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INTRODUCTION

Depuis l'arrivée des aimants permanents "terres-rares” sur le marché, l'utilisation d'aimants dans
les machines électriques n'a fait que croitre. En effet, la haute valeur de leur polarisation rémanente
(J; > 1T) ainsi que les grands champs inverses qu'ils supportent (LoHcy > 1,5T) en font des
sources de flux magnétique quasiment idéales (si ce n'est leur prix), supplantant les excitations par
bobinage pour tout pdle de machine dont les dimensions sont inférieures a un certain pas critique .

Cette possibilité de pouvoir réaliser des inductions élevées dans les machines, sans injecter de
courant au rotor, permet d'éliminer les bagues d'alimentation dans les machines synchrones ainsi
qu'une grande partie des pertes rotoriques. Parallelement 2 ceci, 1'évolution des convertisseurs
Electroniques et des techniques de contrdle a fait un bond considérable, tant en compacité (et fiabilitg)
qu'en cofit. Le marché de la vitesse variable, jusqu'alors réservé aux machines & courant continu, se
laisse peu 2 peu envahir par les machines & courants alternatifs (synchrones et asynchrones).

Les convertisseurs €lectroniques qui alimentent ces machines possédent des limitations
intrinséques, en tension et courant de sortie notamment. Pour utiliser au mieux ces potentialités, il
serait particulitrement intéressant de pouvoir obtenir un fonctionnement & puissance maximale (Vmax
et Imax) sur la plage de vitesse la plus grande possible. Ceci nécessite un fonctionnement des
machines synchrones 2 tension constante, donc de faire varier leur flux lorsque la vitesse augmente.

Un probléme particulier se pose alors pour les machines 2 aimants permanents. En effet, si ces
derniers produisent des champs magnétiques importants (utile pour de bonnes performances en
puissance ou couple massique), ces mémes champs sont malheureusement difficilement contrblables.

Deux problémes devront dong étre résolus pour ces machines. Tout d'abord, leur structure devra
&tre congue pour permetire un tel contrdle de flux, sans dégradation de leurs performances, ensuite le
systéme de commande aura & contrdler simultanément deux grandeurs, le couple et le flux résultant (Ia
tension). Nous nous sommes fixés comme but pour ce travail de rechercher et tester une structure de
machine 2 aimant permanent qui autorise un tel fonctionnement. Pour cela nous avons divisé ce travail

en quatre parties.

Dans le chapitre 1, nous avons analysé les modeles nécessaires pour comprendre le probléme &
partir des caractéristiques externes de la machine (inductances, force électromotrice).

Cependant, la possibilité de réduire le flux et la fagon de I'obtenir dépendent fortement de la
structure interne de la machine. Nous présentons dans le chapitre 2 les contraintes que la réduction de
flux impose sur quelques structures de machines & aimants, ce qui nous permettra de choisir I'nne

d'entre elles pour approfondir I'étude.
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Le chapitre 3 est consacré au développement de la structure choisie et & la définition d'un
prototype. Pour cela, nous détaillerons la méthode de calcul utilisée, ainsi que I'influence des
grandeurs les plus importantes lors d'un fonctionnement en réduction de flux.

Dans le chapitre 4, nous présentons le prototype construit au laboratoire, ainsi que les méthodes

expérimentales utilisées pour le caractériser. Une analyse des résultats permettra de conclure notre

travail.
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CHAPITRE 1

REDUCTION DE FLUX DANS LES
MACHINES A AIMANTS
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CHAPITRE 1

"REDUCTION DE FLUX DANS LES MACHINES A AIMANTS"

Nous trouvons dans la litérature deux cas de fonctionnement assez distincts ot le contrble de flux
est nécessaire. Le premier cas est celui ol un haut rendement est souhaité et ot 1a machine fonctionne
typiquement au-dessous de son couple nominal. Dans cette condition, un compromis doit €tre obtenu
entre les pertes dans le cuivre et les pertes dans le fer. Pour chaque point de fonctionnement les pertes
dans le fer sont fonction du flux résultant, celui-ci doit donc &tre contrdlé en utilisant un minimum
d'énergie. Le deuxieme cas de travail représente le sujet principal de notre étude. Il s'agit des
applications oi la puissance de la source d'alimentation est limitée (c'est typiquement le cas de tous
les convertisseurs statiques et celui des batteries d'accumulateurs). En effet, si la tension de la source
est limitée, la force électromotrice résultante l'est aussi puisqu'elie fixe la tension aux bornes de la
machine (aux fuites et aux pertes pres).

Pour étudier le fonctionnement de la machine en conditions de réduction de flux, nous allons
présenter, tout d'abord, quelques solutions proposées dans la littérature, suivies des équations
nécessaires pour les représenter. Nous terminerons le chapitre par une représentation graphique de la
condition de réduction de flux dans une machine a pdles lisses.

1.1 PRESENTATION DU PROBLEME

Plusieurs méthodes de contrdle de flux résultant dans une machine & aimants sont proposées

dans la littérature.

Pour contrdler le flux & vide de la machine, en fonction de la vitesse, une premiére solution
pourrait consister a retirer partiellement, en fonction des besoins, le rotor du stator. La complexité
mécanique d'une telle solution, ainsi que les faibles performances dynamiques attendues, nous ont

poussé a I'écarter.

Une deuxiéme solution peut étre enviéagée. Plutdt que changer le flux dans le bobinage, nous
pouvons changer son nombre de spires en série ce qui change la "constante de f.e.m." (ou de
couple). Cette méthode -passage de série & paralléle- crée des plages de vitesse discrétes : exactement
comme le ferait une boite de vitesse. Cette méthode ne peut s'envisager raisonnablement que pour un
seul changement de couplage, au-deld le systtme devient trop complexe. Les plages limitées de
variation de vitesse obtenues dans ces conditions nous ont fait abandonner cette solution.
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Finalement, & I'induction produite par les aimants, nous pouvons ajouter un bobinage rotorique
qui sert & contrdler le flux [Huang]. Néanmoins, cette solution annule un des avantages des machines
a aimants, en I'occurrence, I'absence de courants dans le rotor et donc de pertes Joules.

Sila f.e.m. & vide n'est pas facilement contr6lable (c'est ce que nous venons de voir), il n'en est
pas de méme pour la f.e.m. résultante (en charge). Ce probléme a déja été débattu par de nombreux
auteurs [Jahns, Ogasawara, Schiferl, Soua, Vas, Weh]. Leur proposition consiste 2 utiliser le champ
produit par les courants statoriques. En effet, 1a partie du flux statorique qui passe dans l'axe direct se
combine avec celle des aimants. On peut donc envisager de contrbler ce flux direct, voire méme de
I'annuler, en agissant sur les courants statoriques. Ce contrdle de flux se fait par déphasage des
courants, c'est-a-dire par une modification de I'angle interne de la machine.

Pour pouvoir étudier le contrdle de flux dans les machines aifnants, nous allons tout d'abord
présenter les courbes caractéristiques de ce régime de fonctionnement et définir les grandeurs les plus
importantes pour notre travail. Pour simplifier cette premigre analyse qualitative du comportement des
machines a aimants avec contrdle de flux, les conditions suivantes seront utilisées:

- les pertes dans la machine sont nuiles,
- le circuit magnétique de Ia machine est composé de matérianx linéaires,
- les tensions et courants délivrés par le convertisseur sont sinusoidaux et leurs valeurs

maximales sont indépendantes de la fréquence,
- le contr6le de phase des courants peut se faire continfiment sur toute la gamme nécessaire.

Nous allons, de plus, faire cette analyse uniquement pour le courant maximal de la machine et en

régime permanent.
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5.a) Tension

5.b) Angle des courants

90 ° ; :
Wy, Wy Oy; >

5.¢) Facteur de puissance

Pmax|-------------- Ao

PO f----m- R
; : 5.d) Puissance

wb Co0 (olim

Figure 1.1 Courbes caractéristiques des machines 3 aimants en vitesse variable (I=Imax)

Dans la figure 1.1 nous pouvons distinguer trois régions différentes. La premiére région est
caractérisée par un fonctionnement & couple maximum (pour obtenir le maximum de puissance). Dans
ce cas, le courant maximal (Imax) €st imposé dans la machine avec une phase qui maximise le couple
(Yopt) (fonction du rapport entre le couple de réluctance et le couple d'interaction[Morimoto, Vas]).
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Dans ces conditions le facteur de puissance du systéme est imposé par les paramétres de la machine et
n'est pas nécessairement unitaire [Takeda].

La fin de la région I est définie par la vitesse @y, olt la tension délivrée par le convertisseur atteint

sa valeur maximale. La puissance P, est associée A cette limite. Au-deld de cette vitesse, une
augmentation de 'angle du courant () est nécessaire pour réduire le flux produit par I'aimant.

Dans un premier temps (région II), l'augmentation de v augmente le facteur de puissance. La

puissance utile de la machine augmente donc (P>Pg), méme si le couple se réduit.

La région I est caractérisée par le fait que I'angmentation de y réduit le facteur de puissance de
la machine jusqu'a la vitesse Wmpax. ol le courant maximal est placé complétement en opposition au
flux imposé par I'aimant (Y = 180°). Dans ce cas, le courant est enti¢rement réactif et la puissance

active de la machine devient nulle.

Dans la région III, nous pouvons remarquer un autre point caractéristique, il s'agit de la vitesse
pour laquelle la puissance atteint & nouveau la valeur P, (cette vitesse sera appelée ). Pour pouvoir
introduire les équations qui régissent le fonctionnement de la machine, nous allons définir les valeurs
des grandeurs de base (indice b), pour le calcul en valeurs relatives (p.u.). Par défaut, toutes les

notations seront en valeurs relatives.

Pmax : puissance maximale délivrée par le convertisseur

Imax : valeur efficace maximale du courant de la machine en régime permanent
Vmax : valeur efficace maximale de la tension délivrée par le convertisseur

Oy : vitesse de base caractéristique de I'interface de la région I et II

Op : rapport entre la tension Vmax et wy,

1.2 MISE EN EQUATIONS DU PROBLEME

Pour étre précise et générale une analyse du fonctionnement des machines synchrones devrait
utiliser des parametres non linéaires, généralement fonction des courants statoriques. Cependant, un
modele linéaire ol pertes et saturations ne sont pas prises en compte est plus simple, nous allons nous
en servir pour comprendre ce qui se passe dans la machine. Les non-linéarités seront introduites plus
loin. Le diagramme vectoriel correspondant est représenté dans la figure 1.2.

22 ‘ chapitre 1



L axeq

axed

Figure 1.2 Représentation vectorielle de la machine en condition de réduction de flux
La tension de la machine peut alors s'écrire en valeurs réduites :
Vq = ®.(Bo + Xd.Id)
Vd=-jXaqlg (1.1)
V = (Vd2+Vg?)12
et la puissance
P = o.(E,Lcosy + @%@.P.sin(z.y)) (1.2)
Pour la condition de réduction maximum de flux (y=180°) nous avons [Schiferl] :

Vmax = VQq = ®max-(Bo-Xd.Imax)

Donc:

- V.
}mmaxl ]Eo'xrgafmax I (1 '3)

D'aprés cette équation, si Eo=Xd.Iax la machine peut atteindre des vitesses infinies.
Du point de vue physique, cette équation indique que la vitesse maximale est inversement

proportionnelle au flux résultant sur I'axe direct. Cette affirmation reste valable pour des machines

saturées, lorsque les pertes liées au flux sont considérées nulles.
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R.F. Schifer] [Schiferl] a étudié le comportement des machines qui possédent des valeurs de

paramétres voisines de cette machine idéale ; il a conclu que I'effet de réluctance (Xd#Xq) pouvait

étre utilisé pour augmenter le couple & faibles vitesses.

W.L. Soong [Soong (2)], & partir des mémes hypothéses a montré que la machine synchrone a

aimants peut étre étudiée & partir de seulement deux paramétres caractéristiques qui définissent 'allure

de la courbe P(®) : le rapport & = Xq/Xd et le flux a vide (¢g).

Sur un plan défini par ces deux paramétres, nous pouvons tracer les isovaleurs de puissance 2 la
vitesse de base wy, (fig.1.3). Pour cel3, il suffit de résoudre les équations 1.1 pour la tension Vmax-

De méme, nous pouvons tracer des courbes qui représentent le rapport entre les vitesses y et 0

qui représentent la plage de vitesse a puissance €gale ou supérieure a la puissance Pog.

P(eb)

1n

=
<
=
pe
1]
1
Egp
Figure 1.3 Isovaleurs de puissance pour © = M
[Soong(2)] '

Xq/Xd

g

1

wp/ob

Isovaleurs de g/

A partir de ces courbes, Soong a conclu qu'un compromis entre Ie couple maximum et la plage

de vitesse était nécessaire, puisque la machine qui posséde le maximum de puissance a la vitesse de

base (donc maximum de couple) ne peut jamais avoir une plage de vitesse importante (ex : point A
fig.1.3). Il suggére aussi que les machines les plus appropriées pour travailler en vitesse variable et
"tension limitée doivent &tre congues pour qu'a la vitesse de base leur puissance Pg soit de I'ordre de

70% de 1a puissance maximale (région hachurée sur la fig.1.3).

En plus, d'aprés la figure 1-3, plusieurs structures de machines posséderaient la méme forme de
courbe P(w). Par exemple, le point 1 représente une machine plutét a réluctance (E>>1 et faible Ep),
tandis que le point 2 représente une machine  trés forte induction & vide (E=1 et Eg=0,8 p.u.). Ces
deux machines auraient la courbe caractéristique P(w) comme celle présentée dans la fig.1.4.
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Le probléme du choix de la structure et de son dimensionnement pour que & et Eg soient ceux

voulus sera présenté an deuxiéme chapitre.

Puissance

i
1} N ZAN— ,

i |
i 1
1 1
1 |
| |
| 1
| t
I ]
! |
I |
] |
I |
| 1
1 |
! |
| 1
| 1

: B
Wy g = 30)b

Figure 1.4 Courbe P(() pour les structures associées aux points 1 et 2 de la figure 1.3

1.2.1 Effets des non-linéarités

Dans une machine 2 aimants nous trouvons souvent des valeurs de champ élevées qui saturent
les matériaux. Dans ces conditions, nous ne pouvons plus utiliser le principe de superposition pour
étudier la machine. Ainsi, nous ne pouvons plus considérer que I'induction sur un axe n'est fonction
que du champ sur ce méme axe. En réalité, un effet d'interaction entre les deux axes apparait ,

souvent appelé "effet croisé”.

Les équations 1.1 ne considérent pas la présence de saturation, ni cet effet croisé. Or, B. Sneyers
[Sneyers] a montré que cet effet pouvait étre important dans le cas des machines fonctionnant en
conditions de réduction de flux. Pour '‘étudier, elle a utilisé les équations suivantes pour représenter

]la machine 2 aimants :

Vq = @.(Ep - Xd.Id - Xdq.Iq)
Vd = - ©.Xq.1g (1.4)
V =(Vd2+Vgdl2

Les paramétres utilisés sont constants, Xdq représente la réduction du flux suivant l'axe direct
qui apparait lorsqu'une partie de la machine sature sous I'effet d'un courant en quadrature.

En utilisant ces équations, B. Sneyers a déduit que I'inductance Xdq pouvait augmenter la plage

de vitesse, avec la méme puissance & vitesse de base (fig.1.5).Cependant, ce résultat a été obtenu
pour un ensemble de paramétres qui ne semble pas tenir compte de 1a réalité physique.
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Po ; Xdq=0
i Xdq=0
Wp Wo o >
Xdg=0 Xdgz0

Figure 1.5 Influence de P'effet croisé sur la courbe P(®).[Sneyers]

L'effet croisé, qui est caractéristique des machines & aimants enterrés, pourrait donc améliorer les
performances des machines en condition de réduction de flux. Afin d'étudier l'influence des
paramétres géométriques sur les performances d'une machine saturée, nous allons utiliser la f.e.m.
résultante de l'interaction des deux sources de forces magnétomotrices : l'aimant et les courants.

Si la machine a une distribution d'enroulement adéquate et si les courants sont sinusoidaux, les

fondamentaux des grandeurs peuvent étre utilisés pour calculer la puissance utile. Dans ces

hypotheses, on peut écrire la relation suivante :

_M
e = Py (1.5)

Cette équation nous montre que I'étude du fonctionnement a tension imposée et vitesse variable
(w>1) peut se transposer sur un diagramme vectoriel & vitesse fixe (w=1) ol la tension est variable
(V<1). A tout moment, il sera possible de calculer Ia vitesse effective puisque : @ = 1/V.

Pour le maximum de tension et de courant, la puissance peut s'écrire :
P=®.V.ILcosp = cos® (.V=1 I=1}) (1.6)

Sur le diagramme vectoriel tracé pour la fréquence de base, la puissance 2 la vitesse ¢ sera égale

dcosgetle couple a:

I'=sL=V.coso (1.7)

e

Sur ce méme diagramme les isovaleurs de vitesse sont des cercles de rayon é

26 chapitre 1



Pour étudier le comportement d'une machine en condition de réduction de flux, il suffit de tracer
plusieurs paires de vecteurs V et I sur le diagramme vectoriel. Le lieu des extrémités du vecteur V
permet d'apprécier les performances du moteur. La figure 1.6 montre un exemple pour une machine
linéaire (cf. équations 1.1). Le point A représente le point de base (Cmax, ®p, V=1), le point B
représente le point 4 tension minimale, les courants sont complétement réactifs (y=180) la puissance

est nulle. Dans cet exemple en alimentation en tension unitaire, 1a vitesse maximale serait de % =2.

Figure 1.6 Lieu de points de la f.e.m.

Ainsi, nous pouvons conclure que les performances de la machine en condition de réduction de

flux seront définies par les rapports Xql/Eo et Xd/Eo.
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1.2.2 Recherche des conditions de puissance maximale

Supposons maintenant que pour une plage de vitesse fixée nous voulions le maximum de
puissance disponible, soit cosg=1. Le diagramme vectoriel serait alors le suivant (fig.1.7).

Azxeq
v

-
axe d

Figure 1.7 Diagramme vectoriel & cos¢=1

Dans cette hypothése nous avons :

®d = Ores - O8O

$q = bres - sind (1.8)
Ig=-I.sind (y=90+90)
Ig= I.cosd

D'oli nous pouvons déduire:

%__Ig 1)

g Id

Ce résultat laisse entrevoir, d'une fagon qualitative, que l'effet croisé peut étre intéressant,
puisque le rapport des composantes de flux est une fonction croisée des composantes du courant
(cos@=1). Pour ce comportement idéal, nous pouvons encore développer les composantes de flux de

la facon suivante (I=1) :
0d = ¢p - Lg sind
$q=E.Lqcosd (1.10)
_La
&= 1d

ol §g, Ld et £ sont fonctions de 3.
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En comparant les équations 1.8 et 1.10, nous obtenons :

¢0d _cos&__ % 1sind (1.11)

¢oq sind ELdcosd E'cosa

Do :
= sind (1.12)
dg| sin? 8 +&.cos? 8

La loi de variation du rapport des sources de flux suivant l'axe direct (courant et aimant) qui
donne cosp=1 suivrait le comportement présenté dans la fig.1.8.

Ld
1092
08 B2 - T — ol
0.6 . i W e — 52
AL B SN N LSS £=10
0.4 // e :
L

0.2 ,/ e

/ .
0.0 s

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
S(degrés)
Figure 1.8 Rapport des flux produits par le courant et l'aimant pour un fonctionnement a
cos@=1

D'une fagon qualitative, 'augmentation de 7y (donc de 8) nécessaire pour atteindre des vitesses
plus importantes & courant nominal, exige une augmentation soit de &(du point A vers le point B1)
soit de H (du point A vers le point Bp). Cette caractéristique ne peut &tre atteinte que dans les

o

machines saturées. En effet, dans la figure 1.9 nous observons que le courant sujvant 1'axe direct
s'opposant au flux produit par les aimants, réduit le niveau de saturation de la machine, augmentant
Ld (fig.1.9 point A — point B). En plus, la désaturation des dents angmente &.
o g.1.7p P g

0
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Figure 1.9 Effet de Id sur ¢4

Pour conclure, 1'analyse faite dans ce paragraphe nous indique qu'une machine saturée peut
présenter des caractéristiques intéressantes pour le fonctionnement en puissance constante.

1.3 ANALYSE DES LIMITATIONS D'UNE MACHINE LINEAIRE

Dans ce paragraphe, nous allons étudier l'influence des paramétres de la machine synchrone &
aimants en condition de réduction de flux. Les hypoth&ses considérées dans cette partie seront :

- les grandeurs sont sinusoidales

- il n'y a pas de pertes dans la machine

- les paramétres de la machine sont constants et valent
Ey - tension & vide en valeurs p.u,
Xd=Xg=X réactance synchrone

IDans ces conditions :

Vq = o.[E + X Id]

Vd = -0 [X Iq] (1.13)
V2=Vd2+VgZ=1

2=1d2+ Iq2 = 1

Lorsque Ia machine fonctionne 4 sa tension maximale (1 pu) (flux résultant limité) nous avons :

1 =%[E2+2E, XId + X{1d? + 1q?)] (1.14)
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Donc les valeurs des composantes du courant sont

(L)z- B2 - (X.IP

Id =@ 5 XE (1.15)

et

Ig=+ /\/(7—1—)2 - (EQ + Id)2 (fonctionnement moteur) (1.16)
X X

Comme la puissance dans cette machine est donnée par :

P=wnEglg | (1.17)

nous obtenons :

2
_ ¢ (B pap_1 XP
i mEO\/(wX) (2X+(m] 2XE, 2E, (1.18)

en définissant :

-X1

X E, (1.19)
e=mEg

on peut écrire :

~EBo [1_(e(1-x2)+ LV

P=f 1(5(1x)+28) (1.20)

Maintenant, nous allons calculer comment varie la puissance en fonction de la vitesse & partir de

la dérivée de 'équation précédente.

Sachant que

% _y (1.21)
om

de _

30~ Fo

nous pouvons mettre la dérivée de la puissance sous la forme suivante
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P
Fre F1.F2.F3 (1.22)

avec

Dans ce cas :

a) F1 ne peut étre que négative et son domaine de validité est

gLﬂn%<1 (1.23)

Sur le plan défini par les variables x et 1/e (fig.1.10) nous aurons le domaine de validité

représenté par la région hachurée.
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0 1 /e
Figure 1.10 Limite de validité des paramétres x et 1/e en condition de puissance limitée

Les trois segments de droite qui limitent le domaine de validité des équations 1.22 correspondent

aux trois conditions suivantes :
Hx=1-1 (1.24)

d'olr
V = m(Ep - X.D) (I=1pu, V=1pu)
rant placé sur l'axe direct, dans le sens démagnétisant

Cette condition correspond au cou
(fig.1.11.a), l'amplitude de | X.1| étant inférieure & Eo.

)x=-1+1 (1.25)
d'ot
V= w(X.I-Ep) (I=1pu,V=1pu)

Cette condition, représentée sur la fig.1.11.b correspond & un courant placé sur I'axe direct, dans

le sens magnétisant.
(1.26)

= 1
%x—1+e

(I=1pu, V=1pu)
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Pour cette condition, représentée sur la fig.1.11.c, le courant démagnétisant est placé sur l'axe

direct, I'amplitude de | X1] étant supérieure a Eq.

o

s
o
W

A 4
t] 4
o.X.I %g‘% ®.Eq Vimax fgé w.X.I ;
%E § @.E, 4
Vinax % g’f% ®.E,
1 : ¢ I I
.< : o Lo ; - ‘< -
d d d
Vinax Y%f?’ ®.X.I
a)x=1-1/e b) x=-1+1/e c) x=1+1/e

Figure 1.11 Représentation sur le diagramme vectoriel de la limite de
validité des équations 1.23

b} F2 définit deux régions distinctes : F2<0 et F2>0 (fig.1.12.a).

s
A - q
X -
Fz <0 £ % (D.EO
Ve 1 §
1 b F2 > 0 \ ,"’S H
mxg ’ 3
- ~atl} -
0 1/e Vmax d

a)F; sur la plan x=f{(1/¢) b) F» = 0 sur le diagramme vectoriel

Figure 1.12 Caractéristiques de la fonction F2

Pour F2=0 nous avons

= 1\
x2=1 +(E) (1.27)
qui correspond 2 la condition
V=g [(XI)2 - (Eo)z] (Vetl=1pu)
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A

X
1 F3 <0
F3 > 0
S
0 /e
a)Fy sur la plan x=f(1/e) b) F3 = 0 sur le diagramme vectoriel

Figure 1.13 Caractéristique de la fonction F3

Pour F3=0 nous avons :

L =1-x2 (1.28)
62

d'olt

V2 = o4} - XP) (V.I=1 pu)

Dans cette condition, le courant et la tension étant en phase, le maximum de puissance est atteint
(cosy=1) (fig.1.13.b).

Pour pouvoir déterminer les valeurs de 9P sur le plan x=f(1/¢e), nous allons nous reporter & la

owm

fig.1.14.

Figure 1.14 Représentation d'un point de fonctionnement de la machine
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Dr¥abord les équations qui définissent les limites de validité d'étude correspondent i (voir
fig.1.11)

x= 1-1=03=180°
x=-1+L=a;=180°
x=l+i= 0 =180°

Les zones de transition définies par F2=0 et F3=0 correspondent respectivement & 0/1=90°
(fig.1.12.b) et 03=90° (fig.1.13.b).

A ces zones de transition nous allons ajouter celle du maximum de couple. Dans la machine que
nous €tudions dans ce paragraphe, la condition de couple maximal sera ctp=90°, soit courant en phase
avec la tension & vide.

2

y&; = (XIP + B2 (1.29)

d'olt (V,I = 1 pu) pour le maximum de couple {¢t2=90°)

Si nous disposons tous ces résultats sur un méme plan, nous obtenons celui représenté dans la

figure 1.15 (rappelons nous que % = F1.F2.F3, équation 1.22).
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1/e

Figure 1.15 Plan x=f(1/e)

Sur le diagramme, la ligne o=90° représente le maximum de couple. Or, c'est dans cette
condition, pour n'importe quel Eg que nous avons choisi de définir la vitesse de base (@=1).

Compte-tenu de la définition des régions caractéristiques d'une machine & aimant, (§1.1), la
région I est représentée par un point sur la ligne ¢=90°. La région II est représentée par les points ol

%>0 et la région I par §£<0.

La vitesse de fonctionnement de la machine sur la fig.1.15 peut facilement étre obtenue. En effet,
si les coordonnées d'un point sont (% 511— ) et d'un autre (X el—2 ) le rapport de leur vitesse est donné

par le rapport de leur ordonnée, puisque:

1

= el_l (1.30)
€2

Dans notre cas (Xd=Xg=constant), le lieu des vitesses unitaires est donné par I'équation 1.29

(x = (%)2—1  Les autres lieux de vitesse seront obtenus en multipliant 'ordonnée par le facteur @

) ) e . . . , . .
(lieu de vitesse W=>X = (-(3) -1 . Ainsi les isovaleurs de vitesse prendront 1'allure représentce dans
la fig.1.16.
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1/e

Figure 1.16 Lieu des isovaleurs de vitesse sur le plan (x,%)

0

Nous allons calculer maintenant le lieu des isovaleurs de puissance sur ce plan. A partir du
diagramme vectoriel présenté sur la fig.1.17 nous avons

2= Z_L 2 = ..L i
a* = Ej (mcoscp) a XI Ol)sm(p

x=2L=Llsng+q1-(1 (1.31)

Figure 1.17 Diagramme vectoriel de 1a machine a4 P = cos ¢
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Nous avons rassemblé toutes les informations obtenues jusqu'a présent sur la fig. 1.18, afin

d'analyser le comportement d'une machine i parametres fixés.
2

. : .
X il Ll . 7

Y
A

% !
0 0.4 0.8 1.2 1.6 1/e 2

Figure 1.18 Utilisation du plan x=f(1/e) pour une machine & parametres fixés

Prenons, comme exemple, la machine qui, & @ (point Ap), posséde une puissance de 0,87 pu.

Elle doit avoir comme parametres:

11 - -
== 1,146 => By = 0,87
x =Xl =056 =XI =049

La vitesse pour laquelie la puissance est 4 nouveau égale a 0,87 pu est 2 (0o = 2, point C1)
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Ce graphique permet I'analyse qualitative du choix des parameétres de la machine en fonction des
performances désirées. Si par exemple, nous voulons augmenter la vitesse maximale de Ia machine,
nous observons que le point D doit se déplacer vers Ia gauche, ce qui nécessite une augmentation de x
(point D»).

Ce changement de paramétre provoque une réduction de la puissance 2 la vitesse de base (point
Ap), et un décalage du maximum de puissance vers les vitesses plus importantes (point Bi— B»). Si
nous continuons & augmenter x, nous allons trouver la machine pour laquelle ]a vitesse maximale est
infinie (point A3,D3) (x=1=XI=Ey= 0,707). Sur cette machine l'interface entre la région IT et ITT
se présente & l'infini (B3 — Da).

Une augmentation de x & partir de ce point réduira la vitesse maximale 3 courant nominal (ligne
A4-Dy). Le facteur de puissance unitaire ne pourra plus &tre atteint. Cette machine posséderait une
inductance suivant J'axe direct trop importante, de sorte que le courant nominal placé sur cet axe
provoquerait un flux plus important que le flux dfi aux aimants. Si on veut augmenter la vitesse de
cette machine dans la région E4-Dy, l'amplitude de courant doit &tre réduite de fagon & ce que le terme
XJ tende vers Eq. Le point E4 indique le maximum de puissance de cette machine.

Le transport des droites caractéristiques de chaque machine sur la courbe P(®w) peut se faire

facilement (fig.1.19).

Puissance
(p.u.) Bl B2 B3=D3 (0 =c0)
il = = - - = = — —_ —
T < D2(@=8)
A2 y
A3
A4
D4 (o =)
——
0 ] 1 1 I ’
i b Y s

vitesse (p.u.)
Figure 1.19 Courbes P(®) des exemples étudiés
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1.4 CONCLUSIONS

Dans ce premier chapitre, nous avons mis en évidence le fait que plusieurs ensembles de
paramdtres de machine 2 aimants peuvent aboutir a des courbes P(®) semblables. Pour que la
machine puisse fonctionner a des vitesses importantes, le flux résultant doit &tre contrdlé par le
courant placé en opposition au flux de I'aimant. Ainsi, le flux produit par le courant sur I'axe direct
doit étre de l'ordre du flux de l'aimant.

Finalement, aprés avoir observé que les non-linéairités du circuit magnétique pouvaient améliorer

la performance de la machine a aimants, nous avons décrit les limitations d'une machine linéaire
(Xd=Xq), en condition de réduction de flux.
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CHAPITRE 2

STRUCTURES DE MACHINES A
AIMANTS POUR UN FONCTIONNEMENT
EN REDUCTION DE FLUX
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CHAPITRE 2

"STRUCTURES DE MACHINES A AIMANTS POUR UN
FONCTIONNEMENT EN REDUCTION DE FLUX"

Ce chapitre a pour but de justifier le choix de structure que nous avons fait pour 1a machine.
Pour cela nous allons analyser pour chaque type de structure, les contraintes apportées par le
fonctionnement en réduction de flux (cas ol la puissance de la source d'alimentation est fixée).
Plusieurs aspects seront abordés ; tout d'abord, l'alimentation de la machine par convertisseur
statique, ensuite les contraintes magnétiques supportées par les aimants ainsi que les répercussions de
ce mode de fonctionnement sur la puissance volumique des machines et leurs pertes.

2.1 STRUCTURES DE MACHINES A AIMANTS

Plusieurs structures de machines & aimants peuvent convenir pour un fonctionnement en
réduction de flux. Ces différentes machines peuvent se classer en deux groupes ; les structures avec
aimants en surface du rotor (fig. 2.1) et les structures avec aimants enterrés dans le rotor (fig. 2.2).

a) Sans pieces polaires b) Polarisation tournant ¢) Avec piéces polaires

Figure 2.1 Structures avec aimants placés 2 la surface du rotor
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a) sans concentration de flux  b) avec concentration de flux ¢) machine & reluctance
assistée par des aimants

Figure 2.2 Structures avec aimants enterrés

1'aspect commun aux deux structures est évidemment la présence d'aimants sur 1'axe direct des
machines. Or, nous avons vu que la facilité de contrdle du flux résultant est liée aux valeurs des
inductances de la machine, et pour obtenir une valeur de Lg importante, la réluctivité du circuit
magnétique de l'axe direct doit étre assez faible. ( on rapelle que la vitesse limite dépend directement
du rapport Lg.I/¢o ). Comme la perméabilité des aimants est faible, ils représentent une partie
importante de cette réluctivité. Leurs dimensions sont donc fondamentales lors de la conception de la
machine. La réduction de leur épaisseur étant limitée par leur manipulation, la surface de ces aimants
devient un paramétre prépondérant. Les structures i concentration de flux sont particulidrement
intéressantes vis-i-vis de cette contrainte, puisque les aimants y trouvent la possibilité d'avoir des
surfaces supérieures au pas polaire.

Dans le premier groupe, les aimants étant placés directement dans l'entrefer, ils sont soumis
des champs non homogénes. Dans le deuxiéme groupe, les aimants sont entourés par du matériau
magnétique, ce qui permet de considérer que le champ auquel ils sont soumis est sensiblement
uniforme. Ces structures permettent de faire fonctionner la totalité du volume d'aimant prés de sa
limite de réversibilité ce qui semble intéressant pour employer un minimum d'aimant.
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2.2 LE CONVERTISSEUR ET LA STRUCTURE DE LA MACHINE

De nombreux autcurs ont analysé les performances des converlisseurs statiques alimentant des
machines 4 aimants. En général pour les applications de puissance moyenne ot les performances du
systéme doivent &tre élevées sur une grande gamme de Vitesse, Jo convertisseur de tension contrdlé en

courant est la solution la plus utilisée.

2.2.1 Forme des courants

Une alimentation utilisant des courants trapézoidaux peut &trc utilisée pour maximiser le couple
massique [Weh]. Or, avec ce mode d'alimentation, les temps de commutation engendrent des
oscillations de couple. Pour diminuer ce probléme, la structure de la machine doit &tre congue pour
avoir de faibles inductances. H. Weh a ainsi étudié une structurc 2 concentration de flux (fig. 2.3) ot
des fentes dans le rotor limitent la réactance Xq (Xd étant déja restreint par la faible perméabilité des
aimants). Il a ét6 montré par ailleurs [Schofield] que ce type d'alimentation en condition de réduction
de flux, produit plus d'oscillation de couple que dans le cas d'une alimentation sinusoidale. Pour
contourner ce probléme, H. Weh a proposé une alimentation a cinq phases, au lieu de trois ; la
discrétisation de position du flux statorique serait alors suffisante pour diminuer efficacement les

harmoniques de couple.

Figure 2.3 Structure de machine étudiée par H. Weh
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La grande majorit€ des auteurs proposent plutdt d'alimenter les machines avec des courants
triphasés sinusoidaux [Fratta, Jahns, Morimoto, Norum, Ogasawara, Schofield, Soua, Takeda,
Vas]. Ce type d'alimentation est beaucoup moins contraignant, de nombreuses structures de machines
peuvent alors &tre utilisées pour fonctionner en réduction de flux. C'est pour cette raison que nous
allons concentrer notre recherche sur des systémes alimentés par courants sinusoidaux.

De toutes fagons, quel que soit le mode de contrble des courants (MLI, hystérésis, ...) la
fréquence de découpage devra étre adaptée A la machine pour que les harmoniques ne génent pas le
fonctionnement de l'ensemble. De ce point de vue, une machine possédant une inductance assez
€levée & ces fréquences de travail sera donc favorable.

2.2.2 Commande du convertisseur

Les lois de commande imposent aussi des contraintes sur le choix de la structure de la machine.
Parmi d'autres auteurs, P. Vas [Vas] a montré dans son chapitre 3 que les lois de commande devaient
étre différentes selon le type de pole de 1a machine (saillant ou non). La présence de pigces polaires
peut permettre alors une augmentation du couple massique dans la mesure oi la commande est
adaptée. Or, la commande nécessaire pour utiliser au mieux ce couple de réluctance exige une nette
augmentation de la complexité du systtme de contrble [Morimoto, Norum, Takeda] et
particuliérement si on envisage un fonctionnement en réduction de flux. Cette complexité peut encore
s'accroitre si des saturations apparaissent dans la machine [Fratta, Maia].

Il semble important aussi de rappeler que le "fonctionnement en puissance constante” exige une
réduction du flux de la machine par les courants. Or, en cas de brusque disparition de ce courant, la
force €lectromotrice qui apparait aux bornes de la machine peut étre suffisamment importante pour
endommager le convertisseur. Les structures du type & réluctance assistée par des aimants permanents
(fig. 2.2.c) sont les plus favorables vis-a-vis de ce probléme [Soong(3), Fratta). Dans ces machines,
le flux produit par les aimants est relativement réduit. Pour ce qui nous concerne, nous avons
suppos¢€ que ce probléme pouvait étre traité par une protection appropriée. De cette fagon, nous

n'excluons, & priori, aucune structure.
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2.3 DEMAGNETISATION DES AIMANTS

Le probléme de la démagnétisation des aimants est particuti¢rement important en ¢as de défant
dans un systéme ou en cas de fonctionnement en réduction de flux (cas qui nous préoccupe ici). Dans
ces deux cas le courant crée un champ magnétique inverse dans Jes aimants, qui doit impérativernent

rester en-dessous d'une valeur critique (Hy) pour ne pas les démagnétiser.

W.L. Soong et T.J.E.Miller se sont intéressés A ce probleme. Ils ont déterminé le point de
fonctionnement des aimants dans une machine fonctionnant en réduction de flux [Soong(2)}, en
prenant pour hypothése l'absence d'entrefer et de flux de fuite. Iis ont pu tracer I'évolution de ce
point de fonctionnement en fonction des paramétres de la machinc (fig. 2.4). Ils ont constaté ainsi une

certaine corrélation entre la plage de vitesse & puissance constante et les contraintes magnétiques

supportées par les aimants.

o/ oh

) =
¥ &
=2 =
> 4
It 1l
8 up
1
a)Point critique de fonctionnement b)Plage de veitesse & puissance
des aimants supérieur 4 Po

Figure 2.4 Condition de fonctionnement des aimants [Soong(2)]

Nous pouvons observer, quavec Jes hypothéses simplistes évoquées, les machines les plus
protégées contre la démagnétisation (vers le point A) sont celles pour lesquelles la plage de vitesse est
la plus réduite. Les machines qui doivent fonctionner dans une grande gamme de vitesse (point B)
soumettent leurs aimants i des champs inverses importants. Nous constatons aussi que les machines
3 faible flux & vide sont les plus sujettes au risque de démagnétisation. De toute cette étude il ne faut
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retenir que la tendance générale car I'hypothse du couplage parfait est irréaliste et que d'autre part les
fuites peuvent améliorer le fonctionnement, comme nous allons le montrer.

S. Morimoto a étudi€ ce probléme 2 partir d'un circuit magnétique simplifié, représentant I'axe
. direct. Les hypotheses considérées ici sont plus acceptables. On suppose que les aimants sont parfaits
(aimantation rigide), que la démagnétisation n'est lie qu'au flux direct créé par les courants et que le
champ dans les aimants est uniforme. L'ensemble d'un pdle peut étre représenté par le schéma de la
fig. 2.5.

L 1/Pu
ur = perméabilité des aimants
Pu = Permeance de 'entrefer
"~ Hc 1/Pim 1/P1a — Ha

Pim = Permeance de fuites rotoriques
Pla =Permeance de fuites statoriques

aimant réaction de

permanent I'armature

Figure 2.5 Circuit magnétique équivalent d'un péle de machine [Morimoto]

Avec ces hypotheses, nous pouvons calculer I'effet du courant dans 'axe direct sur le point de
fonctionnement de I'aimant (Bm, Hpy) (fig. 2.6).

pH P
n= |1t u o (2.1)
;'l'r u l(ur'].GPu)_Pu
_ cP LH 1+ 19/y; o
- u’r+cPu A{].lr-{-G'Pu)—Pu
L
o =- %]Ii facteur de réduction de flux
4]
P +P
c= (—%ﬁ) facteur de fuite rotorique
u
A= &;—PL‘) facteur de fuite statorique

u
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e Hc Hm

Figure 2.6 Courbe de recul des aimants

En considérant que le courant démagnétisant maximal que les aimants peuvent supporter est celui
qui réduit l'induction B 2 zéro, S. Morimoto a fait apparaitre une limite maximum du facteur de
réduction de flux valant :

P\ LI,

1+(c-i).i)=ﬁ— (2.2)

o, =GCA

lim

Etant donné que les facteurs de fuite G et A sont supérieurs 2 1, il conclu que le flux critique
produit par le courant dans I'axe direct (Lglg) sera supérieur au flux produit par les aimants (Yo).
Cependant, si pour un cas réel d'aimant l'induction limite & ne pas dépasser est supéricure & z£€ro, on
peut se retrouver avec un flux critique plus faible que celui des aimants ( si Gm<1 ) e qui en

pratique limite le module au courant direct & la valeur suivante:

anlim
ini < Zoim 2.3
l Xd (2.3)

Sur la figure 2.7 [Morimoto] nous pouvons voir que, Ia démagnétisation des aimants peut
réduire les performances des machines en hautes vitesses (Point A — Points B).
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Figure 2.7 Courbes caractéristiques P(w) pour plusieurs limites de réduction de flux
[Morimoto]

Deux des hypothéses de S. Morimoto dépendent fortement de la structure : I'homogénéité du
champ dans.les aimants et la seule dépendance du courant direct en tant que source de
démagnétisation des aimants.

Or, R. Merle [Merle] montre que la disposition des aimants sur la surface rotorique provoque
des phénoménes locaux dans les aimants assez importants pour étre pris en compte lors de la
détermination des limites de démagnétisation. Dans la figure 2.8 nous reproduisons deux de ces
phénoménes. Le premier (fig.2.8.a) montre que, méme 2 vide, le champ démagnétisant est plus
intense dans la partie des aimants qui se trouve au droit de l'ouverture d'encoche. Le deuxiéme
(fig.2.8.b) montre I'importance des effets de bords sur I'orientation du champ démagnétisant.

Pour les machines avec polarisation tournante des aimants (structure de la fig.2.1.b), R. Merle a

mis en évidence le probléme de 'augmentation du champ démagnétisant sur ces aimants placés
radialement (produit par les aimants azimutaux) (fig. 2.9).
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i

a) Champs démagnetisant i vide au bord de l'aimants (LHdmax=0,36T)

WIN
)|\

b) Roatation du champ démagnétisant 4 vide sur le bord d'un aimants (UrHdmax=0,45T)

Figure 2.8 Phénomenes sources de démagnétisation localisée (machine S.P.P.) [Merle]

Figure 2.9 Influence de l'aimant azimutal sur I'aimant radial (UHdmax=1) [Merle]
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R. Merle conclut en disant que pour les machines ot les aimants sont enterrés dans le fer, les
champs démagnétisants sont plus homogénes et d'orientation paraliele a la polarisation rémanente
(fig. 2.10). Ces caractéristiques font que cette structure est particulirement adaptée pour fonctionner

en réduction de flux.

AL LLAELLARY

ot

Figure 2.10 Champ magnétigue observé pour I=4Inominal {(LoHmax=0,44 T) [Merle]

Le probléme de la démagnétisation locale des aimants placés en surface a éi€ aussi €tudié par
d'autres auteurs. Ainsi, G. R. Slemon [Slemon] souligne que la non-homogénéité du champ dans
l'entrefer peut endommager localement les aimants (figure 2.11 : pour le couple maximum).

Tesla

A

a) Induction produite par les aimants

q i X

Tesla }
/\ - b) Induction produite par les courants
2n en quadrature
TeslaA /
/ ¢) Induction résultante
o [ = % Rl

Figure 2.11 Effet d'une répartition sinusoidale de courant sur l'induction résultante
dans les aimants en surface (courant en quadrature) [Slemon]
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Un autre aspect concernant la démagnétisation des aimants provient de l'utilisation d'aimants de
faible épaisseur. En effet, le flux produit par les aimants devant étre annulé (ou réduit) par les
courants, la réluctance dans 'axe direct doit &tre de valeur faible. Cette faible épaisseur d'aimant pose
non seulement des problémes mécaniques de montage (fragilité) mais aussi des problémes de
démagnétisation, si on utilise de larges plaques aimantées (plasto-ferrite par ex.) [Soong(1)]. Dans ce
cas une magnétisation aprés montage peut s'avérer nécessaire.

D'une fagon générale, les flux de fuite rotoriques et statoriques sont des protections contre la
démagnétisation des aimants. La partie du flux statorique qui se referme dans le stator, sans passer
par les aimants, contribue quand méme 2 la modification de la f.e.m. résultante. Le flux de téte de
bobine produit le méme effet. Le flux de fuite des aimants est aussi une protection contre leur
démagnétisation seulement si les lignes de champ trouvent un chemin qui ne les traverse pas. C'est le
cas généralement des structures a aimants enterrés, a l'inverse de la structure & aimantation tournante

olt les aimants interagissent les uns sur les autres (figure 2.9).

Dans la figure 2.12, nous pouvons voir un dernier point concemant la réduction du flux dans les
machines. On peut constater qu'en cas d'une excitation rotorique rectangulaire, toutes les
harmoniques d'induction créées par les aimants ne pouraient pas &tre annulées par un champ
statorigue supposé sinusoidal. Ainsi, méme en cas de réduction maximale de flux (flux fondamental
nul) il resterait un flux moyen par pdle. Cela peut contribuer 2 la protection des aimants contre la

démagnétisation dans les structures & aimants enterrés.

Tesla

Bmax

2) Induction produite par les aimants

¢) Induction résultante

Figure 2.12 Forme de l'induction dans l'entrefer
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2.4 PUISSANCE VOLUMIQUE ET PERTES

La recherche du maximum de puissance utile, en régime permanent et pour un volume de
machine limité, est orientée par deux aspects antagonistes : le maximum de couple 4 une vitesse
donnée et le minimum de pertes. Le poids de chaque aspect dans le projet de la machine dépend du
cahier des charges et de la structure choisie. Dans cette partie, nous allons nous limiter & discuter les
points pour lesquels le conflit est accentué dans le fonctionnement en réduction de flux et pour
lesquels la structure de la machine joue un réle important.

Plusieurs auteurs affirment que les structures avec aimants enterrés [Jahws, Schiferl],
particuliérement celles ol existe une concentration de flux [Binns, Jack, Kazdaghli, Lajoie-Mazenc,
Miller, Schofield], possédent un couple volumique important. Cela peut se justifier par la présence
de deux sources de couples (réluctance et interaction avec les aimants) et par les hautes valeurs
d'inductions réalisables dans 'entrefer.

Il faut noter que ces hautes valeurs d'induction produiront des pertes dans le matériau
magnétique statorique. De plus dans notre application, 4 hautes vitesses, nous avons besoin de
réduire cette induction et cela ne peut se faire que par le courant, qui, & son tour, produit des pertes
joules. Ainsi, nous voyons que, dans une machine synchrone qui fonctionne en condition de flux
réduit, plusieurs types de pertes doivent étre maftrisées pour conserver une valeur acceptable du
rendement & haute vitesse.

Un autre point important pour les pertes dans la machine est la forme de 1'induction sous un
pole. En effet, R. F. Schiferl [Schiferl] a montré que l'interaction entre l'induction produite par les
aimants et par les courants peut produire des pertes élevées dans le fer, méme en condition de flux
réduit. Ce phénomeéne peut étre visualisé qualitativement dans Ia figure 2.12, ol linduction résultante
dans l'entrefer, pour un flux fondamental nul, peut étre décomposée en harmoniques d'amplitudes
élevées. Dans ces conditions pour déterminer les pertes dans le fer, il est impératif de prendre en
compte les pertes dues aux harmoniques, principalement celles liées & la troisiéme harmonique du
flux. Sa méthode de calcul était basée sur la détermination de I'€volution temporelle de B, en chaque
point de Ia machine, par un logiciel de calcul de champ par €léments finis, suivie d'une décomposition
en harmoniques de cette évolution. Des formules empiriques ont ét€ utilisées en suite pour estimer les

pertes en fonction de B(t).

En utilisant 1a figure 2.13, R. F. Schiferl montre que les erreurs sur la détermination des pertes
fer & partir du fondamental de l'induction sont particuliérement importantes en condition de réduction

de flux (zone gauche du graphique 2.13).
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Figure 2.13 Evolution des Pge d'une machine avec aimants enterrés
4 vide et & une vitesse constante [Schifer]]

Pour limiter les pertes harmoniques dans le fer, des structures avec polarisation tournante
pourraient étre envisageables (figure 2.1.b), puisque la forme d'induction dans I'entrefer serait plus
sinusoidale. Dans ce cas, il faut vérifier si les faibles épaisseurs d'aimant, nécessaires pour avoir un

contrble aisé du flux (Lg grand) produiraient encore un couple volumique important.
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2.5 CONCLUSION

Nous avons vu que plusieurs structures de machines & aimants pouvaient étre utilisées pour le
fonctionnement en réduction de flux. Quelle que soit la structure, les aimants ne devront pas étre trop
épais pour que le contrble du flux par les courants soit réalisable (réactance directe €levée).

En ce qui concerne l'alimentation de la machine, il ressort de notre étude qu'une alimentation
sinusotdale triphasée devrait étre la plus iniéressante, tant du point de vue des performances et des

pertes harmoniques, gu'au niveau de la complexité de la commande.

I'étude de la démagnétisation des aimants nous a montré que les structures avec aimants enterrés
semblent les plus adéquates pour travailler sous réaction d'induit élevée, caractéristique fondamentale
du fonctionnement en réduction de flux. De plus, ces structures possedent un couple volumique
important, 4 condition toutes fois que le systéme de commande soit appropri€.

Pour toutes ces raisons, la protection contre la démagnétisation et le couple volumique

important, la simplicité de commande, nous avons retenu pour la suite de notre étude la structure a
concentration de flux et une alimentation triphasée sinusoidale.
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CHAPITRE 3

PROJET D'UNE MACHINE
A CONCENTRATION DE FLUX
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CHAPITRE 3

"PROJET D'UNE MACHINE A CONCENTRATION DE FLUX"

Dans ce chapitre nous allons présenter la démarche adoptée pour Pétude et la définition de la
machine & aimants permanents réalisée lors de cette thése.

Tout d'abord, nous allons montrer la méthode de calcul utilisée. L'étude des caractéristiques de la
structure choisie sera ensuite faite afin de définir d'une fagon qualitative les parametres qui serviront
de base pour le développement du travail.

Finalement, aprés étude de linfluence des parametres les plus importants de cette machine
fonctionnant 3 vitesse variable et tension et courant limités, nous déterminerons les principales

dimensions du prototype.
3.1 METHODE DE CALCUL

Dans le chapitre 1 (§1.2.1), nous avions avancé que 'étude de certaines machines pouvait se
faire 2 partir de la connaissance des fondamentaux du courant et de 1a tension. Nous allons ici
développer cette méthode de calcul et montrer l'intérét qu'elle peut avoir lors d'une étude de machine
par calcul numérique. Le logiciel qui a été employé [FLUX2D}, utilise la méthode des €léments finis.
Nous nous sommes limité & une étude en deux dimensions compte tenu de notre structure de

machine, & entrefer faible.
3.1.1 Force électromotrice résultante
Pour une machine synchrone, on peut écrire I'équation suivante :
V=(+ jolge) I+ Er (3.1)
r :résistance statorique
lige : inductance des tétes de bobines

1_3; - fondamental de la f.e.m résultante

Cette force-électromotrice résultante est fonction de la distribution du flux au niveau des encoches

et de sa variation dans le temps.
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Dans une machine €électrique cylindrique, la densité instantanée du flux B(t) est distribuée de
fagon périodique selon 6. Si nous ne considérons que le fondamental du flux, nous avons, par phase:

6(8) = ¢1(0). sin (6 - ot + B1(¥)) (3.2)

olt :

$1(t) et B1(t) sont l'amplitude et la phase du fondamental du flux 4 I'instant t ;
0 est la position angulaire du rotor ;

o est la vitesse angulaire des courants statoriques.

Si nous prenons comme hypothése que, en régime permanent, 'amplitude du fondamental de
B(t) et sa phase par rapport & I'axe direct sont constants pour n'importe quelle position du rotor, nous
pouvons calculer la f.e.m. résultante par:

[Ex(t] = ¥Z. Eegy. sin (wt - By) (3.3)

avec
Eerr = 4,44. £. N. k.

ol :

f = fréquence des courants statoriques ;

N =nombre de spires par pdle et par phase ;
kg = facteur d'enroulement du fondamental.

Pour calculer la f.e.m. résultante, il suffit donc de définir une surface sur laquelle on calculera le
fondamental du flux. Sur une machine cylindrique modélisée en deux dimensions, cela revient &
définir le rayon du cercle ot le calcul sera fait.

Pour déterminer le fondamental du flux qui traverse cette surface, nous avons déterminé le
fondamental de la distribution du vecteur potentiel magnétique que la ligne qui caractérise cette
surface. Nous avons ainsi :

01=2.| K| (3.4)
Cette méthode a été utilisée pour calculer la machine représentée sur la figure 3.1. Il s'agit d'une

machine industrialisé et comercialisé par la société Télémécanique (MASAP). Ce moteur a été
développé par le laboratoire LEEI de Toulouse [Mathieu]
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entrefer (0,2 mm)

Totor \
®

aimants

Y

40 mm
Figure 3.1 : Géométrie de la machine étudiée

La surface utilisée pour ce calcul passe par le centre géométrigue des encoches
(R = 46 mm). Si on suppose que la variation du flux de fuite d'encoche varie de fagon linéaire avec le
rayon, ce choix est judicieux. Pour le vérifier (figure 3.2) nous avons déterminé la valeur de la f.e.m.
pour différentes valeurs de rayon, pour la machine & vide (I = 0) et pour le courant nominal
démagnétisant (Id = 14,5 A). Nous constatons sur cetie figure que cette hypothése se vérific assez

bien, et que la f.e.m. varie assez peu autour du rayon choisi.

56 -] 1 I L | L} I 1 L] | l LI | 1 l [ L L ‘ ] L] ' I ¥ ‘-
52 B \@A ':
> i ]
o 48 I B
g [ Id=-145A 1
% _ i
m 44 1 7]
= - i
40 ‘[’__,,——encoche -
36 PR BV I B TV EAT N VY S5 TR AT S N N A B R

38 40 42 44 46 48 50 52
RAYON (mm )

Figure 3.2 : Valeur efficace de la f.e.m. en fonction du rayon de calcul du flux
(tension entre phases)

Pour confirmer le choix du centre géométrique, nous avons procédé au caleul du vecteur potentiel
moyen dans 'encoche (machine 2 vide). Nous avons fait ceci pour cing positions différentes du rotor
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par rapport au stator, chacune décalée de l'autre de 1/5 de pas d'encoche. La moyenne des cing
positions a été faite afin de considérer I'inclinaison de I'encoche. La différence entre la valeur obtenue
par cette méthode et l'unique valeur du vecteur sur le centre géométrique a ét€ de I'ordre de 1%. De
ces résultats nous avons conclu que le centre géométrique de l'encoche pouvait &tre utilisée dans notre
cas comme point de mesure du vecteur potentiel.

3.1.2 Couple électromagnétique

Le calcul du couple de la machine a ét€ fait en supposant que la puissance utile en régime établi ne
résulte que de l'interaction entre les fondamentaux du courant et de la f.e.m. résultante (ﬁ) Ainsi nous

avons :

Cpio = (3. Eetr. Iegr. cos ©) / (w/p)
(p = nombre de paires de pdles) (3.5)

Afin de vérifier si le calcul du couple pouvait se faire sur une seule position du rotor par rapport
au stator, et donc si 1a méthode de calcul était appropriée 3 notre structure de machine (figure 3.1),
nous avons comparé les résultats de I'application de I'éguation 3.5 4 ceux obtenus par la méthode des
travaux virtuels, implantée sur le logiciel FLUX2D.

Sur la figure 3.3 sont présentés les résultats des deux méthodes, appliguées sur plusieurs
positions rotoriques, tout en gardant le courant (14,5 A) en quadrature avec le rotor. L'angle de
rotation (wt) a €€ pris & partir de la position indiquée sur la figure 3.1,

20 1 1 1 L 1 1 ] H 1 I 1
~ 16
E ! ED | DEJ
> i O o)
Z 12 (ONOMONOMCIONONOMORNONO) OIOINO)
O o]
88 ] — I
<9
-
8 4 a  Cruxep |
© Cpro
0 1 T 1 1 i i 1 T T
-10° 5 0 M.t 5 10

Figure 3.3 : Comparaison des deux méthodes de calcul de couple
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Nous observons que les oscillations de couple obtenues par T'application de la méthode des
travaux virtuels sont dues & l'effet du couple d’encoche [Benghezal]. Cependant, ce moteur a été
congu avec des encoches inclinées, de fagon & €liminer ce couple parasite. De ce fait, nous avons
défini le couple de la machine comme étant la moyenne du couple sur un pas d'encoche

(CorLux2D = 11,9 Num).

D'un autre cdté la méthode de calcul proposée est presque insensible a la position rotorique
(variation de couple inférieure & 0,5 %), sa valeur n'étant que 2 % inférieure & CoFLUX2D (Coro =
11,7 N.m). En conclusion, la méthode de calcul qui a été choisie permet de gagner beaucoup de
ternps lors des simulations (une seule résolution), tout en gardant une bonne précision.

3.2 COMPLEMENT D'ETUDE DE LA STRUCTURE CHOISIE

En utilisant 1a méthode décrite dans le paragraphe précédent, nous avons approfondi 1'étude de la
structure a concentration de flux de la figure 2.2 (structure en "V'".

3.2.1 Point de fonctionnement des aimants

Pour pouvoir calculer la valeur de 'induction dans les aimants (Baim), m&me avec la présence de
courants, nous avons décidé de prendre en compte la saturation, ce qui nous amené a ne traiter ce

probléme que par simulation.

Ainsi, nous avons étudié 1a valeur de l'induction du centre de l'aimant, pour des courants placés
suivant l'axe direct. La géométrie étudiée a été celle représenté sur la figure 3.1.

Dans la figure 3.4 nous pouvons voir T'effet de 1a variation de la polarisation des aimants (Jr) et
des courants sur la valeur de Baim. Si nous regardons la courbe Baim(J;), nous pouvons noter que
pour de faibles valeurs de Jr l'induction lui est proportionnelle. La saturation du circuit magnétique

empéche la linéarité pour de valeurs de Jr supérieure 2 0,6 T.
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Figure 3.4 : Influence de J; et des courants sur la valeur de Baim

Les mémes observations sont valables pour la courbe Baim(Ig). En plus nous pouvons constater
que, pour Ig inférieur & zéro (ou J; < 0,9) l'induction dans l'aimant évolue de 1a méme facon, la
source de champ étant au stator (Ig) ou au rotor (Jp). Cela s'explique par le fait que pour de faibles
valeurs de champs le stator n'est pas particuliérement saturé, et les fuites sont réduites.

Le phénomene est différent pour des magnétisations supérieures 4 0,9 T ou pour des courants

- magnétisants (I > 0). Dans ce cas, la saturation des dents devient importante et n'influence pas dela

méme facon I'augmentation de flux produit par les aimants ou par les courants. Le flux de fuite du

stator varie alors beaucoup et modifie les valeurs de réactance du stator. Nous allons étudier ce
phénomeéne plus en détail dans le paragraphe suivant.

3.2.2 Flux de fuite d'encoche

La détermination de l'inductance de fuite d'encoche (Lg) s'est montrée particulierement difficile
dans la structure a concentration de flux utilisée, ceci 2 cause de la saturation des dents provoguée par
les aimants.

En effet, méme pour la machine & vide, le flux qui traverse l'entrefer n'est pas embrassé par
toutes les spires statoriques, une partie du fiux se renfermant dans les encoches. Or, ce flux produit
par les aimants suit le m&me chemin que le flux de fuite produit par ses courants. Il n'est donc pas

aisé de les séparer.
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Pour quantifier l'in{luence de l'inductance de fuite (Lg) sur cette partie du flux, nous avons

d'abord déterminé Lo non saturée avec Y'aide du motif représenté sur la figure 3.5.
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Figure 3.5 : Distribution de B dans une encoche étudié

Nous avons mis dans l'encoche un courant quelconque et nous avons déterminé 1'énergie stockée
(wg) 2 lintérieur, par le logiciel FLUX2D (méthode justifiée par la haute perméabilité du fer).
L'inductance de fuite a été calculée par :

Wc='%'L0- I2 (36)

La valeur trouvée est Lg = 0,19 mH, Cette valeur est semblable 2 celle obtenue par des équations
analytiques classiques [Liwshitz] A5 % prés.

Nous avons ensuite analysé le flux de fuite réel qui existe dans la machine. Ce flux de fuite a €€
défini comme étant la différence entre le flux qui passe par le centre géométrique de l'encoche (R =46
mm) et celui qui traverse T'entrefer (R = 39.9 mm). Le résultat de ces simulations est rassemblé sur le
graphique 3.6. Plusieurs valeurs de courant direct ont ét€ testées.
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Figure 3.6 : Effet du courant sur le flux de dispersion

On observe un comportement trés différent selon le signe du courant. Pour des courants (Ig)
positifs, c'est & dire magnétisants, la différence de flux ne varie pratiquement pas. Dans ce cas, la
saturation des dents est telle qu'elle limite le flux de fuite crée par les courants. Il faut remarquer
qu'en cas de non-saturation des dents, la courbe aurait di changer de signe et suivre la droite de pente
Le.

Pour des courants démagnétisants (négatifs), la désaturation progressive des dents nous fait
revenir  la caractéristique théorique que l'on trace avec Ia valeur de 0,19 mH. Une saturation peut, 1a
aussi, intervenir pour des courants négatifs si ceux-ci sont trop importants (2 fois le courant de court-
circuit). Son effet serait celui attendu: une réduction de l'inductance de fuite d'encoche,

Pour conclure sur cette détermination de I'inductance d'encoche, on peut dire que les méthodes
classiques donnent de bons résultats pour des machines avec circuit magnétique non saturé. Si tel
n'est pas le cas, une simulation globale, par éléments finis par exemple, reste la solution la plus sire.
C'est cette méthode qui sera utilisée par la suite avec le flux résultant (flux qui prend en compte tous

ces phénoménes).
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3.2.3 Pertes a la surface du rotor

La structure A concentration de flux permet de réaliser des machines avec un entrefer trés réduit.
Cette faible valeur d'entrefer, intéressant pour de bonnes performances, ne permet pas de "lisser” le
flux qui provient du stator. Les variations de perméabilité de celui-ci (dents-encoches) induisent
directernent au rotor des variations d'induction magnétique. La figure 3.7 montre deux états du rotor &
I'arrét, pour un fonctionnement 2 vide et pour des courants démagnétisants de 14,5 A. Dans ces deux
cas, ces variations d'induction provoqueront des pertes au rotor. L'amplitude de ces pertes sera
fonction du matérian utilisé (t6le ou massif), de 1a forme des encoches, de la valeur des courant. La
détermination de ces pertes n'est pas aisée. Par source de simplicité nous n'en tiendrons pas compte

dans le pré-dimensionnement de la machine.

Tesla

0, 5218750

0,5855250

0. 033750

0.6531250

0.6368750

0, 7406250 .

0. 7643750 a)a vide
378175

MNERR®ENSNREGEERN

1167187

b)ld=-14,5A
Figure 3.7 : Distribution de B dans le rotor
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3.3 CONCEPTION DU MOTEUR - ASPECTS QUALITATIFS

Deux parties différentes sont importantes lors de la conception électromagnétique d'une machine:
le stator et le rotor.Nous allons d'abord montrer qu'un stator que nous avons au laboratoire (machine
MASAP- Annexe) est adapté & nos besoins. Ensuite, nous analyserons les parameétres rotoriques.

3.3.1 Choix du stator

La machine initiale posséde 6 pbles (figure 3.1). Ce nombre de pdles est bien approprié,
d'abord, parce qu'il permet d'obtenir des facteurs de concentration (rapport entre les surfaces des
aimants et des pdles) qui sont favorables & I'obtention des couples massiques élevés. De plus, il
permet d'obtenir des vitesses de fonctionnement importantes sans utiliser des fréquences d'excitation

trop élevées.

Ce stator a un rapport entre sa longueur (60 mm) et son diametre d'alésage (80 mm) de l'ordre de
l'unité. Cela nous a paru suffisant pour permettre une étude des phénomenes les plus importants en

deux dimensions.

En ce qui concerne les encoches, le volume de cuivre semblait suffisant, vis 4 vis de celui des
dents, pour que les courants puissent jouer un réle important dans le contrble du flux (sans détruire
les performances de 1a machine). La forme des encochos (der-fermées) limite les pertes 4 la surface
du rotor (§ 3.2.3) et de plus provoque des fuites d'encoche non négligeables (§3.2.2) qui augmentent
la contrdlabilité du flux.

Un autre aspect important est le type de bobinage : incliné avec deux encoches par péle et pas
phase, liaison en €toile. Ceci est suffisant pour nous garantir une force électromotrice induite (f.e.m.)
relativement sinusoidale. Dans le tableau 3.1 nous voyons les amplitudes des harmoniques d'une
f.e.m. & vide calculée en supposant une distribution rectangulaire de l'induction sur tout le pas
polaire. Le faible taux dharmoniques qui en résulte devrait par 1a suite nous permettre de n'étudier le
fonctionnement de cette machine qu'a partir des fondamentaux des grandeurs.
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Tablean 3.1 : Décomposition en harmoniques de la f.e.m. induite entre phase
(distribution de B supposé rectangulaire)

Ordre des f.e.m.
harmoniques (% du fondamental)
i 100
5 4
7 2
11 1
13 1

Finalement le nombre de spires permet le fonctionnement avec des tensions et courants

compatibles avec des technologies classiques de convertisseurs.
3.3.2 Paramétres rotoriques

Apres avoir fixé la valeur du diamétre de I'arbre, 2 l'intérieur du rotor, & 25 mm, 2 partir de
considérations d'ordre mécanique et technologique, il ne reste plus a déterminer que la partie
magnétique utile du rotor : la valeur de son diamétre extérieur (entrefer), les dimensions des aimants

et les matériaux i utiliser.

Dans un premier temps, nous avons fait une analyse qualitative de l'influence de ces parametres
sur les caractéristiques du moteur, en utilisant des circuits magnétiques équivalents simplifiés pour
déterminer les paramétriques €lectriques [Weh], [Rahman]. Nous pouvons dire que les rapports
indiqués dans les équations 3.7 définissent F'allure de la courbe P(w) :

E& . caractérise la condition de réduction de flux maximal (y= 180°) 3.7)
0
Eﬁ . caractérise 1a condition de courant en quadrature (y = 90°)
0
X;‘::Xd : caractérise la condition de vitesse autour de wb
0

Pour déterminer ces rapports, les hypoth&ses de calcul seront, pour le circuit magnétique

représenté sur la figure 3.8 :
- il n'y a pas de flux de fuites,

- linduction dans l'aimant (Baim) est uniforme,
- 1a perméabilité du fer est infinie,
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- I'entrefer est constant'(le),
- l'aimant est parfait (Baim = g Haim + Jp).

Calculons d'abord la tension & vide (Ep), qui avec les hypothéses évoquées, est proportionnelle 4
- l'induction dans l'entrefer (Be supposée constante).

Figure 3.8 : Représentation de la machine sur un pas polaire
En considérant Ia conservation du flux et 1a loi d'Ampére, nous avons, 4 vide :

Be. Se = Baim Saim (3.8)
Haim. Lyjm + 2 He. I = 0

En ajoutant les caractéristiques des matériaux (air et aimant) :

Baim = pg Hajm + J¢ (3.9)
Be=Ho He

Nous obtenons :

L
Eo = Kgo. Be = Kgo. Eh——ﬁ—;ﬂ—& (3.10)
i

avec

1 $ .
Rayjm = —242 ar métre
atm Ho Saim (P )

Re= uolese (par meétre)

Kgg = coefficient de proportionnalité entre Be et Eg (fonction du bobinage statorique) [Weh],
[Rahman)].
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Pour le caleul des inductances (ou réactance en valeur p.u.), nous supposons que la distribution
de B dans l'entrefer produit par les courants est sinusoidale. Ainsi ce flux est inversement
proportionnel  la réluctivité du circuit magnétique qu'il parcourt:

- Kx
Xq= Raim + 2 Re
= Kx 1
2' Re (3- 1)
avec
K, = coefficient 1ié au bobinage statorique [Weh], [Rahman]
Nous pouvons calculer les rapports :
Xa. K 1
Eo KEO. T Liim (3.12)
Se ) 1 .1
_X_q= Kx y Saim 2 Ie laim
Eo Kgy I

Xq-Xa_Kyx 1 Se
EO KEO- 215 Jr. Saim

Ainsi, nous pouvons estimer que :

- 1a polarisation des aimants (Jy) aura une importance considérable sur les performances de la
machine. Cependant, les paramétres géométriques devraient pouvoir compenser son
influence, dans la limite de validit¢ du mod&le et sous réserve de faisabilité,

- I'épaisseur des aimants (laym) définira la vitesse maximale de la machine, celle-ci €tant
fortement fonction de X4¢/Eo,

- 'épaisseur de l'entrefer jouera un role important dans la participation du couple de réluctance
sur le couple total de la machine. Ainsi, cette épaisseur définira le comportement de la
machine aux alentours de la vitesse de base,

_1a surface des aimants (Saim) aura le méme type d'influence sur la machine que I'épaisseur de

V'entrefer.

Cette analyse qualitative, basée sur un modgele trés simplifié, nous a permis de focaliser notre
attention sur seulement deux paramétres : 1'épaisseur des aimants et I'épaisseur de l'entrefer.
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Pour notre étude, nous avons choisi des aimants qui possédent une valeur de Jr élevée de facon a
avoir un couple volumique important. Ainsi, nous avons décidé entre SmCos, SmyCo17 et NdFeB.
Compte tenu les champs inverses que les aimants doivent supporter en condition de réduction de flux,
nous avons utilis¢ SmCos, Jr étant fixé 2 0,9 T. Des polarisations plus importantes que cela
(Sm2Co17 ou NdFeB, Jr =~1,1T)) améneraient 3 l'utilisation des épaisseurs des aimants plus réduites
et & des problemes de démagnétisation plus importants. D'un autre ¢6té, des polarisations de 0,4 T
(aimants en "ferrite") nécessitent des aimants avec épaisseurs plus grandes. Compte tenu le faible cofit
des aimants en ferrite, cette solution sera testée succinctement 4 la fin du chapitre.

La surface des aimants a ét€ maximisée. Les aimants dans cette structure en "V" atteignent le
rayon minimum imposé par I'arbre (amagnétique). Une autre structure avec une surface plus grande a
eté testée (structure en "W"), les résultats sont présentés en fin de chapitre.

Finalement, nous avons décidé de construire le prototype avec un rotor massif pour des raisons
pratiques. Les probléemes dus 4 ce choix seront discutés dans le prochain chapitre. Les
caractéristiques magnétiques demandées au matériau rotorique ne sont pas contraignantes, puisque
l'induction y sera réduite par rapport aux inductions dans le stator.

3.4 CONCEPTION DU MOTEUR-ASPECTS QUANTITATIFS

Nous commencerons cette partie par une étude de l'influence de 1'épaisseur de l'aimant, celle-ci
¢tant trés importante pour la définition de la plage de vitesse de la structure choisie (figure 3.9). Pour
cela I'entrefer sera laissé & sa valeur initiale 0,2 mm .

Ensuite nous vérifierons l'influence de I'entrefer, en prenant l'épaisseur d'aimant qui nous
semblait fa plus appropriée pour le fonctionnement en condition de réduction de flux.

Pour conclure I'étude de cette structure, nous regarderons l'influence de la tension
d'alimentation, de I'nductance de téte de bobine et de la résistance de la machine, paramétres qui

n'avaient pas été pris en considération lors des simulations en deux dimensions.

Finalement, nous ferons quelques modifications importantes de la structure & concentration

choisie, pour valider notre choix.
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+icale=14mm

40 mm
Figure 3.9 : Géométric €tudice

3.4.1 Influence de l'épaisseur des aimants

Pour étudier l'influence de 1'épaisseur des aimants sur les performances de la machine, nous
allons tout d'abord tracer la courbe Eg(laim) en utilisant le modéle simplifié (éq. 3.10). Une
comparaison avec ces résultats obtenus par ¢léments finis selon la méthode du premier harmonique
(§3.1) montre que les hypoth&ses évoquées lors du développement de ce modele ne sont pas
appropriées & notre étude (figure 3.10). En effet, la valeur élevée de Iy, ainsi que la faible valeur
d'entrefer utilisée font que cette machine atteint rapidement la saturation.

60
r P—
50 - va = Bevrassen]
C o
r n]
= 40
2 -
. /
= - /o
30
= £ modele simplifié
; r o éléments finis
~ 20 j
10
0 o
0 2 4 6 8 10

laim

Figure 3.10 : Influence de Iuim sur Eg (tension entre phases)

Afin dé déterminer les performances du moteur en condition de réduction de flux, nous avons
simulé son fonctionnement avec le courant nominal, la phase du courant par rapport au rotor (angle
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interne: ) variant entre 90° et 180°. Ainsi, pour chaque v choisi, nous déterminons le vecteur de
f.e.m. résultante (E:). Cette procédure nous permet de déterminer le lieu des extrémités du vecteur E;,
trac€ dans un diagramme de Fresnel 4 une fréquence fixe (50 Hz). La figure 3.11 montre les résultats
pour trois épaisseurs d'aimants: 2,5 mm, S mm et 9 mm. Les pertes sont supposées nulles.

A 50 Eq
\
| 40
2 RE
\\
‘\5 | 20
----- 25mm e
--------- 5.0 mm | 10
——— 90.0mm Ed
>
N P S

Figuare 3.11: Trajectoire du vecteur E; pour trois épaisseurs d'aimant differentes

Pour comprendre F'allure des courbes, de la figure 3.11, nous allons les comparer avec celle
d'une machine linéaire sur la figure 3.12. Nous pouvons noter que l'arc d'ellipse de la machine
lingaire (courbe 1), obtenu & partir des équations suivantes, est modifié en présence de la saturation
(courbe 2) :

Eg=-Xq], (3.13)
Eq=Eo+Xqlq

Figure 3.12 : Effet de la saturation sur 1::; dans le diagramme de Fresnel

Ainsi, 1a saturation de la machine réduit I'amplitude du flux, avec un changement de sa phase
(point Aj vers point Ap). Sur la courbe 2, nous pouvons voir qu'une augmentation de l'angle ¥,
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permet une augmentation de la vitesse (point Ap — Bp). Il est important de noter que cette réduction
du flux ne peut pas étre représentée par une varjation des paramétres de 1'équation 3.13. 1l faut y
ajouter une notion supplémentaire : Vintéraction entre les deux axes (effet croisé). En effet,
l'augmentation de 7y & partir de 90° réduit le courant suivant 1'axe de quadrature (I = Lsin ¥). On

constate pourtant que le module de la tension suivant l'axe direct, qui devait lui étre proportionnel,
augmente (point Az — Bp). Ceci peut étre expliqué par l'augmentation de la composante

démagnétisante du courant (Ig) qui, tout en réduisant le flux suivant I'axe direct, permet une

augmentation de celui circulant en quadrature.

Dans la figure 3.13 nous avons tracé 'évolution du déphasage du courant par rapport a la tension
(angle @). Nous constatons gue celui-ci augmente au fur et & mesure que l'angle interne augmente.
Les angles internes & qui correspond un déphasage nul (¢ = 0) sont ceux qui permettent un
fonctionnement de la machine 4 puissance maximale. Nous voyons que, plus fins sont les aimants,
plus grand doit étre 'angle interne ¥ pour que la machine puisse fournir le maximum de puissance.

90 <
@
(degrés)
45 -
0 _ .t _ . -
/ "’__-"
45 _,_,—--"’ ....... 2.5 mm
.............. 5.0 mm
——90m (egrés)
egrés
-90 H T T T i ! Y ! !

Figure 3.13 : Influence de lzim sur le déphasage du courant/tension

Dans la figure 3.14 nous comparons les performances idéalisées des trois machines alimentées
avec une source de courant de 14,5 A et tension de 60 V (entre phases). Les courbes ont ét€ obtenues
en utilisant les résultats des simulations présentées dans la figure 3.11 et en supposant quil n'y a pas

de pertes dans la machine.

79 chapitre 3




2000

1600

1200

800

400

I Puissance // / = ... 2.5 mm
I L S /A 5.0 mm
- _ 9.0 mm
] tr/min “\
[ T S i T S N B i I S T ] L[ U VL B S
0 1000 2000 3000 4000

5000

Figure 3.14 : Courbes P(®) en fonction de I'épaisseur des aimants

Chague point peut alors &tre obtenu par :

P(y) =V3. V. I cos o(y)
n(y) = SEE 1(f, o)

Ev)

fref = 50 Hz (fréquence pour laquelle }—3; a été calcnlé )

(3.14)

Sur les courbes de puissance en fonction de la vitesse (figure 3.14), le couple maximum de la
machine est représenté par la tangente des courbes 3 T'origine (droites). Pour plus de clarté, nous
avons rassemblé dans le tableau 3.2 les valeurs des couples a Ia vitesse de base (@) et les valeurs

maximales de vitesse (Ofim).

Tableau 3.2 : Comparaison des performances des machines simulées

(sans pertes ni téte de bobine)

Epaisseur d'aimant Couple Wim
(mm) (N.m) (tr/min)
0,0 11,7 1350
5,0 11,1 1700
2,5 9,4 4400
80
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La réduction de l'épaisseur d'aimant entraine un gain sur la vitesse limite, qui est compensé par
une réduction du couple  basse vitesse. Dans notre cas les valeurs importantes d'induction dans les
dents de 1a machine, en condition de couple maximum et pour les trois épaisseurs indiguées, font que
la perte de couple avec la réduction des aimants n'est pas trés importante comparativement 4 la
réduction de volume de ces derniers (-20 % sur le couple, -72 % sur volume d'aimant).

Compte tenu des performances obtenues pour une épaisseur des aimants de 2,5 mm (gain de
vitesse > 3) nous conserverons cette valeur dans la suite de notre travail.

3.4.2 Influence de 1'entrefer

Pour étudier l'influence de l'entrefer sur les performances de la machine en conditions de
réduction de flux, nous avons comparé par simulations plusieurs valeurs d'entrefer, 1epalsseur des
aimants étant maintenue 2 2,5 mm. Les trajectoires décrites par le vecteur de f.e.m. résultante E; (I =
14,5 A), pour trois entrefers différents, sont présentées sur la figure 3.15. Dans cette figure nous
nous apercevons que la valeur minimale de ]_Ebr est trés peu sensible & la variation d'entrefer, ce qui
permet de dire que les vitesses limite de ces machines seront semblables, nous pouvons voir aussi
que les non-linéaritées s'accentuent avec la réduction de l'entrefer, puisque la trajectoire s'éloigne

d'une ellipse.
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Figure 3.15 : Influence de l'entrefer sur la trajectoire de E,
(90°sy<180° I=14,5 A)
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Dans la figure 3.16, nous présentons les courbes P(e) tracées en absence de pertes et d'effets 3D

et pour les mémes valeurs d'entrefers.
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Figure 3.16 Courbe P(®) pour trois valeurs d'entrefers

Nous pouvons observer que la réduction de I'entrefer augmente toujours la puissance & faibles
vitesses. Cela était attendu; puisque le couple maximal de la machine augmente avec la réduction de
l'entrefer. D'un autre cbté, pour des vitesses supérieures & 2000 tr/min, la réduction de 'entrefer
réduit d'abord la puissance (0,3 mm — 0,2 mm), puis l'augmente (0,2 mm — 0,1 mm). Nous
pouvons justifier ce comportement par 'augmentation des non-linéarités pour des valeurs d'angle de
courants () proches de 180°. En effet, si la réduction de l'entrefer de 0,3 mm 4 0,2 mm change la
position du vecteur Er plutdt pour des courants en quadrature ( haut des courbes sur la figure 3.15), Ia
réduction de 0,2 mm 2 0,1 mm la change pour tous les angles de courants, particulidrement &
proximité de ¥ = 180° (point A sur la figure 3.15). La réduction de 'entrefer réduit 1a f.e.m. résultante
pour des courants de 14,5 A, améliorant ainsi la capacité de réduction de flux de la machine,

Pour conclure, le prototype a été construit avec un entrefer voisin de 0,2 mm, pour des raisons

technologiques. Compte tenu des simulations présentées, une variation autour de cette valeur ne
devrait pas changer considérablement les performances de la machine.
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3.4.3 Influence d'autres parameétres importants

Nous avons étudié linfluence sur la courbe P(w) de trois grandeurs non simulées par la méthode
des éléments finis : la tension d'alimentation (Vmax), 1a résistance de phase de la machine (R), et
linductance de téte de bobine (Ligte). Pour ce faire, nous avons choisi de calculer la puissance pour
quatre vitesses caractéristiques du fonctionnement en condition de réduction de flux, soit celles ol :

- le couple et la tension sont maximales (),

- Ja puissance est maximale (OPmax),

- 1a puissance est égale 2 la puissance ala vitesse base (o),

- 1a réduction de flux est maximale (Wym)-

Les f.e.m. résultantes simulées correspondantes & ces vitesses sont représentées sur la figure
3.17 (tous les diagrammes sont tracés 3 Ia méme fréquence).

, % q | Aq Aq q
E1 ¢3=-01
N E2 o E4
[—Yopt _-""Y ) \Y
d d d ‘ d
2) Cp b) ©Opmax ¢) @y d) Oy

Figure 3.17 : Positions caractéristiques du vecteur f.e.m. résultante (machine idéalisée)

Analysons d'abord l'effet de la tension maximale. Dans ce cas nous devons avoir :

Vmax = Op. E1 = OPmax- Ej = 0. E3 = 0lim. E4

Ce résultat nous rappelle que chaque vitesse peut &tre calculée par le rapport entre la tension et la
fe.m. résultante, si la machine n'a pas de pertes. Ainsi, nous pouvons affirmer que, dans ce cas,
l'amplitude de Vimax ne change pas les rapports entre chaque vitesse et la vitesse de base. Celle-ci sera
en revanche d'antant plus importante que Vmax le sera.

Maintenant, ajoutons aux vecteurs de la figure 3.17, la chute de tension provoquée par la

résistance de la machine, et tragons chaque diagramme  sa propre vitesse, de sorte que la tension soit
toujours égale a 1 (p.u.) (figure 3.18 condition de puissance maximisée).
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a) b) Wppax ) Wy d) Oy
Figure 3.18 : Positions caractéristiques au vecteur tension (machine avec résistance)

A la vitesse de base, les positions du vecteur I et de la fe.m. résultante (E1) seront les mémes
que pour le cas de la machine idéalisée, puisque le couple maximal de la machine n'est pas fonction
de la résistance (figure 3.18.a). De méme pour la vitesse g (figure 3.18.¢), puisqu'elle est définie de
fagon & ce que la puissance utile soit la méme qu'a ®p (méme déphasage entre f.e.m. résultante et
courant), Pour ces deux cas 'effet de la résistance sur les performances est sensiblement le méme que
celui provoqué par une réduction de la tension du convertisseur (V'max figure 3.18.a,c): le rapport
Wo/wp est conservé et oy diminue. Pour la vitesse WPmax le comportement est identique 2 une

réduction de tension puisque toutes les grandeurs sont en phase.

En revanche, l'influence de la résistance sur la vitesse limite sera trés peu sensible, puisque le
déphasage entre la f.e.m. et le courant (donc chute sur la résistance) sera de 90° (figure 3.18.d).

Reprenons le cas de la machine idéalisée, et ajoutons l'effet de linductance de téte de bobine.
Puisque dans ce cas tous les vecteurs sont proportionnels a la vitesse (r = 0), nous pouvons les
analyser facilement 2 une seule fréquence (figure 3. 19).

A kg A A,

KgeLac M B
) E1 iX e
ol NeXC b I ¥ X g1 A B4
O?b Yopt .;__1 2 1
{ { Dpmax @
a) (y, b) Wppax c) iy d) Wy

Figure 3.19: Positions de la f.e.m. résultante (machine avec Lizie)
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Comme pour I'étude précédente (R # 0), 1a position du courant qui défini le maximum de couple
reste inchangée (Yopt & Wp) et la chute de tension sur Ligse réduit le module de la tension sur la partie
active de la machine (E1 < Vmax/Op). Par rapport a la machine idéalisée, oy, sera donc réduite. Nous
pouvons expliquer le m&éme phénoméne 2 partir de 'augmentation de l'angle (cos @'1 < cos @1) ce qui
réduit la puissance (V et I constants). Puisque le couple est indépendant de Lzte, cette réduction de
puissance se fait par réduction de la vitesse @p.

Pour tous les autres ¢as (Opmax, 00, Om) 'angle interne de la machine est tel que toute chute de
tension provoquée par l'inductance de téte de bobine diminue le vecteur de tension résultant. Toutes
les vitesses pour ces zones 13 seront donc augmentées, et ce, d'autant plus que 'angle interne se
rapprochera de 180° puisque alors cette chute de tension sera opposée 4 la f.e.m. résultante. Ce cas
peut s'observer sur la figure 3.19.d (01im)-

1600 | puissance [ — V=60V
W R=0 Q
1400 — . Ltéte= 0 mH
i . \ - AV
1200 ! RN
j N\ e
1000 |- w0 e
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800 [ A
600 \\
400 T
200 Loy
| | | y ' ’ !

0 0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000
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Figure 3.20 : Effet de la Vmax, R et Ligte sur la courbe P(®)
AVmax =6 V, AR =0,239Q, ALge= 0,76 mH

Dans la figure 3.20 nous montrons l'effet d'une variation de chacun des parametres étudiés dans
ce paragraphe sur la courbe P(w). La courbe de référence est celle tracée pour une tension de 60 V
entre phases, la machine n'ayant ni résistance ni inductance de téte de bobine. Les valeurs de E(f)
utilisées pour le calcul des courbes sont celles correspondants 2 la figure 3.15 (épaisseur d'aimant de
2,5 mm et entrefer de 0,2 mm). Pour analyser l'influence des parametres étudiés, nous avons fait le
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calcul avec des paramétres qui provoquent une chute de tension de 6 Volts entre phases & 50 Hz
(1000 tr/min) et avec un courant de 14,5 A (Vmax =54V ouR =0,239 Q ou Ligte = 0,76 mH).

Nous pouvons observer que la réduction de la tension d'alimentation, réduit la puissance
disponible sur Ia machine ainsi que sa vitesse maximale. Cependant, dans ce cas, le rapport entre les
vitesses caractéristiques (wg/wy,) est conservé.

L'influence de la résistance est trds nette au voisinage du fonctionnement A puissance maximale
(cos@Pmax) et comparable 2 une réduction de tension. Comme prévu, son influence diminue lorsque la

vitesse augmente. I1 n'y a aucune répercussion sur la vitesse limite.

Le comportement obtenu en prenant en compte une inductance de téte de bobine est encore
différent, mais conforme i ce qui avait ét€ énoncé. La puissance maximale ne change pas, par contre
elle s'obtient pour des vitesses supérieures. La vitesse maximale et la plage de contrdle sont toutes

deux, augmentées.

3.4.4 Quelques modifications sur la structure choisie
Dans cette partie nous allons étudier d'autres structures A concentration de flux, afin de faire

varier les paramétres de Ja structure d'une fagon significative (tout en restant réaliste). Nous avons
choisi de simuler trois autres structures représentées figure 3.21.
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a) structure en "W" b)structure "avec barriéres”

¢)structure avec aimants "en ferrite”
Figure 3.21 : Structures & concentration de flux

Les dimensions des aimants des structures en "W" et avec barriéres ont &té choisies de telle sorte
que la vitesse maximale, soit semblable 2 celle de la structure en "V" (entrefer de 0,2 mm et aimant de
2,5 mm). Cela a été fait pour comparer ces structures différentes avec un point commun sur leur
caractéristique P(®). Le stator des trois structures est toujours le méme et Yentrefer est inchangé
(0,2 mm).
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Dans la structure de la figure 3,21.a, la disposition des aimants en "W" permet de disposer d'une
surface d'aimant nettement supérieure 2 la structure initiale en "V" tout en restant dans le méme

encombrement. L'axe du moteur doit ici &tre magnétique.

La structure de la figure 3.21.b est obtenue a partir de la structure initiale (lajm = 2,5 mm,
le =0,2 mm). Une rainure a ét€ pratiquée au centre des poles. Celle ci modifie peu le trajet du flux
direct, par contre elle représente une barri®re importante pour le trajet en quadrature, la réactance dans
cet axe devrait donc &tre trés fortement diminuée.

La troisieme structure (figure 3.21.c) est de méme conception que la structure initiale (en "V").
C'est la qualité des aimants (Jr = 0,4T) et leur épaisseur qui, ici, ont été modifiées. Leur épaisseur de
5 mm a été€ choisie pour que 1'on puisse pratiquement annuler le flux dans la partie utile de la machine
en utilisant la valeur nominale du courant. Avec cette épaisseur, la machine dite "en ferrite" possédera
la plus grande plage de vitesse (Eg -Xd.I = () de toutes les machines simulées.

Eq
50
40 X
L & .
I 4 T
i o X
30 & 3 :
i B . --3-- @avec barriéres
- “.- ‘x‘
i ‘e ----@--- structure "V"
20 ' e A
i x e N ----0--- structure "W"
i : TR e-.-..?f.'.'::ﬁ
ol ---x--- aimants "ferrite”
X
: "X .
0 T B | [T B (S W I | Ll ]-'x""'l“r“‘!"r'*l(
-50 -40 -30 =20 -10 0 rd

Figure 3.22 : Effet de la variation de géométrie sur le vecteur I_E;

Dans la figure 3.22, les trajectoires de I'extrémité du vecteur de f.e.m. résultante (Ijl;) pour les
trois structures, sont comparées a celle de Ia structure en "V" (laim = 2,5 mm et ks = 0,2 mm). La
comparaison entre la courbe 1 (en "V") et 2 (en "W") montre gu'une variation de 1'épaisseur de
I'aimant peut étre compensée par une augmentation de sa surface, de maniére & obtenir des
performances en condition de réduction de flux identiques.
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La courbe 3 montre que la barridre de flux utilisée réduit considérablement le flux suivant l'axe en
quadrature (Vg) sans pour autant modifier la vitesse limite de la machine.

La structure avec aimants "ferrite" (courbe 4) permet d'obtenir une vitesse limite plus importante.
On remarque une valeur du flux de quadrature plus grande que pour les autres structures qui
s'explique par une saturation plus faible des dents (donc Xq plus grand).

1600 . —
[ Puissance M R D R
1400 W) b £ LN

1200 : /7( / | \\
1000 : / / | \
800 / / \
600 | / /

X
T

400 — ,
N // structure en "V" B \
200 e aeieennees avec barriéres %
V2 R Fermite : \
O 1 1 1 1 L i 1 ] i J L 1 1 El 1 1 ] 1 ‘l 1 1
¢ 1000 2000 3000 4000 5000
tr/min

Figure 3.23 Effet de la variation de géométrie sur la courbe P(®)
(V = 60 V, machine sans résistance ni inductance de téte de bobine)

Sur la figure 3.23 nous pouvons voir que la barriere de flux ne change pas d'une fagon
significative l'allure de la courbe P(®). D'un autre cdté, la machine en ferrite posséde des
caractéristiques idéales & haute vitesse (B = 0 pour y = 180). La perte de couple est nette (75 % du
couple des autres structures) et le gain de puissance de cette structure Commence au-dela de deux fois

la vitesse de base.

Afin d'illustrer l'effet qu'une augmentation de linductance de téte de bobine peut exercer sur
cette structure (Ep = 0 pour v = 180), nous avons comparé les courbes P(w) pour deux valeurs
dinductances de téte de bobine. La tension maximale est de 60 V et la résistance par phase est de
0,265 Q. La figure 3.24 montre que la valeur de linductance de téte de bobine, additionnée a celle de
la partie active de la machine, réduit le facteur de puissance pour toute la plage de vitesse. Ainsi, la

puissance maximale ne peut plus étre atteinte.
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Figure 3.24: Effet de Lize sur la machine en ferrite

Pour conclure ce paragraphe, nous pouvons affirmer que d'autres structures que celle en "V"
peuvent présenter des comportements appropriés au fonctionnement en réduction de flux. Cependant,
l'augmentation de la complexité des structures de type "W" ou "avec barridres de flux" ne s'est pas
avérée nécessaire pour améliorer les performances de la machine. D'un autre ¢6té, la machine "en
ferrite” a une caractéristique tres intéressante 4 hautes vitesses, avec néanmoins une nette réduction du
couple maximal. Si le cahier de charge le permet, cette solution peut &tre particulidrement intéressante,
a cause de la réduction de cofit des aimants.
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3.5 CONCLUSIONS

Dans ce chapitre, nous avons pu analyser les aspects les plus importants de la structure &
concentration de flux, en utilisant un logiciel de calcul de champ en deux dimensions. Les calculs sont
basés sur le fondamantal du flux passant par le centre géométrique des encoches. Cette méthode
permet d'estimer correctemnent les performances de 1a machine, tout en simplifiant sa modélisation.

Nous avons ensuite vérifié comment le fonctionnement en réduction de flux agit sur les
contraintes supportées par les aimants. Nous avons pu constater que la structure a concentration de
flux est particulidrement intéressante pour ce type de fonctionnement, puisque les fuites de flux
protégent les aimants de la démagnétisation. De plus, 'homogénéisation de I'induction 2 l'intéricur
des aimants permet d'utiliser le maximum de leur énergie volumique.

Le dimensionnement de la machine a été fait & partir d'un moteur disponible au laboratoire. Nous
avons analysé les caractéristiques les plus importantes de son stator, pour vérifier son aptitude au
fonctionnement en réduction de flux. A cette occasion une analyse du flux de fuite dans les encoches
a permis de mettre en évidence les phénomenes de saturation (et désaturation) en condition de

réduction de flux.

La partie la plus importante du travail a été I'étude du nouvean rotor. Dans un premier temps,
nous avons fait une analyse qualitative de I'influence de ses paramétres sur les caractéristiques du
moteur, ce qui nous a permis de focaliser notre attention sur seulement deux parametres : 1'épaisseur

des aimants et 1'épaisseur de I'entrefer.

Nous avons pu conclure que la réduction de 1'épaisseur d'aimant entraine un gain important sur
la vitesse limite, ainsi qu'une réduction du couple 4 basse vitesse. Dans notre cas la saturation initiale
des dents fait que la perte de couple avec I'amincissement des aimants n'est pas trés importante
comparativement a la réduction de volume de ces derniers. Nous avons décidé d'utiliser des aimants
de SmCos (Jr =0,9 T) de 2,5 mm d'épaisseur.

Nous avons pu observer que la sensibilité de la puissance de la machine avec l'entrefer n'est pas
trés importante dans des limites technologiques raisonnables. Cependant, I'augmentation des non-
linéarités avec la réduction de l'entrefer s'est montrée intéressant pour le fonctionnement en réduction
de flux, puisqu'un gain de puissance sur toute la plage de vitesse peut &tre obtenu. Nous avons
décidé de construire le prototype avec un entrefer voisin de 0,2 mm pour des raisons technologiques.
Compte tenu des simulations présentées, une variation autour de cette valeur ne devrait pas changer

considérablement les performances de la machine.
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Pour conclure I'étude de cette structure, nous avons vérifié l'influence des variations de la
tension d'alimentation, de linductance de téte de bobine et de la résistance de la machine, Bien que la
tension et 1a résistance soient des paramétres importants pour le fonctionnement en réduction de flux,
c'est linductance de téte de bobine qui produit le plus d'effet sur la courbe P() de notre machine,

avec une augmentation importante de la plage de vitesse.

Finallement, nous pouvons affirmer que d'autres structures que celle en "V* peuvent présenter
des comportements appropriés au fonctionnement en réduction de flux. L'augmentation de la
complexité des structures du type "W" ou "avec barriéres de flux” ne s'est pas avérée fondamentale
pour améliorer les performances de la machine. Une machine avec des aimants “ferrite" a présenté des
caractéristiques trés intéressantes 4 hautes vitesses, avec néanmoins une réduction importante du
couple maximal. Si le cahier de charge l'autorise, cette solution peut s'avérer particulirement
intéressante, a cause du cofit réduit des aimants.
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CHAPITRE 4

CARACTERISATION DE LA MACHINE
SYNCHRONE A AIMANTS
PERMANENTS

93 chapitre




94

chapitre 4



CHAPITRE 4

"CARACTERISATION DE LA MACHINE SYNCHRONE
A AIMANTS PERMANENTS"

Dans ce chapitre nous allons présenter le prototype construit au laboratoire et la détermination
de ses principales caractéristiques.

Tout d'abord nous décrirons quelques aspects constructifs qui sont importants pour le
fonctionnement de la machine. Ensuite, nous présenterons les performances espérées du prototype
et analyserons, tant théoriquement qu'expérimentalement, tous les parameétres intéressant de la
machine (force électromotrice, inductances, pertes...). Des comparaisons entre différentes méthodes
de mesure et entre mesures et théorie seront systématiquement effectuées.

4.1 PRESENTATION ET MODELISATION DU PROTOTYPE

Le prototype construit au Laboratoire d'Electrotechnique de Grenoble ré-utilise le stator d'une
machine industrielle (MASAP - cf. annexe). Ainsi le rotor €était la seule partie a modifier. Celui-cia
été congu pour que les essais puissent &tre faits sans ou avec les aimants (figure 4.1). La mise en
place des aimants se fait par coté, en les faisant glisser axialement entre les pieces polaires. Une
cale amagnétique placée dans les rainures de pdles ferme l'encoche et retient les aimants. Avec
cette méthode le collage des aimants ne s'est pas avéré nécessaire. Le rotor a été construit 2 partir
d'un cylindre massif, découpé en six piéces polaires.

La nuance d'aimant que nous avons retenu est de type SmCos qui possede une polarisation
rémanente de 0,9T. Leurs dimensions (12x9x2,5 mm3) ont été choisies en fonction des tailles
disponibles. De ce fait, la hauteur radiale des aimants est de 24 mm (2x12mm) au lieu de 25,6 mm,
comme simulé dans le chapitre précédent. La valeur de l'entrefer du prototype est de 0,24 mm.

Pour mesurer le flux qui traverse l'entrefer, quel que soit le mode de fonctionnement de la
machine, de petites bobines réalisées a pas diamétral ont ét¢ placées dans les espaces libres entre les
becs d'encoche. Ces bobines seront par la suite appelées "bobines exploratrices”.
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Figure 4.1 Vue éclatée du rotor prototype
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4.1.1 Simulation du prototype

Dans la figure 4.2, nous présentons la courbe de puissance P(®) du prototype, obtenue par
simulation pour plusieurs valeurs de courant. La tension entre phases a pour valeur 60 V, la
resistance et l'inductance de téte de bobine sont considerées nulles.

1600 - 5 g
Puissance 1= 8,

(W) T T o 1=10,
1200 "/ i \\\ ::—Eﬁ:
1000 {?/fe\ \ \
RN <
S 3
AR \

200 \ \ \

: |

I |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000
tr/min

1400

Figure 4.2 : Caractéristiques de puissance simulée en fonction de la vitesse

Les résultats montrent que le prototype est utilisable sur une grande plage de vitesse.
Cependant, pour pouvoir faire tourner 1a machine 3 haute vitesse, le courant devra conserver s
valeur nominal (14,5 A) quelle que soit la puissance demandée. De plus, nous pouvons voir dans la
figure 4.3, que le contrble de 1a machine 3 haute vitesse exigera une grande précision sur le
déphasage du courant. En effet, 1a sensibilité de la vitesse aux angles et amplitudes des courants est
d'autant plus importante que la réduction de flux est faite.
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Figure 4.3 : Angle de commande des courants en fonction de la vitesse

A cause du principe de réalisation du rotor (pi&ces polaires massives), toute variation de champ
dans les pbles induira des courants dans ceux-ci et donc produira des pertes. Nous avons conscience
que ce probleme aurait pu &tre atténué en réalisant les pbles par empilage de t6les, mais alors la
complexité de réalisation aurait été trop grande. Deux sources de fluctuation de champ peuvent
exister:

- alimentation par convertisseur de fréquence (MLI). Dans notre cas nous n'en tenons pas

compte, tous nos essais seront fait avec des alimentations sinusoidales.

- variations de champ provoquées par Ies encoches.

Pour quantifier cette dernitre partie, nous avons simulé la rotation du rotor 4 I'aide du logiciel
de calcul de champ par élément finis [FLUX2D]. Deux hypothéses ont été faites pour calculer ces
pertes: premicrement, I'hystérésis du matériau (non pris en compte) ne modifie pas trop la
distribution de l'induction dans la machine, deuxiémement, les courants induits ont un
comportement représentable en 2 dimensions. Cette derniére hypothése s'applique assez bien i
notre cas, car le pas dentaire représente seulement 10% de la longueur de la machine. Les résultats
obtenus ne fourniront qu'une estimation des pertes, d'autant plus que l'inclinaison des encoches n'est
pas prise en compte. Sur la figure 4.4 nous présentons la densité de pertes dans un pdle, pour un
instant quelconque, la machine tournant 4 vide i 1000 tr/min.
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Figure 4.4 Densité de pertes dans les pitces

Nous pouvons voir qu'a cette vitesse la
surface rotorique. L'intégrale de la densité
rotorique, est tracée sur la figure 4.5. La fluc
flux en fonction de la position rotorique (prob
valeur moyenne de la puissance dissipée pour les
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Figure 4.5 Pertes surfaciques par pdle (machine & vide 1000 tr/min.)
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Nous avons profité de cette simulation pour calculer le couple d'encoche de cette machine.
Celui-ci est représenté sur la figure 4.6. L'inclinaison du stator étant d'un pas d'encoche (10°), la
fluctuation du couple indiquée sur la figure ne devrait pas se retrouver sur le prototype. Il est
intéressant d'observer que cette ondulation posséde une harmonique de rang deux nettement plus
importante que le fondamental, dans ce cas une inclinaison d'un demi pas dentaire pourrait suffire
pour atténuer notablement le couple d'encoche.

0.20 : : :
Couple par pole
0.15 (N.m) ey

0.10

0.05

0.00

Couple

-0.05

-0.10

-0.15

-0.20
-1 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9

Position rotorique (degrés)

Figure 4.6 Couple d'encoche simulé (machine 2 vide).
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4.2. DETERMINATION DE LA TENSION A VIDE DE LA MACHINE.

4.2.1 Tension entre phases

La vérification expérimentale de la tension & vide est fondamentale dans le projet dune

machine & aimants. Cela permet de vérifier les hypothéses de travail suivantes:

- f.e.m. supposée sinusoidale (chapitre 1).

- calcul possible de la f.e.m. & partir du fondamental du flux qui traverse le centre géométrique

des encoches { §3.1).

- les pertes (surfaciques et dans le fer) ne changent pas d'une fagon importante la f.e.m.

fondamentale.

_ les caractéristiques des matériaux utilisés dans la simulation sont appropriés pour le calcul de

la machine.

Regardons d'abord I'analyse harmonique de la tension & vide du prototype. Pour cela, nous

avons utilisé un voltmétre 4 échantillonnage lié & un micr

o-ordinateur. L'analyse harmonique a €té

faite par une transformation rapide de Fourrier sur les 1024 points acquis. Pour réaliser 'expérience
nous avons entrainé le prototype par une machine a courant continu. Le tableau 4.1 nous montre
que le fondamental est prépondérant dans la forme d'onde entre phases. La tension & vide mesurée
était de 41V, la simulation donnant 40,7V. Ces résultats nous indiquent que la méthode de calcul

présentée au §3.1 est appropriée pour I'étude de notre prototype.

Tableau 4.1 Analyse harmonique de la f.e.m. entre phases.

harmonique %o
1 100,0
3 0,0
5 43
7 2,0
9 0,0
11 0,6
13 1,4
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4.2.2 Tension sur les bobines exploratrices

En utilisant une des bobines exploratrices nous avons pu comparer la tension induite 4 ses
bornes pour trois différentes fréquences: 10, 50 et 75 Hz. Les amplitudes des harmoniques par
rapport aux fondamentaux ont été tracées sur la figure 4.7. La valeur du fondamental 3 50 Hz est de
5,01 V. A partir des résultats présentés, nous pouvons conclure que la forme de la tension induite
est indépendante de la fréquence.

100% & 4 duggﬁzi;ientﬂ) Fréquence
X 10Hz
® i e 50Hz
® O 75Hz
10% &

X
1% > X 5 b4 : (‘
o 0 X o *
¢ ? > ®
® @ ® X

0.1% I ] i i
0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 101112 13 1415

ordre des harmoniques

Figure 4.7 Harmoniques de la tension induits sur la bobine exploratrice (échelle logarithmique)

Nous avons aussi calculé par simulation la tension induite sur une bobine exploratrice placée
au méme endroit que dans le stator réel. Pour cela, nous avons calculé le flux qui passe au niveau
de l'ouverture d'encoche pour plusieurs positions rotoriques. Ensuite nous avons calculé 1a tension
induite par dérivée temporelle de ce flux [Kadded].

Dans la figure 4.8 nous présentons les erreurs, par rapport aux valeurs expérimentales, de trois
calculs différents effectués pour diverses résistivités rotoriques et différentes inclinaisons
d'encoches. Ces résultats indiquent gu'une incertitude sur l'inclinaison des encoches joue un role
tout aussi important que la présence des courants induits sur les harmoniques de tension résultante.
Des commentaires sur la valeur absolue des erreurs sont difficiles & faire puisque la tension induite
expérimentale sur la bobine exploratrice présente une allure qui nous confirme que d'autres
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incertitudes sont présentes dans le prototype construit, comme la distribution de B sur chaque pdle
de 1a machine. La figure 4.9 indique que cette distribution est légérement différente pour chaque
pole, le volume d'aimant et leur polarisation n'étant certainement pas toujours identique.

] P=oo (inclinaison de 1,00 encoches)

p = 0,2 Q. m (inclinaison de 1,00 encoches)
150+ W p=0,2 Q. m (inclinaison de 1,03 encoches)

100

Lh
o

Erreur (%)

50
1 3 5 7 2] 11 13 15
ordre des harmoniques

Figure 4.8 Effet de l'inclinaison d'encoche et de la résistivité rotorique sur l'erreur de la tension
induite sur la bobine exploratrice calculée par simulation.

tension%

CoN G I e T ' W

2n 4r . 6m 8n

Figure 4.9 Tension induite sur la bobine exploratrice
(machine 2 vide, 1000 tr/min.).
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4.3. DETERMINATION DE LA TENSION EN CHARGE DE LA MACHINE

Les résultats expérimentaux présentés dans ce paragraphe ont été obtenus en utilisant le
montage indiqué sur la figure 4.10.

réseau

Source Régulateur

de C.C. de Tension
charge /
resistive

Machine i
: ototype R IV
courant continue Prototyp esolver

Figure 4.10 Montage expérimental.

La multiplication du signal de sortie du resolver Vres (sinusoidal 2 vitesse constante) avec le
courant d'une phase du prototype (Ip) permet d'obtenir 'angle du courant (o) & partir de la référence

du resolver par

P
o = Arcco ——a‘"'t—) 4.1
S(Vres.IP ( )

T
Pact=% f Vies.Ip dt (mesuré par un wattmeétre)
0

L'angle des courants (y) est donc fourni par le resolver, celui des tensions (B) calculé a partir du
facteur de puissance (B =+ ¢). Le facteur de puissance a été déterminé soit par le déphasage entre
tension et courant soit par la méthode de deux wattmétres. Dans cette méthode nous avons

_ WI‘WZ) ' .
o= Arctg(ﬁ Wi (4.2)
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4.3.1 Influence du courant direct sur la f.e.m, résultante

Dans cette expérience le courant a ét€ maintenu sur l'axe direct (I = Id). En mesurant et la
tension (V), et en considérant les équations 4.3, nous pouvons déterminer le vecteur f.e.m.
résultante (E;).

E =TEq (4.3)
Vg=0.4d(Id) =Eq
Vd=rld (Ed = 0)

V =4 Vi+Vi

Ia machine & courant continu entraine le prototype de fagon & fournir la puissance nécessaire
pour le fonctionnement & Iq=0, Id variant entre -10 & +10 Amperes. Les valeurs de force
&lectromotrice obtenues sont rassemblées sur la figure 4.11. Les simulations ont été réalisées en
considérant Leate = 0,2 mH et r = 0,265 Q (valeur mesurée lors des essais).

60 - -
- Eq (entre phase)
C V)
50+
40t Q-

o)

LI
-

30 99[?7
20 o8
/ Simulation

o Experimental

10 - / ...................
0-f //
_10_II|FII!Il'llllllllI1I|||l||II
20 -15  -10 -5 0 5 10 15
Id
Figure 4.11 Résultats des simulations et expérimentaux Eq(1d)

(valeurs entre phases).
Nous constatons que les résultats expérimentaux et les valeurs obtenues par simulations sont

assez proches, méme si pour des conditions de réduction de flux importantes la différence se situe
entre 5 et 10% de la valeur absolue. Plusieurs sources d'erreurs, soit lors des essais soit lors de la
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simulation, peuvent justifier cette différence. Nous pouvons voir aussi sur cette figure l'effet de la
désaturation globale produite par les courants démagnétisants, utile pour le fonctionnement en
réduction de flux (§1.2.2).

L'allure du courant démagnétisant obtenu lors de ces essais est représentée sur la figure 4.12.
Nous constatons la présence d'une cinquiéme harmonique qui peut étre due & deux phénoménes: la
tension d'alimentation 1égérement déformée et la f.e.m. qui contient cette harmonique. Nous l'avons
admis constante pendant I'expérience et égale 4 0,35 A. Le courant Id a été calculé comme étant :

Id = V(lef2 - 0,352).

A axe direct

S5A
2 ms

[ld=le=7.5A

=0,00A
logs = 0,35 A

Figure 4.12 Forme d'onde du courant démagnétisant pour 1000 tr/min (50 Hz)
dd=0etld=-7,5A)

4.3.2 Influence du courant en quadrature sur la f.e.m résultante

Pour cet essai nous avons utilisé le méme montage que précédemment. Le courant Iq était réglé
en modifiant la puissance fournie par la MCC. La valeur de la tension du prototype a &té régulée de
fagon a fournir la puissance voulue avec le courant placé sur I'axe en quadrature, L'amplitude et la
phase de V ont ét€ mesurées, pour ensuite permettre le calcul de E; par les équations suivantes:

E,=Ed +7.Eq
Bd=Vd = -m.¢q (4.4)
Eq=Vq-rlq
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Pour ces mesures, il est important que la résistance du bobinage de la machine ne varie pas
trop, car celle ci intervient dans le calcul de la force électromotrice (Eq). Nous avons vérifié que
cette source d'erreur restait trés faible. C'est la détermination de 1a phase de la tension qui nous a
posé plus de problemes. L'imprécision des mesures effectudes par les wattmetres provoque une
incertitude sur l'angle @ d'environ 143 degrés sur I'ensemble des valeurs mesurées. De plus, les
petits déséquilibres de tension et les harmoniques ( courant et tension) sont aussi des sources
d'erreur sur l'angle ¢@. L'harmonique 5 du courant a été traité comme auparavant.

Les résultats des mesures et les valeurs obtenues par simulation sont rassemblés sur la figure
4.13. Les simulations ont été faites avec une phase alimentée par la valeur maximale du courant et
les deux autres par la moitié et le signe opposé. La méthode de calcul de la f.e.m. par simulation a

ét8 celle indiquée au §3.1.

Dans la figure 4.13 nous voyons gue les résultats expérimentaux et simulés sont assez
semblables compte tenu de I'imprécision de la mesure de l'angle. L'hypothése indiquant que le flux
suivant l'axe direct est indépendant du courant Iq (machine sans effet croisé) n'est pas valable pour
le prototype puisque Eq n'est pas constant. Cette réduction du flux produit par les aimants, la
machine étant en charge, est particulirement utile pour le fonctionnement en condition de

réduction de flux.
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4.3.3. Influence de 1'angle du courant

Le principe de cet essai a été de maintenir constante I'amplitude du courant et de faire varier sa
phase. Pour obtenir cela, nous avons ajusté la valeur du vecteur de tension sur le prototype (V) et
celle de la puissance fournie par la MCC. Le vecteur E; est obtenu par

—

E=V-r.lI (4.5)

A part les incertitudes de mesure discutées dans les paragraphes antérieurs, I'incertitude sur la
détermination des angles de courants est accrue. Dans les deux séries d'expériences précédentes,
nous avions réglé la position du resolver de sorte a obtenir 0=90°. Cette procédure permettait
d'associer la position voulue du courant I & la détection d'une valeur nulle de puissance
(Paet =0 - équation 4.1). Ici, cette série d'expérience exige la détermination de "Pact", Qui & son tour
ajoute des incertitudes importantes sur la détermination de ¢, et donc de l'angle des courants.

Un autre probléme a surgi, lors des essais réalisés 4 14,5 A: le passage par le maximum de
couple du prototype provoquait une instabilité de l'expérience, la machine perdant le synchronisme.
Cela a limité le nombre de points obtenus expérimentalement. Les résultats de toutes ces mesures

sont visibles sur la figure 4.14.

Pour conclure cett partie, nous pouvons affirmer que les simulations représentent bien le
comportement du vecteur f.e.m. résultante en fonction du module et de la phase du courant.
Cependant les résultats expérimentaux ne permettent pas de mettre en évidence l'augmentation du
module de Ed avec l'angle du courant (point A = point B sur les courbes simulées), cela peut

s'expliquer par des erreurs de mesure.
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4.4. DETERMINATION DE L'INDUCTANCE DIFFERENTIELLE

Pour calculer le comportement d'une machine en régime transitoire, il est indispensable de
connaitre les relations 9¢/0i en fonction de la position rotorique et de l'amplitude du courant. Cette
relation est appelée inductance différentielle (Ldiff). Dans cette partie (4.4), nous allons analyser
trois méthodes expérimentales permettant d'obtenir Ldiff suivant les deux axes, la machine étant 2
vide. Ces résultats seront comparés avec ceux obtenus par simulations, dans de ces mémes

conditions.

4.4.1. Aspects pratiques de la détermination des inductances du prototype
4.4.1.1Forme d'alimentation de la machine
Les équations nécessaires pour représenter la machine en conditions transitoires sont [Boldea).

Vd =rId +pdd - 0.0q ' (4.6)
Vg =r.Iq +péq + ©w.¢d

[N

ou

p = d/dt (notation de Heaviside)
¢d  =0d(d, lgaim)
0q = 9q(1d, Ig,0aim)
Oaim = flux des aimants

_9¢ 9%
ph= S .pld + an-pIq

Dans une machine non saturée nous pouvons éctire (en valeur p.u.):
¢d = Ld.1d + daim 4.7)

¢q =Lqa.Iq
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Cela nous permet de calculer Ld (et Lg) au moins de deux facons différentes, la machine en

régime permanent ou la machine & l'arrét,

—> Pour la machine en régime permanent, il suffit de résoudre les équations 4.6 simplifiées

Vd=rld - w.Lglq (4.8)
Vq=rlg+ o LdId +Eo

On obtient Ld et Lq en mesurant Vd, Vg, Id et Iq pour deux conditions différentes de
charge (w et r étant connus).

— La machine étant & I'arrét nous pouvons simplifier les équations 4.6:

Vd=rId + Ld.dId (4.9)
dt

Vq=1lq+Lg.dlg
dt

Dans ce cas, il suffit de mesurer les tensions et les courants, ceux-ci variant dans le
temps. Pour déterminer Ld et Lg deux formes de variation de tension peuvent &tre
utilisées: une excitation sinusoidale ou un échelon de tension.

Pour une machine saturée, les équations 4.6 a 4.9 seront encore valables, si une lin€arisation est
possible autour d'un point de travail [Consoli, Demerdash]. Dans ce cas, les inductances calculées
par les deux méthodes (eq. 4.8 et 4.9) devraient &tre comparables si les états magnétiques de la
machine dans les deux cas sont semblables. Pour comparer les résultats, I'amplitude des courants
sera choisie assez petite pour que les méthodes expérimentales utilisées soient valables.

4.4.1.2 Connexion _des enroulements

Que ce soit pour les mesures ou pour les simulations, deux modes de connexion des

enroulements de la machine sont possibles:

a) deux phases en série (fig. 4.15.a)
b) deux phases en paralléle avec la troisiéme en série (figure 4.15.b)
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a) connexion "série” b) connexion "série/parallele”

Figure 4.15. Connexion des phases pour la détermination des inductances.

Dans la connexion dite "série” (figure 4.15.a) la position de la force magnétomotrice (FMM)
produite par les courants est constante (angle de 15°). Dans ce cas, nous pouvons obtenir
l'inductance cyclique (L(6)) de la machine & courant constant (), simplement par l'utilisation de

'équation suivante:

—

L®)= =L Imag [:I‘f%] r= LReel (2O (4.10)

2m 2 1(6)

Dans la connexion "série/parallele” (fig. 4.15.b) les tensions Vb et Vc sont égales, mais
I'impédance de chaque phase est fonction de la position de l'axe direct (si Ld # Lg). Avec ce
couplage, la distribution des courants, et donc de la position de la FMM, est fonction de 6. Pour

"o

l'axe direct (8=0) et l'axe en quadrature (0 = 90°) les courants dans les phases "a" et "b" sont égaux

",.n

et ont une amplitude égale & la moitié de celle de la phase "a". Dans ces deux cas nous pouvons

calculer [CEI 34-4]:
Ld= -2 Im [X_<9°_> = 2 Tm [3@] 4.11)
B 28 - (0°)} Lq 30 hag 7 90)

4.4.1.3 Influence de la position rotorigue

Nous allons supposer pour notre prototype que les inductances différentielles évoluent de fagon
sinusoidale en fonction de la position du rotor. Ceci a €€ mesuré sur la machine initiale (MASAP)

en utilisant une excitation sinusoidale.
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Sur la figure 4.16 nous voyons les résultats de mesure dc la partie réelle et imaginaire de
I'impédance par phase de la machine MASAP dans la conncxion "série” sur les 360° (6 pbles)
(I=0,58 Aeff, f=50 Hz).

8 Inductance .
[ Resistance

mH

"
sttt et e v-_.“ ——t s g O R T

0% 180° " Oméc 360° o S e " oméc 360°

a) L(©) b) r(6)
Figure 4.16 Impédance cyclique de la machine industrielle MASAP (connexion "série")
Une analyse de Fourrier faite sur L(8) a indiqué que

L(8) = 1,59+0,55.5in(Belect) mH (4.12)
Belect = 6.6

r =0,261 Q

donc:

Ld=1,04 mH

Lg=2,14mH

Nous avons fait aussi la mesure de l'impédance cyclique de la machine en connexion
“série/paralléle”. Les résultats expérimentaux sont comparés avec les théoriques dans ia figure 4.17.
Les théoriques ont été calculés en supposant les distributions des inductances propres et mutuelles
sinusoidales, avec Ld = 0,98 mH, Lq=2,10 mH et r = 0,262 Q) Les mesures ont été faites sur 480°

électriques.
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Figure 4.17 Impédance de ta machine MASAP connectée en "série/paralitle”

Les résultats présentés dans les figures 4.16 et 4.17 montrent bien que la connaissance de Ld,

Lq et r permet de déterminer l'inductance dans une position intermédiaire. Dorénavant, nous nous

limiterons & I'étude de l'inductance Ld et Lq avec la connexion dite "série”.

4.4.1.4 Influence de 'amplitude du courant

Un autre aspect pratigue important apparait lors de la détermination de linductance de la

machine. Si nous fixons une amplitude de courant assez petite pour que les formes de tension et

courant soient par exemple sinusoidales et les pertes soient réduites, nous allons travailler avec des

faibles champs dans les matériaux magnétiques. La courbe de premiére aimantation des matériaux
étant comme celle indiquée dans la figure 4.18, nous allons avoir une inductance qui passera par un

maximum.

1.4
1.2
1.0
0.8
0.6
0.4
0.2
0.0

Induction (T)

160 200

Figure 4.18 Courbe B(H) typique (matériau commercialisé par la société UGINE)
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Ce probléme est typique dans les machines classiques. Dans les machines 4 aimants, ceux-ci
produisent des champs assez importants, qui décalent le point de fonctionnement vers la droite.
Cependant, les résultats présentés & propos de la machine sans aimants seront soumis & ce
probléme. Dans la figure 4.19 nous montrons les résultats de l'inductance différentielle mesurés sur
le prototype sans aimants en fonction du courant (f=2,15 Hz).

10.5
L (mH)
10.0 |-

9.5 -

9.0 -

8'5 1 3 L1l ] 1 Lt 11
0.1 1 10
Courant efficace(A)

Figure 4.19 Inductance différentielle (machine sans aimants - f = 2,15 Hz)

De cette fagon, aussi bien sur I'expérience que sur les simulations réalisées nous avons fixé une
amplitude de courant constante (de l'ordre de 0,3A). Lors de la simulation, cela exige que la
perméabilité du matériau puisse étre représentée par une courbe qui posséde un maximum ou que
I'étude soit faite avec des courbes B(H) représentatives des matériaux 3 faibles champs. C'est cette
deuxiéme option que nous avons utilisg.

Pour étudier finement le prototype, nous avons fait des mesures sous différentes conditions:

- sans rotor: pour caractériser le stator

- avec rotor, sans aimants: pour vérifier le comportement de la machine non saturée et pour
essayer d'appréhender les modifications de répartition des pertes dues & la présence des
aimants

- machine compléte pour obtenir les valeurs finales des paramétres
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4.4.2. Variation des inductances différentielles en fonction de la fréquence

Dans cette méthode la machine est alimentée par un courant d'amplitude constante, les
enroulements étant en série et le rotor sur l'axe voulu (figure 4.15). Les fréquences d'alimentation
doivent &tre choisies dans une plage suffisamment large. Nous avons mesuré les déphasages entre
tension et courant & l'aide d'un oscilloscope digital 4 mémoire, ce qui nous a permis de faire un
nombre important de mesures pour les faibles fréquences, de fagon & apprécier Pincertitude des
mesures.

L'inductance différentielle en fonction de la fréquence a €t¢ déterminée comme l'inductance
opérationnelle d'une machine synchrone [CEI 34-4], soit

—

Laiff(o) = 225 (4.13)
jo
avec
7Y
I
r, = résistance statorique en courant continu

La figure 4.20 montre que la valeur de l'inductance différentielle de la machine sans rotor (lso)
est presque indépendante de la fréquence. Ce n'est qu'au environs du kHz que les pertes dans les
t6les commencent & provoquer un déphasage sur Ldiff. Ce résultat était attendu puisque le stator est
feuilleté et le flux dans la machine trés limité, 1'air constituant une partie importante de son chemin.
Nous pouvons dire donc que Z= Is +T.0).Iso, avec 1y et lgo indépendants de 1a fréquence (jusqu'au
kHz). La valeur de lgo est de 0,685 mH et sera utilisée dans le §4.4.3 pour la vérification de

linductance de téte de bobine.
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Figure 4.20 Ldiff(®) (machine sans rotor)
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Figure 4.21 Admittance de la machine avec rotor sans aimants.
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Dans la figure 4.21 nous présentons les valeurs de 1'admittance par phase de la machine avec
rotor sans aimants, calculé comme étant la moitié du rapport entre courant et tension
expérimentaux. Les valeurs a faibles fréquences (inférieurs & 1 Hz) sont celles de la résistance
mesurée en courant continu, 2 2% prés. Cependant, des erreurs de cet ordre de grandeur provoquent
des incertitudes trés importantes sur les inductances différenticlles de la machine. Cela est observé
sur la figure 4.22, ot les inductances différentielles calculées par les équations 4.13 présentent des
dispersions trés importantes au-dessous du Hz.
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™ D . .
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Figure 4.22 Ldiff(co) machine avec rotor sans aimants.
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D'une fagon générale nous voyons unme réduction sur l'impédance différenticlle avec
l'augmentation de la fréquence de mesure. Cela s'explique en majorité par l'effet d'écran produit par
le rotor massif qui empéche le passage du flux alternatif produit par le stator. Cet effet d'écran est
visible sur les deux axes. Le rapport entre les deux inductances reste stable et égal a deux pour une
grande plage de fréquence. En revanche, pour des fréquences assez élevées (10 kHz), les
inductances atteignent la méme valeur, de l'ordre de 1 mH. Cela peut s'expliquer par le fait que
méme si l'effet d'écran du rotor massif était parfait, il resterait l'inductance de fuite d'encoche et
celle de téte de bobine. L'addition de ces deux inductances étant de 0,4 mH et indépendante de la
position rotorique, ceci devrait étre la limite théorique de la courbe L(®@) pour les deux axes.
Cependant, les courants induits dans les tdles statoriques peuvent encore réduire cette inductance

résiduelle (voir figure 4.20).

En observant la phase de l'inductance différentielle figure 4.22.b, nous pouvons conclure qu'il
existe des pertes importantes dans la machine que l'on peut attribuer aux courants induits
rotoriques. A des fréquences trés élevées (> 1 kHz) nous pouvons dire (fig. 4.20) que les pertes
dans les t8les statoriques s'ajouteront i celles-ci.

La figure 4.23 présente les valeurs expérimentales des inductances différentielles du prototype
fini (avec aimants). Dans cette expérience, la présence des aimants provoque une source de bruits
en plus dans la mesure: des couples assez importants pour faire osciller la machine,
particuliérement quand le courant est placé sur I'axe en quadrature, méme si le rotor a été bloqué.
Cela se traduit par une incertitude dans la détermination du déphasage entre tension et courant assez
important. Nous avons mesuré plusieurs fois ce déphasage, les différences entre mesures sur
Ldiff(w) sont présentées sur les graphiques (module et phase) sous forme de barres d'erreurs. Cela
n'indique pas l'intervalle de confiance de la mesure puisque d'autres sources d'etreurs interviennent,
particuli¢rement l'indétermination de rg (voir fig. 4.22), mais cela fait clairement apparaitre

limportance des incertitudes sur les mesures réalisées & faibles fréquences.
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Figure 4.23 Ldiff(®) - machine compléte

Globalement, les conclusions sont les mémes que pour la machine sans aimants. Cependant, le
phénomene de saturation produit par les aimants agit sur les deux axes, en réduisant les inductances
différentielles 3 moins de la moitié de celles obtenues sans aimants. Ce phénoméne est légerement
plus important sur 'axe en quadrature, puisque les dents (saturées) deviennent d'importantes

sources de chutes de FMM.,
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4.4.3. Détermination des inductances différentielles par réponse & un échelon de tension

Cet essai est fait en substituant la source de tension sinusoidale représentée dans la figure
4.15.a par un échelon de tension (+V—-V). Le courant est enregistré par un oscilloscope digital.

Les points expérimentaux sont ensuite interpolés par un modéle exponentiel. Les inductances
différentielles sur les deux axes sont calculées par le rapport entre les variations de flux (Ad) et de
courant. A est obtenu par I'intégration de la f.e.m. produite pendant le transitoire (eq. 4.14).

I[(t) = I(0) + Alj.exp(-t/T1)+ Al2.exp(-t/T2) + ... + Al.exp(-t/Tp)

fe.m. = Ve(t) - rg I(t) = dAd (4.14)
dt
Ldiff = __A¢
Ke) - 1(0)

Afin d'obtenir des résultats comparables avec ceux de l'essai de réponse en fréquence, nous
avons utilisé la méme variation de courant dans les deux essais. En particulier, sur l'axe en
quadrature, l'oscillation du couple a exigé que la machine soit maintenue sur une position fixe, &
l'aide d'un systéme de blocage.

Les mesures dans 1'axe "d" et l'axe "q" ont &té effectuées sur la machine avec rotor sans aimants
et sur la machine compléte. Nous ne présentons ici que les résultats de 1'évolution du courant
suivant l'axe direct , pour le cas avec rotor sans aimants. La discussion des résultats qui va suivre

est néanmoins applicable pour tous les essais.

04018 &) : , : '
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0.2--Qrid modéle d'ordre 1
0.1-
0
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Figure 4.24 Evolution typique des courants pour l'essai de réponse au crénean
(axe direct, machine sans aimants)
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Pour interpoler les points expérimentaux, nous avons utilisé un logiciel [Kaleidagraph] qui
utilise 1a méthode des moindres carrés. Nous avons testé un modéle d'ordre un (n=1, eq. 4.14) et un
autre d'ordre deux (n=2). Ce dernier a été considéré nécessaire et suffisant pour représenter Jes
points mesurés (figure 4.24). Le calcul de 1a variation de flux a été donc fait par I'intégration de la
fe.m. en considérant que le courant varie avec 2 constantes de temps (eq. 4.14). Les inductances
différentielles obtenues par cette méthode seront présentées et comparées avec les autres méthodes
de calcul dans le §4.4.5.

A partir du modgle d'ordre 2 établi & partir des données expérimentales, nous pouvons

retrouver la réponse en fréquence du prototype en utilisant les équations 4.15.

I= 1 (Tgs + 1) (4.15)

Vo rs (Tis+ 1).(Tos+1)

To=T1- Al .(T1-T2)
I(es) - 1(0)

Dans la figure 4.25, nous comparons les résultats de cette méthode avec ceux obtenus

expérimentalement et déja présentés dans le paragraphe antérieur (machine avec rotor sans

aimants).
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Figure 4.25 Comparaison des admittances - machine avec rotor sans aimant
(méthode de réponse en fréquence et échelon)

Nous constatons que les valeurs d'admittance obtenues 3 partir de Ia réponse i 1'échelon
correspondent aux résultats expérimentaux pour des fréquences inférieures 4 la centaine de Hertz.
Pour des fréquences supérieures, un modéle d'ordre deux n'est plus suffisant.

La correspondance des deux méthodes 3 faibles fréquences est justifiée par le fait que

l'admittance dans cette condition est principalement dominée par Iinductance 4 fréquence nulle et
par la résistance de 1a machine.
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4.4.4 Détermination des inductances différentielles par essai en charge

Dans ce paragraphe nous allons utiliser les équations 4.8 pour obtenir les inductances
différentielles de la machine compléte, avec les aimants. Les résultats expérimentaux nécessaires
pour cela sont ceux présentés sur la figure 4.11 pour l'axe direct et 4.13.a, pour l'axe en quadrature.

Les erreurs expérimentales décrites dans le paragraphe 4.3 ont une influence importante sur la
détermination de Ldiff aux alentours du courant nul, puisque des mesures faites dans ces conditions
sont particulidrement bruitées. Pour réduire ce probléme nous avons interpolé les points
expérimentaux autour de I=0 & l'aide d'une courbe polynomiale d'ordre 3 et nous avons calculé
l'inductance différentielle dans les deux axes par:

Ldiffq = - 1 dEd pourIg=0
o dlg
(4.16)
Ldiffd = 1dEg pour Id =0
w dld

Dans la figure 4.26 a, nous observons que l'interpolation des points est nécessaire pour "lisser"
la courbe aux alentours de courant de l'axe direct nul. Cependant, le coude de la courbe de
saturation étant proche de cette région, l'inductance différentielle calculée par I'équation 4.16 est
trés sensible au nombre de points interpolés. La détermination de l'inductance différentielle sur
I'axe en quadrature & partir de l'interpolation des points expérimentaux présentée sur la figure 426b
est trés délicate, puisque les erreurs de détermination de Ed sont importantes pour des courants
proches de zéro. Les valeurs des inductances différentielles obtenues par cette méthode seront
présentées et comparees avec TI'ensemble des résultats dans la partie suivante (§4.4.5).

Cette méthode de détermination peut étre aussi appliquée pour des courants différents de zéro.
Ainsi, pour les conditions de réduction de flux expérimentalement maximales nous pouvons
appliquer la méthode décrite dans ce paragraphe et obtenir Ldiffd = 4,8 mH (Id=-12A). Cette valeur
est notablement plus grande que la valeur obtenue autour de 0 (2,5 mH) ceci est la conséquence
d'une désaturation partielle du circuit magnétique.
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4.4.5. Analyse des résultats et comparaison des méthodes de déterminations

4.4.5.1. Analyse des inductances de Ia machine sans rotor

L'unique méthode expérimentale que nous avons utilisée pour caractériser la machine sans
rotor a 6té la réponse en fréquence (figure 4.20), la valeur de Ldilf obtenue €tant de 0,685 mH.

Une simulation a été faite pour cette configuration, sans rotor. La distribution des lignes de
champ est représentée dans la figure 4.27. Dans ce cas, nous pouvons calculer l'inductance

différentielle de la machine sans rotor par:

Ldiff= V_  =048mH 4.17
w.I

STATOR

AIR Q1]

Figure 4.27 Distribution des lignes de champs pour la machine sans rotor.

La différence entre la valeur mesurée et celle calculée est de 0,2 mH. Cette valeur est égale 2
linductance de téte de bobine calculée 2 partir de 1'équation 4.18 [Liwshitz], ce qui justifie son
utilisation pour notre machine.

Ltéte = 2 1o N2 . A (4.18)
P
A =0,6 digte - 0,3 Tp
avec N  =nombre de spires en série
p  =nombre de paires de pbles

diste = longueur moyenne des conducteurs de téte de bobine
Tp =pas polaire de la machine
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4.4.5.2._Analyse des inductances de 1a machine avec rotor sans almants

Dans la figure 4.28 nous illustrons l'influence de la perméabilité du stator et du rotor sur la
détermination de l'inductance en quadrature A partir de I'équation 4.17, 1a tension étant déterminée
par une simulatjon oti la distribution de courant et la position du rotor sont en quadrature (1'entrefer
ici est de 0,2 mm).

14
13 | Ldiffq
3 D
12 L

110
0L

| 11!ll|l 1 1 | I S N

100 1000 10000
K ale

Figure 4.28 Influence de la perméabilité dans la détermination de Ldiffq par simulation
(machine avec rotor sans aimants)

Ce résultat met en évidence que la connaissance du comportement du matériau aux faibles
champs est fondamentale ici pour pouvoir calculer I'inductance différentielle. Nous avons pour nos
simulations pris en compte une caractéristique non linéaire du matériau magnétique représentative
des faibles inductions (<0,1 T).

Le tableau 4.2 montre les résultats expérimentaux obtenus pour Ldiff sur les deux axes, & partir
de la réponse en fréquence (fréquence—0) et de la réponse a I'échelon de tension, ainsi que ceux

obtenus par simulation.

Tableau 4.2 Comparaison des Ldiff de la machine sans aimants

axe axe en
METHODE direct quadrature
(mH) (mH)
fréquence 4,8 9,7
échelon 4.4 9,0
simulation 4,9 10,4
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La comparaison entre résultats expérimentaux montre que les deux méthodes sont comparables
pour déterminer l'inductance différentielle de la machine sans aimants. Les simulations sont
compatibles avec 'expérience. Ainsi, nous pouvons conclure que les inductances différentielles de
12 machine sans aimants sont de Y'ordre de 5 mH pour I'axe direct et de 10 mH pour l'axe en
quadrature. Ces valeurs seront les valeurs maximales pour chacun des axes, dans le cas de la
machine fonctionnant en réduction du flux, puisque ce sont des valeurs ol la saturation produite par

les aimants est absente.

4.4.5.3. Analyse des inductances de la machine compléte

Les simulations faites sur la machine compléte avec de petites valeurs de courant, posent des
problémes numériques d'identification des variations de 1'état magnétique des matériaux non-
lingaires. Pour déterminer l'inductance différentielle, nous avons déterminé la f.e.m. résultante pour
deux courants différents (& AI) pour chague axe. Le maillage a été maintenu constant. Le courant
étant en quadrature, la variation de l'angle de l1a f.e.m. (B) a été de l'ordre du degré. Ces petites
variations sont sources dlerreur importantes dans la détermination de Ldiff. Nous avons déterminé

avec une résolution de 0,01°, mais l'incertitude n'a pas €t estimée.

Dans le tableau 4.3 nous présentons les résultats des trois méthodes expérimentales utilisées,
ainsi que ceux de la simulation. Nous pouvons conclure que les méthodes de réponse en fréquence
(f—0) et 4 I'échelon donnent les mémes valeurs pour Ldiff. L'écart est nettement plus grand pour la
méthode de détermination de Ldiff en charge. Bien que les conditions de mesure ne soit pas les
mémes (machine tournant ou pas) nous pouvons dire que la différence entre les résultats d'essai
doit étre attribué principalement aux difficultés de mesure rencontrées dans les essais en charge

Tableaun 4.3 Comparaison des Ldiff de la machine avec aimants

axe axe en
METHODE direct quadrature
(mH) (mH)
fréquence 2,0 3,0
échelon 1,9 : 29
en charge 2,5 4,2
simulation 1.8 3,5

D'un autre cdté, les résultats des simulations et les expérimentaux sont cohérents ce qui montre
que l'inductance différenticlle a faible fréquence peut &tre déterminée par des simulations en

magnétostatique.
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Pour conclure sur l'inductance différentielle, une comparaison entre les tableaux 4.2 et 4.3
(machine sans et avec aimants), nous permet de dire que la présence de ceux-ci réduit les
inductances différentielles €tudiées d'un facteur situé entre 2 et 3, I'axe en quadrature étant Ie plus
sensible 2 la saturation.

Le dernier point abordé concerne 1'état de la machine en condition de réduction de flux. Le
tablean 4.4 nous rappelle les valeurs obtenues pour les essais de la machine avec rotor sans aimants.
La mesure effectuée au voisinage de 12 A correspond tout & fait & ces valeurs, ce qui confirme I'état
de désaturation de la machine.

Tableau 4.4 Comparaison des Ldiff de la machine désaturé

axe
METHODE direct
(mH)
en charge (Id =-12 A) 4,8
machine avec rotor sans de 44449
aimants
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4.5 COURANT DE COURT-CIRCUIT

Dans cette partie nous allons nous intéresser & 1'évolution du courant de court-circuit en régime
permanent en fonction de la vitesse de la machine ainsi qu'au transitoire de courant apparaissant
lors du court-circuit (vitesse constante). L'objectif de 1'étude en régime permanent est de connaftre
le comportement de la machine pour la condition limite de réduction de flux ol la tension a ses
bornes est nulle. Le transitoire nous permettra de mieux comprendre la dynamique du flux dans le

prototype.

4.5.1. Régime permanent

Le courant de court-circuit en régime permanent dans notre prototype doit respecter le
diagramme vectoriel présenté dans la figure suivante (4.29) pour chaque vitesse étudiée

conformément 2 1'équation 4.19.

Bro() + @ HoLiee) I=0 (4.19)

!
e
E

o

°y

i Ig

Figure 4.29 Diagramme vectoriel de Ia machine en court-circuit

Pour résoudre cette équation, il suffit de connaitre le comportement de 1a force électromotrice
résultante en fonction du courant @m(ﬁ) qui peut €tre obtenu par simulation. Cependant la
simulation du point exact de fonctionnement de 1a machine & une vitesse donnée n'est pas facile,
puisque & chaque vitesse la position et I'amplitude du vecteur courant sont inconnus, et donc B
l'est aussi. Pour résoudre ce probléme nous avons utilisé trois modgles pour représenter la machine
en court-circuit, ces modgles ayant été obtenus a partir de quelques simulations ol le module etfou

1a phase du courant sont choisis a priori.
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Dans le premier modele le vecteur E; est calculé par:

modéle 1 (4.20)
}_5; =Ed + }'Eq
Ed = f(Ig)
Eq = g(1d)

La fonction "f" a €t€ obtenue en simulant quelques valeurs de courant sur I'axe en quadrature
(Id=0) et en déterminant Ed. Une interpolation linéaire a été réalisée pour déterminer des points

m_n

intermédiaires. La mé&me procédure a été appliquée pour la détermination de Ia fonction "g", cette
fois-ci les courants simulés étant placés sur l'axe direct (Ig=0).

Ce modgle considére que Ie flux sur un axe n'est fonction que dn courant sur le méme axe. Pour
prendre en compte l'effet croisé (interaction d'un axe sur I'autre) nous avons établi un autre modgle

[Sneyers]:

modeéle 2 (4.21)
E =Ed + jEq
Ed = {(Iq)
Eq = g(Id) + h(Ig)

Les fonctions "f" et "g" sont les mémes gu'auparavant, la fonction "h" est déterminée en
simulant la machine avec des courants sur l'axe en quadrature (Id=0) et en déterminant les
variations sur Eq (g(0)0, puisque les aimants sont présents).

Cependant, si ce modele représente bien l'effet croisé quand Id (ou Ig) est nul, c'est ne pas le
cas pour 1d et Ig quelconques. Dans 'essai en court-circuit, il n'y a qu'a la vitesse nulle (®Lge<<r)
que Id est nul et & la vitesse infinie (r<<wLige) que Ig est nul. Pour toutes les vitesses
intermédiaires, nous avons donc besoin d'un autre modgle prenant en compte plus finement la

position du courant:
modele 3 4.22)
E.=Ed+jEq
Bd =F(T)
Eq =G(1)
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Nous avons obtenu les fonctions "F" et "G" & partir des simulations faites & amplitude de
courant constante et phase variable. Pour un point entre deux phases simulées, les amplitudes de Ed
et Eq sont obtenues par interpolation Jinéaire des valeurs simulées.

Les simulations nécessaires pour I'obtention de la fonction " ont été celles utilisées pour
tracer la courbe de la figure 4.11. Pour la fonction "g" nous avons repris les résultats utilisés pour
obtenir la figure 4.13.a. La fonction "h" est obtenue par 1a soustraction de la tension 2 vide des
résultats utilisés pour le tracé de la figure 4.13.b. Trois des modules de courant utilisés pour

l'obtention des fonctions "F" et "G" sont présentés dans la figure 4.14 (I= 10, 12 et 14,5 A).

Pour la mesure des valeurs expérimentales de courant de court-circuit, nous avons utilisé le
méme dispositif d'essai que précédemment (fig. 4.10). Le déphasage du courant a été mesuré en
atilisant comme référence le signal du resolver (calé sur l'axe direct). La forme du courant &
1000 tr/min est présentée sur la figure 4.30, de méme que son contenu harmonique. Nous observons
la prédominance du fondamental sur tous Jes harmonigues, le cinquieme étant I'unique qui dépasse
1% du fondamental (3,5%).

30 COURANT DE COURT-CIRCUIT ’s.
- 1040tr/mi C
) (Todoudmin) 0

10 15

0 x

TTTFLTTTIT
—
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20 -
P90 SRR RO SRR UV S 012134567 89 10111213141516
0.004 0008 0012 0016 0.02 ordre
TEMPS '

Figure 4,30 Forme de courant de court-circuit (1000 tr/min.).
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Figure 4.31 Courant de court-circuit en fonction de la vitesse,

Sur Ia figure 4.31 nous avons tracé 'amplitude et la phase du courant de court-circuit obtenues
par les modeles 1,2 et 3, ainsi que les points expérimentaux. Nous observons que le modéle 1 donne
des résultats €loignés des points expérimentaux pour presque toute Ia plage de vitesses mesurées.
Ce n'est que pour des vitesses importantes (donc a la proximité de Icc maximale) qu'il devient utile
pour étudier le court-circuit, cela parce que dans cette condition les courants sont pratiguement sur

l'axe direct de la machine.
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Le modele 2 n'apporte pas d'amélioration par rapport aux résultats da modéle 1. Cela parce que
la fonction "h" telle qu'elle a été définie, n'est valable que pour les phases de courant voisines de
00° ou 270° (Id = 0). Dans I'étude du court-circuit cette condition correspond a des vitesses trop
faibles, ot I'amplitude des courants n'est pas assez importante pour que l'effet croisé Je soit.

D'un autre c6té, le modele 3 confirme que les simulations faites représentent bien 1'état
magnétique de la machine en court-circuit. Pour des courants proches de la valeur maximale l'erreur
augmente mais reste inférieure a 6%.

Pour conclure cette étude du courant de court-circuit en régime permanent, nous pouvons dire
qu'a trés faibles vitesses la pente du courant de court-circuit est & peu prés égale i la tension de
phase suivant 'axe en quadrature divisée par la résistance de la machine (=0,09A/tr/min.) et que le
courant de court-circuit maximal peut étre calculé par le modele simplifié 1.

4.5.2. Régime transitoire

Dans la figure 4,32 nous montrons le comportement du courant de court-circuit a son
apparition. Le signal du resolver (en phase avec la tension & vide de 1a phase étudiée) nous sert de

référence pour l'instant de court-circuit.

Nous pouvons observer que le transitoire peut se diviser en deux phénoménes, un qui est
fonction de l'instant de court-circuit et I'autre, qui en est indépendant. Ces phénoméhes sont connus
dans les générateurs synchrones classiques [Adkins]. Le plus lent (prépondérant dans la figure
4.32.a ) est lié & la composante continue du courant qui apparait lorsque l'instant de court-circuit est
tras différent de l'instant ot le courant devrait passer par z€ro dans la phase étudiée. Une constante
de temps dite de 'induit (Ta) est associée & ce transitoire. Dans la figure 4.32.b nous observons la
prépondérance d'un autre phénomene, celui-ci directement fonction des courants induits dans le
rotor massif, classiquement connu comme "subtransitoire”.

Dans notre prototype, le courant subtransitoire s'atténue trop rapidement, pour gque sa
détermination, expérimentale ou théorique, puisse se faire a partir de méthodes classiques. Nous
pouvons néanmoins estimer la constante de temps de induit (Tg) a partir des inductances non
saturées de la machine & 10 Hz (ordre de grandeur de la fréquence caractéristique du résultat
expérimental). Les résultats de 1a réponse en fréquence de la machine avec rotor sans aimants
(figure 4.22) sont approximativement 4,5 mH dans 'axe direct et 8,5 mH dans l'axe en quadrature.
Ainsi, nous pouvons dire que l'inductance qui caractérise le transitoire a pour valeur 2,9 mH
(4,5 mH en parallele avec 8.5 mH) [Adkins]. Avec une résistance de phase de 0,265 Q, nous
estimons la constante de temps & 11 ms, ce qui est cohérent avec les résultats présentés sur la figure
4.32.a (constante de terps expérimentale d'environ 12 ms). Nous voyons ainsi que la durée de la
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composante continue du courant de court-circuit transitoirc peut &tre estimée A partir des

inductances déterminées dans l'essai de la machine avec rotor sans aimants. Pour conclure, les

résultats obtenus pour plusieurs instants de court-circuit indiquent que le surcourant maximum est

de I'ordre de 2 fois le courant de régime permanent (& 1000 tr/min).

a)avec composante continue

Sorrons DI

b)sans composante continue

circuit
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4.6 PERTES

Plusieurs sources de pertes existent dans une machine électrique. Nous allons considérer que

les plus importantes dans notre prototype sont:

- les pertes joules dans Y'enroulement statorique (Pcu)

- les pertes joules a la surface du rotor (Prot)

- les pertes dans les roulements et par ventilation (pertes "mécaniques”) (Pmec)
- les pertes dans les tbles statoriques (pertes "fer") (Pfe)

La détermination des pertes joules dans l'enroulement statorique sera faite & partir de la
connajssance de la résistance en courant continu. La séparation des autres pertes se fait beaucoup
plus difficilement. Pour les pertes mécaniques, nous les avons déterminées dans la machine montée
sans aimants. Ensuite, nous avons considéré que l'augmentation des efforts sur les roulements
lorsqu'un flux important existe dans l'entrefer (présence des aimants) n'est pas considérable. Par
soustraction des pertes mécaniques et pertes joules statoriques de l'ensemble des pertes de la
machine, nous avons déterminé les pertes dans les tdles statorigues et celles dues aux courants
induits 2 1a surface rotorique. Ces derniéres ont été évaluées par simulation dans un cas spécifique
(machine fonctionnant comme générateur 3 1000 tr/min) ce qui nous a permis de trouver la valeur
(approchée) des pertes dans le fer dans cette condition.

4.6.1 Pertes mécaniques

Pour déterminer les pertes mécaniques, nous avons fait des essais sur la machine sans aimants.
Dans cette situation, deux méthodes expérimentales ont été appliquées.

Dans la premiére, la machine est mise en synchronisme et est alimentée par un régulateur de
tension & fréquence constante (50 Hz). Dans la deuxi®me méthode, la source d'alimentation est

retirée brusquement et la décroissance de vitesse enregistrée.

Dans la figure 4.33, I'évolution des pertes 3 50 Hz avec le temps est tracée. A partir de ces
résultats nous pouvons conclure gue plusieurs dizaines de minutes sont nécessaires pour que les
pertes se stabilisent, & cause de l'influence de la température sur les pertes dans les roulements. La
tension d'alimentation de la machine a été maintenue constante (16 V) pendant l'expérience. Cette
faible valeur limite les pertes dans le fer ainsi que les pertes joules de la machine.
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Figure 4.33 Evolution temporelle des pertes (machine avec rotor sans aimants & 1000 tr/min)

Dans la figure 4.34, nous présentons I'évolution des pertes (sans Pcu) avec la tension
d'alimentation. Au-dessous de 12 V la machine perd le synchronisme. A partir d'une interpolation
des points expérimentaux par une fonction “puissance” (eq. 4.23), nous pouvons extrapoler Ia
courbe jusqu's la tension nulle et ainsi obtenir Jes pertes mécaniques & 1000 tr/min. Nous trouvons
une valeur de 17 W. Cette méthode normatisée a comme inconvénient l'extrapolation de données,
ce qui est trés sensible  Ia fonction d'interpolation choisie.

Pertes - Pcu = m1. VM2 4 ms (4.23)
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Figure 4.34 Evolution des pertes avec la tension (machine sans aimants)
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Le résultat de l'essai de décroissance de vitesse est présenté dans la figure 4.35.Les points
expérimentaux étant bien représentés par une loi du type exponentielle, nous avons considéré que
le comportement de la machine a des vitesses supérieures 2 zéro peut s'exprimer ainsi:

Couple =J.do +k1.0+k2 =0 4.24)
dt
avec:

® = (m] + m2).exp(-/m3) - m2
mi = o (¢ =0)=104,8 rd/s
m2 =ko/k] = 66,7 rd/s
m3 =Jk) =2,96s

T: inertie du moteur
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Figure 4.35 Essai de décroissance de vitesse

A partir de ces résultats, nous pouvons calculer les pertes mécaniques en fonction de la vitesse

par.
Pmec = 0.(k 1.0 + k2) (4.25)

Linconvénient de cette méthode est quelle nécessite 1a valeur de l'inertie du rotor. Nous l'avons
déterminé expérimentalement comme étant 2,4x10-3 kgm2 [CEI34-4]. Ainsi nous trouvons:

Pmec = 0.(0,81.0 + 54)x10-3 W (4.26)
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En appliquant cette équation pour la vitesse de 1000 tr/min (105 rd/s), nous obtenons des pertes
mécaniques de 15 W, semblables & celles obtenues par I'application de 1'équation 4.23
(Pmec =17 W),

Nous avons conclu que 1'équation 4.26 est valable pour déterminer les pertes mécaniques de la
machine, aprés un pré-échauffement de quelques dizaines de minutes (dans la majeure partie des
essais =40 mm).

4.6.2 Pertes dans le fer statorique et par courants induits

Dans ce paragraphe nous avons utilisé le montage décrit dans la figure 4.10. Le prototype étant
déconnecté du réseau, nous avons comparé le comportement des pertes de la machine 4 vide et en
court-circuit.

4.6.2.1 Pertes 4 vide

Les pertes a vide du prototype sont présentées dans la figure 4.36.
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Figure 4.36 Evolution des pertes avec la vitesse (machine 2 vide)

A partir de ces résultats, nous avons décomposé les 52 W de pertes de la machine 2
1000 tr/min, en utilisant 1'équation 4.26 (Pmec = 15 W) et 1'étude relative 3 la figure 4.3
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(Prot = 18 W). Cela attribue aux tdles statoriques 19 W de Pfe (figure 4.37). Nous allons essayer de
les justifier 4 l'aide d'une méthode simplifice, basée sur les hypothéses suivantes:

- Les pertes dans les matériaux magnétiques soumis & des variations temporelles d'mduction
trapézoidales, apparaissent lors des montées et descentes du champ (durée T secondes). Leur
valeur est 2 peu prés égale 2 celle obtenue en variations sinusoidales de fréquence 1/(2.7)

[Errard].

- Les pertes sont calculées & partir de la connaissance de B(t) en deux points de la machine: un
sur le centre des dents et U'autre sur au milien de la culasse

- Les pertes & une fréquence "f" et une induction créte de 1,55 T peuvent &tre calculées par
P = (0,05.f + 0,00017.£2) Wikg (4.27)
Cette équation est obtenue par interpolation des données du fabricant.

Les inductions dans les dents et dans Ia culasse sont unidirectionnelles (aucun champ tournant

n'est considéré)

_Linduction sur les deux points choisis a été calculée par la méthode des éléments finis. Un
trapéze est utilisé dans les deux cas pour représenter 'évolution de B dans le temps.

Avec ces hypoth&ses nous avons estimé les pertes dans la culasse comme étant de l'ordre de
5 W, calculée & 50 Hz pour Bmax = 1,55 T. Dans les dents, Bmax est aussi de Tordre de 1,55 Tetle
front de monté de B(t) équivaut & une fréquence de 320 Hz. Cela nous a donné 27 W pour

l'ensemble du circuit magnétique.

Ce résultat ne nous permet pas de conclure sur Ia validité de la séparation des pertes indiquée
dans la figure 4.37, mais nous confirme que les pertes dans les tdles statoriques sont asscz

importantes méme pour le fonctionnement 2 vide.

B Pfe
Prot
[:] Pmec

Figure 4.37 Répartition des pertes 2 1000 tr/min ( machine & vide)
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4.6.2.2 Pertes en court-circuit

En déduisant les pertes mécaniques calculées par I'équation 4.26, ainsi que les pertes joules
statoriques des pertes totales de la machine en court-circuit, nous avons tracé l'évolution des pertes
"magnétiques” (Pfe + Prot) de la machine figure 4.38. Pour comparaison, les pertes 4 vide sont

aussi tracées.
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Figure 4.38 Evolution des Pfe + Prot

Nous pouvons justifier 'augmentation des pertes de la machine en court-circuit par rapport au
fonctionnement a vide & partir d'une augmentation des pertes dans le fer dans cette condition. En
effet, méme si le fondamental de l'induction est réduit en court-circuit, des harmoniques continuent
a exister dans la machine (§2.4)

Pour nous en convaincre, nous pouvons observer la forme de tension obtenue aux bornes de la
bobine exploratrice dans le cas de la machine 2 vide et dans le cas du court-circuit (ﬁgure 4.39),
Cette mesure nous montre que des valeurs élevées d'induction dans l'entrefer subsistent en
condition de réduction de flux. La richesse en harmoniques est ici importante.
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Figure 4.39 Comparaison des tensions de la bobine exploratrice: vide et court-circuit

L'analyse des harmoniques de la tension de la bobine exploratrice montre que la troisiéme
harmonique est prépondérante (fig. 4.40), 1a machine étant & 1000 tr/min et en court-circuit.
Compte tenu du couplage des phases (étoile) cette harmonique du champ ne se retrouve pas sur les
tensions entre phases. Inversement, le courant de court-circuit qui en découle est incapable de
s'opposer et donc d'atténuer cette composante. Sa valeur est ici plus importante que celle qui
apparait dans l'essai & vide. Cette variation s'explique par des désaturations localisées dans la

machine.
TENSION BOBINE SONDE
(MACHINE EN COURT-CIRCU)
Volts)
3.8
3.0
2.5
2.0 -
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1.0

0.5 BN ¥

0.0 ,
8 9 101112131415161718192021

ORDRE

i 2 3456 7
Figure 4.40 Décomposition harmonique de la tension de la bobine exploratrice
(machine en court-circuit - 1000 tr/min.).
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Dans la figure 4.41 nous avons superposé les tensions induites dans la bobine exploratrice pour
la machine en court-circuit et pour deux vitesses différentes odl les courants ont sensiblement la
m&me amplitude: 750 et 1500 tr/min. Les échelles de temps et d'amplitude ont été modifiées dans le
rapport des vitesses pour obtenir une image de l'induction dans la machine. Nous constatons que
celle ci est presque indépendante de la vitesse. Elle reste, bien stire, fonction du courant

démagnétisant.
V bobine exploratrice
A (V71000 twmin))
2 -
— 750 tr/min
1 —— 1500 tr/min
0 P
0 \n
-1

Figure 4.41 Tension sur la bobine exploratrice: machine en court-circuit
(vitesse de 750 et 1500 tr/min.).

Tout ceci permet d'affirmer que si on veut établir un modele qui représente le comportement de

la machine avec ses pertes dans le fer, en condition de réduction de flux, il est indispensable de
prendre en compte les harmoniques d'induction dans I'ensemble du moteur.
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4.7 RESULTATS ATTENDUS POUR LE PROTOTYPE

A partir des résultats obtenus expérimentalement, nous pouvons calculer la courbe de P(®) du
prototype, en considérant sa résistance, égale & 0,265 £ (résistance a chaud), et son inductance de
téte de bobine (0,2 mH - §4.4.5.1). Nous pouvons aussi calculer les pertes mécaniques & partir de
1'équation 4.26 (§4.6.1). Dans la figure 4.42, nous comparons les courbes de puissance P(w) du
prototype pour trois conditions différentes, sans pertes et sans inductance de téte de bobine
(machine "idéalisée"), et celles obtenues en considérant les grandeurs expérimentales (machine
nrgelle” avec et sans les pertes mécaniques). La tension entre phase est maintenue 4 60 V.

1600 -
Puissance
1400 W) A/ h\\
------- E—
..... \@\4\\“

1200 - s e

/ =]
1000 /4
800 / '
600

400 / ——— machine "idéalisée"
/ — o machine "réelle - sans Pmec”
200 -« £1--- machine "réelle - avec Pmec”
0 i I i
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

tr/min

Figure 4.42 : Caractéristiques du prototype (I =145 A)

Ces résultats montrent que le prototype peut étre contrdlé sur une plage de vitesse supérieure a
1:5, si les pertes magnétiques ne sont pas considérées. Nous pouvons voir que le gain de puissance
3 hautes vitesses, obtenu par la présence de I'inductance de tete de bobine, est annulé par les pertes
mécaniques. La caractéristique de puissance aurait encore été atténuée si les pertes magnétiques
avaient été prises en compte. Malgré tout, ce prototype semble avoir les caractéristiques nécessaires
pour fonctionner en réduction de flux. Des essais 4 vitesse variable et puissance réelle devraient

confirmer ces résultats.
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4.8 CONCLUSION DES ESSAIS

Les résultats présentés dans ce chapitre nous ont montré que le prototype construit au
laboratoire est utilisable sur une grande plage de vitesse. Cependant, pour pouvoir faire tourner la
machine 4 haute vitesse, le courant devra étre finement contrdlé et conserver une valeur importante

quelle que soit la puissance demandée.

L'analyse de I'ensemble des résultats nous confirme que nous pouvons évaluer les phénomenes
non linéaires d'une fagon trés précise & partir de la f.e.m. résultante obtenue par simulation.

Nous nous sommes apergu que la détermination des inductances de la machine pouvait étre
faite par l'une ou l'antre des trois méthodes expérimentales présentées. Nous pouvons affirmer que
les méthodes de réponse en fréquence et & un €chelon de tension donnent les mémes valeurs
dinductance différentielle. L'écart est nettement plus grand pour la méthode de détermination en
charge. Les résultats des simulations et les résultats expérimentaux se sont avérés cohérents, ce qui
montre que l'inductance différentielle 2 faible fréquence peut étre déterminée par des simulations en

magnétostatique.

A partir d'une analyse des inductances différenticlles de la machine pour trois conditions
différentes (sans rotor, avec rotor sans aimants et compléte) nous avons pu constater que la
présence des aimants réduisait les inductances différentielles étudiées d'un facteur situé entre 2 et 3,
l'axe en quadrature étant le plus sensible 4 la saturation. Les mesures d'inductance nous ont
confirmé que les courants démagnétisants, lors du fonctionnement en réduction de flux, pouvaient
globalement désaturer la machine.

L'étude du courant de court-circuit en régime permanent nous a permis de vérifier que les
modéles de machine qui ne prennent pas €n considération l'interdépendance des deux axes de la
machine, ne sont pas appropriés pour étudier notre prototype. Cependant, pour évaluer la valeur
maximale du courant de court-circuit, il suffit de considérer correctement les non-linéarités de l'axe
direct. Nous nous sommes apergus que 'étude de Ia dynamique de notre machine ne pouvait pas s¢
faire & partir des méthodes classiques, un modgle plus approprié doit &tre développé.

Les pertes & vide de la machine ont pu étre séparées en trois parties du méme ordre de
grandeur: pertes par courants induits 2 la surface rotorique, pertes mécaniques et pertes dans le fer.
Nous avons montré que les pertes dans le fer devenaient trds importantes en condition de réduction
de flux. Ceci nous permet d'affirmer que si on cherche 2 établir un modéle qui représente le
comportement de la machine avec ses pertes dans le fer, en condition de réduction de flux, il est
indispensable de prendre en compte les harmoniques d'induction dans l'ensemble du moteur.
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CONCLUSIONS ET PERSPECTIVES

Pour pouvoir faire travailler une machine 3 aimants 3 vitesse variable et puissance constante, il est
judicieux de réduire le flux résultant dans la machine & partir d'un contrdle des courants statoriques.
Pour ce faire, nous avons analysé l'influence des valeurs de réactances et de force électromotrice sur
les performances de la machine, et montré, dans le premier chapitre, que plusieurs types de moteurs
peuvent fonctionner sur une large plage de vitesses, il suffit que l'ensemble de leurs paramétres soit
cohérent. En plus, nous avons montré que les non-linéarités des matériaux magnétiques pouvaient
gtre particuli¢rement utiles.

Dans le deuxiéme chapitre, nous avons émdié quelques structures de machines 4 aimants, et vu
que plusieurs d'entre elles pouvaient étre appropriées au fonctionnement en réduction de flux. Quelle
que soit la structure, les aimants ne devront pas &tre trop épais pour que le contrdie du flux par les
courants soit réalisable (réactance directe élevée). Aprés avoir étudié les problémes de
démagnétisation des aimants et d'alimentation de la machine, nous avons conclu qu'une machine a
concentration de flux alimentée par des courants sinusoidaux possédait les caractéristiques nécessaires
pour le fonctionnement en réduction de flux, tout en gardant un couple important a faibles vitesses.

Au troisiéme chapitre, nous avons développé 'étude d'une machine synchrone a aimants
permanents en utilisant le fondamental des grandeurs. Pour cela nous avons utilisé un logiciel de
calcul de champ, basé sur la méthode des &léments finis, qui nous a permis d'étudier l'influence des
parametres les plus importants sur les performances du moteur.

Nous avons vérifié comment le fonctionnement en réduction de flux agit sur les contraintes
supportées par les aimants €t nous avons pu constater que la structure a concentration de flux est
particulidrement intéressante pour ce type de fonctionnement.

Apres avoir vérifié qu'un stator d'une machine disponible au laboratoire était appropri€ a notre
application, nous avons étudié influence de la géométrie rotorique sur les performances de la
machine. Une analyse qualitative nous a permis de conclure que T'entrefer et I'épaisseur des aimants
étaient les points les plus influants de cette structure lors d'un fonctionnement en réduction de flux.
La saturation de la machine a réduit la sensibilité des performances aux modifications de l'entrefer.
Cependant, les effets de non-linéarités ont amélioré légerement les performances du moteur avec la
réduction de l'entrefer. Dans la structure & concentration de flux, 'épaisseur des aimants s'est averé
&tre 1a dimension la plus importante sur le fonctionnement de la machine. Dans notre cas, le stator
&tant saturé A Vorigine, la réduction de d'épaisseur des aimants a entrainé une augmentation de la
plage de vitesse sans perte notable de couple. Finalement, bien que la tension et la résistance soient
des paramétres importants pour le fonctionnement en réduction de flux, c'est 'inductance de téte de
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bobine qui produit le plus d'effet sur la courbe P(®) de notre machine, avec une nette augmentation

de la plage de vitesses.

Finalement, au quatriéme chapitre, nous avons montré que le prototype réalisé posséde des
caractéristiques compatibles avec un fonctionnement en réduction de flux. Nous avons aussi mis en
évidence que des modéles non-linéaires, qui considérent l'interdépendance entre les flux des deux
axes pour fous les courants, étaient nécessaires pour représenter le prototype. A partir d'une analyse
de la machine pour trois conditions différentes (sans rotor, avec rotor sans aimants et compléte), nous
avons pu constater que la présence des aimants réduisait les inductances différentielles d'un facteur
situé entre 2 et 3, I'axe en quadrature étant le plus sensible a la saturation. Les mesures d'inductance
nous ont confirmé que les courants démagnétisants, lors du fonctionnement en réduction de flux,
pouvaient globalement désaturer la machine.

Les résultats présentés dans ce mémoire montrent que la structure 3 concentration de flux est
appropriée pour fonctionner en réduction de flux. Les essais en puissance et vitesse réelle qui seront
menés ultérieurement permettront de le démontrer. A cette occasion, il faudra s'attarder sur les
demiers points A éclaircir, notamment le modgle de la machine (particulitrement en régime transitoire
satur€) et l'évaluation des pertes. En effet, le contrble d'une machine & partir d'un tableau de
comportetment n'est pas trés satisfaisant, un modéle plus complet étant nécessaire pour éviter cette
solution. En ce qui concerne les pertes, un modtle qui considére les harmoniques d'induction est
indispensable pour améliorer la simulation du systme “machine-convertisseur".
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RESUME

Dans ce travail, une machine synchrone & aimants permanents a été étudiée pour fonctionner
lorsque les limitations de la source d'alimentation (en tension et en courant) imposent une réduction
de flux résultant. Nous avons tout d'abord décrit les équations nécessaires a 1'étude de la machine
contrdlée par les courants afin de comprendre globalement les rapports nécessaires entre les
paramétres caractéristiques de Ia machine. Nous nous sommes particuliérement intéressés au régime
saturé. Nous avons ensuite étudié les contraintes imposées par le fonctionnement en réduction de flux
dans quelques structures typiques de machine 2 aimants. Dans le troisi®me chapitre, une structure
concentration de flux a été développée 2 l'aide d'un logiciel de calcul de champs par la méthode des
éléments finis, nous permettant de prendre correctement en compte la saturation du circuit
magnétique. Finalement, un prototype a été construit et caractérisé dans le quatri®me chapitre. Les
mesures de tensions faites & vide et en charge (courant en quadrature ou en conditions de réduction de
flux), ainsi que les mesures des inductances et des pertes, nous permettent d'affirmer que le prototype
est approprié au fonctionnement en tension et courant limités.

ABSTRACT

In this work, permanent magnet synchronous motors are studied in the flux weakening mode
imposed by voltage and current feed limitations. Firstly, mathematical models are presented to study
this operation mode, with a special focus on saturated conditions. Secondly, motor structure
constraints imposed to some permanent magnet machine structures and produced by the flux
weakening mode are studied. In the third chapter, a flux concentration structure is developed by
means of a finite element method package which allows a correct evaluation of the magnetic circuit
saturation. Finally, a prototype was conceived and characterised in the fourth chapter. No-loaded and
loaded voltage and currents results, as well as inductance and losses measurements confirm that the
prototype is adapted for operation in voltage and current limited conditions.

MOTS CLEFS

Machine synchrone Concentration de flux
Aimants permanents Puissance constante
Réduction de flux Elements finis
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