique du systeme. Dans ce cas, |’utilisation du
modele saturé parait incontournable pour obtenir des prédéterminations proches de
I’expérience.
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Vitesse de rotation (tr’'mn)

Courant Isd (1) et courant Isq (2) (A)
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Figure IV 14. Echelon de vitesse de 250 trmn ; Isd — 2,54
Résultats expérimentaix
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Figure IV.15. Echelon de vitesse de 250 trmn ; Isd = 2,54

Résultats de simulation
(1) Modéle non saturé (2) modele saturé
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Courant Isd (A)

Courant Isq (A)
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Figure IV.16. Inversion de vitesse de (-400tr'mn) a (+~400tr mn);

(1) Modele non saturé

2) Modéle saturé

(3) expérience
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Nous avons représenté sur la figure IV.17, I'évolution du coefficient de saturation Ks pendant
le transitoire de vitesse correspondant a la simulation précédente (modele satureé). On
remarque une nette diminution du coefficient de saturation pendant la phase de
fonctionnement ou le courant Isq entre en limitation. En effet, Ks passe de 0,74 a 0,48. Cette
diminution de Ks a pour conséquence de limiter la valeur du couple pendant le transitoire et
contribue a une augmentation du temps de montée en vitesse. Un modele sature ou seul le
courant Isd serait pris en compte dans I’expression du coefficient de saturation Ks (modéle
pour lequel on neglige I’effet crois€) amenerait une erreur importante sur la préedétermination
theéorique du temps de montée en vitesse.

(1E 1]

04

CoelTicient de saturation Ks

11 1.3 1.5 17 19 2.1 2 ]

ta
~

lemps (s)

Figure IV.17 Evolution du coefficient de saturation Ks
Inversion de vitesse de (-400tr'mn) a (~400tr'mn)

4.4.3 Echelon de couple résistant

Pour étudier les performances de la boucle de régulation par rapport a I’entrée de perturbation,
nous appliquons un échelon de couple résistant de 3.4 Nm. La vitesse est régulée a 600 tr/mn.
Le courant Isdref est fixe a 2,5 A. Le temps de réponse de la boucle de vitesse est regle a 0,2
seconde. Pour appliquer I’échelon de couple résistant, on insére une résistance aux bornes de
I’induit de la géneratrice a courant continu. La figure IV.18 montre la réponse du systeme
(vitesse et courant Isq) face a cette échelon de couple. On a fait apparaitre sur cette figure, les
resultats expérimentaux et les résultats de simulation (modele non saturé et modele sature).
On constate encore une fois que le modele saturé permet de mieux prévoir le réegime
transitoire. Si on regarde les valeurs du courant Isq en régime établi, on obtient une valeur
d’environ 3,2 A pour I’expérience, une valeur de 3,4 A avec le modele sature et une valeur de
2 A avec le modéle non saturé. La chute de vitesse est relativement faible (inférieur a 2 %)
dans tous les cas.
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Figure IV.18. Echelon de couple résistant de 3,4 Nm
(1) Modele non saturé

(2) Modele saturé (3) Expérience

Dans ce chapitre, nous avons montré I'influence de la saturation magnétique sur le controle
vectoriel de la machine synchrone a réluctance variable. La commande en couple a permis de
mettre en evidence des écarts de plus de 50% entre la valeur du couple mesuré et celle
calculée en utilisant le modele non sature. Nous avons montré que le modele saturé permet de
réduire cet écart a moins de 10%.

Pour la commande en vitesse, nous avons vu que 1’effet de la saturation est compensé par le
correcteur de vitesse qui délivre une consigne de courant Isq plus importante pour préserver le
temps de reéponse. Ceci reste valable tant que le courant Isq n’entre pas en limitation. En
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régime de limitation, nous avons constaté une différence importante sur les temps de monte
en vitesse entre |’expérience et le modéle non saturé. Nous avons montré que cette différence
est réduite lorsque I’on utilise le modele saturé. Finalement, on peut dire qu'un modele sature
simple (au sens du premier harmonique) permet d’assurer une prédétermination relativement
préecise de la dynamique de la machine dans tous les modes de fonctionnement.

Apres avoir étudié I'influence de la saturation sur le controle vectoriel, nous allons définir
deux stratégies de commande particulieres.
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1. Introduction

En régime permanent, le couple électromagnétique d’une machine synchrone a réluctance
variable est proportionnel au produit des courants Isd et Isq. On dispose donc d’un degre de
liberté sur le choix de la valeur de ces courants puisque seul le produit est imposé pour une
charge donnée. La commande vectorielle n’utilise pas ce degré de liberté. En effet, le courant
Isd est imposé constant pour obtenir le flux nominal dans la machine quel que soit le régime
de fonctionnement (a vide ou en charge). La valeur du courant Isq dépend alors du couple
resistant applique sur I'arbre. Si ce type de fonctionnement permet d’assurer de bonnes
performances dynamiques, les performances de la machine en régime permanent ne sont pas
optimisées (facteur de puissance, courant absorbé, rendement).

Dans ce chapitre, nous allons développer deux stratégies de commande permettant
d’ameéliorer les performances de la machine en régime permanent. Nous commencerons par
developper une loi de commande permettant d’obtenir le maximum de couple pour une valeur
donnée du courant statorique. Cette loi de commande sera établie a partir des équations du
modele saturé. Nous developperons ensuite une stratégie de commande a rendement optimal
ne necessitant pas la connaissance du modele de la machine. Pour cela, nous chercherons a
minimiser la puissance é€lectrique absorbée par la machine en utilisant des algorithmes
d’optimisation.

2. Commande a couple maximal
2.1 Introduction

Comme nous |’avons dit, le couple €lectromagnétique dépend du produit des courants Isd et
Isq. La commande a couple maximal consiste a déterminer la valeur des courants Isd et Isq de
maniére a obtenir le maximum de couple pour une valeur donnée du courant statorique. Des
lois de commande a couple maximal ont e€té proposees dans la litterature. Ces lois de
commande ont été déterminées a partir des équations du modele non saturé [BET 93] [FLE
95a] ou bien a partir du modele saturé mais en négligeant 1’effet croisé [BOL 96] [JOV 99].
Des lois de commande ont €galement été déterminées a partir du relevé expérimental du
couple en fonction du courant statorique [XU 91] [VAG 97].

Nous allons dans la suite définir une loi de commande a couple maximal en utilisant les
équations du modele saturé que nous avons développées dans le deuxieme chapitre. Nous
montrerons qu’il est important de prendre en compte |’effet croisé de saturation pour établir
cette loi de commande.

2.2 Recherche d’une loi de commande
Nous avons défini sur la figure V.1, I'angle de commande € repérant la position du vecteur

courant statorique Is dans le repére d-g fixé au rotor. En régime permanent, le vecteur Is est
fixe et a une norme constante.
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axe q
A

Isq ; Is

P axe d

Isd

Figure V.1. Définition de I'angle de commande €

Nous définissons également la variable m comme étant le rapport entre le courant Isq et le
courant Isd.

mian g =it (V.1)

sd

Le probleme a résoudre est le suivant. Il faut déterminer la valeur de € (ou la valeur de m) de
maniere a obtenir le couple maximal pour une valeur donnée du courant statorique. Pour cela,
nous rappelons I’expression genérale du couple électromagnétique.

Tem=p- (Wsd- Isq — Wsq- Isd) (V.2)
En régime permanent, les flux Wsd et Wsq ne sont fonctions que des courants statoriques Isd et
Isq (il n’y a pas de courant dans la cage du rotor). Ces flux dépendent eégalement du coefficient

de saturation Ks défini dans le deuxiéme chapitre.

Wsd=0d-Ld- Isd + Ks(I'mr)- Ld- (1 - 6d)- Isd (V.3)
Wsq=0q-Lq-Isq+ Ks(I'mr)- Lq- (1-6q)- Isq (V.4)

2.2.1 Modéle non saturé

Lorsque la machine n’est pas saturée (Ks = 1), les équations précédentes se simplifient. Le
couple électromagnétique s’écrit alors :

Tem=p-(Ld—Lq)-Isd - Isq (V.5)

La valeur efficace du courant dans une phase du stator est donnée par la relation suivante

’ aZ T2
RE Isd -l:l.q (V.6)
3
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On peut alors exprimer le couple électromagnétique (V.5) en fonction de Is et du coefficient
m défini précédemment :

m

Tem=3-p-(Ld —Lq) - Is* - (V.7)

l+m~

Dans ce cas, il est facile de montrer que la machine développe le couple maximal pour un
courant donné si la condition suivante est respectee :

Vis, m=1 soit I.\‘d=1.~'q=\jg-ls

.p-(Ld = Lq)- Is? pour €(max)=45° (V.8)

Tem(max) =

MI-.JJ

Ce resultat est classique. L’angle de commande optimum gmax) a pour valeur 45°, ce qui
correspond a Isd = Isq. Il suffit donc d’imposer cette égalité dans la commande pour faire
travailler la machine a couple maximal. Nous allons montrer comment évolue cette loi de
commande avec la saturation.

2.2.2 Modéle saturé

Pour déterminer une loi de commande a couple maximal valable en régime sature, il faut
reprendre les équations (V.2), (V.3), et (V.4) en remplagant Ks par son expression (I11.26).
Sachant que le coefficient de saturation Ks a été modélisé par un rapport de polynomes
d’ordre 4, on arrive rapidement a une expression complexe pour le couple électromagnétique.
Pour eviter d’avoir a dériver cette expression (recherche du maximum), nous allons tracer
I’évolution du couple en fonction de I’angle de commande ¢ pour différentes valeurs du
courant statorique Is. Sur chaque courbe, nous allons relever la valeur de I'angle de
commande optimal €max) pour laquelle le couple passe par son maximum Tem(max). Nous
tracerons ensuite I’évolution de €(max) et de Tem(max) en fonction de la valeur du courant Is.
Les études qui ont été développées jusqu’a présent ne prennent pas en consideration I’ effet
croisé de saturation [BOL 96] [JOV 99]. Pour montrer I'importance de ce phénomene, nous
allons considérer deux expressions différentes pour le couple €lectromagnétique. Nous allons
tout d’abord calculer le couple en considérant I'effet croisé de saturation. Dans ce cas, le
coefficient de saturation Ks qui apparait dans les équations (V.3) et (V.4) dépend du courant
magnétisant rotorique équivalent I'mr qui a été défini dans le deuxieme chapitre. L expression
de I’'mr est rappelée ci-dessous (régime permanent).

I'mr=y1sd2 + k2 -Isq? (V.9)

Pour calculer le couple, il suffit de remplacer les expressions des flux statoriques (V.3) et
(V.4) dans I’equation du couple (V.2) en calculant chaque fois la valeur de Ks.
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Pour calculer le couple en négligeant 1'effet croisé de saturation, il suffit de modifier
légerement les expressions des flux statoriques Wsd et Wsq :

Wsd=0d- Ld- Isd + Ks(Isd)- Ld - (1 — od)- Isd (V.10)
Wsq=06q-Lq-Isq+Ks(k-Isq)- Lq- (1—0q)- Isq (V.11)

De cette fagon, le flux ¥sd ne dépend plus que du courant Isd et le flux ¥sq ne dépend plus
que du courant Isq. L’interaction magnétique entre les bobinages statoriques d’axe et d’axe
g n’existe plus. Il ne reste alors qu'a remplacer les equations (V.10) et (V.11) dans
I’expression du couple (V.2).

Nous avons représenté sur la figure V.2, I'évolution du couple électromagnétique en fonction
de I’'angle de commande & pour trois valeurs différentes du courant statorique. Sur chaque
graphique, nous avons fait apparaitre les resultats obtenus avec les trois modeles définis
précédemment (modéle non saturé, modeéle saturé complet et modele saturé sans I’effet
croisé). On remarque tout d’abord sur ces courbes que la valeur maximum du couple diminue
nettement lorsque 1’on considere la saturation dans la modélisation. Pour la valeur nominale
du courant statorique (Is = 3A), on observe une différence de plus de 50% entre le résultat
obtenu avec le modéle saturé complet et celui obtenu avec le modéle non saturé. Ces courbes
démontrent également que I’effet croisé de saturation a un impact important sur la valeur de
I’angle optimal de commande correspondant au maximum du couple. Ce phénomene ne peut
pas étre néglige pour etablir la loi de commande.

Nous avons représente sur la figure V.3, I’évolution du couple maximal Tem(max) en fonction
du courant statorique. Pour le modéle non saturé, nous obtenons une évolution quadratique du
couple en fonction du courant (équation V.8). On constate que la saturation a pour effet
“d’aplatir” cette courbe. Les résultats obtenus en utilisant le modele saturé complet et ceux
obtenus en négligeant |’effet croisé sont proches jusqu’au courant nominal. Les courbes ont
ensuite tendances a se différencier pour les valeurs importantes du courant statorique
(surcharges).

La figure V.4 montre I'évolution de I’angle optimal de commande €(max) en fonction du
courant statorique. Pour le modele non saturé, la valeur de €max) est égale, comme nous
I’avons vu, a 45° quelle que soit la valeur du courant statorique. Les résultats obtenus avec le
modele saturé sans |’effet croisé montrent que 1’angle optimal de commande est supérieur a
45° et augmente rapidement avec la valeur efficace du courant statorique. On constate une
variation moins importante de cet angle avec le modele saturé complet.

Pour développer une stratégie de commande a couple maximal, il faudrait normalement
utiliser la loi d’évolution de €(max) correspondant au modele saturé¢ complet. Cependant, on
remarque sur la figure V.2 que les courbes obtenues avec le modele saturé complet sont
relativement plates autour du maximum. On constate en particulier que pour € = 45°, la valeur
du couple est trés proche de la valeur maximale. On peut alors penser qu’une stratégie de
commande a couple maximal telle que Isd = Isq (stratégie de commande correspondant au
modele non sature) peut encore s’appliquer sans trop d’erreurs en régime sature. Nous allons
verifier ce résultat par des essais expérimentaux.
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2.3 Vérification expérimentale de la loi de commande

Pour verifier la loi de commande théorique (Isd = Isq), nous avons réalisé le montage de la
figure V.5. Nous retrouvons sur ce schéma, la régulation de vitesse et la régulation des
courants Isd et Isq que nous avons développées dans le chapitre preécédent.

[sdref
Oref Régulation > Régulauon
> de vitesse des courants
Isd et Isq
____ﬁ
Isqref
Q

ST

O Codeur

Figure V.5. Schéma du montage permetiant de verifier la
loi de commande a couple maximal

Le couple de charge est imposé par |'intermédiaire d’'une génératrice a courant continu a
excitation constante debitant sur une charge résistive. Le principe de I’essai est le suivant :
pour une vitesse donnee et un couple résistant donné, on fait varier la valeur de Isdref et on
mesure la valeur efficace du courant absorbé par la machine a réluctance. L’objectif est de
trouver la valeur de Isdref pour laquelle le courant absorbé est minimum. Nous avons réalise
les essais pour trois valeurs différentes de la vitesse (250, 500 et 800 tr/mn) et quatre valeurs
différentes du couple résistant. La valeur du couple résistant est déterminée a partir de la
mesure du courant débité par la génératrice. Les relevés expérimentaux sont donnes sur les
figures V.6 et V.7. Sur la figure V.6, nous avons repréesenté les variations du courant
statorique en fonction de la valeur du courant Isd. Sur la figure V.7, nous avons représente les
variations du courant statorique en fonction du rapport m égal a Isq/Isd.

L’analyse des courbes représentées sur la figure V.6 montre qu’il est nécessaire d ajuster la
valeur de Isdref en fonction de la charge pour se trouver toujours au minimum du courant
absorbé. Pour les faibles valeurs du couple résistant, il faut diminuer la valeur courant Isd. Ce
qui revient a limiter le niveau de flux dans la machine. Par contre, plus le couple résistant
augmente et plus il faut augmenter la valeur du courant Isd.

Les courbes de la figure V.7 montrent que le minimum du courant absorbe se trouve toujours
autour d’une valeur de m proche de 1 (soit pour Isd = Isq), quelle que soit la charge et la
vitesse. On remarque d’ailleurs que la vitesse a peu d’influence sur la valeur de ce minimum.
Nous retrouvons par |’expérience le résultat que nous avions deétermine lors de 1'étude
théorique précédente. Une stratégie de commande a couple maximal telle que m = 1 reste
valable quel que soit le régime de fonctionnement (satureé ou non sature).
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Nous avons implanté la loi de commande correspondant a Isd = Isq sur le banc expérimental.
Pour cela, nous avons modifié légerement le schéma de la figure IV.2 en imposant la relation
Isdref = Isqref dans 1’algorithme de commande. Nous avons représenté sur la figure V.8, le
relevé experimental des courants (Isd, Isq, Is) et celui de la vitesse lors d’'un changement de
stratégie de commande. A t = 0, on passe d’'une commande vectorielle classique ou le courant
Isdref est fixé a 2.5 A a la commande a couple maximal ot I’on impose Isdref = Isgref. Cet essai
a ete realise en charge pour une vitesse régulée a 400 tr/mn. Le courant statorique Is a éte
calculé en utilisant la relation V.6. On observe sur ces relevés qu’apres un régime transitoire,
les courants Isd et Isq se stabilisent autour d’une valeur identique proche de 3 A. Le courant Is
passe de 3,3 A en controle vectoriel a 2,6 A avec la commande a couple maximal. Ce resultat
correspond a une économie de courant de plus de 20%.

2.4 Conclusion

Dans cette partie, nous avons développé une stratégie de commande a couple maximal pour le
régime permanent. En utilisant les équations du modele saturé de la machine, nous avons
montreé que la loi de commande classique (Isd = Isq) reste valable en régime saturé. Nous
avons montré qu’il était necessaire de prendre en compte |'effet croisé de saturation dans
I’expression du couple pour établir cette loi de commande. La loi de commande théorique a
ensuite eteé validée par des essais expérimentaux. Nous avons également montré 1’évolution
temporelle des courants et de la vitesse lors d’'un changement de stratégie de commande
(passage du controle vectoriel a la commande a couple maximal).

Apres avoir étudier la commande a couple maximal, nous allons développer une stratégie de
commande permettant d optimiser le rendement de la machine en régime permanent.
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3. Commande a rendement optimal
3.1 Introduction

Le rendement d’un moteur é€lectrique est un parametre important, en particulier pour les
systemes embarqueés ou la source d’énergie est limitée (vehicules électriques). Le rendement
d’un moteur est optimise lors de sa construction pour un fonctionnement en régime nominal.
Cependant, dans de nombreuses applications a vitesse variable (pompe, ventilateur), un
moteur peut étre amené a travailler loin du régime nominal. Dans ce cas, le rendement optimal
n’est plus assure.

On peut optimiser le rendement sur une plage de fonctionnement donnee en definissant des
strategies de commande particulieres. Des études ont ét¢ menées dans ce sens pour les
machines synchrones a réluctance variable et pour les machines asynchrones. Deux méthodes
ont éteé développees. Elles concernent uniquement le fonctionnement en régime permanent. La
premiere meéthode consiste a déterminer une loi de commande a partir des équations du
modele de la machine [FLE 95b] [KIO 96] [FER 98] [FER 00] [ABR 01]. Les pertes a
minimiser sont les pertes Joule et les pertes dans le fer. L'inconveénient principal de cette
meéthode est qu’elle nécessite une parfaite connaissance des parametres de la machine. Or. ces
parametres varient avec la température et avec la saturation magnétique. De plus, les pertes
dans le fer sont difficiles a évaluer lorsque la machine est alimentée par un onduleur
fonctionnant en modulation de largeur d’impulsion [HIL 01]. Pour éviter ces problemes, une
deuxieme meéthode a éte développée. Elle est basée sur la mesure de la puissance absorbée par
la machine. Le principe est le suivant. Pour une vitesse et une charge donnée, on fait varier la
valeur du courant Isdref pour trouver le minimum de la puissance absorbée [KIR 85] [MAT
97] [TA 01]. Cette méthode est simple et ne nécessite pas la connaissance du modéle de la
machine. Elle peut s’appliquer a toutes les machines.

Dans la suite, nous allons développer une stratégie de commande a rendement optimal en
nous basant sur la méthode de la mesure de la puissance d’entrée. Pour rechercher le
minimum, nous utiliserons des algorithmes d’optimisation particuliers (Fibonacci, section
dorée). Ces algorithmes permettent de trouver rapidement le minimum d’une fonction a une
variable sans avoir a calculer sa dérivée. Des algorithmes de ce type ont été utilisés
dernierement pour I’optimisation du rendement de la machine asynchrone [TA 01] et pour le
transfert optimal de puissance entre un générateur photovoltaique et une charge [MIY 02].

3.2 Mesure de la puissance absorbée

Pour mettre en ceuvre |’ algorithme d’optimisation du rendement, il est nécessaire de mesurer
la puissance absorbée par la machine. La structure du convertisseur de puissance est
representée sur la figure V.9. La tension du réseau est redressé par |'intermédiaire d’un pont
de diodes triphaseé puis filtrée par une cellule L-C. L onduleur est commandé par la carte DSP
en modulation de largeur d’impulsion (MLI) a une fréquence de 10 kHz
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Figure V.9. Mesure de la puissance absorbée

Pour des raisons de simplicité, nous avons effectué la mesure de la puissance au niveau du

bus continu. Dans ce cas, la puissance absorbée est obtenue en effectuant le produit de la
tension Udc par le courant Idc :

Pa = Ude - Ide (V.12)

Comme la mesure de la puissance se fait en amont de I’onduleur, les pertes par commutation
et par conduction des composants de 1’onduleur sont prises en compte dans la valeur de la
puissance absorbée. Les signaux issus du capteur de courant (mesure de ldc) et du capteur de
tension (mesure de Udc) sont envoyés sur deux convertisseurs analogiques-numeriques de 12
bits associes a la carte DSP. Ces signaux sont échantillonnés a une fréquence de 1 kHz
(pendant I'interruption correspondante a la boucle de vitesse). Pour réduire I’ effet du bruit sur
le signal ldc, nous avons effectué une moyenne glissante sur 20 points.

Nous avons representé sur la figure V.10b, les résultats des mesures de la tension Udc, du
courant Idc et de la puissance absorbée Pa pour un essai en controle vectoriel de la machine.
Nous avons représenté sur la figure V.10a, I'évolution du courant Isd, du courant Isq et de la
vitesse correspondant a cet essai. Apres avoir imposé un courant de référence Isdref = 2,5A
suivant I’axe d, on impose un €chelon de 400 tr/mn sur la consigne de vitesse. Apres que la
vitesse se stabilise, on applique un échelon de couple résistant de 3 Nm.

On peut voir sur la figure V.10b, un appel de puissance au moment du démarrage
correspondant a la phase d’acceleration. Ensuite, la puissance absorbée se stabilise autour de
150 W a vide. Apres I’application du couple résistant, la puissance absorbée vaut environ 400
W. La tension du bus continu passe de 510 V a vide a 500 V en charge et le courant ldc passe
de 0.3 A a 0,8 A. Ces valeurs ont été verifiees en plagant des appareils de mesure
(amperemetre et voltmetre) au niveau du bus continu.
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On constate que les signaux de mesure au niveau du bus continu sont peu bruités. Nous allons
dans la suite utiliser le signal associé a la mesure de la puissance absorbée Pa comme signal
d'entrée pour l'algorithme d'optimisation du rendement. Avant de développer cet algorithme,
nous allons etudier expérimentalement les variations de la puissance absorbée et du
rendement (régime permanent) en fonction de la valeur du courant Isd pour une vitesse et une
charge donnee.

3.3 Caractéristiques Pa = f(Isd) et n = f(Isq/Isd)

Pour une vitesse et un couple résistant donne, la puissance absorbée en régime permanent va
deépendre de la valeur du courant Isd imposé par la commande. Notre objectif est de
determiner la valeur de Isd pour laquelle la puissance absorbée est minimum. Pour cela, nous
allons reprendre le montage de la figure V.5 en faisant varier Isdref pour un point de
fonctionnement donné. Pour mesurer la puissance absorbée, nous utilisons le montage de la
figure V.9. Nous avons réalisé des essais pour 3 valeurs différentes de la vitesse (250 tr/mn,
500 tr/mn et 800 tr/mn) et 4 valeurs différentes du couple résistant (0 Nm, 1,2 Nm, 2 Nm et 3
Nm). Les résultats des mesures sont donnés sur la figure V.11. On constate sur ces courbes
que la valeur du courant Isd correspondant au minimum de la puissance absorbée varie en
fonction de la valeur du couple résistant appliqué sur I’arbre de la machine. On passe d’une
valeur de Isd égale a 0,5 A a vide a environ 3 A pour un couple résistant de 3 Nm (80% du
couple nominal). On remarque que la vitesse a peu d’influence sur cette valeur (au moins pour
la gamme de vitesse que 1’on a étudiée). Ces résultats montrent qu’il est nécessaire d’ajuster
la valeur du courant Isd entre la marche a vide et le fonctionnement en charge pour se trouver
toujours sur le minimum de la puissance absorbée. Si I’on s’éloigne un peu de la valeur du
courant Isd optimal, en particulier si 1’on choisit une valeur légerement inférieure, la puissance
absorbée augmente rapidement et le rendement diminue.
Nous avons représente sur la figure V.12, les variations du rendement en fonction du rapport
m égal a Isq/Isd pour les essais précédents. Le rendement a été calculé a partir de la relation
suivante :

_Tr-Q

"~ Pa

(V.13)

Pour une vitesse de 800 tr/mn et un couple résistant de 3 Nm, la puissance mécanique vaut
250 W. Pour ce point de fonctionnement qui correspond a environ 40% de la puissance
nominale de la machine (600 Watts), le rendement optimal vaut 0,44. Ce rendement optimal
est obtenu pour une valeur de m = 1. On constate sur les courbes de la figure V.12 que pour la
gamme de vitesse étudiée, le rendement optimum se situe toujours autour d’une valeur de m
proche de 1 (Isd = Isq) quelle que soit la valeur du couple résistant. Par conséquent, une
commande telle que m = 1 semble tout a fait satisfaisante pour faire fonctionner cette machine
a son meilleur rendement quelque soit le point de fonctionnement. Cependant, ce résultat
experimental qui est valable pour cette machine ne I’est peut-étre plus pour une machine a
réluctance ayant un rotor différent (rotor “axialement laminé” par exemple). Nous allons donc
dans la suite développer une commande basée sur la minimisation de la puissance absorbée.

158



‘ 0 T 1 |

Chapitre V : Etude de deux stratégies de commande pour le régime permanent
l4 8 s g

Puissance absorbée Pa (W)

Puissance absorbée Pa (W)

Puissance absorbée Pa (W)

B0

[l

00

200

-+Ir

- Tr
—-—r
L& Tr

N = 250 tr'mn

=3 Nm
=2 Nm

1.2 Nm

=0 Nm

i
0 1 2 3 4 3 6 7
Courant Isd (A)
200 +_I‘r 3,\Tn
e & Tr =2 Nm
N =500 tr'mn —-Tr=1.2 Nm
=& Tr= () Nm
GO0 A
400
ROTE
0 :
0 y.: 3 4 5 6 7
Courant Isd (A) -
<00 —=Tr=3Nm
[I\' = 800 trmn —#Tr=2Nm
- Tr= 1.2 Nm
=Tt =0 Nm
600
JD) 4 = = = = = = = s T lr 2 2 = 2 d oL 2 2l = e e e e e o= e - -
2004 = A= = 22 = e m ate e e Tl e e e e ate e s e e e e e e e e e e ..
(4] -

| 2 3 4 5 6 7

Courant Isd (A)

Figure V.11. Puissance absorbée en fonction de Isd;
Relevés expérimentaux

159



Chapitre V' : Etude de deux stratégies de commande pour le régime permanent

Rendement

Rendement

Rendement

0.1

04

] -

4

=+Tr=3Nm

N =250 tr'/mn ~&-Tr=2Nm

—-Tr=1.2Nm

2 3 4 5
Rapport m = lsg lsd

——Tr=3Nm

|_\ 'EJU tr m; ' -Tr=2Nm

~=Tr=1,2Nm

1 2 3 4 5

Rapport m = Isg Isd

N = 800 tr'mn : - Tr=2 Nm

T

1 2 3 4 5

Rapport m = Isq/1sd

Figure V.12. Rendement en fonction du rapport m;
Relevés expérimentaux

160



" piis 1L nn |

Chapitre V : Eitude de deux stratégies de commande pour le régime permanent

3.4 Utilisation d’un algorithme d’optimisation
3.4.1 Principe de la commande

La structure du schéma de commande est représentée sur la figure V.13. La différence avec le
controle vectoriel classique se situe au niveau de la valeur de référence du courant Isd. En
controle vectoriel, cette réference est fixe quel que soit le point de fonctionnement (sauf pour
les vitesses importantes pour lesquelles on effectue un defluxage). Pour la commande a
rendement optimisé, on utilise un algorithme d’optimisation qui permet de trouver la valeur
de reference du courant Isd pour laquelle la puissance absorbée est minimum.

Cette strategie de commande concerne uniquement le fonctionnement en régime permanent.
Nous verrons plus tard comment geérer les transitoires (avec le signal d’erreur de vitesse AN).

lp;l = Ude.lde

AN Algorithme
....................................... rendement
optimal
Isdref Usdref
Cd(z) —»
R onduleur
Nref [ " dg/123 MLI MRV
- sqre
] Cn(2) Cq(z) |—
Usqref H
s O
N Y
Isd Is1 —
& capteur de
123/dg position
Isq Is2
-
d
dt

Figure V. 13. Schéma de principe de la commande a rendement
optimal

Pour la machine synchrone a réluctance variable, un algorithme de commande a rendement
optimal a été proposé par Matsuo [MAT 97]. Pour un point de fonctionnement donne, la
meéthode consiste a faire varier par pas régulier la valeur de Isdref et a mesurer chaque fois la
puissance absorbée Pa. On se place ensuite sur la valeur de Isd correspondant au minimum de
la puissance absorbee. Cette méthode de recherche n’optimise pas le nombre d’itérations
nécessaires pour trouver le minimum et demande par conseéquent un temps de recherche
important (plusieurs minutes). Il existe des méthodes mathématiques d’optimisation
(recherche du minimum ou du maximum) pour les fonctions a une variable. Ces méthodes
permettent d’améliorer la vitesse de convergence. Nous allons rappeler brievement le principe
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de ces méthodes dont on peut trouver des développements complets dans la littérature [WIL
66].
3.4.2 Méthodes de recherche d’un optimum

Nous allons rappeler le principe de trois méthodes d’optimisation unidimensionnelle (fonction
a une seule variable). Ces méthodes ne supposent pas la dérivabilité ni méme la continuité de
la fonction étudiée, mais seulement son unimodalité (la fonction posséde un minimum unique
a I'intérieur de l'intervalle d’étude). La premiere méthode est la recherche dichotomique.
Cette methode est simple mais peu efficace. A chaque étape (réduction de I’intervalle
d’incertitude), elle nécessite deux évaluations de la fonction (donc deux mesures). La
recherche de Fibonacci est la méthode qui nécessite le minimum d’évaluation de la fonction
pour arriver au resultat (une évaluation par étape). Cependant, pour lancer une recherche de
Fibonacci, il faut connaitre le pouvoir séparateur A de la fonction etudiée. On appelle pouvoir
séparateur, la séparation minimale A entre deux points x1 et x2 permettant de conclure avec
certitude si f(x1)>f(x2) ou f(x2)>f(x1). Ainsi, au voisinage du minimum, les deux fonctions f1
et f2 représentées sur la figure V.14 ont des pouvoirs séparateurs A1 et A2 trés différents.

A

f1

\ f ‘fi/

> X

Al A2

Figure V.14. Pouvoir séparateur A d'une fonction
a une variable

Si nous ne connaissons pas a priori la forme de la fonction, nous ne pouvons pas deéfinir le
pouvoir separateur et il est par conséquent impossible d’utiliser la méthode de Fibonacci. On
peut cependant bénéficier du principe de cette méthode en la modifiant de telle sorte que I’on
puisse se passer de la connaissance du pouvoir séparateur A. C’est la méthode de la section
dorée ou on utilise le nombre d’or pour réduire I’intervalle d’incertitude a chaque étape.

3.4.2.1  Recherche dichotomique
Le principe de cette méthode pour six expériences est donné sur la figure V.15. A chaque
étape, on effectue deux expériences (évaluation de la fonction). Pour réduire au minimum

I"intervalle d’incertitude a chaque étape, la meilleure solution consiste a placer les expériences
au centre de I'intervalle, aussi pres que possible I’'une de |’ autre (pouvoir séparateur A).
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> A e
x1 x2
< *—|—o > LI
x3 x4
<+ *~i-o > 12
x5 x6

4—} L4

Figure V. 15. Recherche dichotomique a six expériences

L.a comparaison des resultats des deux premieres expériences (relation d’ordre entre f(x1) et
f(x2)) permet de réduire I'intervalle initial L1 au deuxieme intervalle L2 tel que :

L2=

E-P& (V.14)
2 2

Plagons maintenant la troisieme et la quatriéme expérience (x3 et x4) a A/2 du milieu de L2.
Nous réduisons I’intervalle L2 a L3 d’amplitude :

L3=

%J,% (V.15)

L1 3
—_ 4 —-
4 4

D’une maniere générale, apres n expériences (n étant naturellement pair), il sera possible de
situer le minimum de la fonction dans un intervalle de longueur :

L1 1
L./ =——+|1—— | A V.16
(n/241) 2n/2+[ 2n/2] (V.16)

3422 Recherche de Fibonacci

La recherche dichotomique laisse a chaque étape de I'information inutilisée. En effet,
I"intervalle L2 de la figure V.15 contient I’une des deux expériences de la premiere étape (x2
pour I’exemple donné). Le fait de définir deux nouvelles expériences (x3 et x4) dans
I’intervalle L2 nous met en présence de trois experiences connues dont une non exploitée. La
recherche de Fibonacci permet de réutiliser les résultats des expeériences précedentes. A
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chaque nouvelle étape, on ne définit qu'une nouvelle expérience. Le principe de la méthode
est donné sur la figure V.16 pour 4 expériences. On voit sur cette figure que I’expérience qui
n’est pas retenue pour limiter le nouvel intervalle est réutilisée (I'expérience x2 est utilisée a
I"étape 1, 2 et 3).

x1 X2

< » LI
f(x1)>f(x2)

X2 X3
o —pp 12
f(x3)>1f(x2)

X4 X2

< { » L3
f(x4)>f(x2) |

PPE—

Figure V.16. Recherche de Fibonacci a quatre expériences.

La relation entre la taille de I’intervalle initial (L1) et la taille de I'intervalle correspondant a la
n-ieme expérience est la suivante [WIL 66] :

Fo_
=D Tn2 3 avec n22 (V.17)
F, Fy

Le terme F, qui apparait dans la relation précédente est le n-ieme nombre de la suite de
Fibonacci (mathématicien italien du XIIT™ siécle) définie ci-dessous :

F() =Fl = l
(V.18)
Fp, =F_+F._» Vk=22
{Fi }=1{1.1,2,3,5,8,13,21,34,55,89,144,233, .............. 1

Pour lancer une recherche de Fibonacci, il suffit de placer la premiére expérience a une
distance L2 de l'un des bords du premier intervalle, la deuxiéme expérience étant la
symétrique de la premiére. Ensuite, puisque dans chaque intervalle non €liminé se trouve une
expérience antérieure, il suffit pour continuer la recherche de placer 1’expérience suivante
symeétriquement par rapport a celle qui est déja dans I'intervalle. On obtient la position de la
premiere expérience a partir de I’équation suivante [WIL 66] :
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F _1yn
L, = “"-L|+( Ly
Fl'l n

(V.19)

Pour calculer L2, il faut définir la taille de I'intervalle initial L1 et connaitre le pouvoir
separateur A de la fonction ainsi que le nombre n d’expérience a réaliser, Pour déterminer n,
on utilise I'inégalité suivante :

L
Fpyl 57‘< | (V.20)

Nous avons représente sur la figure V.17, I’algorithme de recherche de Fibonacci appliqué a
la commande a rendement optimisé. La variable d’entrée est le courant statorique d’axe d. La
fonction dont on recherche le minimum est la puissance absorbee Pa.

On commence par déterminer un intervalle d’incertitude compris entre Isdmin et Isdmax. On
deéfinit également le pouvoir séparateur A a partir des relevés de la figure V.11. On calcule
ensuite le nombre d’expériences a réaliser et la position des deux premieres expériences Isdl
et Isd2. On mesure la puissance absorbée correspondant a ces deux valeurs et on effectue une
comparaison des résultats. On réduit ensuite I’intervalle d’incertitude et on effectue une
nouvelle expérience. Lorsque I’ensemble des expériences du plan de recherche est realise, on
aboutit a un intervalle d’incertitude final delimité par Isdmin et Isdmax. La valeur du courant Isd
optimal est alors donnée par la relation suivante :

Isd1 + Isd2
[Sd(}pl = % (V?_I)
3.4.2.3  Section dorée
Pour lancer une recherche de Fibonacci, il faut connaitre le pouvoir séparateur A de la

fonction dont on recherche le minimum. Or dans bien des cas, nous ne connaissons pas a
priori la fonction a minimiser et il est difficile de définir A. On ne peut donc pas calculer le
nombre n d’expériences a réaliser et on ne peut pas positionner la premiere experience sur
I’intervalle d’incertitude initial.

Il existe une autre méthode de recherche pratiquement aussi efficace que celle de Fibonacci
mais qui ne neécessite pas de connaitre le pouvoir separateur de la fonction pour pouvoir
démarrer. C’est la méthode de la section dorée. Avec cette méthode, on conserve une partie
des proprieteés de la recherche de Fibonacci (on réutilise les expériences précedentes) La
différence se situe au niveau de la réduction de la taille des intervalles. La méthode consiste a
conserver un rapport constant entre deux intervalles successifs. On montre alors que la
relation entre la taille de I'intervalle initial L1 et la taille de I’intervalle correspondant a la
n-iéme €tape est la suivante :

L
Ly =—— avec X=161803399 (V.22)
e
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DEBUT

Isdmin. Isdmax. A

%

® Calcul de n
e Calcul de L2

v

Isd] = Isdmax - L2
Isd2 = Isdmin + 1.2

v

Pal = {{(Isd1)
Pa2 = f{(1sd2)

oLl A NON

' NS !

[sdmin = Isdl Isdmax = Isd2
Isd1 = Isd2 Isd2 = Isd1
Isd2 = Isdmin + Isdmax — Isd2 Isd1 = Isdmin + Isdmax - Isd1

OU'l

NON
Z Isdl + Isd2 Pal = Pa2 Isdl + Isd2 Pa2 - Pal
s 2 Fo3 ~fked) i 2 Pal = f{Isd1)
FIN FIN
N =N+l

Figure V.17. Algorithme de recherche de Fibonacci
appliqué a la commande a rendement optimal

R représente le nombre d’or dont les propriétés sont bien connues depuis |’antiquité
(Euclide). L’algorithme de recherche de la section dorée est représenté sur la figure V.18. La
position de la premiere expérience est donnée par la relation suivante :

Cette expérience est placée a 'une des extrémités du premier intervalle. Les expériences
suivantes sont chaque fois symétriques de celle qui est déja contenue dans l'intervalle a
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reduire. On continue les expériences jusqu’a ce que I’on juge satisfaisante la valeur du critere
d arrét retenu ((Isd2 —Isd1) <¢).

DEBUT

Isdmin. Isdmax

¥

Isdmin- Isdmax
1.618

v

Isd1 = Isdmax - L2
Isd2 = Isdmin + 1.2

v

Pal = f{1sd1)
Pa2 = f(1sd2)

oul A NON
w

v v

Isdmin = Isd1 Isdmax = Isd2
Isdl = Isd2 Isd2 = Isd1
Isd2 = Isdmin + Isdmax — Isd2 Isd1 = Isdmin + lsdmax — Isd1

(6181
NON
. Isdl - I1sd2 Pal = Pa2 Isdl + Isd2 Pa2 = Pal
Isdopt 3 Pa2 = filsd2) Isdopt = > Pal = f{Isd1)
FIN FIN

Figure V. 18. Algorithme de la section dorée
appliqué a la commande a rendement optimal

3424  Comparaison des méthodes

Nous donnons dans le tableau V.1, les rapports de réduction L1/Ln entre I'intervalle initial L1
et I'intervalle correspondant a la n-iéme expérience pour chaque méthode. Pour les calculs,
nous considérons un intervalle initial de taille unitaire et nous ignorons I'influence de A dans
les relations (V.16) et (V.19).
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Nombre
d’expériences Dichotomie Fibonacci Section dorée

2 2 2 1,62
3 3 2,62
B 4 5 4,24
5 8 6,85
6 8 13 11,09
7 21 17,94
8 16 34 29
9 55 47
10 32 89 76
11 144 133
12 64 233 199
13 377 322
14 128 610 521
15 987 843
16 256 1597 1364
17 2584 2207
18 512 4181 3570

Tableau V.1. Réduction de I'intervalle d'incertitude (L1 Ln)
pour les différentes méthodes d’optimisation

Pour réduire I'intervalle d’incertitude a un pour cent de sa longueur initiale, la recherche
dichotomique nécessite 14 expériences alors que la recherche de Fibonacci et la section dorée

ne nécessitent que 11 expériences.
3.4.3 Résultats de simulation

La structure du schéma de commande est représentée sur la figure V.13. Le programme
correspondant a 1’algorithme de recherche de Fibonacci a été inséré a I'intérieur du
programme principal de simulation. Pour lancer la recherche de Fibonacci, nous avons fixé la
taille du premier intervalle d’incertitude en posant Isdmin égale a 0 A et Isdmax €galea S A. La
valeur du pouvoir séparateur A a été choisie égale a 0,2 A (a partir des courbes de la figure
V.11). Ces trois valeurs nous permettent de déterminer le nombre d’expériences a réaliser et
la position des deux premieéres expériences a I’intérieur de I’intervalle d’incertitude initial. En
appliquant les relations (V.19) et (V.20), nous obtenons les valeurs suivantes :

n=6 Isd1 =1,907A Isd2=3,092A (V.24)

La puissance absorbée par la machine a été calculée a partir de la relation suivante :
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Pa =Usd - Isd + Usq - Isq (V.25)

Pour limiter les bruits générés par la MLI sur le signal Pa, nous avons effectué¢ une moyenne
glissante sur dix points. Nous avons représente sur la figure V.19, les résultats de simulation
pour un régime de fonctionnement correspondant a une vitesse régulée a 500 tr/mn et un
couple resistant nul. La valeur initiale de la consigne du courant Isd est réglée a 2,5 A. Cette
valeur correspond approximativement au coude de saturation de la caractéristique magnétique
d’axe d de la machine. L’algorithme de recherche de Fibonacci est lancé a I'instant t = S s.
Apres six expeériences, la valeur optimale du courant Isd pour le point de fonctionnement
considere est trouvee. Cette valeur est d’environ 1 A. La valeur du courant Isq correspondant
vaut 1,2 A. La puissance absorbée passe de 100 W a I'instant initial a 65 W a la fin de la
recherche. Ce résultat correspond a un gain de 35% sur la puissance absorbée pour ce point de
fonctionnement. Le temps de réglage entre deux expériences consécutives a été reglé a 1 s
pour que le signal correspondant a la puissance absorbée puisse atteindre le régime permanent
au moment de la comparaison.

Nous avons représente sur la figure V.19, les variations de la vitesse de rotation pendant la
phase de recherche du minimum. On constate que la vitesse est tres faiblement perturbée par
les transitoires sur le courant Isd (moins de 0,4% pour |'erreur de vitesse).

Nous avons eégalement simulé une recherche de minimum en utilisant la méthode de la section
dorée (ce résultat n’est pas présenté ici). Nous avons obtenus la méme valeur pour le courant
Isd dans le méme temps.

3.4.4 Résultats expérimentaux

Nous avons implanté directement le programme preécédent sur le banc expérimental. Comme
le DSP se programme directement en langage C, le transfert simulation-expérience se fait
rapidement.

3.4.4.1 Essai a vide

Nous nous sommes placés dans les mémes conditions que celles de la simulation précédente.
La machine fonctionne a vide et sa vitesse est régulee a 500 tr/mn. Nous avons adopte le
méme réglage pour 1’algorithme de recherche de Fibonacci (Isdmin, Isdmax et A). Les résultats
des mesures correspondant a cet essai sont donnés sur la figure V.20. Avant la mise en route
de I"algorithme de Fibonacci, la puissance absorbée vaut 150 W pour un courant Isd fixe a 2.5
A. A la fin de la recherche de Fibonacci (aprés 6 secondes), le courant Isd a pour valeur 0.8 A
et la puissance absorbée vaut 100 W. Ce résultat correspond a un gain en puissance de plus de
30%. La valeur du courant Isq passe de 0,7 A a 1,1 A. La valeur efficace du courant statorique
passe donc de 1,5 A a 0,85 A. La vitesse de rotation est peu perturbée par les variations des
courants Isd et Isq grace a la boucle de régulation de vitesse. On releve une erreur maximale
de 1% (5 tr/mn) au début de la sixieme expérience correspondant a une variation importante
du courant Isq.
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Courant Isd (1) et courant Isq (2) en (A)
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Figure V. 19. Commande a rendement optimal.
Essai a vide; Résultats de simulation
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Courant Isd (1) et courant Isq (2) en (A)

Puissance absorbée Pa (W)

Vitesse de rotation (Ir'mn)
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Figure V.20. Commande a rendement optimal.
Essai a vide; Résultats expérimentaux
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Si nous comparons les resultats de simulation aux resultats expérimentaux, on constate tout
d’abord une différence importante sur la valeur de la puissance absorbée. Pour Isd = 2,5A, on
obtient en simulation une valeur de 100 W alors que pour I’experience, la puissance absorbée
vaut 150 W. Cette différence provient du fait que les pertes dans le fer et celles de I"onduleur
de tension sont négligeées dans la simulation. On constate également que le chemin suivi pour
trouver la valeur optimale du courant Isd n’est pas identique pour la simulation et pour I’essai
expérimental (a partir de la cinquiéme expérience).

Ce premier resultat expérimental démontre qu’il est possible d’implanter assez facilement ce
type de stratégie de commande. Nous allons maintenant regarder les résultats obtenus pour
deux essais en charge.

3.4.4.2 Essais en charge

Pour les essais en charge, nous avons fixé la consigne de vitesse a 500 tr/mn et nous avons
appliqué un couple résistant de 2 Nm sur 1’arbre de la machine (ce qui correspond environ a
50% du couple nominal). Pour vérifier le fonctionnement de la commande, nous avons
effectué deux essais en imposant volontairement deux valeurs initiales tres différentes pour le
courant Isd. Pour choisir ces valeurs, nous avons repris la courbe de la figure V.11 relevee
pour une vitesse de 500 tr/mn et un couple résistant de 2 Nm. Nous nous sommes places aux
deux extrémités de cette courbe (loin de I’optimum) en choisissant d’une part Isd = 1.7 A et
d’autre part Isd = 6 A. Les résultats des essais pour ces deux valeurs initiales du courant Isd
sont donnés sur la figure V.21. On peut voir sur ces relevés que I'on arrive pratiquement a la
méme valeur optimale pour le courant Isd a la fin de la recherche quel que soit le point de
depart choisi. On trouve une valeur optimale du courant Isd egale a 2.2 A. La puissance
absorbée vaut alors 310 W. On se retrouve donc bien sur le point correspondant au minimum
de la courbe Pa = f(Isd) donnée sur la figure V.11. On constate encore une fois que la vitesse
reste peu perturbée pendant la phase de recherche de I’optimum (moins de 1,5 % d’erreur)

3.4.43  Gestion des régimes transitoires

Pour éviter que la dynamique du systéme ne soit altérée pendant les régimes transitoires par
une trop faible valeur du courant Isd, on restaure automatiquement la valeur nominale de ce
courant (Isd = 2,5 A) dés qu’on détecte un transitoire (échelon de couple résistant ou
changement de consigne de vitesse). Pour repérer la présence d’un transitoire, on utilise le
signal d’erreur de vitesse AN représenté sur la figure V.13. Ce signal est envoyé a I’entrée du
bloc d’optimisation pour inhiber 1’algorithme de recherche et fixer la valeur de Isd a 2,5 A. On
effectue cette opération si I’erreur de vitesse devient supérieure a un certain pourcentage de la
valeur de référence de vitesse. Quand le régime permanent est atteint, 1’algorithme de
recherche de Fibonacci est validé et la recherche du courant optimal peut commencer.
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Figure V.21. Commande a rendement optimal. Lssais en
charge pour deux valeurs initiales différentes du courant Isd;
Résultats expérimentaux
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Nous avons représenté sur la figure V.22, les résultats des essais obtenus pour une
perturbation correspondant a une variation de 2 Nm du couple resistant. La vitesse de rotation
est regulée a 500 tr/mn. Pour cet essai, nous avons réglé |'algorithme de recherche de
Fibonacci de la fagon suivante :

Isd min =1A n=:>5
Isd max =5A =3 Isd1 =2525A (V.26)
A=02A Isd2 =3,475A

A T'instant initial, on fixe la valeur du courant Isd a 2,5 A puis on impose une référence de
vitesse e€gale a 500 tr/mn. Cette phase de demarrage n’est pas représentée sur la figure V.22
Dés que I'erreur de vitesse est inférieure a 2 %, 1’algorithme de recherche de Fibonacci est
validé. Cette phase correspond a la premiere séquence d’optimisation reperée sur la figure
V.22, La valeur optimale du courant Isd correspondant a cette phase est égale a 1,5 A. La
puissance absorbéee passe de 150 W a 100 W. On applique ensuite un échelon de couple de 2
Nm. L’erreur de vitesse correspondante étant supérieure a 10 tr/mn (2 %), elle provoque la
restauration de Isd. Une fois que |'erreur de vitesse repasse en dessous de 10 tr/mn,
I’algorithme de recherche de Fibonacci est a nouveau valide. On arrive a la deuxieme
séquence d’optimisation repérée sur la figure V.22, La valeur optimale du courant Isd est
d’environ 2.4 A. La puissance absorbée vaut 320 W. Pour la derniere phase, on annule le
couple résistant (en débranchant la charge de la génératrice a courant continu). L erreur de
vitesse correspondante a cette variation de charge est supérieure a 10 tr/mn. Cette valeur est
suffisante pour restaurer la valeur de Isd a 2,5 A. On arrive finalement a la derniére séquence
d’optimisation pour laquelle on retrouve les méme valeurs pour le courant Isd et pour la
puissance absorbée que celles de la premiére séquence (méme point de fonctionnement).

Cet essai déemontre la faisabilité d’une gestion compléte de la commande de la machine. On
controle les transitoires en rétablissant la valeur nominale du courant Isd pour assurer une
bonne dynamique du systeme. On valide ensuite I’algorithme de recherche du rendement
optimal pour assurer de bonnes performances en régime permanent.

3.4.44 Problémes de fonctionnement

Nous avons présenté des résulats pour lesquels le fonctionnement est tout a fait en adéquation
avec ce qui €tait préevu en terme de comportement. En réalisant de nombreux essais, nous
avons constaté 3 anomalies de fonctionnement pour la commande a rendement optimal. La
premiere anomalie est provoqueée par le bruit sur le signal de mesure de la puissance absorbee.
Nous avons constate que pour deux essais identiques (méme point de fonctionnement initial),
on n’obtenait pas toujours la méme valeur finale pour le courant Isd. Ce probléme intervient
surtout a la fin du processus d’optimisation ou il est difficile de faire la différence entre deux
mesures de puissances successives. Dans tous les cas, il est important de générer un signal de
puissance pour | algorithme le moins bruité possible. Pour cela, il faut lisser correctement le
courant a la sortie du pont redresseur.
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Figure V.22. Commande a rendement optimal; Gestion des
transitoires (a-coup de couple); Résultats expérimentaux



Chapitre V : Etude de deux stratégies de commande pour le régime permanent

La deuxieme anomalie de fonctionnement concerne le réglage de I'intervalle initial de
recherche et particuliérement la limite inférieure de cet intervalle (Isdmin). Si I’on choisit une
valeur trop faible pour Isdmin (par exemple 0), on risque de “défluxer” un peu trop la machine.
Dans ce cas, le courant Isq peut rentrer en limitation, ce qui provoque une chute importante de
la vitesse. Pour éviter ce probleme, il est préférable de limiter la valeur de Isdmin a la valeur
optimale du fonctionnement a vide. Enfin, la troisieme anomalie de fonctionnement concerne
la gestion des transitoires et particulierement la valeur de reglage de I’erreur de vitesse au-
dela de laquelle on inhibe 1’algorithme d’optimisation. Si I'on regle une valeur trop faible, il
arrive qu’on déclenche I'inhibition pendant une phase d’optimisation (la vitesse varie
légerement a chaque variation du courant Isd). Il faut donc choisir un niveau d’inhibition
suffisamment important pour éviter ce probleme au risque de laissé passer des variations sur
le couple de charge.

4. Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons développé deux stratégies de commande pour ameliorer les
performances de la machine en régime permanent. Nous avons tout d’abord développe une
stratégie de commande a couple maximal. Ce type de commande permet d’obtenir le
maximum de couple pour une valeur donnée du courant statorique. Réciproquement, la
machine absorbe le minimum de courant pour une valeur donnée du couple résistant. Pour
développer la loi de commande, nous avons utilisé les équations du modele saturé développe
dans le deuxieme chapitre. Nous avons montre que I’on pouvait conserver en regime sature la
méme loi de commande quand régime linéaire (c’est a dire Isd = Isq). Pour établir ce resultat,
nous avons montreé qu’il €tait important de consideérer I’effet croisé de saturation. Des essais
expérimentaux ont permis de valider I’étude théorique.

Nous avons ensuite développé une stratégie de commande a rendement optimal. Nous avons
choisi de développer une commande basée sur la mesure de la puissance absorbée plutot
qu'une commande basée sur le modele de la machine. Une commande basée sur le modele
nécessite de connaitre I’évolution des pertes dans le fer avec la fréquence et avec la valeur du
champ. Ces pertes sont difficiles a évaluer lorsque la machine est alimentée par un onduleur
fonctionnant en modulation de largeur d’impulsion. Pour trouver le minimum de la puissance
absorbée, nous avons utilisé des algorithmes d’optimisation (Fibonacci et la section doree).
Nous avons montré que I’algorithme de Fibonacci permet d’atteindre I'optimum en 6
secondes (chaque essai durant 1 seconde) au lieu des quelques minutes nécessaires dans le cas
des méthodes proposées ultérieurement [MAT 97]. Les essais expérimentaux ont démontré la
faisabilité d’une optimisation de la consommation en ligne. Nous avons également soulevé
quelques problémes de fonctionnement en proposant des solutions.
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Conclusion générale

Le travail présenté dans ce mémoire porte sur la modélisation et la commande d’une machine
synchrone a réluctance variable présentant une cage au rotor. Nous avons développé un
modele satureé applicable a la simulation de la commande de cette machine. Une part
importante de notre travail a été consacree a la realisation de nombreux essais expérimentaux
qui ont permis de valider les développements théoriques.

Nous avons commenceé ce meémoire en donnant un bref apercu sur les caractéristiques des
différentes structures du rotor qui ont été développées jusqu’a présent pour ce type de
machine. Nous avons ensuite rappele les équations classiques du modéle électrique
équivalent. Nous nous sommes intéressés aux limites de ce modele et en particulier a
I’hypothése du premier harmonique d’espace. Nous avons développé un modele intégrant
I"harmonique d’espace de rang 3 valable en réegime permanent (régime synchrone) ou pour les
machines a réluctance sans cage au rotor. Nous avons montré que les équations de ce modele
etaient identiques a celles du modele classique (au sens du premier harmonique) a condition
que les enroulements statoriques soient couplés en etoile sans neutre et a condition de
respecter certaines relations sur les inductances. Pour ce type de couplage, nous avons montre
que les effets de ["harmonique 3 se retrouvaient au niveau de la tension homopolaire (tension
induite entre le neutre du réseau et le neutre de la machine a la fréquence triple de celle du
reseau).

Nous avons ensuite développé un modele saturé, relativement simple, a partir des equations
de Park de la machine (modele saturé au sens du premier harmonique). L’avantage de ce
nouveau modele sature par rapport aux modeles habituellement proposés dans la littérature est
qu’il ne fait apparaitre que des parametres €électriques mesurables a partir des bornes du stator.
Pour obtenir ce résultat, nous avons totalisé I’ensemble des fuites magnétiques du coté du
stator. La saturation magnétique a €t¢ modélisée par un coefficient de saturation unique
variable avec I’ensemble des courants circulants dans la machine. Pour valider le modele
saturé, nous avons réalisé de nombreux essais expérimentaux sur une machine a réluctance
particuliere et nous avons comparé les résultats de ces essais aux résultats de simulation. Ces
resultats ont démontré qu’un modele saturé relativement simple permettait d’améliorer
nettement les résultats de prédéterminations théoriques.

Nous avons egalement montreé que si la machine est alimentée par une source de tension, alors
la saturation améliorait la plage de stabilité en augmentant la valeur du couple de décrochage.

Nous avons ensuite étudié les effets de la saturation magnétique sur la commande vectorielle
de la machine. Pour cela, nous avons developpe une commande en couple et en vitesse. Nous
avons constat¢ que la saturation provoquait une diminution importante du couple
électromagnétique lorsque celle-ci était commandée en courant. Cette diminution du couple
s’est traduit par une dégradation de la dynamique correspondant a une augmentation des
temps de monté en vitesse.

Enfin, nous avons développé deux stratégies de commande permettant d’améliorer les
performances de la machine en régime permanent. Nous avons tout d’abord établi une loi de
commande a couple maximal pour une valeur donnée du courant statorique. Pour établir cette
loi de commande, nous avons utilisé les équations du modele saturé en considérant 1’effet
croisé de saturation. Nous avons constaté que la loi de commande classique correspondant au
modele non saturé (Isd = Isq) restait valable en régime saturé. Des essais expérimentaux ont
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permis de valider I’étude théorique. Nous avons ensuite développé une stratégie de
commande a rendement optimal. Pour cela, nous avons cherché a minimiser la puissance
absorbée en jouant sur la valeur du courant Isd. Pour rechercher le minimum, nous avons
utilise des algorithmes d’optimisation permettant d’ameéliorer la vitesse de convergence
(méthode de Fibonacci et méthode de la section dorée). Les résultats expérimentaux ont
montre la faisabilité d’une recherche d’optimum en ligne a partir d’un systéme mettant en
ceuvre un DSP. Le temps nécessaire pour trouver le minimum de la puissance absorbée pour
un point de fonctionnement donné a été en moyenne de 6 secondes (ce qui correspond a 6
itérations).

Il nous semble intéressant de poursuivre ou d’approfondir certains points notés dans ce
memoire. Tout d’abord, il serait tres intéressant d’étudier les caractéristiques de la machine
relice au reseau lorsqu’elle est couplée en triangle ou en étoile avec neutre. Nous avons
montre que pour ces deux types de couplage, les équations de la machine (couple
electromagnétique et tensions) eétaient modifiées par la présence de la composante
homopolaire du courant statorique (présence d’harmonique de rang 3 sur les courants
circulants dans les enroulements).

La machine asynchrone représente un cas particulier de la machine que nous avons étudié. Il
est tout a fait possible de lui appliquer le modele saturé que nous avons développé et de le
valider par des essais expérimentaux. On pourrait également étudier les effets de la saturation
magnetiques sur le controle vectoriel de la machine asynchrone a partir des équations de ce
modele sature.

La logique floue pourrait étre utilisée avec profit comme systéme d’optimisation pour la
strategie de commande a rendement optimal. D’un autre cote, le développement d’un modele
théorique des pertes dans le fer en champ et en fréquence variables (alimentation MLI)
permettrait de deéfinir une loi de commande a rendement optimal a partir des équations du
modele de la machine saturée. 1l serait alors intéressant de comparer les deux méthodes de
commande (loi de commande et algorithme de Fibonacci).
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Annexe I : Structure et caractéristiques de la machine
synchrone a réluctance variable

La structure du rotor de la machine synchrone a réluctance sur laquelle ont éte realisés les
essais experimentaux est représentée sur les photographies suivantes. Ce rotor est composé
d’une cage de démarrage comportant 28 barres en cuivre. Ces barres sont court-circuitées en
permanence par des anneaux placeés aux deux extrémités du rotor. Les barres rotoriques ont
une profondeur de 12 mm et une épaisseur de 2 mm. La longueur utile du rotor est de 70 mm.
Cette machine est tétrapolaire. Le rapport entre I’arc polaire (partie de faible entrefer) et le pas
polaire du rotor est égal a 0,57.

La structure du stator est identique a celle d’'une machine asynchrone. Les enroulements
statoriques sont a simple couche sans raccourcissement. Le nombre d’encoches statoriques est
de 36. Il y a 3 encoches par pole et par phase.

Ce moteur est commercialisé par la société BEVI (Suéde) pour une gamme de puissance
allant de 400 W a 15 kW. La plaque signalétique du moteur est la suivante :

e tension d’alimentation : 230/400V

e nombre de paires de poles : 2

e vitesse de rotation : N = 1500 tr/mn a f = 50 Hz
e puissance nominale : P =600 W

e couple nominal : Tu= 3.8 Nm

e courant nominal : [=3 A

Figure AL 1. Photographie de la machine
(Société BEVI ; Suéde)
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Figure AL2. Vues détaillées du rotor
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Annexe Il : Mesure des inductances propre
et mutuelle du stator

All.1 Mesure des inductances L1(6e) et L12(6e)

La machine a réluctance sur laquelle nous effectuons la mesure des inductances statoriques
possede une cage au rotor (voir I’annexe 1). Il est donc impossible de faire des essais en
regime sinusoidal pour mesurer ces inductances (réaction de la cage). Nous avons donc utilise

la méthode de I’échelon de tension continue. Le schéma du montage est donné sur la figure
AlL 1.

Be ! isi(n

|
!
!
!
!

Figure AIl 1. Mesure de I'inductance propre statorique L1(6)
et de l'inductance mutuelle 1.12(6e)

Pour chaque valeur de 8¢ (machine a I’arrét), on applique un échelon de tension continue aux
bornes de I’enroulement de la phase 1. On reléve les signaux isi(t), vsi(t) et vs2(t) a 'aide
d’une carte d’acquisition. On réalise cet essai tous les 2,5° pour I’angle mécanique 6 (6c = 2.6
car la machine est tétrapolaire). On mesure cet angle a I’aide d’un rapporteur placé en bout
d’arbre. Pour minimiser les effets de la saturation magnétique sur la valeur des inductances,
on effectue les essais pour une faible valeur du courant en régime permanent (Isl = 1A). On
obtient la valeur de I’'inductance propre statorique L1 et la valeur de I'inductance mutuelle
entre deux enroulements statoriques L12 en effectuant les calculs suivants (sur Excel) :

_ Wslin
Is1

‘Psl(t)=£(wl(t')— Rs-isl(t'))dt' et LI (AIL1)

t SZfir
W) =J i3 E Ipeaaw (AI12)

0 Is1
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AlL2 Mesure de I'inductance Lo(0e) du modéle diphasé équivalent

Le montage que nous avons realis¢ pour mesurer I'inductance La(Be) du modele diphasé
equivalent (modele de Concordia) est représente sur la figure AIL.2.

u(t)

V

Figure AIl 2. Mesure de l'inductance Lo(6e) du
modele diphasé équivalent (Concordia)

Ce montage permet d’annuler la composante homopolaire du courant statorique (isl+is2+is3 =
0). En appliquant la transformation de Concordia aux grandeurs statoriques (courants et
tensions), on obtient les relations suivantes :

=
Usa=1’%-U(I) usp=0 (AIL3)
Fs |

isot:\/gAisl(t) (AllL4)

Pour chaque valeur de B¢, on mesure U(t) et isl(t). On calcule ensuite les valeurs
correspondantes de usa(t) et de iso(t) a partir des relations (AIL3) et (AIl.4). On obtient la
valeur de I'inductance statorique d’axe a pour chaque valeur de Be en effectuant le calcul
suivant (sur Excel) :

1
Wsa(t) = J (uso(t')— Rs-iso(t'))-dt' L= wl‘;‘“ (AILS)
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Symbole Signification Unité
o angle de charge rd

£ angle de commande rd
v angle électrique entre deux encoches successives rd
X nombre d’or (1,61803399)

A pouvoir séparateur d’une fonction

n rendement

Q vitesse mecanique du rotor rd/s
od coefficient de dispersion d’axe d

Be position électrique du rotor rd
e vitesse electrique du rotor (me = p.Q2) rd/s
WYmd flux magnétisant d’axe Wb
Ymq flux magnetisant d’axe g Wb
Ymsd flux magnétisant statorique d’axe d Wb
Ymsq flux magnétisant statorique d’axe ¢ Wb
AN erreur de vitesse rd/s
oq coefficient de dispersion d’axe g

Or rapport de raccourcissement

f coefficient de frottement visqueux Nm s/rd
Fk k-ieme nombre de la suite de Fibonacci

Grd, Grq grandeurs rotoriques d’axes (d,q)

Gso, GsB grandeurs statoriques dans le repére («, ) fixé au stator

Gsl, Gs2,Gs3 | grandeurs statoriques dans le repere triphasé (/,2,3)

Gsd, Gsq grandeurs statoriques d’axes (d,q)

Gso grandeurs statoriques homopolaires

I’'mr courant magnetisant rotorique équivalent A
ldc courant au niveau du bus continu A
Imd courant magnetisant d’axe d A
Imgq courant magnétisant d’axe ¢ A
Imrd courant magnétisant rotorique d’axe d A
Imrgq courant magnetisant rotorique d’axe ¢ A
Is valeur efficace du courant statorique A
Isdref référence de la boucle de courant d’axe d A
Isqref référence de la boucle de courant d’axe ¢ A

J moment d’inertie du banc expérimental kegm®
k coefficient de saillance

K2k 1 coefficient de bobinage pour I’harmonique de rang k

Kad gain proportionnel du correcteur de courant d’axe d

Kagq gain proportionnel du correcteur de courant d’axe ¢

Kbd gain intégral du correcteur de courant d’axe d
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Kbq gain intégral du correcteur de courant d’axe ¢

Ki gain intégral du correcteur de vitesse

Kp gain proportionnel du correcteur de vitesse

Ks coefficient de saturation

Ksd coefficient de saturation dynamique

Ld inductance propre statorique d’axe d H

Ldd inductance en régime saturé d’axe d H

Lk harmonique de rang k de [I'inductance principale d’un|H
enroulement statorique

Ln longueur de I’intervalle n

Lq inductance propre statorique d’axe g H

Lqq inductance en régime saturé d’axe ¢ H

Lrd inductance propre rotorique d’axe d H

Ird, Irq inductance de fuites rotoriques d’axes (d,q) H

Lrq inductance propre rotorique d’axe g H

Is inductance de fuites statoriques H

m rapport Isq/lsd

Md inductance mutuelle stator-rotor d’axe d H

Mdgq inductance mutuelle due a 1’ effet croisé de saturation H

M harmonique de rang k de I'inductance mutuelle entre deux |H
enroulements statoriques

Mg inductance mutuelle stator-rotor d’axe g H

Ns nombre de spires par phase et par paires de poles

p nombre de paires de poles

Pa puissance absorbée W

Pk harmonique de rang k de la perméance d’entrefer

Q puissance reactive Var

Rrd Résistance rotorique d’axe d Q

Rrq Résistance rotorique d’axe ¢ Q

Rs Résistance d’un enroulement statorique Q

Tc couple de frottement sec Nm

td durée des temps morts de I’ onduleur s

Tem couple électromagnetique Nm

TMLI période de la MLI (100 us) LS

Tr couple résistant Nm

tr temps de réponse S

Trd constante de temps rotorique d’axe s

Trq constante de temps rotorique d’axe ¢ S

Ude tension du bus continu Vv

Vs tension simple statorique efficace \%

z nombre d’encoches par phase et par pole
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RESUME

Ce mémoire porte sur la modélisation et la commande d’une machine synchrone a
réluctance variable présentant une cage au rotor. La premicre partie est consacrée au
développement d’un modele prenant en compte les effets de la saturation magnétique
des matériaux. Ce modele est basé sur une modification des équations de Park. La
saturation magnétique est modélisée par un coefficient variable en fonction de
I’ensemble des courants circulants dans la machine. Le modele présente 1’avantage de
ne faire apparaitre que des parametres électriques mesurables.

La deuxieme partie est consacrée a la validation du modele saturé. Pour cela, nous
avons comparé des résultats de simulation avec des résultats expérimentaux. Nous
avons ¢tudié¢ le cas ou la machine est directement reliée au réseau et le cas ou la
machine est pilotée en commande vectorielle. Pour la commande vectorielle, nous
avons étudié les effets de la saturation sur la dynamique et sur le régime permanent
pour une commande en couple et une commande en vitesse.

La troisieme partie porte sur le développement de deux stratégies de commande pour
le régime permanent. La premiére stratégie permet d obtenir le couple maximal pour
un courant donné. La loi de commande est obtenue a partir des équations du modele
saturé. La deuxiéme stratégie consiste a optimiser le rendement de la machine. Pour
cela, nous recherchons le minimum de la puissance absorbée en utilisant des
algorithmes d’optimisation (Fibonacci, section dorée). Les résultats expérimentaux ont
montré la faisabilité d’une recherche d’optimum en ligne a partir d’un systéme mettant
en ceuvre un DSP (Digital Signal Processor)

Mots-clés : Machine synchrone, Réluctance variable, Harmoniques d’espace,
Saturation magnétique, Modélisation, Identification, Commande vectorielle,
Rendement, Fibonacci.





