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INFLUENCE DE L’ENTREFER SUR LES PERFORMANCES ET LE DIMENSIONNEMENT
D’UN MOTEUR A RELUCTANCE VARIABLE A DOUBLE SAILLANCE ET DE SON ONDULEUR

B. MULTON, M. GABSI
Laboratoire d’Electricité SIgnaux et Robotique URA CNRS D1375

Ecole Normale Supérieure de CACHAN 61, av. du P%" Wilson
94235 CACHAN Cédex FRANCE

RESUME

La solution d’entrainement par moteur a réluctance variable a double
saillance a été retenue pour une application de grande diffusion a fortes
contraintes économiques. Le moteur doit travailler a des vitesses comprises
entre 1000 et 3000 tr/mn et le couple maximal a la vitesse la plus élevée
vaut 0.1 N.m. Un bobinage a enroulements bifilaires a été choisi pour
réduire le nombre de semi-conducteurs de puissance. Afin de respecter le
cahier des charges, le mode d’alimentation retenu permet de réduire les
perturbations électromagnétiques générées par le convertisseur. A la
vitesse nominale, les caractéristiques de 1’ensemble sont définies pour
qu’il n’y ait qu’une seule impulsion de courant par période et par phase
produite par un créneau de tension pleine onde. Au régime nominal,une
optimisation analytique de 1’ensemble moteur-convertisseur basée sur un
modéle linéarisé est effectuée. Le paramétre essentiel de cette étude est
1’entrefer, nous décrivons briévement 1la méthode de choix des autres
dimensions. La contrainte essentielle est une limite de pertes Joule dictée
par des considérations thermiques. L’ influence de 1’entrefer sur le couple
moyen convertible et sur les pertes dans les semi-conducteurs est plus
particuliérement analysée. Un prototype de moteur et d’alimentation a été
réalisé, les résultats obtenus, permettent une analyse et une validation du
modéle utilisé.

ABSTRACT

A doubly salient reluctance motor drive has been chosen for mass
production of a low cost application. This motor must run in a speed range
from 1000 to 3000 rpm, the rated average torque is 0.1 N.m at maximum
speed. A bifilar winding permit to reduce power-switch number at only two.
To satisfy our schedule of conditions, supply mode permits to 1limit
electromagnetic perturbation level. At rated speed, motor characteristics
are defined so as to have only one current pulse per period and per phase
produced by square full wave voltage. To optimize rated operation of
motor-converter, we propose an analytical method based on a linearized
model. The principal parameter is airgap length. We describe briefly the
choice method of other dimensions for rotor and stator. The main constraint
of the design is a copper losses limit imposed by thermal considerations.
Airgap influence on average torque and semi-conductor losses has been
particularly analysed. A motor converter prototype has been built,
experimental results permit analysis and validation of used model.
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1- INTRODUCTION

Le moteur & réluctance variable a double saillance, appelé "switched

reluctance motor" dans la littérature anglo-saxonne [1,2], est constitué
d’un stator denté a enroulements concentrés et d’un rotor denté sans
aimants ni conducteurs. L’alimentation est effectuée en courant
unidirectionnel ce qui permet d’utiliser des convertisseurs électroniques
unidirectionnels en courant. L’injection de courant doit étre synchronisée
avec la position angulaire par un systéme d’autopilotage nécessitant un
capteur direct ou indirect de position. L’application concerne ici un
équipement d’automobile, un couple de décollage important est nécessaire,
le couple résistant devient ensuite quadratique. Enfin, un réglage de
vitesse doit étre réalisé. Pour des raisons particuliéres, le moteur ne
doit pas comporter d’aimants. D’autre part, la recherche d’une grande
fiabilité et d’une meilleure disponibilité ainsi qu’une minimisation du
coit matiére et fabrication nous ont conduits au choix de ce type de
machine. Celle ci aura une structure 6-4 c’est a dire a4 6 dents statoriques
(3 phases) et 4 dents rotoriques.

Nous décrivons, au chapitre 2, la procédure de choix de détermination
des principales dimensions du circuit magnétique. Le fer n’étant pas
saturé, nous proposons un modéle électromagnétique flux-courant-position
linéaire par morceaux en fonction des positions angulaires relatives
rotor-stator. Nous étudierons donc plus particuliérement son influence. Les
caractéristiques électromagnétiques, mesurées sur le prototype réalisé,
sont comparées a celles calculées.

Au chapitre 3 nous présentons le principe d’alimentation retenu et le
fonctionnement a la vitesse nominale dans lequel chaque phase est soumise a
des créneaux "pleine onde" de tension[4,5,6]. Nous avons le choix,
essentiellement, entre un moteur & enroulements unifilaires alimentés
chacun par un demi-pont asymétrique et un moteur & enroulements bifilaires
alimentés par un seul interrupteur par phase. Nous donnons un modéle
électrique des phases ou sont prises en compte les chutes de tension
résistives. Nous déterminons, compte-tenu de la tension d’alimentation, le
nombre de spires et 1’angle polaire des dents rotoriques. Enfin, nous
donnons, dans ces conditions, les caractéristiques de chaque phase. Au
quatriéme chapitre, d’aprés les formes d’onde du courant d’alimentation,
nous déterminons des expressions analytiques des pertes Joule, du couple
moyen et des pertes dans les semi-conducteurs (MOS et diodes) de

1I’onduleur. Un bilan énergétique est effectué et permet d’évaluer



précisément 1’influence de 1’entrefer mais aussi de comparer les pertes
dans les deux cas de bobinage possibles, & volume de cuivre et surface de

silicium constants.

La réalisation d’un prototype avec 1la valeur d’entrefer acceptable

permet de confronter les prédéterminations aux mesures.

2- PROCEDURE DE CHOIX DES PRINCIPALES DIMENSIONS DU MOTEUR

La figure 1 rappelle les principales dimensions d’un moteur a réluctance

a double saillance [3].
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Figure -1-
paramétres dimensionnels
d’un moteur a réluctance variable a double saillance

Le cahier des charges nous impose la caractéristique mécanique décrite a
la figure 2. La nécessité d’un couple de décollage relativement important
quelle que soit 1la position, nous conduit au choix d’une structure
triphasée. D’autre part, pour minimiser la fréquence d’alimentation (pertes
fer faibles), il faut réduire le nombre Nr de dents rotoriques :

f = Nr.Frot (1)
(Frot est la fréquence de rotation en tour par seconde) alors nous retenons
la structure 6-4. A 3000 tr/mn, la fréquence d’alimentation sera égale a
200 Hz.

Les dimensions extérieures sont aussi définies :

- rayon extérieur : Rext = 31.5 mm ;

- longueur extérieure : Lext = 70 mm.

Compte-tenu de 1’encombrement estimé des tétes de bobines, ceci nous améne

a une longueur active de fer : 1 = 61 mm.



1000 2000 3000 N/rpm

Figure -2-
Caractéristique couple-vitesse requise

Nous savons (d’aprés une premiere itération de calcul et pour les
entrefers possibles) que le circuit magnétique ne sera pas saturé. Au
démarrage, le moteur sera alimenté en créneaux de courant d’amplitude Iy
afin d’obtenir 1le couple de décollage (0.1 N.m) requis. A 1a vitesse
nominale, chaque phase sera soumise a un créneau de tension pleine onde
donnant un courant constant et égal a la valeur Ix pendant la période de
croissance de la perméance. Le couple est calculé 3 partir de la surface duy
cycle dans le plan flux amperes-tours. Comme 1’indique 1a figure 3, au

démarrage comme a 3000 tr/mn, le remplissage est total,
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kréneaux de courant courant avec créneau de tension énergie convertie
basse vitesse fonctionnement nominal pendant un cycle
Figure -3-
formes d’onde d’alimentation et cycle énergétique de conversion

|

A partir de I’énergie convertie & chaque cycle W, 1le couple

électromagnétique moyen polyphasé s’exprime par [3]

_ (DIM)2 Pc - Po
<T> = ¢q.Nr 5 > (2)




ou q est le nombre de phases, dans notre cas q = 3, Pc et Po sont les
perméances dans les positions extrémes de conjonction et d’ opposition d’une
paire de dents du rotor par rapport a une phase au stator.

En négligeant la circulation du champ dans le fer devant celle de
1’entrefer, la perméance Pc peut s’exprimer analytiquement en fonction des
dimensions données a la figure 1.

Bs X r.1
el : Pe = po.kr —"—— (3)
on peut cependant facilement prendre en compte 1la chute de force
magnéto-motrice dans le fer en utilisant un découpage du circuit en
trongons de section constante et de perméabilité connue.
kr est le coefficient de foisonnement des téles (il est inférieur a 1).

Bs détermine 1’angle de production de couple [1] de chaque phase (voir
figure 4) qui est aussi 1’angle de variation de 1’onde de perméance noté
D6p. Dans notre cas, pour avoir un couple de décollage important quelle que
soit la position et avec un moteur triphasé, 1’angle polaire stator B; doit
étre supérieur ou égal a 120°. On obtient alors au minimum :

Bs = 0.5 (4)

En conjonction, la saturation apparaitra pour une valeur des ampéres-

tours nls tels que :

_ Bsat

nls = 2.e (5)

Mo
Au-dela de nls, on peut déterminer 1’allure de la caractéristique

magnétique grice a une connaissance de la courbe magnétique B(H).

La valeur de ®Po, quant a elle, ne peut pas étre déterminée
analytiquement. Cependant, des calculs de champ par éléments finis
permettent de 1la calculer rapidement a partir de, seulement, deux
paramétres fondamentaux [6]. Ces deux paramétres sont le rapport de la
hauteur de dent rotorique hr sur 1la largeur interpolaire rotor
al - Br) ﬁg r ) et le rapport de cette méme largeur interpolaire sur la
largeur d’une dent statorique : Bs %g r.

Le couple électromagnétique moyen peut ainsi étre exprimé a partir des
équations (2), (3) et des résultats de calcul de Po.

Dans cette application, les pertes Joule PJ sont largement
prépondérantes, aussi elles peuvent s’exprimer a partir du volume de cuivre
et des ampéres-tours efficaces nlefr dans chaque phase :

2 k1.1

"kb.Sb (6)

Pj = p.gf.(nleff)



ou : - p est la résistivité des conducteurs & 1la température des
bobinages;

- k1 est un coefficient (> 1) prenant en compte 1’augmentation de
la longueur due aux tétes de bobines;

- kb est wun coefficient de remplissage de 1’aire bobinable
(inférieur a m/4 pour des conducteurs cylindriques) prenant en compte
1’augmentation des pertes Joule dans le cas d’un enroulement bifilaire.On a
un doublement de ces pertes si les sections des deux bobines d’une méme
phase sont identiques : kb est alors divisé par 2 par rapport au cas d’un
enroulement unifilaire.

L’aire bobinable Sb, définie sur la base d’un rectangle dont les
dimensions sont la hauteur des dents statoriques et la largeur du demi
intervalle polaire au niveau de 1’entrefer (bobines "préfabricables"),
s’ exprime par :

Sb=hs;— (1 - Bs).r (7)
s

Dans ces conditions, une premiére estimation de la forme du courant, une
connaissance des pertes maximales acceptables (définies par les conditions
de dissipation et les températures) nous permettent d’ exprimer nleff en
fonction de nlImax :

nlmax = ki.nlefr (8)
avec, ici : ki # 1.7, notre moteur étant tripasé et alimenté par des quasi
créneaux de courant d’un tiers de période (figure 2).

Les résultats de cette premiére partie nous permettent d’effectuer le
rapport pertes Joule sur couple moyen, celui ci devient indépendant du
courant (moteur non saturé), pour la valeur d’entrefer que nous avons
finalement choisie (voir chapitres suivants). La minimisation de ce rapport-
nous permet de déterminer le rayon d’entrefer r. Ce calcul nécessite
cependant la connaissance de hs et de 1’épaisseur de culasse ec. Dans ce
moteur non saturé, on peut choisir pour ec une valeur égale ou légérement
supérieure a la demi largeur d’une dent statorique. La chute de potentiel
magnétique reste alors négligeable dans les circuits de retour du flux.

Ainsi, dans notre cas particulier, ces deux grandeurs sont données par :

ec = n&fs r (9)
hs = Rext — (1 + "&I:S).r (10)

Cette optimisation nous conduit & un rayon d’entrefer : r = 17 mm.
Les pertes Joule, dans notre application, se trouvent limitées & environ
50 W. Ainsi 1’ordre de grandeur du maximum des ampéres-tours peut étre

~

déterminé par les expressions (6,7 et 8) avec ki £ 1.7 : nIMax & 500 A.



Le rotor, quant a lui, est esgsentiellement défini par le diameétre da de
1’ arbre amagnétique, la hauteur hr des dents rotoriques et 1’angle polaire
réduit Br.

Pour réduire la perméance d’opposition, on a tout intérét a ce que la
hauteur des dents rotoriques soit la plus élevée possible, la valeur limite
est définie par le risque de saturation de la base des dents qui conduit la
moitié du flux :

hr <1 - ec - 92 (11)

La valeur de Br, quant a elle, est limitée [1] par deux butées. La
limite inférieure est définie par 1’égalité des angles polaires statoriques
et rotoriques :

Brmini = Bs (12)
La limite supérieure est définie par la nécessité d’ avoir une perméance
d’ opposition suffisamment faible, ainsi

ar - Brmaxi = Bs (13)

La figure 4 montre la relation entre la forme de 1’onde de perméance
P(8) et la position relative des dents rotoriques et statoriques. Elle met
en évidence les angles fondamentaux pour 1’étude de 1’alimentation. Les
angles électriques correspondants aux angles mécaniques notés avec
1’ exposant "°" sont tels que :

® = Nr.0° (14)

Sur la figure 4, on peut constater que :

ar = ol =Bl R
«l = B - BS
()
%% }D% : :&c
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Figure -4-
Relation entre la forme de 1’onde de perméance idéalisée
et les angles des dents rotoriques et satoriques

Alors les angles fondamentaux de 1’onde de perméance trapézoidale
idéalisée sont :
DOp : angle de durée de variation de la perméance

Déep = ZH.BS.NE (15)
Ns



Opo et Opc : angles de "plats" d’opposition et de conjonction

Opo = Nr.,:(l - Br).:—lg - Bs.%] (16)
Bpc = Nr. [Br% - Bs;—:] (17)

La figure 5 montre les caractéristiques linéarisées flux-ampéres-tours
pour 4 valeurs d’entrefer (influence sur 1la courbe de conjonction :
équations (3) et (5) ) et pour différentes valeurs de 1’angle polaire

rotorique réduit Br (influence sur Po d’apreés [6] et sur 6po et Opc).
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Figure -5-
Influence de 1’entrefer e et de 1’angle polaire rotor Br
sur les caractéristiques magnétiques du moteur

On peut ainsi constater que, pour le moteur non saturé, le couple est
N -1

proportionnel a e . La figure 6 montre une comparaison des
caractéristiques mesurées et calculées (---) avec e = 0.4 mm et Br = 0.55.
— ——

Les mesures présentées a la figure 6 sont obtenues par un essai statique
a 50 Hz et a rotor bloqué (en conjonction puis en opposition), en ce qui
concerne les courbes flux total en fonction du courant. En conjonction 1la
saturation apparait un peu plus té6t que ne le prédisait le modéle car nous
avons réduit 1’épaisseur de culasse a la base des dents afin d’accroitre la
surface bobinable. Ce phénoméne n’est pas génant car il se produit a des
courants supérieurs au courant nominal. Au sujet des relevés des formes du
flux et du couple en fonction de 1la position angulaire, ils sont obtenus
par un essai a vitesse et courant constants (7.5 A). L’onde de couple est,
en réalité, la tension induite & un facteur d’échelle prés (en régime non

saturé) et 1’onde de flux est obtenue par intégration de la précédente.




Dans ce casg, les différences entre la forme du couple idéalisée et celle
mesureée sont essentiellement dues aux saturations locales dans les dents et
aux effets de bord des dentures [10]. La forme de 1’onde de perméance (ou
de flux a courant constant) est, quant a elle, beaucoup plus proche du
modéle linéarisé. Comme on ne s’intéresse pas ici 4 1’ondulation du couple
instantané, ces écarts ont trés peu d’importance sur la validité des

calculs que nous allons mener dans les chapitres suivants.

ry 3 T T T T T T T T T

Ir‘v“""r*’ﬁ"**"—"“i[—"r“‘!“—T/
; .0152 N.m/div

flux total
couple I&

4.42 mWb/div

courant

5 A/div |

Figure -6~
Comparaison des caractéristiques calculées (linéarisées) et mesurées

3- CONTRAINTES DE DIMENSIONNEMENT IMPOSEES PAR L’ONDULEUR D’ ALIMENTATION

Pour des raisons de rendement de 1’ensemble convertisseur machine, nous
souhaitons récupérer, lors de la démagnétisation, 1’énergie stockée. Aussi,
deux structures essentielles de convertisseur peuvent permettre d’alimenter
notre moteur [7]. La figure 7 montre ces deux onduleurs, le prenmier
nécessite un demi pont asymétrique par phase (6 interrupteurs commandés
dont deux & potentiel flottant), 1le second requiert seulement un
semi-conducteur commandé par phase et référencé a la masse. Seulement, il
nécessite un enroulement bifilaire qui conduit & un doublement des pertes

Joule du moteur.



demi-pont asymétique un j nterrupeyr Par phase
enroulement unifilajre énroulement bifilaire

Figure -7-

tenu de 1’allure quadratique du Couple résistant, c’est a la

vitesse maximale que Jle Couple est je Plus élevg. A ce point de

s’il y avait une seyle bobine par phase. op ne s’intéresse Pas ici a 1la
phase de Commutation Proprement dite des semi—conducteurs, par conséquent,
on n’a pas Pris en compte Jeg inductances de fuitesg (moins de 1% de
1’ inductance pPropre) deg bobinages Couplés. Comme le circuit magnétique

n’atteint pag 14 Saturation, On peut écrire 1”équation d’alimentation
suivante relatjive a une phase .

- . di , di(e)
u = R.l + l(e)ﬁ + l.w.W (18)
ol W est 1y pulsation électrique d’alimentation (400.7 3 3000 tr/mn).

(19)

faudra déterminer sachant que 15 tension d’alimentation vaut : Uy = 1o V.
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Le terme i.w.dl(e) =

B € est appelé force électromotrice de 1a machine.
—
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Figure -8a-

Figure -8b-
Forme d’onde du courant au régime nominal

Schéma équivalent d’une phase

La résistance du bobinage peut s’exprimer en fonctio

N du nombre de
spires au carré. En effet,

phases) multipliés par 2

(enroulement bifilaire). La section de chaque fil de I’enroulement s’écrit -

., _ kb.Sp
Sfri1 = /z (20)
La résistance d’une bobine est alors :
1v
R =p S D (21)

avec : lb = 2.k1.1, la longueur moyenne d’une spire (k1 : voir (6)).

Ainsi, avec (20) et (21), on peut exprimer R

on appellera ro la résistance spécifique car elle ne dé

dimensions du circuit magnétique. Ici, a 150°C, rb = 200 pQ.
—— P

L’équation (18) d’alimentation peut maintenant s’écrire (avec les

ampéres—tours ni)

u = n.[rb.ni + P(g). 901 ni.w.d?(e)]

It e (23)
Pour obtenir une onde de courant a maximum plat sans découpage, c’est a
dire avec une alimentation en pleine onde de tension (figure 8a), en @1

(angle pour lequel 1a f.e.m. devient non nulle et constante car la dé

rivée
de P(8) est constante),

les ampéres-tours doivent avoir atteint une valeur

11




nIx telle que :

U. ro.nlmM + w.nIM.d?(e) (24)
n de
dP(8) _ Pc - Po
avec : 0 - Dép (25)
ici : D@p = 2—'3‘ (26)

En négligeant, en premiére approximation, la chute de tension dans 1’
interrupteur commandé (ou en 1’incluant dans rb), on peut exprimer le
nombre de spires nécessaires a partir de (24), (25) et (26) et en
remplagant w par 2rm.f (f la fréquence électrique : 200 Hz a 3000 tr/mn)

U
nIM. [3.f. (Pc ~Po) + rb]

Pour atteindre 1la valeur souhaitée nIM des ampéres-tours, il est

(27)

n =

nécessaire que le courant ait pu croitre pendant 1’angle du "plat"
d’opposition 6po. Pendant cette phase 1la f.e.m. est nulle, ainsi,

1’ équation (24) conduit a la condition :
Po

3.f.(fpc - fPo) + I'b (28)

Opo = 2m.f

Quand a la phase de coupure du courant, en principe elle doit étre
effectuée pendant le "plat" de conjonction. Toutefois, si elle se prolonge
au dela, la pertes d’effort moyen (couple négatif pendant la décroissance
de P(0))reste négligeable [8]. Aussi, la contrainte (28) de montée de ni a
nlu est-elle largement prépondérante devant celle de décroissance.

La perméance d’opposition Po est elle-méme fonction de Opo. En prenant
en compte cette fonction, 1’expression (28) conduit a : 8po = 26° et
d’apres (16), on arrive a : Br = 0.59. Comme, en réalité, P(@) n’est pas
constante pendant Opo, la durée de la croissance des nl est sensiblement
augmentée. Afin de compenser ce phénoméne, nous avons pris : Br = 0.55,

alors : Opo = 42° et ?o = 0.2 uH.

4- PERTES JOULE ET PERTES DANS LES SEMI-CONDUCTEURS DE PUISSANCE

Les conditions de refroidissement nous imposent des pertes Joule
maximales PiMax = 50 W, cette valeur sera notre contrainte essentielle. I1
est nécessaire de calculer la valeur nlefr des ampéres-tours. Si tr et t¢
sont respectivement les temps de montée et de descente des ampéres-tours
d’amplitude nlIM, on peut approximer les exponentielles de croissance et de

décroissance a leurs tangentes a 1’origine car :

-.llf—b = 6.10" A >> nIn = 500 A, alors :
tr = 2 Po gy (29)
te = niJSDC nIn (30)

12



Scient nip et nin les ampéres—tours traversant les enroulements de

magnétisation et de démagnétisation, leurs valeurs efficaces valent :

nlperr = nlu. l(1+w'tr) (31)
/ 3 PL

nlners = nlIu. ©. tr (32)
6T

Les pertes Joule sont calculées par :
2 2
Ps = q.rb.[(nlpeff) + (nlnefsf) } (33)

Avec q = 3 et en regroupant les expressions (27) et (29) a (32), on

obtient

(34)

_ 2 Pc + Po
P;s = (nIn) .rb.[ 1+ f'3.f.(?c <y Ry ]
Soit le parametre kP inversement proportionnel a la valeur de
1’entrefer :
Pe

En utilisant 1’expression (2) du couple moyen et (34), le couple maximal

convertible, compte tenu de la limite de pertes Joule, s’exprime :

THMAX = (36)

3.Nr PJiMax
aATT rb

KP + 1 -1
b

Po (kP - 1).[1 +
3.(kP - 1) +

Po.f

Avec la valeur de Po obtenue par la condition (28), le rapport ¢£$? est
égal a 5. Selon les valeurs de 1’entrefer et pour des pertes Joule
constantes, le tableau I donne les résultats de calcul. La valeur du nombre

de spires est déterminée a partir de (27).

e (mm) 0.3 0.4 0.5 0.6
Pc (uH) 1.02 0.78 0.63 0.53
kP 5.1 3.9 3.15 2.65
Tuax (N.m) 0.144 0.1 0.075 0.057
nix (A) 410 406 408 406

n (spires) 42 54 64 74

Influence de 1’entrefer a pertes Joule constantes (50 W)

Tableau I

I1 apparait que, pour obtenir le point de fonctionnement nominal, avec
au maximum 50 W de pertes Joule, un entrefer inférieur ou égal & 0.4 mm est
nécessaire dans 1’ encombrement imposé par le cahier des charges. La valeur

e = 0.4 mmn a été retenue pour la réalisation du prototype.
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Pratiquement, le couple nominal doit é&tre obtenu pour une tension
d’alimentation minimale de 10 V. De plus, une prise en compte de la
résistance a 1’état passant des semi-conducteurs de puissance nous conduit
a choisir un nombre de spires plus faible que celui indiqué au tableau I

n = 40 spires par phase.

Compte-tenu de la basse tension d’alimentation, les semi-conducteurs
commandés les mieux adaptés (plus grande densité de courant et facilité
de commande) sont les transistors M.0.S. [9]. Dans cette application, il
n’y a que des pertes de conduction (pas de découpage haute fréquence). Pour

les MOS, les pertes Puos se calculent & partir de leur résistance a 1’état

passant (a la température de jonction de fonctionnement) TisoN’ Alors les
pertes dans chaque MOS s’expriment par (nlpefr sont donnés par (31))
2
Pvos = r .[nlpeff] (37)
dsON n

Les MOS wutilisés sont des IRFZ 44, a chaud leur résistance vaut :

r = 50 mQ.
dsON

Les diodes de démagnétisation, quant a elles, sont des diodes
bipolaires, leurs pertes de conduction Pd peuvent se calculer par :

nl Iner 2
Pa = V .<—“>+r.[n “ef]
F n F n

ou VF et r. sont les caractéristiques du modéle de conduction linéarisé des

diodes (spécifiées par le fabricant) et <Eé£> est la valeur moyenne du

courant in de démagnétisation.

e PJ nlx IM Iperr] Ineff| <in> Puos Pa n . n .
(mm) || (W) (A) (A) (A) (A) (A) W) (W) RiE- | uptf
0.3 35 340 8.9 | 5.3 2.8 0.88 1.4 | 0.82 | 43 50.5
0.4 50 406 10.2 | 6.2 3.1 0.95 1.9 | 0.95 | 34.9 42.7
0.5 67 470 11.2 | 6.8 3.4 1 2.3 1 29 37.1
0.6 38 540 12.9 | 7.8 3.85 1.13| 3 1.2 23.8 | 31.2

Influence de 1’entrefer sur les pertes Joule totales du moteur
et sur les pertes de conduction dans un MOS et dans une diode
Comparaison des rendements dans les cas d’enroulements bifilaire, unifilaire

Tableau II

Le tableau II donne 1’influence de la valeur de 1’entrefer sur les
pertes Joule dans le moteur (cas de 1’enroulement bifilaire), les pertes de

conduction d’un transistor MOS et d’une diode (type BYT 98-50 : VF = 0.66 V
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et r. = 0.03 Q) et sur le rendement de 1’ensemble. Ce calcul est effectué
pour un couple moyen de 0.1 N.m sous 12 V. Les nombres de spires ont été
calculés pour un fonctionnement possible a U =10V (n = 40 sp. pour
e =0.4 mm).

Le rendement est donné aussi dans le cas d’un enroulement unifilaire du
moteur et d’un doublement du nombre des semi-conducteurs.

A volume de cuivre constant, 1’enroulement bifilaire conduit a un

doublement des pertes Joule. On peut de la méme fagon, pour 1’onduleur,

raisonner a surface de silicium constante ou & pertes de conduction
constante. En technologie basse tension (< 60 V), la densité de courant a

chute de tension constante est sensiblement la méme pour 60 V ou 30 V.

Avec une alimentation par demi-pont asymétriques, il faut doubler le
nombre de MOS, si 1’on conserve les mémes composants que dans le montage
précédent, on double les pertes de conduction et la surface de silicium.

Ainsi, a surface totale de silicium constante, chaque interrupteur a une

résistance deux fois plus élevée, alors le montage avec enroulements

unifilaires conduit a quadrupler les pertes de conduction.

I1 faut préciser cependant qu’une modification des pertes, qu’elles
soient dans les bobinages ou dans le silicium, conduit a une modification
des moyens de dissipation thermique & température maximale donnée, elle
entraine ainsi des conséquences importantes sur la conception de
1’ensemble. D’autre part, dans ces comparaisons, nous n’avons pas analysé
1’influence de la modification des chutes de tension résistives qui conduit
a un changement du nombre de spires et donc du courant dans les
semi-conducteurs. Ce phénoméne est en réalité négligeable et les

conclusions énoncées ci-dessus restent valables.

Le tableau II donnait une comparaison des rendements dans 1’ hypothése
d’un doublement de la surface de silicium. Dans notre cas ou 1’entrefer
vaut 0.4 mm, a méme surface de silicium, les rendements auraient été
sensiblement identiques que les enroulements soient wunifilaires ou
biflaires. Il1 faut cependant remarquer que les pertes dans le moteur
seraient réduites aux dépens de celles dans le silicium.

Afin de valider cette étude théorique, nous présentons, a la figure 9
(oscillogrammes) et dans le tableau III (comparaison quantitative), une

comparaison des prédéterminations et des résultats de mesures au voisinage
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du point de fonctionnement nominal (0.11 N.m a 3000 tr/mn sous 12 V). Les
valeurs prédéterminées sont celles du tableau Il corrigées (par rapport a
0.1 N.m). Une résistance Rsense de mesure du courant se trouve dans le

montage d’essai, nous avons donc compté ses pertes dans ce tableau.

2s A/ANI V AMSYD\(V

Figure -9-
oscillogrammes des courants ip et in au point de fonctionnement nominal

predictions mesures
courant maximal 10.7 A 11.5 A
courant MOS 6.5 Arms 6.1 Arms
courant diode 3.2 Arms 2.6 Arms
pertes Joule . 50 W
155°¢C
pertes de conduction 9 W
semi-conducteurs
pertes dans Rsense 4.4 W
puissance absorbée 103 W 102 W

Comparaison a 0.11 N.m et 3000 tr/mn
Tableau III

On peut remarquer que pour obtenir le couple nominal, un courant créte
sensiblement plus important est nécessaire, ceci est dl essentiellement a
la forme réelle de 1’ondede perméance. Le bilan énergétique nous montre que

les pertes fer sont bien négligeables. Quantitativement les puissances

calculées correspondent bien aux mesures.
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5- CONCLUSION

Grace a un modéle électromagnétique analytique trés simple mais précis

paramétré par les dimensions géométriques du moteur, nous avons pu
effectuer une optimisation de la valeur de 1’entrefer pour une contrainte
de pertes Joule dans le moteur. Nous avons négligé les pertes fer ce qui
s’'est justifié car 1’erreur s’est révélée faible. Cependant, 1’utilisation
de téles bon marché (nous avons utilisé ici des tdéle fer-silicium de 0.4 mm
d’ épaisseur) nécessitera la prise en compte de ces pertes.

Nous avons mis en évidence 1’importance du silicium (semi-conducteurs de
puissance) eu égard a celle du cuivre et du fer (moteur) dans le
dimensionnement de 1’ensemble convertisseur-machine et ainsi justifié le
choix de 1’alimentation par un interrupteur par phase et enroulements
bifilaires. L’optimisation de colGt est cependant loin d’étre terminée, il
reste a prendre en considération les problémes de fabrication et les coflts

matiére si la production s’effectue en grande série.
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