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« Un ouvrage est fini quand on ne peut plus l’améliorer, bien qu’on le
sache insuffisant et incomplet »
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2.5.2 Formes prédéterminées . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50
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2.6.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57
2.6.2 Optimisation du couple et du couple massique . . . . 58
2.6.3 Influence du nombre de plots par phases . . . . . . . . 62
2.6.4 Influence du nombre de dents et du nombre de plots

par phase . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
2.6.5 Étude de la convergence de l’AG sur la MRV 48/64 à
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les applications éoliennes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 82
2.8 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84
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2.1 Organigramme de la démarche de conception . . . . . . . . . 37
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2.14 Schéma de la structure globale . . . . . . . . . . . . . . . . . 58

2.15 Influence de la profondeur de dent rotorique sur le couple . . 62
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éolienne . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 87
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électrique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 127
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Introduction Générale

Face à une demande croissante d’énergie et à l’épuisement à plus ou
moins long terme des énergies fossiles, différentes solutions de substitu-
tion ont été envisagées. Suite aux crises pétrolières, certains pays comme la
France ont mené une politique orientée vers le nucléaire alors que d’autres
comme le Danemark ont massivement utilisé les énergies renouvelables avec
l’adoption de l’éolien.

En raison de la nature fluctuante du vent, l’éolien ne peut être considéré
que comme une source d’énergie de complément et non de remplacement des
solutions classiques.

L’Allemagne est aujourd’hui le premier producteur mondial avec une pro-
duction de 14.6 GW en 2003, l’Espagne est au deuxième rang avec 6.4 GW ,
les USA au troisième rang avec 6.3 GW et le Danemark au quatrième rang
avec 3.1 GW . La France est au dixième rang européen avec 0.253 GW [REE
05].

L’ADEME distingue deux catégories de production par l’éolien : le grand
éolien et le petit éolien. Le grand éolien fait intervenir des machines dont
la puissance varie de la dizaine de kilowatts aux megawatts. Les éoliennes
sont alors souvent regroupées en fermes composées de plusieurs (parfois des
dizaines) éoliennes. Le petit éolien regroupe des machines de quelques kilo-
watts à 50 kW et il est plutôt destiné aux sites isolés [ADE ].

Notre étude porte sur une éolienne de 10 kW tournant à 50 tr/min.

La châıne de conversion de l’énergie du vent en énergie électrique a suivi
de nombreuses évolutions. La vitesse de rotation d’une éolienne étant très
faible devant celle des génératrices classiques, un multiplicateur de vitesse est
placé entre l’éolienne et la génératrice. Ces génératrices sont généralement
des machines asynchrones à cage directement reliées au réseau ou bien des
machines synchrones ou asynchrones à double alimentation reliées indirecte-
ment au réseau au moyen d’un convertisseur de puissance. Le fonctionnement
de l’ensemble de la châıne de conversion pourrait être amélioré en s’affran-
chissant ou en simplifiant le multiplicateur de vitesse (poids, rendement et
maintenance) [DUB 00a][LAM 00][HAN 01].

Le travail présenté concerne le dimensionnement d’un ensemble conver-
tisseur machine couplé directement à l’éolienne. La génératrice doit fonction-
ner à 50 tr/min sous une puissance de 10 kW soit un couple de 2000 Nm.
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Parmi les génératrices basse vitesse de rotation (ou fort couple) la ma-
chine à réluctance variable (MRV) représente une solution intéressante [CAR
95][DUB 00b][LOB 05][MAC 05][MOR 04a][MUE 99].

Le premier chapitre présente les différentes châınes de conversion de
l’énergie éolienne. Les topologies de génératrices basse vitesse de rotation
sont abordées. Ensuite, le fonctionnement en régime linéaire de la MRV est
analysé.

Le deuxième chapitre traite de la modélisation et de l’optimisation d’une
MRV à plots dentés. La démarche adoptée consiste dans un premier temps
à optimiser la forme et les dimensions des petites dents statoriques et roto-
riques afin de dégager la forme optimale des dents puis dans un deuxième
temps à optimiser l’ensemble de la structure de la machine. Un algorithme
génétique (AG) a été développé à cet effet. Une étude statistique des ma-
chines dimensionnées à partir de l’AG est présentée. Les machines optimisées
sont comparées à d’autres topologies de génératrices basse vitesse sur deux
critères : le couple volumique et le coût par unité de couple. Une machine
est alors choisie afin d’étudier son association avec un convertisseur de puis-
sance.

Le troisième chapitre a pour objet la commande du convertisseur de
puissance (demi-pont en H) associé à la génératrice à réluctance variable
(GRV) débitant sur un circuit RC. La machine est modélisée par la méthode
des éléments finis et le réseau de flux en fonction du courant et de la position
du rotor φ(θ, I). Ce réseau est approximé par une méthode d’interpolation
dite de Krigeage. Le fonctionnement en génératrice de la machine est exposé.
Les paramètres de commande sont ensuite optimisés en considérant d’abord
des courants de référence de forme rectangulaire puis des courants pouvant
prendre d’autres formes. Enfin, un schéma de régulation de la tension du
bus continu est proposé.

Le quatrième chapitre met en œuvre l’étude expérimentale d’une GRV
6/4. Le banc d’essais se compose d’une machine à courant continu couplée
à la GRV d’étude commandées par un système Dspace. Une procédure de
démarrage est étudiée. Deux régulateurs sont synthétisés et implémentés :
un pour le courant (boucle interne) et un pour la tension du bus continu
(boucle externe). Les résultats expérimentaux sont analysés et confrontés
aux simulations.
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linéaire . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21

1.5.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21
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1.1 Introduction

Si la première exploitation de l’énergie éolienne s’effectuait au moyen
de moulins à vent, l’extraction d’énergie électrique à partir du vent est une
problématique actuelle encouragée par plusieurs facteurs dont la libéralisation
du marché de l’électricité, le renforcement des préoccupations environne-
mentales et les progrès technologiques. La châıne de conversion de l’énergie
éolienne en énergie électrique intègre différents organes électrotechniques.
Afin de maximiser l’efficacité de cette conversion d’énergie, de nombreuses
solutions ont été examinées aussi bien au niveau de la génératrice à utiliser
que de l’électronique de puissance. La plupart des dispositifs utilisent des ma-
chines synchrones ou asynchrones mais des études sont aussi réalisées dans
l’objectif de développer des machines spéciales. L’interface électronique entre
l’éolienne et la charge a généralement pour but de commander le générateur
afin d’extraire un maximum de puissance du vent.

Le fonctionnement simplifié de l’éolienne est traité puis différentes châınes
de conversion de l’énergie éolienne sont présentées. Les générateurs basse vi-
tesse de rotation permettent de s’affranchir du multiplicateur de vitesse sup-
primant ainsi un organe de conversion d’énergie mécanique toutefois de telles
machines ont des contraintes de conception particulières. Aussi des machines
synchrones et des MRV à attaque directe sont examinées. Le choix techno-
logique de la machine est porté sur la MRV non-excitée basse vitesse. Son
fonctionnement en régime linéaire est traité pour deux formes de courants
d’alimentations : rectangulaire et sinusöıdale.

1.2 L’énergie éolienne

1.2.1 Introduction

L’énergie éolienne a déjà été utilisée par Hamourabi (fondateur de Ba-
bylone) afin d’irriguer la Mésopotamie vers l’an 2000 avant J-C. Les chinois
ont également exploité la puissance du vent pour des systèmes de pompage
de l’eau. Le début du Moyen-Age a vu l’apparition des moulins en Europe
avec comme application l’assèchement des lacs et terrains inondés au Pays-
Bas ainsi que la moudre de grains. La génération d’énergie électrique par le
vent a débuté à la fin du XIX ème siècle. Parmi les pionniers on peut citer
Paul La Cour au Danemark qui a associé une dynamo à une éolienne en
1891. Dans les années 1950, Johannes Juul (élève de Paul La Cour) devint
aussi un pionnier dans l’utilisation de l’énergie éolienne en construisant les
premières éoliennes produisant du courant alternatif.

La première crise pétrolière en 1973 contribua à éveiller l’intérêt pour
l’énergie éolienne dans plusieurs pays. Les USA ont notamment lancé en
Californie une opération à grande échelle au début des années 1980 en pas-
sant de 7 MW en 1981 à 386 MW en 1985.
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Aujourd’hui, les études portent sur l’amélioration de l’aérogénérateur
ainsi que sur la châıne de conversion de l’énergie du vent en énergie électrique
exploitable par le réseau. Les premières éoliennes mettent en œuvre une
génératrice asynchrone liée aux pales par l’intermédiaire d’une bôıte de vi-
tesse, fonctionnent en vitesse fixe et sont directement reliées au réseau (pas
d’interface électronique). Cette technologie est surtout employée au Dane-
mark dans les années 1970. Les systèmes les plus récents se dirigent d’une
part vers la vitesse variable pour maximiser la puissance captée du vent
avec l’insertion d’électronique entre la génératrice et le réseau, et d’autre
part vers l’utilisation de génératrices spéciales tournant à basse vitesse afin
de s’affranchir du réducteur de vitesse.

1.2.2 Loi de Betz

Étudions l’éolienne présentée figure 1.1. D’après la théorie de Betz [VAD
57], la puissance du vent est :

Pvent =
1

2
Séolienne ρ v3 (1.1)

Avec Séolienne la surface balayée par l’éolienne, ρ la masse volumique de
l’air (1.225 kg/m3) et v la vitesse du vent.

v


S
éolienne


R


Fig. 1.1 – Eolienne simplifiée

L’éolienne ne peut récupérer qu’une partie de la puissance du vent (Pvent).
La puissance du vent et la puissance extraite par l’éolienne Péolienne peuvent
s’exprimer en fonction du coefficient de puissance Cp :

Péolienne = Cp Pvent (1.2)
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D’après Betz, le coefficient de puissance Cp ne peut être supérieur à
16/27.

Le coefficient Cp, diffère pour chaque éolienne, dépend de l’angle d’incli-
naison des pales βi et du rapport de vitesse λ :

λ =
R Ω

v
(1.3)

Avec R le rayon des pales de l’éolienne, Ω la vitesse de rotation de
l’éolienne et v la vitesse du vent.

Le coefficient de puissance Cp est souvent issu de mesures pratiques.
L’étude d’une éolienne particulière a permis de déduire la formule empirique
suivante [DUB 00a] :

Cp(λ, βi) = (0.44−0.0167 βi) sin

(

π
λ − 3

15 − 0.3 βi

)

−0.00184 (λ−3) βi (1.4)

Avec βi exprimé en degrés.
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Fig. 1.2 – Coefficient de puissance Cp

La figure 1.2 représente le coefficient de puissance Cp (calculé à partir
de l’équation 1.4) en fonction du rapport de vitesse λ pour différents angles
d’inclinaison des pales βi.

On remarque que si, pour un angle constant βi , on pouvait maintenir le
coefficient de vitesse λ constant et égal à λoptimal à chaque instant, la puis-
sance captée par l’éolienne serait maximale [VIH 98]. La figure 1.2 montre
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le λoptimal correspondant à un angle d’inclinaison des pales βi3. Cette condi-
tion ne peut être vérifiée qu’avec l’utilisation de la vitesse variable. En effet,
afin de maintenir λ = λoptimal, il est nécessaire de faire varier la vitesse de
rotation du générateur (et de l’éolienne) avec les variations de vitesse du
vent (équation 1.3).

Pour un fonctionnement à vitesse de rotation fixe, le coefficient λ varie
avec la vitesse du vent : la puissance captée est maximale seulement pour
une vitesse du vent donnée (généralement la vitesse nominale de fonction-
nement).

Le fonctionnement à vitesse de rotation variable permet d’optimiser
l’énergie captée par l’éolienne mais demande la mise en œuvre d’un conver-
tisseur avec sa commande, ce qui entrâıne un surcoût par rapport à la vitesse
fixe. La littérature donne un gain de puissance extraite variant entre 2% et
38% [MUT 00].

1.2.3 Châınes de conversion de l’énergie

La châıne de conversion de l’énergie éolienne vers l’énergie électrique
comprend plusieurs organes de conversion.

Mulplicateur


Energie

cinétique


Energie

mécanique


Energie

éléctrique


Energie

mécanique


Générateur
 Réseau


Fig. 1.3 – Châıne de conversion de l’énergie éolienne avec liaison directe au
réseau
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Fig. 1.4 – Châıne de conversion de l’énergie éolienne avec liaison indirecte
au réseau
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L’énergie cinétique du vent est convertie en énergie mécanique par l’éolien-
ne. Ensuite, la vitesse de rotation de l’éolienne (de 10 à 200 tr/min) est
adaptée à celle de la génératrice classique (typiquement de 750 à 3000 tr/min)
avec un multiplicateur de vitesse. La génératrice a pour rôle de convertir
l’énergie mécanique en énergie électrique. Le générateur peut ensuite être lié
directement ou indirectement au réseau. S’il est lié directement au réseau,
(figure 1.3) alors le générateur tourne à vitesse « fixe » ou très faiblement
variable en jouant sur le glissement de la machine asynchrone. On mentionne
que dans ce cas, l’utilisation de la machine synchrone est impossible car la vi-
tesse de rotation du rotor doit être un multiple de la fréquence des courants.
Si le générateur est lié indirectement au réseau, (figure 1.4) alors l’interface
d’électronique de puissance (bloc AC/AC) adapte la fréquence des courants
générateurs à celle du réseau et autorise le fonctionnement à vitesse variable.
Ce type de châıne permet d’utiliser une machine synchrone, asynchrone ou
encore une machine spéciale. Le convertisseur AC/AC est souvent composé
de deux convertisseurs AC/DC et DC/AC mis en cascade.

systèmes utilisant la machine asynchrone

La machine asynchrone équipe actuellement une grande partie du parc
éolien. Elle a l’avantage d’être robuste et de faible coût.

Mulplicateur
 MAS
 Réseau


Fig. 1.5 – Machine asynchrone avec liaison directe au réseau

Une topologie consiste à relier directement une MAS à cage d’écureuil
au réseau (figure 1.5). Un multiplicateur est associé à la machine et un banc
de condensateurs assure sa magnétisation. La vitesse de rotation peut alors
être faiblement variable, limitée par le glissement maximum de la MAS.
L’avantage de cette architecture est sa simplicité et son faible coût. Son
principal inconvénient est d’une part l’impossibilité de fonctionnement à
vitesse variable, ce qui réduit la puissance pouvant être puisée du vent et
d’autre part les problèmes d’accrochage / décrochage au réseau [REE 05].
Cette structure est largement employée au Danemark depuis les années 70.

Le dispositif de la figure 1.6 permet de fonctionner à vitesse variable. En
effet, le redresseur à diodes fournit une tension continue variable en fonction
de la vitesse de rotation de l’éolienne qui peut être exploitée par un ondu-
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Mulplicateur
 MAS
 Réseau


Fig. 1.6 – Machine asynchrone avec liaison indirect au réseau

leur MLI pour renvoyer sur le réseau une tension alternative à la fréquence
adéquate et des courants sinusöıdaux. La magnétisation de la machine s’ef-
fectue avec un banc de condensateurs. Cette solution met en œuvre des
convertisseurs de puissance qui doivent être dimensionnés pour la puissance
totale envoyée par le générateur sur le réseau (coût et pertes importants) et
des condensateurs pénalisant en terme de coût. Ces inconvénients ont freiné
le développement industriel de cette structure.

Mulplicateur
 MADA
 Réseau


Fig. 1.7 – Machine asynchrone à double alimentation liée au réseau par deux
convertisseur MLI en cascade

La figure 1.7 montre une configuration avec la Machine Asynchrone à
double Alimentation (MADA). La MADA a la particularité de disposer de
deux bobinages triphasés au stator et au rotor. L’un est relié directement au
réseau et transfère la plus grande partie de la puissance alors que l’autre de
moindre puissance permet de faire varier les courants rotoriques d’excitation
de la MADA. C’est sur ce bobinage de moindre puissance que le convertisseur
de puissance, composé d’un ensemble redresseur/onduleur MLI en cascade,
est inséré afin de contrôler la vitesse de rotation de la machine. Un tel
dispositif a l’avantage de fonctionner à vitesse variable en faisant intervenir
un convertisseur de faible puissance. Celui-ci a une puissance de l’ordre de
30 % de la puissance nominale fournie au réseau [POI 03].
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systèmes utilisant la machine synchrone

La Machine Synchrone (MS) a l’avantage d’avoir un bon rendement et
un bon couple massique notamment pour la Machine Synchrone à Aimants
Permanents (MSAP). Ces qualités sont contrebalancées par un coût plus
élevé que la MAS.

Plusieurs structures sont possibles pour la machine synchrone. On notera
que pour chaque topologie, il est possible de s’affranchir du multiplicateur
de vitesse en utilisant une machine synchrone à aimants permanents à grand
nombre de paires de pôles. Différentes topologies de MSAP basses vitesses
sont présentées dans la section 1.3.

Mulplicateur
 MS
 Réseau

DC


DC


Fig. 1.8 – Machine synchrone liée au réseau par un ensemble redresseur à
diode, convertisseur DC/DC et onduleur MLI

Un redresseur à diodes, associé ou non à un convertisseur DC/DC, peut
être utilisé (figure 1.8). Cette solution est avantageuse sur le plan économique
mais la qualité des courants de la génératrice est moins bonne qu’avec un
redresseur MLI, de plus le nombre de degrés de liberté sur l’ensemble de la
châıne de conversion est plus faible (trois contre quatre).

La machine synchrone peut être associée à un redresseur MLI qui permet
de fonctionner à vitesse variable et donc de maximiser la puissance (figure
1.9).

La topologie utilisant un redresseur à diodes et un boost comme conver-
tisseur DC/DC est considérée comme la configuration optimale par Carlsson
au regard du coût, de la qualité de l’énergie et du facteur de puissance [CAR
94].

Mulplicateur
 MS
 Réseau


Fig. 1.9 – Machine synchrone avec deux convertisseurs MLI en cascade
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La structure de la figure 1.9 peut aussi être utilisée avec une MAS [MOR
03]-[PEA 99]. Dans ce cas, le redresseur MLI assure la magnétisation de la
machine asynchrone et le banc de condensateurs n’est plus nécessaire.

1.2.4 Conclusion

Le fonctionnement à vitesse variable permet d’optimiser l’énergie captée
par l’éolienne mais demande la mise en œuvre d’un convertisseur ainsi que
sa commande, ce qui entrâıne un surcoût par rapport à la vitesse fixe. La
littérature donne un gain de puissance variant entre 2% et 38%.

Habituellement, les éoliennes utilisent un multiplicateur pour adapter la
basse vitesse de rotation de l’hélice (de 10 à 200 tr/min) à celle du générateur
(typiquement de 750 à 3000 tr/min). Les performances de tels dispositifs
peuvent être améliorées (maintenance, rendement...) en supprimant totale-
ment ou partiellement le multiplicateur et en utilisant un générateur basse
vitesse à attaque directe. Les deux parties suivantes présentent différentes to-
pologies de générateurs basses vitesses . Les machines synchrones à aimants
permanents ainsi que les machines à réluctance variable sont traitées dans
la partie suivante. Les machines asynchrones basse vitesse (à grand nombre
de pôles) ont une faible inductance magnétisante ce qui conduit à un bas
facteur de puissance, une faible densité de couple et un mauvais rendement
[DUB 00a] [BIN 05]. Les machines asynchrones basse vitesse ne seront donc
pas traitées.

1.3 Génératrices synchrones lentes pour les appli-
cations éoliennes

1.3.1 Introduction

Aujourd’hui, la plupart des machines synchrones utilisées dans l’éolien
sont des Machines Synchrones à Aimants Permanents (MSAP). Par rap-
port à la machine à excitation, la MSAP a un meilleur rendement et un
meilleur couple massique. L’inconvénient de la MSAP réside dans le prix
des aimants terres rares (assemblage). Des MSAP à attaque directe sont
utilisées dans le cadre d’applications éoliennes par les entreprises suivantes :
Lietner (1.35 MW , 18 tr/min), Innowind (1.2 MW , 21 tr/min) et Scan
Wind (3 MW , 20 tr/min) [BIN 05].

1.3.2 Machines synchrones à flux radial

Plusieurs MSAP à flux radial ont été proposées dans la littérature. La
plupart sont à rotor intérieur [KLA 98][GRA 96] mais certaines ont un rotor
extérieur [CHE 98][MAC 05]. Ce type de machine permet d’avoir de bonnes
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performances sur une grande plage de variation de la vitesse de rotation
[LAM 00].

La figure 1.10 montre une MSAP classique à flux radial et à rotor
intérieur.

Fig. 1.10 – MSAP à flux radial

1.3.3 Machines synchrones à flux axial

Ces machines (figures 1.11 et 1.12) ont fait l’objet de plusieurs études
dans le cadre d’une application éolienne à attaque directe [SÖD 96] [ROV
01] [MUL 98] [DUB 00b] [HAN 01].

Rotor


Stator

Entrefer


Flux


Stator

Rotor


Machine à flux radial
 Machine à flux axial


(b)
(a)


Fig. 1.11 – Machines à flux radial (a) et axial (b)
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Fig. 1.12 – Machine synchrone à flux axial

Pour une machine axialement courte, le volume d’entrefer et donc le
couple produit est plus important pour une machine à flux axial que pour
une machine à flux radial (équation 1.5).

{

Γradial ∝ Rext Lm

Γaxial ∝
R2

ext−R2
int

2

(1.5)

Avec Lm la longueur de la machine, Rext le rayon externe de la machine
et Rint le rayon interne du rotor (machine axiale).

Pour les applications basses vitesses, la structure de la machine axiale
reste compacte alors que la machine radiale tend vers une structure creuse
[MUL 99]. Ceci conduit à un meilleur couple volumique pour la machine à
flux axial.

Un autre avantage de cette topologie est la possibilité d’assembler plu-
sieurs machines sur un même axe afin d’accrôıtre le couple. Un inconvénient
de cette structure est que les forces d’attraction axiale entre le rotor et le
stator peuvent contraindre à des renforcements mécaniques de la structure
avec des conséquences sur le poids et le prix.

La machine discöıde utilise cette technologique et trouve des applications
dans la propulsion navale. L’éolienne Jeumont J48 de 750 kW met en œuvre
ce type de machine pour la vitesse variable à entrâınement direct (grand
nombre de pôles) [MIC 97].

1.3.4 Machines synchrones à flux transverse

La machine à flux transverse (figure 1.13) est une technologie nouvelle
et intéressante [DUB 00a] [DUB 00b] [HAN 01]. Il existe de nombreuses to-
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Fig. 1.13 – Machine synchrone à flux transverse

pologies mais la plus pertinente utilise des aimants permanents avec concen-
tration de flux [HAR 98].

Ses principaux atouts sont : un très grand couple massique et la pos-
sibilité d’avoir un grand nombre de pôles (avantageux pour l’entrâınement
direct). Cependant, ces avantages sont contrebalancés par une grande com-
plexité de conception et une réactance synchrone importante qui dégrade
le facteur de puissance. La commande de cette machine pose quelques diffi-
cultés à cause de la forme d’induction non sinusöıdale dans l’entrefer et aux
fortes saturations locales [HAN 01].

Cette technologie semble bien adaptée à la vitesse variable à entrâınement
direct mais elle a surtout été étudiée en moteur.

1.3.5 Machines synchrones à bobinages fractionnaires

Ces machines sont composées d’un rotor classique de machine à flux ra-
dial (figure 1.14). Cependant, le bobinage fractionnaire permet d’obtenir un
grand nombre de paires de pôles avec un nombre réduit d’encoches au sta-
tor. Ce type de bobinage crée un champ d’entrefer contenant de nombreux
harmoniques et il est nécessaire de maximiser l’harmonique qui correspond
au nombre d’aimants. Les autres harmoniques ne produisent pas de couple
et génèrent uniquement des pertes Joule. De bonnes performances sont ob-
tenues avec un couple massique de 14.8 Nm/Kg (seule la masse active est
considérée) pour une machine de 2000 Nm et 10 kW [MAC 05].

Une machine 400 kW et 166 pôles est étudiée dans [SPO 96]. Un rende-
ment élevé est maintenu sur une large plage de vitesse.
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Fig. 1.14 – Machines synchrones à bobinages fractionnaires

1.3.6 Conclusion

Dubois [DUB 00a] indique, en se basant sur les critères de couple mas-
sique et de prix, que dans le cadre des entrâınements directs à vitesse va-
riable les topologies les mieux adaptées sont la machine à flux transverse et
la machine à flux axial avec aimants permanents intérieurs.

1.4 MRV lentes pour les applications éoliennes

1.4.1 Introduction

La machine à réluctance variable a été le premier moteur électrique conçu
et a d’abord été utilisée pour l’horlogerie dans les années 1850. Cette machine
a depuis trouvé d’autres champs d’application. Un article de 1927 présente
un moteur 6/4 pour la génération d’électricité dans les navires de guerre
[MUL 94]. C’est à partir des années 1970 que la MRV prend son essor grâce
à l’apparition d’une électronique de commande performante.

La MRV pure, dont il existe des variantes qui seront présentées plus loin,
a une structure saillante au rotor et au stator avec un stator actif où sont
situés les bobinages et un rotor passif (figure 1.15). Le rotor passif distingue
la MRV des machines synchrones et asynchrones. Une autre particularité est
qu’elle n’est pas à champ tournant mais à champ « pulsé ».

La MRV présente l’avantage d’une grande simplicité de construction
mécanique, d’un faible coût, d’une bonne robustesse et d’un couple mas-
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sique élevé. De plus, l’absence d’excitation au rotor permet de réduire les
pertes qui sont alors principalement localisées dans le stator plus simple à
refroidir. Les deux principaux inconvénients de cette machine sont la com-
plexité relative de la commande et l’ondulation du couple provoquant un
bruit important. Cette ondulation du couple peut cependant être minimisée
avec une stratégie de commande adéquate.

Les machines à réluctance variable montrées par la suite sont des ma-
chines dédiées aux applications éoliennes ou des machines offrant des ca-
ractéristiques intéressantes pour la basse vitesse de rotation. On notera que
malgré son potentiel, la MRV n’a pas encore trouvé son application dans
l’éolien.

1.4.2 MRV « pures »

Cette MRV est principalement utilisée dans l’industrie pour les systèmes
de démarreur alternateur dans les véhicules hybrides ou les avions mais
aussi pour les systèmes de génération d’électricité dans l’aérospatial [TOR
02]. Ces applications sont caractérisées par une grande vitesse de rotation
et l’absence de pertes au rotor présente un avantage certain.

Pour une MRV alimentée par des courants de forme rectangulaire, la
vitesse de rotation du rotor Ω est liée à la pulsation des courants statoriques
ω et au nombre de dents au rotor Nr par la relation suivante :

Ω =
ω

Nr
(1.6)

La vitesse de rotation est ainsi directement liée au nombre de dents
au rotor. La MRV réalise un réducteur électromagnétique avec le nombre
de dent au rotor. De plus, la possibilité d’utiliser des plots dentés permet
d’augmenter le nombre de dents tout en gardant un nombre d’encoches
raisonnable. Cet avantage a conduit plusieurs auteurs à étudier la MRV
pour les applications éoliennes [CAR 95][DUB 00b][LOB 05][MAC 05][MOR
06][MUE 99].

Torrey étudie le fonctionnement d’une machine basse vitesse 24/16 (fi-
gure 1.15) en mode générateur [TOR 02]. Il montre l’avantage de cette struc-
ture mais obtient dans certaines conditions un régime instable conduisant
à un courant élevé et incontrôlable. Il note que ce régime d’instabilité est
spécifique au mode générateur et n’existe pas en mode moteur.

Comme les machines à fort couple aboutissent à des rotors creux [MOR
04a][MUL 99], il peut sembler judicieux d’ajouter un stator à l’intérieur de
la machine pour accrôıtre le couple volumique. La machine de la figure 1.16
montre une MRV à plots dentés similaire à la machine étudiée dans cette
thèse mais avec un stator intérieur supplémentaire [YAN 00]. L’inconvénient
de cette structure réside dans une grande complexité mécanique.
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Fig. 1.15 – MRV triphasée 24/16

 


Fig. 1.16 – MRV à plots dentés à double stator

1.4.3 MRV Vernier

Alors que la MRV « pure » est alimentée par des courants de forme
rectangulaire la MRV vernier est alimentée par des courants sinusöıdaux.
En effet, le pas dentaire au rotor et au stator est légèrement différent, ce
qui permet d’obtenir une perméance sinusöıdale. Le fonctionnement de cette
machine (excitée au rotor et au stator) est similaire à celui d’une machine
synchrone à rotor lisse. L’avantage de cette structure est que l’on peut lui
associer un convertisseur classique.
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La structure de la figure 1.17 est excitée au rotor [MAC 03]. Le même
principe peut être appliqué avec une excitation au stator [TAI 01]. Elle
dispose de Ns dents au stator et Nr dents au rotor et p et p′ sont les polarités
des circuits induit et inducteur. Le respect de la condition « ±Ns ± Nr =
±p ± p′ » permet de générer un couple à la vitesse de synchronisme donné
par :

Ω =
ω ± ω′

Nr ± ap′
(1.7)

avec ω et ω′ les pulsations de l’induit et l’inducteur et a une constante
égale à 0 ou 1 selon que le circuit d’excitation soit disposé au stator ou au
rotor. On remarque que comme pour la MRV « pure », la vitesse de rotation
est liée au nombre de dents au rotor. Pour une fréquence d’alimentation
donnée, l’augmentation du nombre de dents au rotor Nr permet de diminuer
la vitesse de rotation Ω. C’est un grand avantage car il est plus simple
mécaniquement de diminuer la taille des dents que celle des pôles.

 


Fig. 1.17 – MRV excitée à effet vernier

1.4.4 MRV hybrides

Les MRV hybrides utilisent des aimants permanents afin d’améliorer les
performances de la machine.

La MRV de la figure 1.18 met en œuvre des aimants surfaciques et ex-
ploite l’effet Vernier pour une alimentation sinusöıdale [MAT 95] [MAC 05].
La condition de fonctionnement est ici |Ns − Nr| = p avec p le nombre de
paires de pôles. La vitesse de rotation est liée à la pulsation d’alimentation
et est donnée par Ω = ω

Nr
. On notera que cette formule est la même que

pour la MRV « pure ».

Les structures hybrides possibles sont innombrables et une grande place
est laissée à l’originalité comme en témoigne la machine à « plots aimantés »
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Fig. 1.18 – MRV hybride à effet vernier

 


Fig. 1.19 – MRV à plots à aimants

de la figure 1.19. Le grand nombre de dents rend cette structure intéressante
pour les forts couples. Cette machine utilise des aimants en terre rare spéciaux
afin d’éviter leur démagnétisation [IWA 94].

1.4.5 MRV à flux axial

Cette machine a été appliquée à la propulsion marine au début des années
1970 [UNN 74]. Un exemple MRV à flux axial est présenté figure 1.20 [KRI
01].

Les structures étudiées dans [ABO 95] et [KRI 01] sont non-excitées.
Les caractéristiques sont similaires à celles de la machine synchrone à flux
axial (cf. 1.3.3) à savoir un fort couple massique mais avec des contraintes
mécaniques importantes.
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Fig. 1.20 – MRV à flux axial

1.4.6 Conclusion

La MRV est naturellement bien adaptée à la basse vitesse car la vitesse
de rotation est directement liée au nombre de dents au rotor. La structure
de la MRV dite « pure » est très simple et composée d’un rotor passif et
d’enroulements concentriques au stator. Pour un grand nombre de dents,
les dents du stator sont regroupée en plots afin de faciliter le bobinage de
la machine, on obtient alors une machine à plots dentés. C’est le principal
avantage de cette structure : assurer un fonctionnement basse vitesse (grand
nombre de dents) tout en conservant un bobinage réalisable en utilisant une
MRV à plots dentés.

Certaines MRV peuvent intégrer une excitation au rotor ou au stator.
Cette excitation est effectuée par un circuit électrique d’excitation ou bien
par des aimants permanents. Les machines à aimants peuvent conduire à un
gain en puissance contrebalancé par le coût des aimants et une structure qui
intègre toujours une excitation.

Pour la suite des travaux, la MRV non-excitée est étudiée pour sa sim-
plicité de construction, son rotor passif et sa faculté naturelle à la basse
vitesse.

1.5 Modélisation analytique de la MRV en régime
linéaire

1.5.1 Introduction

On se propose d’illustrer le fonctionnement d’une MRV non-excitée ,
à l’aide d’un modèle analytique simplifié en régime linéaire, pour deux
modes d’alimentation ; des courants rectangulaires et sinusöıdaux. Il s’agit de
déterminer lequel de ces deux modes d’alimentation est le plus intéressant.
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1.5.2 Calcul de l’énergie, de la coénergie et du couple

On considère un circuit magnétique comportant « n » enroulements par-
courus par les courants i1 à in. Les flux φ1 à φn sont les flux totaux à travers
les « n » enroulements. L’énergie et la coénergie sont données par :

dW =
[

i1 · · · · · · in
]










dφ1
...
...

dφn










(1.8)

dW ′ =
[

φ1 · · · · · · φn

]










di1
...
...

din










(1.9)

Le couple se calcule à partir de la variation de l’énergie ou de la coénergie
par rapport à la position mécanique θm entre le rotor et le stator.

Γ =
∂W

∂θm
|

à f lux constant
(1.10)

Γ = −
∂W ′

∂θm
|

à courant constant
(1.11)

En régime linéaire, le flux φ est proportionnel au courant, ce qui permet
d’introduire l’inductance L. Or dans le cas d’une machine à réluctance va-
riable, la saillance au rotor et au stator donne un flux variable en fonction
de la position. Le flux dans les « n »enroulements est donné par :

[φ] = [L (θm)] [i] (1.12)

Le couple peut alors s’écrire :

Γ =
1

2
[i]t

[
∂Lij (θm)

∂θm

]

[i] (1.13)

Le couple produit par une MRV provient uniquement de la variation de
l’inductance en fonction de la position. Cette variation est une conséquence
de la saillance du rotor et du stator.

1.5.3 Machine élémentaire

Une MRV élémentaire est présentée en figure 1.21. Elle comprend un
enroulement d’alimentation au stator et un rotor à pan coupé (soit deux
dents au rotor Nr = 2).
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Fig. 1.21 – MRV élémentaire - Positions d’opposition et de conjonction

Le fonctionnement de la machine à réluctance variable est basé sur la va-
riation d’énergie entre deux positions remarquables : la position de conjonc-
tion (θe = 0 ou θm = 0) et la position d’opposition (θe = π ou θm = π/2).
La figure 1.21 montre ces positions pour une machine à réluctance variable
élémentaire. Si le circuit est alimenté entre la position d’opposition et de
conjonction, le rotor se déplace vers la position de conjonction pour faciliter
le passage du flux.

Les hypothèses de calculs suivantes sont posées :

– Le régime linéaire est étudié : le flux est proportionnel au courant.
– La perméabilité du fer est très grande dans le fer : seul le flux dans

l’entrefer est pris en compte.
– L’entrefer est très petit devant la profondeur d’encoche.
– Le flux traversant l’entrefer est radial.
– Le couplage entre les phases est nul (la matrice [L] est diagonale).

Le couple de la MRV élémentaire (i et L sont scalaires) s’exprime à partir
de l’équation 1.13 :

Γ =
1

2
i2 (θm)

∂L (θm)

∂θm
(1.14)

Alimentation par un courant rectangulaire

On remarque à partir de l’équation 1.14 que le couple ne dépend pas
du signe du courant. Cependant, le couple dépend de la variation de l’in-
ductance : il est moteur (positif) sur la phase croissante de l’inductance

(∂L(θm)
∂θm

> 0) et générateur (négatif) sur la phase décroissante de l’induc-

tance (∂L(θm)
∂θm

< 0).
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On alimente la phase de la machine avec un courant constant lors de la
phase croissante ou décroissante d’inductance selon le régime de fonctionne-
ment demandé (moteur ou générateur).

L’inductance de phase s’écrit :

L(θm) =
∞∑

k=0

Lk cos (k Nr θm) (1.15)

En se limitant au premier harmonique, l’inductance devient :

L(θm) = L0 + L1 cos (Nr θm) (1.16)

La figure 1.22 montre les formes d’onde de l’inductance, du courant et
du couple de la machine. Le fonctionnement de la machine est illustré en
régime générateur. Le courant est donc appliqué lors de la décroissance de
l’inductance. Le courant est alternatif et peut prendre les valeurs 0 , −Im ou
Im. On remarque que le signe du courant n’influe pas sur le signe du couple,
le courant peut être unidirectionnel pour ce type d’alimentation.

La vitesse de rotation Ω et la pulsation des courants statoriques ω sont
liées au nombre de dents au rotor Nr par :

Ω =
2 ω

Nr
(1.17)

avec ω = 2 π f où f représente la fréquence du courant statorique.
Pour une alimentation avec un courant unidirectionnel, la fréquence du

courant est deux fois plus grande et la relation devient :

Ω =
ω

Nr
(1.18)

La figure 1.23 montre en gras la caractéristique Flux-Courant de la ma-
chine lors d’un cycle de fonctionnement. On remarque que pour le courant
Im d’alimentation, l’énergie convertie est maximum. En effet, le flux est
toujours compris entre le flux maximum en conjonction (inductance maxi-
mum) et le flux minimum en opposition (inductance minimum). Ces deux
droites de flux limites sont représentées en trait fin. Si la machine avait été
alimentée avec un courant unidirectionnel positif, le parcours Flux-Courant
serait resté dans la partie positive du plan Flux-Courant.

A partir des équations 1.14 et 1.16 le couple s’écrit [MAI 87] :

Γ = −
Nr

2
L1 i2(θm) sin(Nr θm) (1.19)

La valeur moyenne du couple vaut :

|Γmoyen| =
Nr

2 π
L1I

2
m (1.20)
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Fig. 1.22 – MRV élémentaire - inductance, courant et couple pour une ali-
mentation avec des courants rectangulaires
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Fig. 1.23 – MRV élémentaire - parcours dans le plan flux-courant pour une
alimentation avec des courants rectangulaires
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On remarque que pour L1 constant (c’est-à-dire une différence constante
entre les inductances de conjonction et d’opposition), le couple moyen est
proportionnel au nombre de dents au rotor. En réalité, l’augmentation du
nombre de dents a pour effet de réduire la saillance de la machine et donc
L1. Pour un nombre de dents qui tend vers l’infini, le rotor et le stator
deviendraient lisses.

Alimentation par un courant sinusöıdal

Il est aussi possible d’alimenter la MRV par un courant sinusöıdale :

i(θm) = Im cos(
Nr θm

2
+ θ0) (1.21)

La vitesse de rotation et la pulsation des courants statoriques s’expriment
en fonction du nombre de dents au rotor par :

Ω =
2 ω

Nr
(1.22)

La figure 1.24 montre les formes d’onde de l’inductance, du courant et du
couple de la machine. Le couple est maximum pour 45̊ mécanique lorsque le
courant et la dérivée de l’inductance sont maximum. De plus, il y a création
d’un couple moteur « parasite » entre 90̊ et 180̊ mécanique qui a pour effet
de réduire le couple moyen.

La figure 1.25 montre la caractéristique Flux-Courant de la machine lors
d’un cycle de fonctionnement. On remarque que l’énergie convertie est plus
faible que pour l’alimentation avec un courant rectangulaire. Le couple est
donc plus faible.

L’équation du couple se déduit de 1.14 et 1.21 [MAI 87] :

Γ(θm) = −
Nr

2
L1I

2
m cos2(

Nr θm

2
+ θ0) sin(Nr θm) (1.23)

La valeur moyenne du couple vaut :

Γmoyen = −
Nr

8
L1I

2
m sin(2 θ0) (1.24)

Le couple moyen est maximisé pour θ0 = ± π/4 :

|Γmoyen| =
Nr

8
L1I

2
m (1.25)

Il est moteur pour θ0 = − π/4 et générateur pour θ0 = + π/4.
On a vu qualitativement que le couple est plus grand pour une alimen-

tation avec un courant rectangulaire. De plus, avec un courant maximum
Im identique, les deux modes d’alimentation conduisent aux mêmes pertes
Joule. Les comparaisons de couple sont donc effectuées pour les mêmes pertes
Joule.
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Fig. 1.24 – MRV élémentaire - inductance, courant et couple pour une ali-
mentation avec des courants sinusöıdaux
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Fig. 1.25 – MRV élémentaire - parcours dans le plan flux-courant pour une
alimentation avec des courants sinusöıdaux
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Les équations 1.20 et 1.25 permettent d’établir qu’il y a un
rapport 4/π entre le couple produit pour un courant rectangulaire
et celui produit pour un courant sinusöıdal.

1.5.4 Machine polyphasée

On étudie dans cette partie une machine polyphasée comprenant « q »

phases. Les équations du couple pour une alimentation par des courants rec-
tangulaires ou sinusöıdaux seront donnés dans le cas général et un exemple
de fonctionnement pour une machine triphasée sera considéré pour chaque
cas.

En se limitant au premier harmonique, l’inductance de la phase « j »

devient pour une machine q-phasée :

L(θm) = L0 + L1 cos

(

Nr θm +
2 π

q Nr
(j − 1)

)

(1.26)

Le couple pour une machine alimentée par « q » courants se déduit des
équations 1.13 et 1.26 :

Γ =
1

2
i2(θm)

q
∑

j=1

∂L1j

∂θm
(1.27)

On notera que la MRV « q » phasée se comporte comme « q » MRV
monophasées. La commande de chaque phase peut s’effectuer indépendam
ment.

Alimentation par des courants rectangulaires

Des créneaux de courant entre 0 et Im sont imposés lors des phases
décroissantes des inductances de phases afin de fonctionner en générateur.
Les créneaux sont uni-directionnels puisque le signe du courant n’influe pas
sur le couple.

La vitesse de rotation est donc liée à la pulsation des courants statoriques
par l’équation 1.18 : Ω = ω

Nr
.

Le couple s’exprime de la façon suivante :

Γ =
1

2
I2
m

q
∑

j=1

∂L1j

∂θm
(1.28)

Le couple moyen vaut :

Γmoyen = −q
Nr

2 π
L1 I2

m (1.29)

On remarque que ce couple est « q » fois plus grand que le couple mo-
nophasé de la machine élémentaire.
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Fig. 1.26 – MRV élémentaire - alimentation avec des courants triphasés
rectangulaires

La figure 1.26 montre un exemple de fonctionnement pour une machine
triphasée (« q = 3 »). Les inductances, les courants, les couples de phases et
le couple total sont représentés. Le couple total pulsatoire est caractéristique
de ce type d’alimentation.

Alimentation par des courants sinusöıdaux

La machine est alimentée par un système comprenant « q » phases. Le
courant d’alimentation de la phase « j » est de la forme suivante :

ij(θm) = Im cos(
Nr θm

2
+ θ0 +

4 π

q Nr
(j − 1)) (1.30)

Le couple instantané peut se calculer à partir des équations 1.27 et 1.30.
Le calcul du couple moyen donne :

Γmoyen = −q
Nr

8
L1I

2
m sin(2 θ0) (1.31)

Le couple moyen est maximisé pour θ0 = ± π/4 :

|Γmoyen| = q
Nr

8
L1I

2
m (1.32)

La figure 1.27 montre un exemple de fonctionnement pour une machine
triphasée (« q = 3 »). Les inductances, les courants, les couples de phases
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Fig. 1.27 – MRV élémentaire - alimentation avec des courants triphasés
sinusöıdaux

et le couple total sont représentés. Le principal intérêt de cette alimentation
est que le couple total est constant. Cependant, le couple moyen est toujours
4/π fois plus grand avec des courants rectangulaires [ZHO 87].

L’ondulation de couple est nulle, si et seulement si, l’inductance est par-
faitement sinusöıdale ce qui n’est pas aisé d’obtenir en pratique.

1.5.5 Conclusion

Dans cette partie, le fonctionnement de la MRV à double saillance non-
excitée est étudié. Deux formes de courants d’alimentation sont présentées :

1. Courants rectangulaires : Un créneau de courant est appliqué lors
de la phase décroissante de l’inductance en générateur ou de la phase
décroissante de l’inductance en moteur. Les créneaux de courants peuvent
être alternés ou uni-directionnels sans modifier le couple. Dans le pre-
mier cas, la vitesse de rotation est liée à la pulsation des courants
statoriques par Ω = 2 ω

Nr
et dans le second cas par Ω = ω

Nr
.

Pour une même machine et un courant maximum Im identiques le
couple est 4/π fois plus grand qu’avec des courants sinusöıdaux. Ce-
pendant le couple est de nature pulsatoire même pour une alimenta-
tion triphasée. Les formes de courant parfaitement rectangulaires ne
peuvent être obtenues en pratique à cause du caractère inductif des
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phases de la MRV.

2. Courants sinusöıdaux : La machine est alimentée par des courants
de fréquence deux fois plus faibles que celle des inductances. la vitesse
de rotation est liée à la pulsation des courants statoriques par Ω =
2 ω
Nr

. Le couple est plus faible que pour des courants rectangulaires,
par contre le couple pour une alimentation triphasée est constant. Le
couple total est constant avec l’hypothèse d’une inductance sinusöıdale
ce qui est difficile à obtenir pour une machine réelle.

Pour la suite des travaux, l’alimentation avec des courants rec-

tangulaires unidirectionnel est retenue. En effet, les courants rec-

tangulaires permettent de maximiser le couple et donc la puis-

sance de la machine et les courants unidirectionnels amènent à un

convertisseur de puissance simple et robuste.

1.6 Conclusion

Dans ce chapitre, différentes solutions électrotechniques de conversion
de l’énergie éolienne en énergie électrique sont présentées. Une illustration
simplifiée de l’extraction de la puissance du vent à l’aide de l’éolienne a
permis de montrer l’avantage de la vitesse variable.

Plusieurs châınes de conversion d’énergie sont abordées. La solution qui
emploie une MAS directement reliée au réseau et accouplée à l’éolienne
par un multiplicateur est une solution mature et fiable. Cependant elle est
améliorée d’une part avec le fonctionnement à vitesse variable qui nécessite
d’insérer un convertisseur de puissance entre le générateur et le réseau, et
d’autre part avec l’utilisation d’un générateur basse vitesse afin de s’affran-
chir des problèmes mécaniques liés au multiplicateur de vitesse.

Certains générateurs synchrones basse vitesse sont déjà utilisés dans l’in-
dustrie, mais d’autres technologies peuvent répondre aux contraintes d’une
éolienne à couplage direct. Les machines à flux transverse et à flux axial
sont apparues comme une solution intéressante pour leur fort couple mas-
sique bien que certains problèmes mécaniques restent posés.

Différentes topologies de machines à réluctance variable (avec ou sans
excitation) sont aussi exposées. La MRV a l’avantage d’avoir la vitesse de
rotation liée au nombre de dents, or il est plus aisé d’augmenter le nombre de
dents que le nombre de pôles pour une machine classique. En effet, un grand
nombre de dents rotoriques ne pose pas de problèmes de construction et les
dents statoriques peuvent être groupées sur des plots (MRV à plots dentés).
La MRV non-excitée est choisie en raison de sa simplicité de construction,
son rotor passif et sa faculté naturelle à tourner à basse vitesse.

Dans la dernière partie, l’intérêt d’alimenter la MRV avec des courants
rectangulaires plutôt que des courants sinusöıdaux est montré. En effet,
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l’alimentation par des courants rectangulaires permet un gain en couple
et l’utilisation d’un convertisseur de puissance simple et robuste. De plus,
cette alimentation autorise une commande indépendante des phases de la
MRV : commander une MRV q-phasée revient à commander « q » machines
monophasées.

La suite des travaux porteront sur l’étude de la MRV non-
excitée alimentée par des courants rectangulaires.
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Notations utilisées dans le chapitre

Ee : Champ électrique
H : Champ magnétique
J : Densité de courant
B : Induction magnétique
H : Vecteur champ magnétique
Br : Induction rémanente
µr : Perméabilité relative
µ0 : Perméabilité dans le vide
σ : Conductivité électrique
A : Potentiel vecteur
S : Section d’une bobine
W ′ : Coénergie
Nr : Nombre de dents au rotor
Ns : Nombre de dents au stator
Nps : Nombre de plots au stator
Ndp : Nombre de dents par plots
τr : Pas dentaire rotorique
τs : Pas dentaire statorique
τ : Pas dentaire
αps : Pas dentaire des plots statoriques
αs1,s2 : Rapports cycliques des dents rotoriques
αr1,r2 : Rapports cycliques des dents statoriques
hs : Profondeur des dents statoriques
hr : Profondeur des dents rotoriques
Es : Largeur de la culasse statorique
Er : Largeur de la culasse rotorique
hb : Hauteur de bobine
β : Angle d’ouverture des plots
Ra : Rayon du point A au centre de la machine
βa : Angle d’ouverture du point A
Rr : Rayon du rotor
Rc : Rayon de culasse
L : Longueur de la machine
M : Masse de la machine
φ : Flux de phase
Ldyn : Inductance dynamique de phase
Lstat : Inductance statique de phase
E : Fem de phase
Γ : Couple total de la machine
Γj : Couple de la phase « j »
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θ : Position du rotor par rapport au stator
(θ = 0 correspond à la position de conjonction)

Nspires : Nombre de spires
Ω : Vitesse de rotation du rotor
ij : Courant dans la phase « j »

Vj : Tension aux bornes de la phase « j »

R : Résistance de phase de la machine
Pj : Pertes Joule
q : Nombre de phases de la machine

2.1 Introduction

Il s’agit de concevoir une génératrice basse vitesse pour les applica-
tions éoliennes. Une génératrice 10kW, 50 tr/min (contrainte typique d’une
éolienne autonome) est étudiée. La Machine à Réluctance Variable (MRV)
à plots dentés et à grand nombre de dents est retenue car elle est parti-
culièrement bien adaptée à un fonctionnement à basse vitesse de rotation.
On notera que le fonctionnement à basse vitesse permet de simplifier ou de
supprimer le multiplicateur de vitesse utilisé avec une génératrice classique
qui engendre une perte de rendement.

Contrairement à la MRV à grosses dents (6/4), la MRV étudiée dispose
de plots dentés dont la forme et les dimensions des petites dents au rotor
et au stator n’ont pas d’incidence sur la surface bobinable. Les dimensions
des petites dents sont très faibles par rapport à une MRV à plots dentés
dans son ensemble et elles influent donc peu sur la masse totale. De plus,
la conversion de l’énergie électromagnétique, qui est à l’image du couple,
s’effectue au niveau de l’entrefer entre les petites dents statoriques et ro-
toriques. La démarche d’optimisation adoptée consiste à découpler l’étude
des formes des petites dents et les caractéristiques de la structure globale
comme présentées en figure 2.1.

La structure électromagnétique est optimisée par un algorithme génétique
(AG) couplé à la méthode des éléments finis.

L’objet de l’étude consiste d’abord à optimiser les petites dents pour
une structure triphasée 64/48 avec 64 dents au rotor et 48 dents au sta-
tor réparties sur 12 plots. Les dimensions globales de cette machine sont
déterminées par un prédimensionnement analytique et les formes des petites
dents statoriques et rotoriques sont optimisées tout en gardant les dimen-
sions globales de la machine fixe. Ainsi trois formes sont étudiées afin de
maximiser le couple produit (calcul par la méthode des éléments finis) : rec-
tangulaire, circulaire, trapézöıdale. Les associations homogènes, par exemple
rectangulaire au rotor et au stator, et hétérogènes, par exemple rectangulaire
au rotor et trapézöıdal au stator, sont traitées. Afin d’affiner cette étude,
une forme aléatoire pouvant prendre n’importe quelle allure est optimisée.
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Ensuite, la structure électromagnétique dans sa globalité est optimisée
avec la forme de petites dents qui s’est révélée la plus performante dans
la partie précédente. Tout d’abord, pour la MRV 48/64 avec 4 plots par
phase, une optimisation est réalisée suivant deux critères différents : maxi-
misation du couple d’une part et du couple massique d’autre part. Ensuite,
le couple massique est maximisé pour différents nombres de plots par phases
tout en gardant 64 dents au rotor et 48 dents au stator. Dans la partie sui-
vante, cette étude est généralisée pour plusieurs nombres de plots par phases
(Nplots/phases) et avec différentes associations de nombres de dents au rotor
(Nr) et au stator (Ns) en optimisant toujours le couple massique. Ces trois
optimisations permettent de dégager les nombres de plots par phase et les
nombres de dents au rotor et au stator les plus pertinents pour une appli-
cation éolienne à fort couple. Une étude de la convergence de l’algorithme
génétique nous apporte une idée de la sensibilité des paramètres et des formes
de machines possibles. Enfin une étude comparative avec d’autres structures
à attaque directe pour les applications éolienne est présentée.

2.2 Dimensionnement de la machine

Les MRV ont la caractéristique intéressante d’avoir la vitesse de rotation
du rotor inversement proportionnelle au nombre de dents au rotor (Ω =
ws/Nr). Aussi, pour une application basse vitesse de rotation dans l’éolien,
un grand nombre de dents au rotor est nécessaire.

La MRV à plots dentés permet d’obtenir un nombre de dents impor-
tant pouvant dépasser 100 [ZEI 80]. Partons d’une machine classique à une
dent par plots. On multiplie le nombre de dents par plots par un facteur
Kdents. On adopte un modèle analytique en régime linéaire [ZHO 87]. Si
on considère que la fréquence d’alimentation, le courant total et l’entrefer
restent constants alors la différence d’énergie entre la conjonction et l’oppo-
sition reste la même. Cependant, l’angle entre la conjonction et l’opposition
est divisé par Kplots et le couple est alors multiplié par Kdents. L’énergie en
opposition n’est pas tout à fait constante et tend à crôıtre avec le nombre
de dents par plots et diminue ainsi le couple. En effet, l’augmentation du
nombre de dents réduit la saillance de la machine ; si le nombre de dents
tend vers l’infini alors la machine tend vers une structure lisse sans effet
réluctant.

Les combinaisons de nombres de dents au rotor (Nr), au stator (Ns) et
nombre de plots par phase (Nps) sont étudiées pour une MRV à plots dentés
(figure 2.2).

On définit :

τr =
2π

Nr
(2.1)
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Fig. 2.1 – Organigramme de la démarche de conception
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Fig. 2.2 – Schéma d’une MRV 60/64
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αps =
2π

Nps
(2.2)

Avec τr le pas dentaires rotorique, Nr le nombre de dents au rotor et
Nps le nombre de plots statoriques.

Pour les MRV à « grosses dents » (par exemple la 6/4), le nombre de plots
par phase correspond au nombre de dents au stator. Les travaux traitent de
la MRV basse vitesse de rotation et pour obtenir un grand nombre de dents,
les plots dentés sont utilisés. Le nombre de plots au stator Nps n’est plus
égal au nombre de dents statoriques Ns. L’étude se limite au cas où le pas
dentaire au rotor et au stator sont identiques c’est-à-dire que la machine est
alimentée par des courants de forme rectangulaire ( τr = τs = τ ).

Il convient de choisir Nps et Nr de façon à ce que les dents des plots
d’une phase soient en conjonction avec le rotor lorsque les dents des autres
phases sont décalées de αe = αr/q (q nombre de phases) par rapport au
rotor, ce qui peut se traduire par la relation suivante :

|αps − K · τ | =
τ

q
(2.3)

Avec K entier supérieur à 1.

Le coefficient K s’écrit de la façon suivante :

K =
Nr

Nps
±

1

q
(2.4)

La figure 2.2 montre une machine 60/64 triphasée avec 12 plots stato-
riques. On vérifie que K (K = 64/12 − 1/3 = 5) est bien entier. On notera
que K correspond au nombre de dents par plot maximum. Pour K = 1, on
obtient une MRV à « grosses dents » c’est-à-dire une machine à une dent
par plot statorique.

Pour caractériser entièrement la MRV à plots dentés, il reste à définir le
nombre de plots statoriques :

Nps =
Ns

Ndp
(2.5)

Le nombre de plots doit évidement être entier, le nombre de dents par
plot Ndp doit être supérieur ou égal à 1, le nombre de plots par phase Nps/q
doit être entier et supérieur ou égal à 2. Le nombre de plots par phase doit
être pair pour que le circuit magnétique puisse se refermer correctement. La
condition s’étend alors à Nps/(2q) entier. Le nombre plots par phase Nps/q,
les nombres de dents rotoriques et statoriques doivent être pairs [SAR 93].
Pour la machine de la figure 2.2, Ns/Ndp = 64/5 = 12 correspond bien à
Nps.
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





K = Nr
Nps

± 1
q

Ndp−maximum = K

Nps = Ns
Ndp

(2.6)

Avec K, Nps/2q, Ndp entiers, Ndp > 0 et Nps/q > 1.

2.3 Modélisation par la méthode des éléments fi-
nis

2.3.1 Calcul du flux et du couple

Les équations de Maxwell lient le vecteur champ électrique E, le vecteur
champ magnétique H, la densité de courant J et l’induction magnétique B :







rot (E) = −∂B
∂t

rot(H) = J
div(B) = 0

(2.7)

Les caractéristiques du milieu sont nécessaires à la résolution des équations
de Maxwell :

{

B = µoµr H + Br
J = σ E + j0

(2.8)

Avec µr la perméabilité relative, µ0 la perméabilité magnétique dans le
vide, la conductivité électrique, Br l’induction rémanente et j0 la densité de
courant d’alimentation.

A partir de div(B) = 0, on déduit que B dérive du potentiel vecteur A
tel que :

B = rot(A) (2.9)

L’équation de la formulation en potentiel vecteur magnétique en magnétostatique
est :

div

(
1

µ r

1

µo

grad (A)

)

= J (2.10)

Pour le cas de la MRV, le système à résoudre par la méthode des éléments
finis est :







div( 1
µo

grad(A)) = 0 dans l′air

div( 1
µr

1
µo

grad(A)) = 0 dans le fer

div( 1
µo

grad(A)) = J dans les conducteurs

A = 0 sur le contour de la machine

(2.11)
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La perméabilité relative est approximée par la formulation de Marocco
[MAR 75] :

1

µr
= ε + (c − ε) ·

B2α

B2α + t
(2.12)

Dans ce chapitre, la caractéristique de saturation de la tôle est définie
avec les coefficients suivants (unités en SI) : ǫ = 4.5 10−4, c = 1, t = 2.2 104

et α = 4.
Le calcul en 2D conduit à ne considérer qu’une composante du potentiel

vecteur A (composante « z »). Pour nos calculs, le potentiel vecteur est donc
un scalaire.

Le flux φ(i, θ) par phase se calcule à partir du potentiel vecteur :

φ =
L Nspires

S





∫∫

S

A+ dS −

∫∫

S

A− dS



 (2.13)

Avec S la surface de bobine et A+ et A− le potentiel vecteur dans les
bobines.

L’équation électrique par phase est (hypothèse des phases indépendantes) :







Vj = Rij +
dφi(ij ,θ)

dt

Vj = Rij + Ω
∂φj

∂θ + ∂φi
∂ij

·
dij
dt

Vj = Rij + E(θ, ij , Ω) + Ldyn(θ, ij)
dij
dt

(2.14)

La formule utilisée pour calculer la coénergie s’écrit :

W ′ =

∫∫∫

ΩD





B∫

0

B(H) dH



 dV (2.15)

La coénergie peut aussi s’exprimer de la façon suivante :

W ′(Ij , θ) =

Ij∫

0

φj(ij , θ) dij (2.16)

Le couple de la phase « j » Γj se calcule avec la méthode des travaux
virtuels :

Γj(Ij , θ) =
∂W ′(Ij , θ)

∂θ
(2.17)

Le couple total Γ de la machine est alors la somme des couples des trois
phases :

Γ(Ij , θ) =
q

∑

j=1

Γj(Ij , θ) (2.18)
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2.3.2 Application à la MRV
C
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Tab. 2.1 – Distribution des lignes de champ

Dans ce chapitre nous nous intéresserons à l’optimisation du couple et
du couple massique. Dans chaque cas, le couple calculé est le couple moyen
maximum par phase. Il peut se calculer à partir de la différence de coénergie
entre la position de conjonction et d’opposition. Ces deux positions ont des
répartitions de lignes de champ qui permettent de réaliser les calculs par
la MEF sur une fraction de la machine. Chaque machine est fractionnable
en

2 Nps

q parties, ce qui donne pour la MRV 48/64 à 4 plots par phase un
fractionnement en 8.

Les tracés des lignes de champ des machines complètes et fractionnées
en conjonction et en opposition sont donnés dans le tableau 2.1.

Les maillages d’une MRV 48/64 complète et fractionnée en position de
conjonction sont donnés dans le tableau 2.2.
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Tab. 2.2 – Maillage des machine fractionnées et complètes

La machine fractionnée est constituée de 1899 triangles et 3718 nœuds
alors que la machine complète est composée de 13334 triangles et 26585
noeuds. Pour les chapitres traitant de la commande de la MRV, toutes les
positions intermédiaires entre la conjonction et l’opposition ne présentent
pas de symétries simples : la structure complète de la machine doit alors
être simulée.

2.4 Algorithme Génétique

2.4.1 Principe de l’Algorithme Génétique

L’algorithme génétique est directement inspiré du processus de l’évolution
naturelle développé par Darwin. L’optimisation de la structure électromagné-
tique des moteurs électriques par algorithme génétique a été amplement
étudiée [BEA 93] [BIA 98] [BON 95] [CAH 02] [DUF 00] [ELW 02] [SKA
04]. L’algorithme est basé sur la théorie de l’évolution des espèces dans
un milieu naturel, soit une transposition artificielle des concepts basiques
de la génétique et des lois de survie. Comme dans la nature, les individus
(MRV dans notre cas) les mieux adaptés (les MRV qui développent le plus
grand couple par exemple) ont le plus de chance de se reproduire. Les gènes
(paramètres à optimiser) des meilleurs individus sont donc transmis à leur
descendance selon les opérateurs génétiques (crossover et mutation).

L’algorithme génétique n’a besoin d’aucune connaissance du système à
optimiser et il peut progresser à partir d’individus initiaux moyens. De plus
il est robuste et présente un bon compromis entre l’exploration de l’espace de
recherche et l’exploitation des meilleures solutions [DUF 00]. Il est basé sur
une méthode de recherche qui favorise les solutions minimisant la fonction
d’évaluation. La recherche de la solution optimale se fait en parallèle sur
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Fig. 2.3 – Organigramme de l’algorithme génétique

l’ensemble de la population. Cette particularité permet à l’algorithme de
scruter un large éventail de solutions dans l’espace de recherche, ce qui n’est
pas le cas des méthodes déterministes. Les chances de converger vers un
minimum local sont donc réduites alors que les perspectives de trouver le
minimum global sont accrues. Cependant on ne peut en aucun cas être
certain que l’AG a trouvé le minimum global.

Le code simplifié de l’algorithme génétique que nous avons développé est
présenté en figure 2.3.

Les machines qui ne satisfont pas les contraintes du problème reçoivent
une pénalité sur leurs fonctions objectives afin de ne pas être sélectionnées
pour la génération suivante.

Initialisation

Les Np paramètres (gènes) sont initialisés au hasard en respectant les
contraintes du problème pour les N individus.

Sélection

Il existe plusieurs façons de sélectionner les individus. La sélection par
élitisme sélectionnent seulement les meilleurs individus, cependant cette
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méthode a tendance à converger vers un minimum qui peut être local car la
diversité de la population est très rapidement réduite.

Afin de maintenir la diversité des gènes, une « roue de la fortune » est
utilisée. Plus l’individu est adapté et plus il a de chance de se reproduire. Les
individus sont placés en segments contigus sur une ligne, la taille de chaque
segment correspond à sa fonction d’adaptation. Un nombre aléatoire est tiré
et l’individu qui inclut ce nombre dans ses bornes est sélectionné. La roue
de la fortune est lancée jusqu’à ce que N individus soient sélectionnés.

Une autre façon de procéder consiste à établir une sélection par tour-
noi. Cette méthode prend deux individus au hasard dont le meilleur est
sélectionné. Les tournois sont lancés jusqu’à ce que N individus soient sélectionnés.

La sélection adoptée est hybride entre l’élitisme et la roue de
la fortune : le meilleur individu est sélectionné puis la roue de la
fortune est lancée sur les (N − 1) individus restant.

Crossover

Le crossover et la mutation peuvent s’effectuer en utilisant le codage
réel ou le codage binaire. Le codage réel est choisi pour la suite des travaux
[BON 95][TAI 02]. Le crossover est appliqué à une partie de la population
sélectionnée. En effet, « pc.N »individus pris au hasard parmi les N individus
sélectionnés passeront par le crossover, les autres passent directement à la
mutation. La probabilité de croisement pc est généralement de 0.8.

Le crossover discret réalise une permutation des gènes entre les deux
parents. Pour chaque gène, on garde le gène du parent 1 ou 2 au hasard avec
une probabilité égale pour les deux gènes. Si le parent 1 a pour gènes A1,
B1, C1 et D1 et le parent 2 a pour gènes A2, B2, C2 et D2 alors, l’enfant
pourrait avoir comme gènes A1, B2, C2 et D1.

Avec le crossover continu les gènes de l’enfant seront choisis proches de
ceux des parents mais pas nécessairement égaux comme c’est le cas avec le
crossover discret. Pour chaque gène de l’enfant issu des parents « Parent1 »

et « Parent2 », on applique la formule suivante :

GèneEnfant = GèneParent1 + a (GèneParent2 − GèneParent1) (2.19)

Avec « a » pris au hasard dans l’intervalle [−d; 1+d]. Le coefficient « a »

est un coefficient de pondération aléatoire adapté au domaine d’extension
des gènes [BON 95]. Un bon compromis pour d est 0.25.

Le crossover continu est choisi pour la suite.

Mutation

Chaque gène de chaque individu mute avec une probabilité de mutation
pm, avec pm très inférieure à probabilité de croisement pc. On distingue la
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« petite mutation » et la « grande mutation ». La petite mutation effectue
une petite variation autour de la valeur d’origine du gène :

Gènemuté = Gène ± intervalle · ∆ (2.20)

Où « intervalle » est le domaine de variation de la variable et ∆ est un
nombre aléatoire compris entre 0 et m avec m = 0.2 par exemple. D’autres
valeurs de m sont possibles mais il s’agit de rester proche de la valeur d’ori-
gine. Le signe ”±” est choisi au hasard. La grande mutation consiste à
prendre au hasard une valeur dans l’intervalle de variation du gène.

La mutation de l’algorithme développé prend au hasard la petite
mutation ou la grande mutation avec une probabilité égale.

Evaluation

La fonction d’évaluation est appliquée à chaque individu. On notera que
le temps d’évaluation peut profondément varier selon le modèle utilisé. Pour
une fonction analytique simple le temps est de l’ordre de la milliseconde
alors que pour une modélisation par éléments finis ce temps est de l’ordre
de la dizaine de seconde.

Critère de convergence

Un critère peut être d’arrêter la recherche si la meilleure solution ne
s’améliore pas pendant un certain nombre de générations.

Le temps d’évaluation par la MEF étant important, le critère
adopté est le nombre de générations.

2.4.2 Validation de l’Algorithme Génétique sur des fonctions
tests classiques

On se propose de valider l’AG décrit ci-dessus sur des fonctions ana-
lytiques tests. Celles-ci vont permettre de vérifier son comportement aussi
bien pour la convergence que pour l’exploration. Les quatre fonctions tests
sont : Goldstein-Price à 2 variables, Hartmann à 3 et 6 variables et Griewank
à 2 variables [BER 94].

Goldstein-Price 2 variables GP2

GP2 (x1, x2) =
[

1 + (x1 + x2 + 1)2 ·
(
19 − 14x1 + 3x2

1 − 14x2 + 6x1x2 + 3x2
2

)]

·
[

30 + (2x1 − 3x2)
2 ·

(
18 − 32x1 + 12x2

1 + 48x2 − 36x1x2 + 27x2
1

)]
(2.21)

– Intervalle de recherche : −2 < x1 < 2 et −2 < x2 < 2
– 4 minimums dont 1 global : x1 = 0 et x2 = −1, GP2(x1, x2) = 3
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i ai,j c pi,j

1 3.0 10.0 30.0 1.0 0.36890 0.1170 0.2673
2 0.1 10.0 35.0 1.2 0.46990 0.4387 0.7470
3 3.0 10.0 30.0 3.0 0.10910 0.8732 0.5547
4 0.1 10.0 35.0 3.2 0.03815 0.5743 0.8828

Tab. 2.3 – Paramètres de la fonction Hartmann à 3 variables

i ai,j c pi,j

1 10.0 3.0 17.0 3.5 1.7 8.0 1.0 0.1312 0.1696 0.5569 0.0124 0.8283 0.5886
2 0.05 10.0 17.0 0.01 8.0 14.0 1.2 0.2329 0.4135 0.8307 0.3736 0.1040 0.9991
3 3.0 3.5 1.7 10.0 17.0 8.0 3.0 0.2248 0.1451 0.3522 0.2883 0.3047 0.6650
4 17.0 8.0 0.05 10.0 0.01 14.0 3.2 0.4047 0.8828 0.8732 0.5743 0.1091 0.0381

Tab. 2.4 – Paramètres de la fonction Hartmann à 6 variables

Hartmann 3 et 6 variables H3,4 et H6,4

Hn,m = −
m∑

i=1

ci exp



−
n∑

j=1

ai,j (xj − pi,j)
2



 (2.22)

avec :

x =
(

x1 x2 · · · xn

)T

pi =
(

pi,1 pi,2 · · · pi,n

)T

ai =
(

ai,1 ai,2 · · · ai,n

)T

Le tableau 2.3 donne les valeurs des paramètres ai,j , pi,j et ci pour la
fonction Hartmann à 3 variables et le tableau 2.4 pour la fonction Hartmann
à 6 variables.

Griewank 2 variables GR2

– Intervalle de recherche : 0 < xi < 1 pour j = 1, ..., n
– Cinq minima dont un global :

H3,4 : i = 4, j = 3 ; minimum global : H3,4(x) = −3.86278
H6,4 : i = 4, j = 6 ; minimum global : H3,4(x) = −3.32237

La population est déterminée « expérimentalement » en observant la
convergence de l’AG sur plusieurs essais avec différentes valeurs. Les pro-
babilités de croisement et de mutation sont fixées aux valeurs typiques de
80% et 5%. Pour la fonction Griewank qui comprend un grand nombre de
minima locaux la probabilité de mutation est de 15%.

L’AG est lancé 100 fois pour chaque fonction test. Une optimisation est
considérée comme réussie si la fonction d’évaluation trouvée est très proche
du minimum global connu de la fonction (le minimum global est trouvé à ǫ
près). Dans tous les cas, une optimisation est considérée comme infructueuse
si le nombre d’évaluation de la fonction test dépasse 10 000.
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Fig. 2.4 – Parcours de l’AG sur la fonction Griewank 2

Fonction % succès Critère d’arret Ecart moyen Ecart moyen Nombre
ǫ avec fopt avec xopt moyen

d’évaluation

GP2 93 30.10−3 18.10−3 1, 5.10−3 2730
H3,4 100 200.10−3 1, 2.10−3 2, 5.10−3 800
H6,4 100 2.10−3 1, 6.10−1 970.10−3 626
GR2 100 100.10−3 46.10−3 112.10−3 567

Tab. 2.5 – Résultats d’optimisation de l’AG sur des fonctions analytiques

La figure 2.4 montre le parcours de la meilleure solution trouvée par
l’AG pour chaque génération de la fonction Griewank (GR2). On remarque
que l’algorithme part d’un point initial « moyen » pour converger vers le
minimum global. Afin de mieux visualiser ce parcours, −GR2 est représentée.

Le tableau 2.5 présente les résultats d’optimisation avec le pourcentage
de succès, la valeur du critère d’arrêt ǫ, l’écart moyen fopt entre le minimum
global et la valeur trouvée par l’AG, l’écart moyen xopt entre le vecteur
solution du minimum global et le vecteur déterminé par l’algorithme et enfin
le nombre moyen d’évaluations de la fonction test.

On remarque que l’AG se comporte bien pour un grand nombre de mi-
nima locaux (Griewank 2), ce qui dénote une bonne exploration. Cepen-
dant, pour une fonction simple mais où l’entourage du minimum global est
« plat » comme pour Goldstein-Price à 2 variables l’AG montre des difficultés
à converger.

En résumé, bien qu’il ne se comporte pas au mieux pour raffiner le
résultat une fois la niche trouvée, l’AG permet une bonne exploration de
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l’espace de recherche en détectant la niche du minimum global.

2.5 Optimisation des petites dents statoriques et
rotoriques

2.5.1 Prédimensionnement, cahier des charges

La forme des petites dents statoriques est étudiée en gardant la structure
globale d’une machine identique. Les paramètres globaux de la machine sont
alors gardés identiques pour toutes les optimisations de cette partie.

La MRV est dimensionnée en tenant compte des contraintes suivantes
[MAC 05] :

– Puissance : 10 kW .
– Vitesse de rotation : 50 tr/min.
– Couple : 2000 Nm.
– Diamètre extérieur maximum de la machine : 600 mm. (Le

diamètre extérieur tient compte des contraintes d’encombrement de la
génératrice dans la nacelle d’une éolienne.)

– Densité de courant : 5 A/mm2. (La densité de courant est choi-
sie pour pouvoir assurer un refroidissement par convection naturelle
classique.

– Coefficients de remplissage : 0.5. (Le coefficient de remplissage est
issu de données industrielles.)

– Résistivité du cuivre : 2.4 10−8 Ωm.
– Entrefer minimum : 0.5 mm. (Cet entrefer tient compte des contraintes

mécaniques de construction.)

Le nombre de dents est fixé pour obtenir une vitesse de rotation de
50 tr/min à une fréquence d’alimentation de 50 Hz. D’après l’équation
1.18, Ω = 2πf

Nr
; on a donc Nr = (2π 50)/(50π/30) = 60. De plus, on choisit

de travailler avec une machine triphasée. Le nombre de dents doit donc être
le plus proche possible de 60. Cependant, les contraintes de construction
présentée en 2.2 limitent les géométries possibles.

D’après l’annexe A, la machine avec Nr = 60 n’est pas réalisable. Les
deux topologies les plus proches sont à Nr = 56 et Nr = 64.

On choisit la machine avec 64 dents rotoriques pour avoir par la suite un
plus grand choix de structures (annexe B). En effet, avec Nr = 56, on peut
avoir Nps = 6, 12, 24 alors qu’avec Nr = 64, Nps = 8 est aussi disponible.
Pour pouvoir réaliser les machines à 6, 12, 24 ou 48 plots statoriques, on
prend 48 dents statoriques (Nps = Ns/Ndp entier).

On fixe le nombre de plots par phase à 4 ce qui donne Nps = 12 avec 4
plots par phase et 4 dents par plot. On a bien Nps/(2q) entier (12/(2. 3) = 2).
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Fig. 2.5 – MRV d’étude

En résumé, les paramètres de la machine d’étude sont les sui-
vants :

– q=3
– Nr = 64
– Ns = 48
– Nps = 12
– Ndp = 4

Il existe d’autres topologies possibles qui seront étudiées dans la partie
2.6 du chapitre.

Les paramètres géométriques sont dimensionnés pour avoir l’épaisseur
de culasse statorique égale à la moitié de l’épaisseur de plot statorique. La
machine ainsi dimensionnée est alors peu saturée. Le rapport entre le rayon
d’entrefer et le rayon extérieur est choisi égal à celui utilisé par Zeisser [ZEI
80] pour une MRV à plots dentés de dimension comparable soit 0.72.

La machine dimensionnée est présentée en figure 2.5 et elle sera utilisée
par la suite de la partie 2.5.

2.5.2 Formes prédéterminées

L’objectif est de maximiser le couple de la MRV dont les paramètres
globaux ont été définis ci-dessus (figure 2.5). La bibliographie présente des
études sur les dents rectangulaires (forme usuelle), sur des dents trapézöıdales
[BAS 84] et sur l’association de dents rondes au rotor et carré au stator [KAN
89]. On se propose d’étudier toutes les associations possibles entre les trois
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Fig. 2.6 – Dents rectangu-
laires

Fig. 2.7 – Dents circulaires

Fig. 2.8 – Dents trapézöıdales

Fig. 2.9 – Dents circulaires au
stator et rectangulaires au ro-
tor

formes de dents relevées dans la littérature afin de dégager celle qui apporte
le couple le plus important. On notera que la machine à plots dentés offre
la particularité de comporter des bobinages entre les plots du stator et non
entre les petites dents du stator : contrairement au MRV à grosses dents, la
forme des petites dents n’influe pas sur la surface bobinable. Ceci justifie le
fait que l’optimisation des petites dents se fasse pour une structure globale
fixe.

Pour la machine à plots dentés (4 dents par plot) trois formes sont
étudiées (figure 2.6 à 2.9) : rectangulaire, circulaire et trapézöıdale. Les
associations mixtes sont aussi analysées avec par exemple des dents rec-
tangulaires au rotor et circulaires au stator (figure 2.9).

Les dents sont définies avec les paramètres suivants :

– La profondeur de dent au rotor et au stator hr et hs.
– Les rapports cycliques αr1 et αs1.
– Les rapports cycliques αr2 et αs2 pour la forme trapézöıdale.
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Selon les associations de forme de dent, 4, 5 ou 6 paramètres sont à
déterminer. Ces paramètres sont déterminés en maximisant le couple moyen.
En considérant que la machine est alimenté par des courants parfaitement
rectangulaire (cf. 1.5), la fonction objective à minimiser par l’algorithme
génétique est alors :

F1 =
1

Γmoyen
(2.23)

Avec

Γmoyen =
q

2

W ′

conjonction − W ′

opposition

θconjonction − θopposition
(2.24)

Le calcul du couple moyen par la formule 2.24 est réalisé avec l’hypothèse
simplificatrice que la dérivée entre les positions de conjonction et d’opposi-
tion est constante (méthode 1). Cette hypothèse nous autorise à évaluer
le couple moyen maximum à partir du calcul de la coénergie sur seulement
deux positions de la machine. Ces deux positions particulières sont les po-
sitions de conjonction et d’opposition qui sont « fractionnables » comme vu
en 2.3.2.

Pour calculer le couple moyen maximum de façon plus précise, il est
nécessaire d’évaluer le couple instantané et donc la coénergie pour différentes
positions entre la conjonction et l’opposition pour en faire ensuite la moyenne
(méthode 2). Cette méthode demande un plus grand nombre de calculs
sur la machine complète (pour les positions intermédiaires sans symétries
simples entre la conjonction et l’opposition) ce qui augmenterait de façon
significative le temps d’évaluation de la fonction objective par rapport à la
méthode 1. Si par exemple, on prend 10 points de calculs pour la méthode
2, sachant que le temps d’évaluation d’une machine entière est de l’ordre de
260 s alors qu’il est de 10 s pour une machine fractionnée en huit, le temps
de calcul de la méthode 2 serait 130 fois plus grand que pour la méthode
1.

La figure 2.10 présente le couple moyen maximum calculé avec les deux
méthodes. Un courant de 1 [pu] correspond au couple pour une densité de
courant de 2.5 A/mm2 (soit 5 A/mm2 avec un coefficient de remplissage de
0.5).

L’écart relatif entre les deux méthodes de calcul est de l’ordre
de 5%. La méthode 1 (équation 2.24) sera alors gardée pour la
suite des optimisations du chapitre 2 compte tenu du gain de
temps d’évaluation de la fonction objective par rapport à la méthode
2.

Un faible nombre d’individus réduit le temps de calcul mais l’algorithme
risque de converger vers un minimum local. Un compromis doit donc être
fait pour notre problème où le temps de calcul par éléments finis d’une
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Méthode 1


Méthode 2


Fig. 2.10 – Comparaison des deux méthodes d’évaluation du couple moyen
maximum

0.2 < (αs1, αr1) < 0.5

0.2 < (αs2, αr2) < 0.5

0.2 mm < (hs, hr) < τ

αj1 + αj2 = 1 avec j = r, s

Tab. 2.6 – Contraintes sur les variables d’optimisation

fonction objective est de l’ordre de 20 s. Des essais ont été réalisés avec des
populations de 20, 50 et 80 individus. Avec une population de 50 individus,
l’algorithme converge parfois vers un minimum local alors que le calcul avec
une population de 80 ne permet qu’une légère amélioration des résultats
obtenus avec 50 individus. Un compromis est réalisé avec une population de
50 machines et le nombre de génération choisi est égal à 50 ce qui représente
20 heures de simulation (processeur 2 GHz). Les probabilités de croisement
et de mutation sont fixées respectivement aux valeurs typiques de 0.8 et
0.05.

Les contraintes sur les variables d’optimisation sont données dans le ta-
bleau 2.6.

Les paramètres (P1) de l’AG sont fixés aux valeurs suivantes :
– Population : 50 individus.
– Nombre de générations : 50.
– Probabilité de croissement : 80%.
– Probabilité de mutation : 5%.

Le tableau 2.7 présente les résultats de l’optimisation et la figure 2.11 (cf.
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Forme de αs1 αs2 αr1 αr2 hs hr ∆Γ/∆Γaa

dent [mm] [mm] [%]

aa 0.42 / 0.42 / 5.1 5.0 100
bb 0.42 / 0.42 / 0.2 0.2 110
cc 0.37 0.28 0.36 0.35 6.8 7.3 116

ab 0.39 / 0.42 / 0.2 4.9 105
ac 0.37 0.29 0.43 / 7.3 5.4 107
ba 0.44 / 0.40 / 4.7 0.4 106
bc 0.37 0.29 0.42 / 6.9 0.3 112
ca 0.43 / 0.35 0.28 4.7 7.1 110
cb 0.42 / 0.36 0.35 0.3 7.3 114

Tab. 2.7 – Optimisation des formes prédéterminées

Annexe D) les formes de dents rectangulaires, circulaires et trapézöıdales.
Dans la colonne « forme de dents », la première lettre correspond à la forme
de dent au rotor et la seconde au stator. Par exemple, la forme « cb » signifie
que la machine a un rotor avec des dents trapézöıdales et un stator avec des
dents circulaires.

Le rapport ∆Γ/∆Γaa correspond à l’amélioration du couple comparée
aux dents rectangulaires au stator et au rotor optimisées. On notera qu’il
s’agit de la forme traditionnellement utilisée. La forme trapézöıdale au ro-
tor et au stator (forme « cc ») donne les meilleures performances avec une
amélioration de 16%.

Les associations mixtes (forme « xy ») donnent des performances in-
termédiaires entre le couple produit par les deux machines homogènes (xx
et xy). Par exemple, la forme « bc » présente une amélioration de 12% alors
que les formes « bb » et « bc » donnent respectivement 10 et 16%.

Les dents circulaires (b) ont des profondeurs de dent qui tendent vers 0.2
ou 0.3 mm alors que la profondeur minimale imposée à l’AG est de 0.2 mm.
La meilleure dent circulaire semble donc être d’une profondeur de dents très
faible voire nulle.

Les dents d’une forme donnée tendent vers des paramètres très proches
quelle que que soit la forme qui lui est associée et qu’elle soit au stator ou au
rotor. Par exemple, la forme (b) tend toujours vers αs1 = αr1 = 0.42 et hs =
hr = 0.2 mm. Il est aussi intéressant de noter que les formes rectangulaires
et circulaires ont des rapports cycliques quasiment identiques.

La forme trapézöıdale est la plus performante avec un gain en
couple de 16% sur la forme rectangulaire et de 6% sur la forme
circulaire.

2.5.3 Forme aléatoire

La partie précédente a permis de conclure que la forme trapézöıdale est
la meilleure pour maximiser le couple comparée aux formes rectangulaires
et circulaires. Le but de cette partie est de déterminer la forme de dent
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Fig. 2.11 – Superposition des formes optimisées rectangulaire, circulaire et
trapézöıdale

théorique optimale. Pour cela, des dents de forme aléatoire sont définies
avec des points placés de façon échantillonnée de ∆x en abscisse et dont la
profondeur vaut ∆h en ordonnée comme le montre la figure 2.12.

 


Fig. 2.12 – Forme de dent aléatoire

L’échantillonnage ∆x est constant et ∆h est positif ou nul. La dent est
supposée symétrique. Le point O est fixé de façon à obtenir l’entrefer mi-
nimum (0.5 mm). La dent du stator de la figure 2.12 est dessinée avec h3

égal à la profondeur de dent et les autres ∆h nuls. Afin de limiter le nombre
de paramètres à optimiser ainsi que le temps de calcul, le stator et le rotor
sont considérés comme identiques. Pour notre étude, 21 « ∆h »sont choisis.
Ils représentent les paramètres à optimiser par l’algorithme génétique. On
notera que les dents aléatoires peuvent prendre n’importe quelle forme pen-
dant l’optimisation. Le nombre de points est pris suffisamment grand pour
pouvoir se rapprocher au maximum de la forme rectangulaire pour l’exemple
donné en figure 2.12. Pour 21 points, et étant donné la symétrie appliquée,
on obtient : ∆x = τ

42 .

Le couple moyen maximum est maximisé, la fonction objective est la
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Fig. 2.13 – Formes trapézöıdales et « aléatoires » optimisées

suivante :

F1 =
1

Γmoyen
(2.25)

Une population de 100 machines et 100 générations sont choisies, ce qui
représente 3 jours de simulation (microprocesseur de 2Ghz). Les probabilités
de crossover et mutation sont fixées à 0,8 et 0.01.

Les paramètres (P2) de l’AG sont fixés aux valeurs suivantes :

– Population : 100 individus.
– Nombre de génération : 100.
– Probabilité de croissement : 80%.
– Probabilité de mutation : 1%.

La figure 2.13 (cf. Annexe D) montre la forme optimisée et la forme
trapézöıdale optimisée de la partie 3.2. La forme aléatoire présente une
amélioration de 17% ( ∆Γ/∆Γaa = 117%) ce qui est très proche des 16% des
dents trapézöıdales (forme « cc »). La dent aléatoire est légèrement meilleure
car elle est un peu plus profonde que la dent trapézöıdale réduisant ainsi
l’énergie en opposition.

Les dents « aléatoires » optimisées sont très proches des dents
trapézöıdales optimisées en 2.5.2 aussi bien sur la forme que sur
le couple.

2.5.4 Conclusion

Cette partie a permis d’étudier l’influence de la forme des petites dents
statoriques et rotoriques sur le couple de la MRV 64/48 à 4 plots par phases.

Dans un premier temps, trois formes prédéterminées sont optimisées,
à savoir les formes carrées, rondes et trapézöıdales avec des associations
homogènes ou hétérogènes. Il s’est avéré que la forme trapézöıdale aussi
bien au rotor qu’au stator est optimale avec un gain de 16% par rapport à
la forme rectangulaire/rectangulaire.
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Ensuite, afin de déterminer la forme théorique optimale, la forme des
petites dents a été laissée libre avec l’utilisation des dents aléatoires. L’allure
des petites dents optimisées s’est révélée très proche de la forme trapézöıdale.
Comme la forme trapézöıdale est la plus simple à réaliser, elle a été retenue,
et ceci afin d’améliorer le couple de la MRV à plots dentés.

2.6 Optimisation globale de la structure électro-
magnétique

2.6.1 Introduction

Dans la partie précédente, la forme des petites dents a été étudiée dans
le but de maximiser le couple produit par la MRV. En effet, la conversion
d’énergie se produit essentiellement au niveau de l’entrefer et les petites
dents d’une machine à plots dentés influent très peu sur la masse totale.
L’optimisation des petites dents a donc pu se faire sans considérer le couple
massique.

Comme la masse du générateur est une caractéristique essentielle pour
les applications éoliennes, le couple massique est optimisé par la suite en
jouant non seulement sur les paramètres des petites dents (qui influent prin-
cipalement sur le couple) mais aussi sur les paramètres globaux qui ont des
répercussions sur le couple et la masse.

Cette partie consiste donc à optimiser le couple et le couple massique
pour la machine 48/64 à 4 plots par phase puis à analyser d’une part l’in-
fluence du nombre de plots par phase sur la MRV 48/64 et d’autre part
l’influence du nombre de plots par phase pour différents nombres de dents
au rotor et au stator (24/32), (30/40), (48/64), (60/80), (72/88) et (96/128).
Une étude statistique sur 50 optimisations de la MRV 48/64 à 4 plots par
phase permettra de mettre en évidence les paramètres géométriques les plus
sensibles.

Le diamètre extérieur et l’entrefer sont toujours fixés respectivement à
600 mm et 0.5 mm.

La partie précédente a permis de choisir la forme de dent trapézöıdale
au stator et au rotor. La structure globale (figure 2.14) est définie à partir
des 13 paramètres suivants :

– La largeur de culasse rotorique et statorique Er et Es.
– La hauteur de bobine hb.
– L’ouverture des plots β.
– La position du point A (Ra, βa), avec Ra la distance entre le point A

et le centre de la machine O′.
– Le rayon du rotor Rr.
– Les paramètres des dents trapézöıdales : αr1, αs1, αr2, αs2, hs, et hr.
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Fig. 2.14 – Schéma de la structure globale

2.6.2 Optimisation du couple et du couple massique

L’objectif est de comparer les performances de la structure 48/64 à 4
plots par phase suivant deux critères d’optimisation : le couple et le couple
massique.

Un prédimensionnement analytique permet de limiter les variables géomé-
triques (tableau 2.8).

On notera que la borne supérieure de βa et β est de 180o

Nps
avec Nps le

nombre de plots statoriques. Une valeur plus grande reviendrait à faire
empiéter chaque plot sur le plot adjacent. Dans le cas présent, on a 12

5 mm < (Er, Es) < 50 mm

5 mm < hb < 100 mm

1̊ < (βa , β) < 15̊

Rc/3 < (Rr, Ra) < 0.9 Rc

Rr − hr − Er > Rc/3

0.2 < (αs1, αr1) < 0.5

0.2 < (αs2, αr2) < 0.5

0.2 mm < (hs, hr) < τ

αj1 + αj2 = 1 avec j = r, s

Tab. 2.8 – Contraintes sur les variables
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Fonction Objective Masse [pu] Couple [pu] Couple massique [Nm/kg]

F1 1.31 1.012 8.79

F2 1 [−31%] 1 [−1.2%] 12.60 [+30%]

Tab. 2.9 – Résultats d’optimisation du couple et du couple massique

plots statoriques ce qui aboutit à 15̊ .

Treize paramètres sont optimisés d’une part pour maximiser le couple
(fonction objective F1) et d’autre part pour maximiser le couple massique,
ce qui revient à minimiser la fonction objective F2 :

F2 =
M

Γmoyen
(2.26)

Où M représente la masse active c’est-à-dire le cuivre et le fer.

On rappelle que le couple moyen Γmoyen est calculé avec la formule 2.24.

Une population de 100 machines et 100 générations sont choisies, ce qui
représente 3 jours de simulation (microprocesseur de 2Ghz). Les probabilités
de crossover et de mutation sont fixées à 0,8 et 0.01.

Les paramètres (P2) de l’AG sont fixés aux valeurs suivantes :

– Population : 100 individus.
– Nombre de génération : 100.
– Probabilité de croissement : 80%.
– Probabilité de mutation : 1%.

L’évolution des meilleures MRV de chaque génération est présentée dans
le tableau 2.11 (cf. annexe E) et les paramètres des deux machines optimisées
sont exposés tableaux 2.9 et 2.10.

Les résultats sont présentés pour une longueur L de machine. Comme le
couple et la masse sont proportionnels à la longueur de la machine, le couple
massique ne dépend pas de L. Le couple de 2000 Nm est obtenu pour une
longueur L de 0.131 m avec l’optimisation du couple (fonction objective F1)
de 0.133 m avec l’optimisation du couple massique (fonction objective F2).

Les paramètres des petites dents obtenus avec les deux fonctions ob-
jectives sont proches notamment pour αs1 et αr1 qui tendent vers 0.34 et
0.35. Lors de l’optimisation des petites dents avec une structure globale
prédimensionnée (cf. 2.5), les valeurs αs1 et αr1 de la forme trapézöıdale
sont similaires avec 0.37 et 0.36. Nous verrons en 2.6.5 que ces paramètres
sont très sensibles.

Le choix des profondeurs de dent hs et hr au rotor et au stator dépend
essentiellement du niveau de saturation. En régime non saturé, la coénergie
en opposition décrôıt avec l’augmentation de hs ou hr. Il faut noter que la
coénergie en conjonction n’est pas influencée par la profondeur de dent. Ces
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Paramètres Fonction Objective F1 Fonction Objective F2

αs1 0.35 0.34

αr1 0.34 0.35

αs2 0.41 0.32

αr2 0.39 0.39

hs[mm] 7.0 10.0

hr[mm] 9.0 11.0

Es[mm] 31 30

Er[mm] 107 28

hb[mm] 58 60

β [̊ ] 6.3 5.0

Ra[mm] 244 232

βa [̊ ] 7.1 8.6

Rr[mm] 216 215

Tab. 2.10 – Paramètres optimisés

deux phénomènes conduisent à une augmentation de l’énergie convertie et
donc du couple. Il existe cependant une profondeur limite à partir de laquelle
le couple n’est plus amélioré.

En régime saturé, l’augmentation de la profondeur de dent réduit aussi
la coénergie en conjonction à cause de la forte saturation des petites dents. Il
y a une valeur limite de profondeur de dent à partir de laquelle la réduction
de la coénergie en opposition ne compense plus la diminution de la coénergie
en conjonction et le couple décrôıt. La figure 2.15 montre l’influence de la
profondeur de dent rotorique hr en régime saturé sur le couple lorsque les
autres paramètres sont constants et égaux à ceux obtenus en optimisant F1.
On remarque que le couple augmente jusqu’à sa valeur maximale pour une
profondeur de 11 mm, valeur obtenue par l’AG, puis décrôıt légèrement.

L’optimisation du couple conduit à réduire l’épaisseur de la culasse roto-
rique et mène alors à une machine à rotor creux. On notera que l’épaisseur
des culasses statoriques et rotoriques tendent vers des valeurs très proches,
ce qui semble cohérent car le flux y est sensiblement identique (tableau 2.10).

On notera que les paramètres des deux machines sont très proches mis à
part l’épaisseur de la culasse rotorique Er qui est plus importante pour l’op-
timisation du couple (tableau 2.10). En effet pour l’optimisation du couple,
la masse de la machine n’est pas prise en compte. La culasse rotorique a
donc tendance à s’épaissir pour limiter sa saturation et augmenter le couple.
Cependant, le gain en couple est faible.

Comparée à la machine optimisée selon le couple, la génératrice
obtenue en maximisant le couple massique donne une réduction de
30% de la masse pour une diminution de seulement 1.2% du couple.
Le couple massique est donc optimisé pour la suite du chapitre.
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Tab. 2.11 – Évolution des machines (optimisation du couple et du couple
massique)
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Fig. 2.15 – Influence de la profondeur de dent rotorique sur le couple

2.6.3 Influence du nombre de plots par phases

L’objectif recherché est d’optimiser la MRV 64/48 pour différents nombres
de plots par phase et de dégager les combinaisons maximisant le couple mas-
sique.

Afin que la comparaison soit significative, le nombre de dents au rotor et
au stator ainsi que le nombre de phases sont fixés respectivement à Nr = 64,
Ns = 48 et q = 3. Le nombre de dents au stator Ns influe sur le couple : plus
il est important et plus le couple est grand. Les trois plus grands nombres
de dents au stator qui vérifient les conditions du 2.2 sont 48, 56 et 60.
Cependant, pour Ns = 56 et Ns = 60 seules 1 et 2 topologies sont possibles
contre 4 pour Ns = 48 (Annexe B). Dans le but de pouvoir réaliser une
comparaison du nombre de plots par phases, Ns = 48 est choisi. Le tableau
2.12 montre que 4 topologies sont possibles : 2, 4, 8, ou 16 plots par phase.

Le couple massique est optimisé (fonction objective F2) avec les mêmes
paramètres (P2) d’AG que la partie précédente :

– Population : 100 individus.
– Nombre de génération : 100.
– Probabilité de croisement : 80%.
– Probabilité de mutation : 1%.

Les géométries des machines optimisées sont représentées en figure 2.15
(cf. annexe F).

Le tableau 2.13 illustre les résultats de l’optimisation à volume extérieur
constant (longueur utile fixée à 0.133 m) : le couple pour chaque machine
obtenu est différent des 2000 Nm du cahier des charges. Une autre façon de
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Ndp Nps/q K1 K2 Topologie
= Ns/(q Ndp) = Nr/Nps + 1/q = Nr/Nps − 1/q réalisable

1 16,00 1,67 1,00 oui

2 8,00 3,00 2,33 oui

3 5,33 4,33 3,67 non

4 4,00 5,67 5,00 oui

5 3,20 7,00 6,33 non

6 2,67 8,33 7,67 non

7 2,29 9,67 9,00 non

8 2,00 11,00 10,33 oui

Tab. 2.12 – Topologies réalisables pour Nr = 64, Ns = 48 et q = 3

Plots par phases Couple Masse Couple massique
Nps/q [Nm] [kg] [Nm/kg]

2 1690 202 8.4

4 2000 159 12.6

8 1655 123 13.5

16 1086 117 9.3

Tab. 2.13 – Résultats d’optimisation (longueur et volume extérieur
constants)

Plots par phases Longueur utile Masse Couple massique
Nps/q [m] [kg] [Nm/kg]

2 0.157 239 8.4

4 0.133 159 12.6

8 0.161 148 13.5

16 0.245 214 9.3

Tab. 2.14 – Résultats d’optimisation (couple constant)
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Tab. 2.15 – MRV 48/64 optimisées

présenter les résultats consiste à garder le couple constant (tableau 2.14).
La longueur de chaque machine est alors ajustée pour obtenir un couple
de 2000 Nm. Pour ce faire on suppose que le couple est proportionnel à la
longueur de la machine. On notera que la longueur de la machine n’influe pas
sur le couple massique optimisé (la masse et le couple sont proportionnels à
la longueur de la machine).

Les tableaux 2.13 et 2.14. montrent que les deux MRV avec 2 et 16
plots par phase sont nettement moins performantes. Au regard du couple
massique, le nombre optimal de plots par phase est de 8. Cependant, le
couple massique des machines à 4 et 8 plots par phase est très proche (6.6%
d’écart relatif) alors que le couple de la machine à 4 plots par phase est
significativement meilleur (+17%). En d’autres termes, pour produire un
même couple, la machine à 4 plots par phase est plus court de 17% que celle
à 8 plots par phase (tableau 2.14).

L’augmentation du nombre de plots par phase permet de réduire la taille
des culasses car le flux passant par chaque plot statorique est diminué. C’est
la raison pour laquelle à volume extérieur égal (tableau 2.13) la masse des
machines diminue avec l’augmentation du nombre de plots par phase. On
notera que pour un couple fixe de 2000 Nm (tableau 2.14), la machine à
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4 plots par phase est moins volumineuse que celle à 8 plots par phase. Dès
lors, la machine à 16 plots par phase devient plus lourde que celles à 4 ou 8
plots par phase pour obtenir le même couple.

La MRV à 8 plots par phase est la plus performante pour le
couple massique alors que celle à 4 plots par phase est la plus
performante en terme de couple volumique.

2.6.4 Influence du nombre de dents et du nombre de plots
par phase

L’étude précédente concernait l’influence du nombre de plots par phase
pour une combinaison particulière de dents au rotor (Nr = 64) et au stator
(Ns = 48). Cette partie a pour objectif d’approfondir cette étude pour plu-
sieurs combinaisons de dents au rotor et au stator. Il existe un très grand
nombre de combinaisons possibles, aussi le nombre de phases est fixé à q = 3
et les couples de dents au stator et au rotor (Ns, Nr) suivants sont choisis :
(24,32), (30,40), (36,48), (48,64), (60,80), (72,88), (96,128). Les combinai-
sons (Ns, Nr) respectent les conditions énoncées en 2.2 et sont retenues si
elles offrent un « grand nombre » de dents par plot possible afin de réaliser
des comparaisons significatives.

Le couple massique est optimisé (fonction objective F2) avec les mêmes
paramètres (P2) de l’AG que les deux parties précédentes :

– Population : 100 individus.
– Nombre de génération : 100.
– Probabilité de croissement : 80%.
– Probabilité de mutation : 1%.

Afin d’effectuer des études à couple constant, la longueur de chaque
machine est ajustée pour obtenir un couple de 2000 Nm.

Les résultats de l’optimisation sont présentés dans le tableau 2.16. Pour
chaque machine optimisée, on donne le couple massique Γ/M , la masse M ,
la longueur utile L nécessaire pour obtenir 2000 Nm, les pertes Joule Pj et
le rapport d’énergie Er. Les pertes Joule sont calculées sans tenir compte
des têtes de bobines.

La figure 2.16 montre un cycle de fonctionnement de la MRV en mode
générateur. Le courant passe de zéro au courant maximum en position de
conjonction (AB), il est maintenu constant de la conjonction à l’opposi-
tion (BC), puis le courant s’annule en position d’opposition (CA). L’énergie
convertie en couple correspond à W (surface ABCA) et l’énergie de magnétisation
à Emagn (surface ABB’A).

Le rapport d’énergie λ est introduit par Lawrenson [LAW 86] afin d’évaluer
l’efficacité de la conversion d’énergie de la MRV :

λ =
W

W + Emagn
(2.27)
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Fig. 2.16 – Cycle de conversion de l’énergie

Avec W l’énergie convertie et Emagn l’énergie de magnétisation.

Seule l’énergie convertie W contribue à la production de couple. L’énergie
de magnétisation « résiduelle » Emagn est nécessaire au fonctionnement de
la machine mais ne produit pas de couple. Plus le rapport λ est grand,
meilleure est l’efficacité de la conversion de l’énergie de la MRV. Un très bon
rapport λ est obtenu avec une machine fortement saturée et une coénergie en
opposition très faible. Ce rapport λ est à l’image du facteur de puissance (λ
grand correspond à un bon facteur de puissance). La puissance apparente du
circuit d’alimentation est W +Emagn. Le rapport λ donne donc une idée du
dimensionnement du convertisseur de puissance associé : un λ faible entrâıne
un convertisseur surdimensionné par rapport à la puissance de la MRV [MIL
89].

D’après la figure 2.17 (cf. annexe G), on constate que pour chaque
nombre de dents au rotor Nr, il existe un nombre de plots par phase qui
maximise le couple volumique. Un nombre de plots par phase trop grand ou
trop faible diminue le couple massique. En effet, pour les grands nombres
de plots par phases, le nombre de dents par plots diminue jusqu’à la valeur
limite de un (MRV à gros plots). Pour un seul plot par phase, les culasses
et les plots sont de très faibles épaisseurs et le niveau de saturation de la
machine est important. Cependant, la faiblesse de ces épaisseurs permet
d’augmenter le rayon d’entrefer (diamètre extérieur fixé) : pour une même
force, le couple est plus grand. Pour 2 plots par phase, les culasses et les
plots sont très important ce qui réduit le niveau de saturation mais aussi le
rayon rotorique : pour une même force, le couple est plus faible. Le nombre



2.6 Optimisation globale de la structure électromagnétique 67
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H

H
H

HH

Nps/q

Γ/M [Nm/kg]
M [kg]
L [m]

Pj [W ]
λ [/]

Nr = 32 Nr = 40 Nr = 48 Nr = 64 Nr = 80 Nr = 88 Nr = 128

2 8.4 8.4 8.4 8.3 8.1 8.3
240 239 239 243 247 245

0.166 0.154 0.157 0.162 0.157 0.158
244 185 207 255 189 99
0.67 0.50 0.53 0.44 0.45 0.47

4 10.9 12.6 13.5 13.2 13.4
184 159 149 151 149

0.160 0.133 0.132 0.121 0.121
413 265 255 189 99
0.68 0.59 0.45 0.55 0.46

6 12.8
157

0.151
421
0.63

8 10.4 13.5 13.7 16.05
195 148 137 125

0.204 0.161 0.142 0.150
753 439 320 274
0.56 0.60 0.44 0.52

10 10.1 12.8
199 157

0.213 0.163
800 478
0.52 0.53

12 9.6
207

0.213
807
0.49

16 9.3 10.7
214 187

0.242 0.207
853 539
0.48 0.45

20 8.4
237

0.268
913
0.45

32 6.0
331

0.357
1120
0.34

Tab. 2.16 – Influence du nombre de dents
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Tab. 2.17 – MRV optimisées à 4 et 8 plots par phase
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Fig. 2.18 – Longueur de la machine en fonction du nombre de plots par
phase (Nps/q) de dents au rotor Nr
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de plots par phase optimal se situe entre ces deux valeurs extrêmes.
Le nombre de plots par phase optimal varie selon le nombre de dents Nr

mais pour 4 et 8 plots par phase on obtient respectivement 2 et 3 machines
ayant le meilleur couple massique. Le meilleur couple massique est obtenu
pour 128 dents au rotor et 8 plots par phase avec 16 Nm/kg tandis que
le moins bon (6 Nm/kg) est obtenu pour 128 dents et 32 plots par phase
ce qui revient à une dent par plot. Les plus faibles couples massiques sont
donnés pour les machines à 2 plots par phase avec environ 8.3 Nm/kg (le
couple massique vaut entre 8.1 et 8.4 Nm/kg).

Comme il a été présenté en 1.5, en régime linéaire le couple est propor-
tionnel au nombre de dents rotoriques. Cependant, la figure 2.18 montre
que la longueur à couple constant n’évolue plus entre 88 et 128 dents : avec
l’augmentation du nombre de dents, la perte de différence d’énergie entre la
conjonction et l’opposition due à la diminution de l’effet réluctant (plus le
nombre de dents est grand et plus le l’entrefer est « lisse ») compense exac-
tement le gain réalisé en diminuant l’angle entre les deux positions. On a
Γ ∝ ∆W ′/∆θ = constante, or la différence d’angle ∆θ diminue si le nombre
de dents croit ; la différence de coénergie ∆W ′ diminue donc proportion-
nellement avec la différence d’angle ∆θ entre les machines à Nr = 88 et
Nr = 128.

La figure 2.18 présente l’évolution de la longueur de la machine pour un
couple constant de 2000 Nm. Comme pour le couple massique, il existe un
nombre de plots par phase qui donne une longueur minimale (ou un couple
volumique maximum). Sur les sept nombres différents de dents au rotor Nr

étudiés, quatre ont le couple volumique maximum à 4 plots par phase. Les
combinaisons (Nr − Nps/q) qui donnent le couple massique le plus grand
ne sont pas nécessairement celles qui donnent le meilleur couple volumique
bien que ces deux paramètres suivent la même tendance. Le meilleur couple
volumique est obtenu pour Nr = 88, 128 et 4 plots par phase alors que le
couple massique le plus performant correspond à Nr = 128 et 8 plots par
phase. Aussi, le choix de la structure peut se faire suivant un critère de
couple volumique ou de couple massique. Les variations de longueur sont
significatives pour un nombre de dents donné : par exemple pour 80 dents
au rotor, on passe de 0.132 m (4 plots par phases) à 0.268 m (20 plots par
phases).

Les machines à une dent par plot (nombre de plots par phase maximum
pour chaque Nr) donnent de très mauvaises performances aussi bien au
niveau du couple massique, du couple volumique (longueur machine) que
des pertes Joule. Ceci montre l’intérêt d’utiliser des structures de MRV à
plots dentés pour des grand nombres de dents au rotor (entre 32 et 128 pour
notre étude). Cette particularité s’ajoute au fait que les MRV à plots dentés
sont intéressantes pour leur facilité de bobinage (cf. chapitre 1).

La figure 2.19 expose les pertes Joule pour toutes les MRV optimisées.
On remarque que les pertes Joule augmentent quasiment linéairement avec
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le nombre de plots par phase et que pour un nombre de plot par phase
donné, les pertes Joule diminuent avec le nombre de dents Nr. Ce réseau de
courbes a la même allure que l’évolution de la longueur de la machine : à
surface de bobine égale, les pertes Joule sont proportionnelles à la longueur
de la machine.

La figure 2.20 montre les variations du rapport d’énergie λ des machines
optimisées. Ce rapport est à l’image du facteur de dimensionnement du
convertisseur de puissance associé à la machine. Le meilleur rapport λ est
obtenu pour la machine 24/32 à 4 plots par phase (λ = 0.68) alors que
le plus mauvais est donné par la MRV 96/128 à 32 plots par phase (c-à-
d une dent par plot) avec λ = 0.34. Le rapport λ a tendance à diminuer
avec l’augmentation du nombre de dents Nr. En effet, l’augmentation du
nombre de dents Nr conduit à une augmentation de l’énergie en opposition
qui dégrade le rapport λ. Le rapport d’énergie de la MRV 96/128 à 8 plots
par phase (meilleur couple massique 16 Nm/kg) est de 0.52 alors que les
MRV 48/64 à 4 et 8 plots par phase donnent respectivement 0.59 et 0.6
(pour 12.6 et 13.5 Nm/kg). Un compromis doit donc être effectué entre le
couple massique de la MRV et le dimensionnement du convertisseur.

Les machines du tableau 2.17 présentent des formes de plots statoriques
« creuses » (Nr = 88, 4 plots par phase) et « plates » (Nr = 128, 4 plots
par phase) qui seront étudiées dans la partie suivante. Les épaisseurs de
culasses sont sensiblement identiques pour un nombre de plots par phase
donné quelque soit le nombre de dents au rotor Nr. Cependant elles dimi-
nuent lorsque l’on passe de 4 à 8 plots par phase et ceci pour chaque nombre
de dents rotoriques Nr.

On notera que tous les résultats sont donnés pour une seule optimisation
par l’AG. Cependant, comme le montre la partie 2.6.5, les résultats sur
plusieurs optimisations peuvent faire apparâıtre de faibles disparités (écart
type de 0.29 Nm pour une moyenne de 12.7 Nm). Il nous est donc possible
de tirer des conclusion sur les résultats obtenus.

Pour chaque nombre de plots par phase, il existe un nombre
de dents qui maximise le couple massique. De même, pour chaque
nombre de plots par phase, il existe un nombre de dents qui maxi-
mise le couple volumique mais qui ne maximise pas nécessairement
le couple massique. Les pertes Joule augmentent avec le nombre
de plots par phase mais diminuent avec le nombre de dents. Le
choix d’une machine doit donc réaliser un compromis entre le
couple massique, le couple volumique, les pertes Joule et le rap-
port d’énergie. La machine à Nr = 64, Ns = 48 et à 4 plots par
phase réalise un bon compromis.
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2.6.5 Étude de la convergence de l’AG sur la MRV 48/64 à
4 plots par phase

La convergence de l’AG a donné de bons résultats sur des fonctions
analytiques tests classiques (cf. 2.4.2). Cependant, le problème traité est
complexe et demande de vérifier la précision des résultats obtenus pour les
fonctions analytiques sur la MRV. La MRV 48/64 à 4 plots par phase est
choisie pour étudier la convergence sur 50 essais. Comme pour toutes les
optimisations de la partie 2.6 le jeu de paramètres (P2) de l’AG est choisi :

– Population : 100 individus.
– Nombre de génération : 100.
– Probabilité de croissement : 80%.
– Probabilité de mutation : 1%.

L’évaluation de la population de 100 machines sur 100 générations de-
mande 3 jours de calculs (microprocesseur 2Ghz) pour une optimisation soit
150 jours pour l’étude de la convergence sur 50 optimisations.

Moyenne Valeur Valeur Ecart type
maximale minimale

Couple massique 12.7 13.1 12.1 0.29
[Nm/kg]

Tab. 2.18 – Résultats statistiques sur le couple massique

Paramètres Moyenne Valeur Valeur Ecart type
maximale minimale

αs1 0.341 0.366 0.311 0.0116

αr1 0.343 0.366 0.326 0.0109

αs2 0.326 0.463 0.200 0.0583

αr2 0.372 0.467 0.299 0.0371

hs [mm] 10.5 13.0 6.99 1.5

hr [mm] 10.8 13.4 8.02 1.3

Es [mm] 28.9 31.0 26.0 1.2

Er [mm] 27.6 29.1 25.0 1.1

hb [mm] 44.2 51.5 36.9 3.8

β [̊ ] 6.14 7.89 4.87 0.58

Ra [mm] 245 269 224 1.21

βa [̊ ] 7.42 9.98 5.85 1.2

Rr [mm] 219 225 208 4

Tab. 2.19 – Étude statistique sur les paramètres géométriques
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Paramètres Moyenne Valeur Valeur Ecart type
maximale minimale

|Es − Er| [mm] 1.31 3.00 0 0.842
|hs − hr| [mm] 1.55 5.00 0 1.18
|αs1 − αr1| 0.0121 0.0453 0 0.105
|αs2 − αr2| 0.0584 0.175 0.0090 0.58

Tab. 2.20 – Étude statistique sur les paramètres géométriques ”croisés”

Les tableaux 2.18, 2.19 et 2.20 présentent une étude statistique des
résultats d’optimisation sur le couple massique, les paramètres géométriques
de la machine et le croisement de certains paramètres. Pour chaque pa-
ramètre, la moyenne, les valeurs maximales et minimales et l’écart type sont
calculés.
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Fig. 2.22 – Histogramme du couple massique

D’après la figure 2.22 et les tableaux 2.18, 2.19 toutes les optimisations
n’aboutissent pas vers une seule et unique MRV aussi bien au regard des
paramètres géométriques que du couple massique. La MRV 64/48 à 4 plots
par phase optimisée sur un essai (II.6.2 à II.6.4) donne un couple massique
de 12.6 Nm/kg qui est très proche de la moyenne des 50 optimisations
de 12.7 Nm/kg. Certains paramètres géométriques présentent des grandes
disparités alors que d’autres tendent presque systématiquement vers la même
valeur. On s’intéressera d’abord à l’analyse des paramètres des petites dents,
puis des paramètres globaux de la machine ce qui permettra de mettre en



2.6 Optimisation globale de la structure électromagnétique 75
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Fig. 2.23 – Histogramme des rapports cycliques des petites dents αs1 , αr1

, αs2 et αr2

évidence deux familles de machines.

Analyse des résultats sur les petites dents

La figure 2.23 présente l’histogramme des rapports cycliques des petites
dents. Il est intéressant de remarquer que les rapports cycliques αs1 et αr1

varient très peu (écart type de 0.0116 et 0.0109) autour d’une valeur moyenne
de 0.341 et 0.342. De plus, les valeurs de αs1 et αr1 tendent vers des valeurs
quasiment identiques pour chaque machine particulière puisque la différence
est en moyenne et en valeur absolue de 0.0121. On notera que les rapports
cycliques αs1 et αr1 correspondent à la largeur des petites dents en regard
dans l’entrefer. La maximisation du couple massique exige donc des dents de
même largeur au niveau de l’entrefer, ces paramètres sont particulièrement
importants puisque la conversion de l’énergie se produit principalement au
niveau de la « petite denture ».

La répartition des rapports cycliques αs2 et αr2 est plus diffuse. Alors
que αs1 et αr1 restent entre 0.311 et 0.366, αs2 et αr2 se répartissent entre
0.2 et 0.463. Le choix des rapports cycliques αs2 et αr2 (largeur du « fond »de
l’encoche) est moins critique que pour αs1 et αr1. Les valeurs moyennes de
αs2 et αr2 sont respectivement de 0.326 et 0.372 ce qui est assez poche des
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Fig. 2.24 – Histogramme des profondeurs des petites dents hs et hr

valeurs de αs1 et αr1.

Les paramètres des petites dents statoriques donnent un couple maxi-
mum lorsque d’une part les rapports cycliques des dents αs1 et αr1 sont
égaux à 0.34 et d’autre part, quand les rapports cycliques des encoches αs1

et αr1 sont de l’ordre de 0.32 à 0.37. Les deux derniers paramètres ( αs2

et αr2) ayant une faible influence sur le couple massique, on pourrait se
permettre de prendre des valeurs égales à celle de αs1 et αr1 soit 0.34.

Les histogrammes des profondeurs statoriques et rotoriques des petites
dents hs et hr sont présentés sur la figure 2.24. La profondeur de dent sta-
torique hs est plus diffuse (hs [6.99 ; 13] mm contre hr [8.02 ; 13.4] mm) et
en moyenne légèrement plus petite (10.5 contre 10.8 mm) que la profondeur
de dent rotorique hr. La profondeur de dent statorique hs est limitée par les
emplacements des bobinages. En effet, pour une forme creuse des gros plots,
une valeur de hs trop importante augmenterait la saturation dans la « zone
de saturation » comme le montre la figure 2.25 (profondeur de dents stato-
riques trop grande). A l’extrême, la zone serait tellement saturée que le flux
ne pourrait plus passer par les deux petites dents sur les deux « bords » de
chaque gros plot. La figure 2.25 montre que la saturation est principalement
localisée au niveau des petites dents.

La profondeur de dent rotorique hr n’est pas contrainte par le bobinage
et peut alors évoluer plus librement. Cependant une profondeur de dent
dégrade le couple massique à partir d’une valeur limite à cause d’une trop
forte saturation (cf. 2.15).

Les paramètres des petites dents les plus sensibles (αs1 et αr1)
tendent vers la même valeur. Par contre, les paramètres αs2 et αr2

ont une répartition diffuse et sont peu sensibles. Les valeurs de
profondeur de dents hs et hr sont sensiblement égales. L’optimisa-
tion des petites dents pourrait être réalisée avec deux paramètres
au lieu de six en prenant un rapport cyclique α (α = αr1 = αs1 =
αr2 = αs2) et une profondeur de dents h (hs=hr).
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Fig. 2.25 – Saturation due à la profondeur de dent statorique hs
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Fig. 2.26 – Histogrammes des paramètres de gros plots βa et Ra

Point A


Fig. 2.27 – Machines à plots « creux » (groupe A, βa = 6̊ ) et à plots
« droits » (groupe B, βa = 9̊ )

Analyse des résultats sur les grandes dimensions

La figure 2.26 montre les paramètres qui permettent de définir la position
du point A (βa et Ra) c’est-à-dire la forme des plots. Un angle βa faible donne
plutôt une structure à plots « creux » tandis qu’un βa grand a tendance à
former des plots « droits ». L’histogramme de βa met en évidence deux
groupes de machines avec entre les deux une « zone morte ». Le groupe A
comprend les machines ayant un angle βa inférieur à 8.2̊ et le groupe B les
machines ayant un angle βa supérieur à 8.9̊ . La répartition de Ra présente
aussi deux groupes moins différenciés que pour βa. En effet, une structure
à βa faible (groupe A) tend plutôt vers des plots de forme creuse avec un
rayon Ra grand, tandis qu’un angle βa grand (groupe B) aboutit à un rayon
Ra faible comme le montre la figure 2.27.

Remarque : Toutes les machines du groupe B sont « droites » mais il

se peut que quelques machines « droites » apparaissent parmi le groupe A.

Sur les 36 machines du groupe A, il existe 4 machines dites plates.
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Couple massique Moyenne Valeur Valeur Ecart type
[Nm/kg] maximale minimale

Groupe A 12.7 13.1 12.1 0.33
Groupe B 12.9 13.1 12.8 0.08

Tab. 2.21 – Résultats statistiques des groupes A et B
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Fig. 2.28 – Histogramme du couple massique des machines des groupes A
et B

Sur les 50 machines optimisées, on distingue 14 machines à plots creux
(A) et 36 machines à plots droits (B). Le tableau 2.21 et la figure 2.28
montrent une répartition étroite des machines du groupe B autour de 12.9
Nm/kg tandis que celles du groupe A occupent un spectre plus large avec
une moyenne plus faible de 12.7 Nm/kg. Les machines à plots droits (B)
aboutissent à des couples massiques très proches (écart type de seulement
0.05) car elles laissent très peu de liberté de forme de plots alors que les
machines à plots creux peuvent aboutir à un très grand nombre de formes
différentes. En résumé, la machine à plots droits donne un bon couple mas-
sique mais limité par la nature de sa forme alors que la machine à plots creux
aboutit à un couple massique pouvant être plus important grâce à une plus
grande liberté de forme des plots.

Les histogrammes des épaisseurs de culasses statoriques et rotoriques
sont donnés en figure 2.29. La répartition de ces deux paramètres est très
proche avec des moyennes de 28.9 mm pour la culasse statorique et 27.6 mm
pour la rotorique. La différence |Es − Er| moyenne de 1.31 mm n’est pas
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Fig. 2.29 – Histogramme des épaisseurs de culasses

significative par rapport à la moyenne de chacun des deux paramètres (écart
relatif de l’ordre de 4%).

Conclusion de l’étude de convergence.

Une étude statistique des résultats d’optimisation de l’AG (al-
gorithme lancé 50 fois) sur une machine 64/48 à 4 plots par phase
nous autorise à dresser la conclusion suivante : Les machines op-
timisées se repartissent en deux groupes à savoir les machines à
plots creux (groupe A) et celles à plots plats (groupe B).

Nous allons d’abord nous intéresser aux conclusions qui peuvent
s’appliquer à l’ensemble des machines puis nous mettrons en évidence
les spécificités de chaque groupe :

– Les rapports cycliques des dents αs1 et αr1 sont très proches
et centrés autour de 0.34.

– Les rapports cycliques des dents αs2 et αr2 ont une répartition
diffuse mais de moyenne proche de 0.34.

– Les profondeurs de dents hs et hr sont quasiment identiques
(hr légèrement supérieur à hs du aux contraintes sur les plots).

– L’influence des deux groupes est plus visible pour les pa-
ramètres globaux. On note que les machines plates sont toutes
très proches aussi bien pour les dimensions que pour le couple
massique alors que les machines creuses présentent de plus
grandes disparités.

Pour la suite, une machine plate est choisie pour sa facilité de
construction (tableau 2.22, figure 2.30). La longueur de la machine
pour un couple moyen de 2000 Nm est de 0.133 m. Le calcul de
la résistance de phase pour une spire et des pertes Joule donne
R1−spire = 35.6 10−6 Ω et Pj = 664 W (Annexe C). Parmi les machines
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Paramètres Machine choisie

αs1 0.361

αr1 0.354

αs2 0.338

αr2 0.304

hs[mm] 12.1

hr[mm] 11.0

Es[mm] 31

Er[mm] 29

hb[mm] 46.5

β [̊ ] 6.14

Ra[mm] 230

βa [̊ ] 8.47

Rr[mm] 217

Couple massique 12.8
[Nm/kg]

Tab. 2.22 – Paramètres de la MRV optimisée choisie

Fig. 2.30 – Tracé des lignes de champ de la MRV choisie

plates, αs1 + αr1 est pris le plus grand possible afin de faciliter
la commande avec deux phases alimentées en même temps (cf.
chapitre 4).
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2.7 Comparaison avec d’autres structures à attaque
directe pour les applications éoliennes

M. Dubois compare 60 machines à forts couples, réalisées ou étudiées,
suivant un critère de couple volumique et un critère de coût du couple.
Ces deux paramètres sont considérés comme essentiels pour l’utilisation des
machines à attaque directe dans les éoliennes [DUB 00a]. Il s’agit dans cette
partie de comparer la MRV 48/64 optimisée et choisie (tableau 2.22, figure
2.30) aux machines étudiées par M. Dubois et dans [MACH 05] suivant les
deux critères suivants :

1. Le couple volumique [kNm/m3] :

Γd =
Γ

(
π d2

0
4

)

L
(2.28)

Avec Γ est le couple, d0 le diamètre extérieur du stator et L la longueur
de la machine.

2. Le coût au couple [ECU/(kNm)] : Seules les parties actives sont
prises en compte. Le fer, le cuivre et les aimants ferrites ont un coût
de 6 ECU/kg. Les aimants terres rares ont un coût de 40 ECU/kg.

Ces deux critères sont appliqués à la MRV 48/64 à 4 plots par phase
choisie :

– Γd = 53 kNm/m3

– Coût au couple = 469 ECU/(kNm)
En plus des 60 machines répertoriées par M. Dubois, on ajoute les ma-

chines à attaque directe pour les applications éoliennes [MAC 05]. Ces ma-
chines ont été dimensionnées en respectant les contraintes du 2.5.1,et comme
elles ont été dimensionnées dans le cadre du GDR ME2MS elles seront notées
« GDR ».

La référence pour les comparaisons est la machine à aimants permanents
à flux radial (RFPM) à aimants posés en surface. Le couple massique de la
MRV 48/64 étudiées (469 ECU/kN) est meilleur que les autres SRM (1200)
et la RFPM (1000) et le couple volumique est très nettement amélioré :
53 kN/m3 contre environ 10 kN/m3 pour les SRM les RFPM. On notera
que seules 3 SRM sont présentées par M. Dubois, il faut alors prendre les
comparaisons avec prudence.

Le couple volumique est moins important que les machines à flux trans-
verse (TFPM) bien que le coût soit sensiblement le même. Ceci provient du
fait que les TFPM utilisent des aimants qui améliorent le couple ayant pour
effet d’augmenter le coût du couple.

Comparée aux machines présentées dans [MAC 05], la MRV 48/64 a des
performances intermédiaires au regard du couple volumique mais elle est
bien positionnée vis-à-vis du coût au couple.



2.7 Comparaison avec d’autres structures à attaque directe pour
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Fig. 2.31 – Comparaison du couple volumique

Fig. 2.32 – Comparaison du côut au couple

La MRV 48/64 à 4 plots par phase montre des performances
comparables aux machines à attaque directe existantes et se ca-
ractérisent par un bas coût.
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2.8 Conclusion

Ce chapitre nous a permis d’établir un lien entre les caractéristiques
géométriques de la structure électromagnétique et le couple et/ou le couple
massique. Dans un premier temps, les petites dents rotoriques et statoriques
ont été optimisées pour une MRV64/48 à 4 plots par phases. Les paramètres
globaux (tous les paramètres autres que les petites dents) de cette structure
ont été prédimensionnés analytiquement. Comme la conversion de l’énergie
s’effectue dans l’entrefer, on a supposé que la forme des plots n’influait pas
sur la forme des petites dents. Le couple est alors maximisé en jouant sur
les petites dents et le couple massique en faisant intervenir les paramètres
globaux de la structure. Les optimisations sur des formes prédéterminées et
sur une forme aléatoire ont montré que la forme trapézöıdale au rotor et au
stator était celle qui donne le meilleur couple.

Les optimisations du couple massique ont permis de montrer que pour
chaque nombre de dents au rotor et au stator, il existe un nombre de plots
par phase qui donne le plus grand couple massique. Le couple massique et
le couple volumique crôıt avec le nombre de dents au rotor Nr .

L’étude de la convergence de l’AG sur une MRV 48/64 à 4 plots par
phase a montré que certains paramètres étaient très sensibles (comme αs1

et αr1) alors que d’autres ne semblent pas avoir une grande influence sur le
couple massique (comme αs2 et αr2). L’aspect le plus intéressant de cette
étude est la séparation des MRV optimisées en deux familles de machines :
les machines à plots « plats » et les machines à plots « creux ». La forme
« creuse » permet de faire passer des courants plus importants (et de tenir
les bobinages) mais elle donne des niveaux de saturation élevés. On notera
que la forme « creuse » a déjà été utilisée pour les MRV à plots dentés [ZEIS
80] alors que la forme « plate » ressemble davantage aux structures à une
dent statorique par plot. Les machines creuses couvrent un grand spectre de
formes et de couple massique alors que la forme plate donne des machines
très semblables aussi bien sur la forme que sur le couple massique obtenu.
Parmi les 50 MRV optimisées, une machine de forme « plate » est choisie
pour la suite des travaux en raison de sa facilité de construction.

Enfin, une étude comparative des MRV optimisées avec d’autres ma-
chines fort couple dédiées aux applications éoliennes a montré des perfor-
mances similaires aussi bien au niveau du couple volumique que du coût au
couple.
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3.2.1 Méthode d’interpolation de Kriegeage . . . . . . . 88

3.2.2 Modélisation externe de la Machine à Réluctance
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Notations utilisées dans le chapitre

φ : Flux de phase
θ : Position électrique du rotor par rapport au stator

(θ = 0 correspond à la position de conjonction)
θm : Position mécanique du rotor par rapport au stator
θon : Angle d’allumage du courant de phase
θoff : Angle d’extinction du courant de phase
Γ : Couple de phase
Γref : Valeur du couple de référence
Γrefj : Couple de référence dans la phase « j »

Ω : Vitesse de rotation du rotor
CDC : Condensateur du bus continu
E : Fem de phase

Emagn−max : Énergie maximum nécessaire pour magnétiser une phase

Econd : Énergie du condensateur CDC

EDC : Énergie consommée par la charge RDC

ij : Courant dans la phase « j »

irefj : Courant de référence dans la phase « j »

iDC : Courant traversant la résistance RDC

itot : Courant de bus en sortie du demi pont en H
ic : Courant traversant le condensateur CDC

Iref : Valeur du courant de référence (courant rectangulaire)
Nspires : Nombre de spires
NImax : Courant maximum dans une phase
Ldyn : Inductance dynamique de phase
Lstat : Inductance statique de phase
PDC : Puissance du bus continu
q : Nombre de phases de la machine
RDC : Résistance de charge du bus continu
R : Résistance de phase de la machine
Sj : Fonction de commutation de la phase « j »

Vj : Tension aux bornes de la phase « j »

Vd : Chute de tension d’un semi-conducteur
VDC : Tension aux bornes de la résistance RDC
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3.1 Introduction

L’optimisation de la structure électromagnétique de la MRV basse vitesse
a été mise en œuvre dans le chapitre précédent. Ce dernier a permis de
dégager une MRV 64/48 en vue de la commande avec 64 dents au rotor
et 48 dents au stator réparties sur 12 plots. Nous proposons d’élaborer la
commande de cette machine en régime de fonctionnement générateur. Le
schéma de principe est présenté en figure 3.1. Il comprend la génératrice à
réluctance variable, un convertisseur statique (trois demi-ponts en H) et une
charge constituée d’un condensateur et d’une résistance destinée à absorber
la puissance active.

Fig. 3.1 – Schéma synoptique de la MRV basse vitesse connectée à une
éolienne

La génératrice est d’abord modélisée par la méthode des éléments finis.
Puis, le réseau de courbes du flux en fonction de la position et du courant est
approximé par Krigeage en vue de la commande (sous Matlab/Simulink). Le
principe de fonctionnement est ensuite abordé pour illustrer les phases de
magnétisation et de génération (transfert de l’énergie de la machine vers la
charge). Le dimensionnement du condensateur CDC est alors traité afin de
satisfaire les contraintes de magnétisation de la GRV et de commandabilité
du convertisseur.

La commande est traitée selon deux approches. La première utilise des
courants de référence de forme rectangulaire. Dans ce cas, les angles d’allu-
mage et d’extinction du courant sont optimisés avec un Algorithme Génétique
(AG) afin de maximiser séparément la puissance disponible sur le bus continu
puis pour minimiser l’ondulation de couple. Ensuite on utilise un AG Pa-
reto multi-objectifs pour à la fois maximiser la puissance du bus continu et
minimiser l’ondulation de couple.

La deuxième approche consiste à imposer des courants de formes non-
rectangulaires. Dans ce cas, l’ondulation de couple est minimisée en imposant
sur chaque phase une consigne de couple de sorte que la somme des couples
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soit constante. Un tableau de valeurs permet alors d’imposer pour chaque
phase la consigne de courant correspondant à la consigne de couple. Deux
formes sont optimisées par AG et comparées : trapézöıdale et asymétrique.
Une consigne de couple de forme asymétrique permet de mieux tenir compte
de la variation de l’inductance dynamique de la machine.

Enfin, la régulation de la tension du bus continu est analysée. Une ap-
proche par transfert de puissance est adoptée pour synthétiser un régulateur
PI associé à une fonction miroir.

3.2 Modélisation de l’ensemble convertisseur-GRV

3.2.1 Méthode d’interpolation de Kriegeage

La méthode d’interpolation par Krigeage a d’abord été utilisée dans les
années 1950 pour le génie civil dans le cadre de la prospection minière.

Soit une fonction de deux variables f(x, y) à approximer. On peut l’ap-
proximer par :

f (x, y) = a1 + a2 x + a3 y +
N∑

j=1

αj g

(√

(x − xi)
2 + (y − yi)

2
)

(3.1)

Avec a1, a2, a3 et α1, α2, · · ·αn solutions du système 3.2. Ces coefficients
sont appelés coefficients de Krigeage. La fonction f(x, y) passe par les N
points de coordonnées (f(xi, yi), xi, yi).
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(3.2)

Avec f(xi, yi) les valeurs mesurées ou calculées de la fonction à interpoler
aux points (xi, yi).

Les coefficients ki,j sont donnés par la relation suivante :

kij = g

(√

(xi − xj)
2 + (yi − yj)

2
)

= g (h) (3.3)

La fonction g(h) doit être choisie en fonction du problème à résoudre.
La fonction g(h) suivante a été utilisée pour une MRV à une dent par plot
[DAH 02] :

g (h) = h2 ln (h) (3.4)
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Cette fonction est utilisée par la suite car elle présente la particularité
d’avoir des dérivées premières et secondes définies et permet d’obtenir une
interpolation spline cubique [TRO 93].

En résumé, pour réaliser l’interpolation par Krigeage d’une fonction de
deux variables f(x, y), il est nécessaire de mesurer ou de calculer pour N
points la fonction f(xi, yi). Ensuite le système (3.2) est résolu et permet
de calculer les coefficients a1, a2, a3 et α1, α2, · · ·αn avec la fonction g (h).
A partir des coefficients calculés et des points de calcul ou de mesure de
la fonction f(xi, yi), il est alors possible avec la fonction de Krigeage de
déterminer f(xi, yi) pour tout point (xi, yi) de l’intervalle d’interpolation.

3.2.2 Modélisation externe de la Machine à Réluctance Va-
riable 64/48

Le réseau de courbes φ(I, θ) suffit à caractériser la MRV. Plusieurs
méthodes de modélisation de ce réseau existent parmi lesquelles le Krigeage
est choisi [DAH 02]. Mr Dahmane, dans le cadre de l’étude d’une MRV à
une dent par plots, a comparé la méthode d’interpolation par Krigeage aux
fonctions suivantes :

– Fonction d’approximation linéaire par morceaux.
– Fonction d’approximation exponentielle.
– Fonction d’interpolation par éléments de surface.

Il a montré que la méthode de Krigeage est mieux adaptée à la modélisation
de la MRV car elle permet d’aboutir à une fonction d’interpolation ayant
des dérivées peu oscillantes dans le domaine d’interpolation.

La modélisation externe adoptée s’appuie sur les hypothèses suivantes :

– Les phases sont découplées magnétiquement,
– Les pertes fer sont faibles.

La MRV est caractérisée par le réseau de flux φ(I, θ) en fonction du
courant et de la position du rotor. Ce réseau est défini par :







φ (I, θ) = a1 + a2 I + a3 θ +
N∑

j=1
αj g

(√

(I − Ii)
2 + (θ − θi)

2
)

g (h) = h2 ln (h)

(3.5)

Avec θ la position électrique. On rappelle que la position mécanique θm

est liée à la position électrique θ par la relation suivante :

θ = Nr θm (3.6)
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Fig. 3.2 – Caractéristiques de flux φ(I, θ) calculées par la méthode des
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Fig. 3.4 – Inductance dynamique Ldyn en fonction de la position du rotor
pour différents courants de phase - MRV 48/64
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Fig. 3.5 – Inductance dynamique Ldyn en fonction du courant de phase pour
différentes positions du rotor - MRV 48/64
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Fig. 3.6 – Couple en fonction de la position du rotor pour différents courants
de phase - MRV 48/64

L’inductance dynamique Ldyn, le coefficient de fem E/Ω et le couple Γ
se déduisent du flux φ(I, θ) avec les relations suivantes :

Ldyn (I, θ) =
∂φ (I, θ)

∂I
(3.7)

E (I, θ)

Ω
=

∂φ (I, θ)

∂θ
(3.8)

Γ(I, θ) = Nr

∂
I∫

0
φ(i, θ) di

∂θ
(3.9)

On montre que Ldyn, E/Ω et Γ peuvent s’écrire en fonction des coeffi-
cients de Krigeage de la façon suivante :

Ldyn (I, θ) = a2 +

N∑

i=1

αi (I − Ii)
(
1 + ln

(
(I − Ii)

2 + (θ − θi)
2
))

(3.10)

E (I, θ)

Ω
= a3 +

N∑

i=1

αi (θ − θi)
(
1 + ln

(
(I − Ii)

2 + (θ − θi)
2
))

(3.11)

Γ (I, θ) = Nr a3I + Nr

N∑

i=1

αi (θ − θi)
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(3.12)

Toutes les courbes sont données sur la machine à une spire. Les relations
permettant de connâıtre les valeurs caractéristiques de la machine pour un
nombre de spires Nspires sont données par :
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





φ(Nspires) = Nspires φ(1spire)

I(Nspires) =
I(1spire)

Nspires

L(Nspires) = N2
spires L(1spire)

(E
Ω )(Nspires) = Nspires (E

Ω )(1spires)

(3.13)

Pour la suite, le courant total qui correspond au courant dans 1 spire
(I(1spire)) sera noté (NI)max.

Le réseau de flux φ(I, θ) est calculé par la méthode des éléments finis
(cf. chapitre 2) pour 20 positions comprises entre 0̊ électrique (conjonction)
et 180̊ électriques (opposition) et 20 valeurs de courants comprises entre 0
et le courant maximum (3520 At). La caractéristique φ(I, θ) est symétrique
et périodique ; les valeurs de flux entre 180̊ et 360̊ électriques peuvent donc
se déduire des valeurs calculées entre 0̊ et 180̊ électriques par symétrie.

Le réseau de flux φ(I, θ) est présenté en figure 3.2 pour une spire par
plot. Afin de limiter les « effets de bord », le flux φ(I, θ) calculé est dupliqué
par symétrie sur chacune des extrémités du réseau d’origine (3.2) comme
présenté sur la figure 3.3.

Les réseaux d’inductance dynamique Ldyn(I, θ) sont présentés sur les
figures 3.4 et 3.5. Le couple Γ(I, θ) est montré figure 3.6.

A partir de ces courbes, on peut noter que le flux maximum pour une
spire (φmax−1spire) en position de conjonction est de 58.8 mWb et le cou-
rant total (Imax−1spire) est de 3520 A. Le coefficient de fem (E

Ω )(1spires)

maximum est de 0.85 V/(rd/s). Les inductances en positions de conjonc-
tion et d’opposition en régime linéaire pour une spire sont respectivement
de Lconj−1spire = 45.5µH et Lopp−1spire = 13.7µH.

D’un point de vue qualitatif, la machine est fortement saturée puisqu’à
partir d’un courant d’environ 500 A soit à un septième du courant maximum,
l’ inductance en conjonction n’est plus constante. De même, à partir d’un
courant d’environ 3000 A, l’inductance en opposition n’est plus constante. A
partir de 1250 A, l’inductance dynamique en conjonction devient inférieure à
l’inductance en opposition (figure 3.5). En effet, la saturation de la machine
conduit à une pente du flux plus faible en conjonction qu’en opposition
(figure 3.2). La forte saturation de la machine mène aussi à un couple à
courant constant très ondulé notamment pour les grandes valeurs de courant
(figure 3.6).

Remarque :

Les calculs de flux, d’inductance, de fem et de couple sont effectués en fai-
sant l’hypothèse que les phases sont découplées magnétiquement. Le calcul du
couple est alors effectué en faisant la somme des couples produits par chaque
phase. Cette méthode de calcul est simple mais néglige deux phénomènes :



94 Commande de la GRV basse vitesse

K
1


K
2


D
1


D
2


Phase 1
 R
DC
C
DC

Phase 2
 Phase 3


V
DC


V
1


i
1


i
DC
i
tot


Fig. 3.7 – Demi pont asymétrique

– Les effets de mutuelle : lorsqu’une seule phase est alimentée, un
flux circule dans les phases adjacentes.

– La saturation croisée : lorsque plusieurs phases conduisent, la présence
d’un fort flux dans les culasses peut mener à la saturation de cette par-
tie du circuit magnétique.

Il serait nécessaire pour une prise en compte de ces deux phénomènes de
réaliser les calculs non plus avec une fonction de deux variables (φ(I, θ),
L(I, θ) ...) mais de quatre variables dans le cas d’une machine triphasée
(φ(I1, I2, I3, θ), L(I1, I2, I3, θ) ...). Le calcul par élément fini serait alors
considérablement plus long et la modélisation externe de la machine plus
complexe. Les travaux de DEA de Ramdane effectués en collaboration avec le
L2EP de Lilles ont montré qu’il existait un couplage sur la machine étudiée
avec des mutuelles de l’ordre de 2.5 % de l’inductance de phase [RAM 05].

3.2.3 Modélisation et analyse du fonctionnent du convertis-
seur

On a vu que la production de couple ne dépend pas du signe du courant
(cf. chapitre 1), la MRV peut fonctionner avec un courant unidirectionnel.
La topologie la plus utilisée pour le convertisseur est le demi-pont en H qui
permet d’imposer aux bornes de chaque phase une tension Vj égale à +VDC ,
0 ou −VDC avec VDC la tension du bus continu (figure 3.7 pour une machine
triphasée).

L’équation pour la phase « j » est donnée par :

Vj = R · ij + E(ij , θ, Ω) + Ldyn(ij , θ) ·
dij
dt

(3.14)

Les différents modes de fonctionnement de la machine sont résumés dans
les tableaux 3.1 et 3.2.

En mode moteur avec la fem E positive, si les interrupteurs K1 et K2

sont fermés, la tension du bus continu +VDC est appliquée et le courant
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Vphase Interrupteurs fermés

Courant +VDC K1, K2

croissant

Courant −VDC D1, D2

décroissant 0 K1, D1 ou K2, D2

Tab. 3.1 – État des interrupteurs pour un fonctionnement moteur

Vphase Interrupteurs fermés

Courant +VDC K1, K2

croissant 0 K1, D1 ou K2, D2

Courant −VDC D1, D2

décroissant

Tab. 3.2 – État des interrupteurs pour un fonctionnement générateur

augmente. Pour une tension nulle ((K1, D1) ou (K2, D2) passants) le courant
décrôıt en phase de roue libre. Si D1 et D2 sont passantes, la tension est
négative et le courant décrôıt.

En mode générateur avec la fem E négative, si la tension du bus continu
VDC est appliquée sur la phase « j »(Vj = VDC), alors le courant augmente.
Pour une tension de phase Vj nulle, le courant crôıt en phase de roue libre.
Si la tension Vj est négative, le courant décrôıt. Le mode générateur pose un
problème qui n’existe pas en mode moteur à cause de la fem E négative. En
effet, si la fem est supérieure à la tension du bus continu VDC alors le courant
est croissant lorsque D1 et D2 conduisent et il n’existe plus de configuration
où le courant est décroissant. Dès lors le courant augmente sans qu’aucun
contrôle ne soit possible (perte de commandabilité du convertisseur). Pen-
dant la phase de roue libre, il est possible de travailler avec K1 et D1 ou
bien K2 et D2. On peut alterner les deux configurations afin de limiter les
échauffements et les sollicitations des composants.

Phases de Magnétisation et de génération de la machine

La GRV comprend deux phases de fonctionnement dans une période
électrique :

– La phase d’excitation ou de magnétisation.
– La phase de génération d’électricité.

Le principe de fonctionnement simplifié en régime linéaire est illustré sur
les figures 3.8 et 3.9.

La figure 3.8 montre la variation de l’inductance de phase, le courant
de phase, le couple (en valeur absolue) et l’évolution du point de fonction-
nement dans le plan flux-courant. Le courant crôıt du point A au point B
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Fig. 3.8 – Principe de fonctionnement simplifié (1er cas)
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Fig. 3.9 – Principe de fonctionnement simplifié (2ème cas)
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jusqu’à sa valeur de référence Iref . Comme l’inductance est constante pen-
dant cette phase, le couple produit est nul et toute l’énergie stockée dans
la GRV provient du bus continu (le condensateur pour une charge RC, le
courant itot est négatif cf. figures 3.7 et 3.10). Cette énergie de magnétisation
E1 correspond dans le plan flux-courant à la surface du triangle ABA’. Le
passage de A à B est appelé phase de magnétisation de la GRV.

Ensuite, le courant reste constant de B à C, toujours avec une inductance
constante. Le couple produit est toujours nul et le flux reste constant : les
points B et C sont confondus dans le plan flux-courant.

Le courant est constant de C à D lors de la phase décroissante de l’in-
ductance avec production de couple générateur. L’énergie restituée, renvoyée
de la machine vers la charge correspond à la surface CDD’A’ dans la plan
flux-courant.

Le courant est constant de D à E sous inductance constante et donc à
flux constant. Il n’y a pas de production de couple et les points D et E sont
confondus dans le plan flux-courant. Enfin, le courant décrôıt de E à F sous
une inductance constante (pas de production de couple). La GRV restitue à
la charge une énergie électrique correspondant à la surface EFD’.

Lors du cycle de fonctionnement, l’énergie magnétisante E1 apportée
par le bus continu correspond à la surface ABA’ et l’énergie mécanique E2

convertie à la surface ACDF.

La figure 3.9 montre le fonctionnement de la machine lorsque la phase
de magnétisation se prolonge au delà de la zone où l’inductance maximale
est constante.

Le courant crôıt de A à B sans production de couple, l’énergie stockée
dans la machine est prélevée au bus continu (le condensateur pour une charge
RC) et correspond à l’aire ABB’ dans le plan flux-courant.

Le courant augmente de B à C alors que la machine produit un couple
générateur (inductance décroissante). L’énergie électrique apportée par la
charge correspond à l’aire BCC’B’ et le couple générateur à ABC.

Le passage de C à F s’effectue de la même façon que précédemment
(figure 3.8).

Lors d’un cycle de fonctionnement, l’énergie magnétisante apportée par l
bus continu est représentée par E1 (ABCC’A) et l’énergie mécanique conver-
tie correspond à E2 (ABCDF).

En conclusion, pour le cas linéaire, l’énergie magnétisante prélevée au
bus continu est toujours inférieure au produit 1

2 φmax Imax. Le flux maxi-
mum est le flux en conjonction sous le courant maximum de la machine.
Un raisonnement similaire en régime saturé permet de conduire au même
résultat.
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Dans le cas général, on peut conclure que l’énergie magnétisante maxi-
mum prélevée à la charge est :

Emagn−max =
1

2
φmax Imax (3.15)

On notera que le produit φmax Imax est le même quelque soit le nombre
de spires puisque le flux est proportionnel au nombre de spires et le courant
est inversement proportionnel au nombre de spires (cf. équation 3.13)

La GRV peut fonctionner en excitation séparée ou en auto-excitée.
– En mode d’excitation séparée, l’excitation est réalisée en perma-

nence par un circuit externe composé d’une source continue et d’un
interrupteur.

– En mode auto-excité, l’excitation initiale est fournie par une source
de tension externe. Quand la tension générée (VDC) atteint sa valeur de
régime permanent, la source externe est déconnectée. La magnétisation
est alors assurée et maintenue par la suite par le condensateur (CDC).

Afin d’illustrer le fonctionnement de la GRV, une simulation de l’en-
semble convertisseur machine est effectuée en régime linéaire en mode auto-
excité.
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Fig. 3.10 – Formes d’onde typiques

La figure 3.10 montre une forme d’onde typique de courant en fonction-
nement linéaire avec le courant de bus itot associé et l’inductance de phase.
La figure 3.11 montre le parcours du point de fonctionnement de la machine
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Fig. 3.11 – Parcours du point de fonctionnement dans le plan flux-courant

dans le réseau calculé par éléments finis. Les point A et C de la figure 3.9
sont reportés sur la forme d’onde du courant et le parcours du point de
fonctionnement.

Quand K1 et K2 sont passants, le courant de phase est croissant (tension
positive aux bornes de la machine), le condensateur CDC fournit le courant
pour magnétiser la phase de la machine et alimenter la résistance de charge
RDC . Lorsque D1 et D2 sont passantes, le courant de phase est décroissant
(tension négative aux bornes de la machine), le courant dans une phase est
toujours dans le même sens mais celui du bus itot a changé. Le courant de
phase charge alors le condensateur CDC et alimente la résistance de charge
RDC .

Modélisation du bus continu

L’ensemble convertisseur-machine est chargé par un circuit RDC/CDC .
Le courant total du convertisseur itot et les courants de phases de la GRV
i1, i2 et i3 (déterminés à partir de la relation 3.14) sont liés par la relation
suivante :

itot(θ) = S1 i1(θ) + S2 i2(θ) + S3 i3(θ) (3.16)

Où Sj (j = 1, 2, 3) est une fonction de commutation définie comme suit :
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Sj =







1 si les diodes D1 et D2 sont passantes
0 si D1 et K1 ou D2 et K2 sont passants

−1 si les interrupteurs K1 et K2 sont passantes
(3.17)

La tension du bus continu VDC et le courant traversant la charge résistive
iDC sont liés par :

dVDC

dt
=

(itot − iDC)

CDC
(3.18)

3.2.4 Détermination du nombre de spires

Le choix du nombre de spires Nspires de la machine doit répondre à un
compromis entre les performances de la machine (production de couple) et
les pertes par conduction du convertisseur :

– Un faible nombre de spires permet d’obtenir de grandes dynamiques
de courant et de s’approcher d’une forme rectangulaire. La produc-
tion de couple est alors maximisée mais les courants passant dans le
convertisseur sont très importants (Iconvertisseurs = (NI)max/Nspires).

– Un grand nombre de spires permet de travailler avec des courants
plus faibles réduisant ainsi les pertes par conduction du convertisseur.
Cependant, il n’est plus possible de suivre des consignes à fort gradient
(notamment des courants rectangulaires), ce qui a pour effet de réduire
les performances de la MRV en terme de production de couple.

On se propose de déterminer le nombre maximum de spires en tenant
compte de la tension d’alimentation du bus VDC et du temps de montée du
courant, et le nombre minimum de spires en tenant compte des pertes dans
le convertisseur.

Pour la suite des calculs, on donne les valeurs caractéristiques de la GRV
64/48 suivantes :







φmax−1spire = 58.8 mW
Emax−1spire

Ω = 0.85 V/(rd/s)
(NI)max = 3520 At

(3.19)

Le nombre maximum de spires est imposé par la tension du bus continu.
En effet, il est souhaitable de conserver la fem E inférieure à la tension
d’alimentation VDC afin d’assurer la contrôlabilité du convertisseur :

VDC > Nspires (E1spire−max) (3.20)

En introduisant un coefficient de sécurité ksécurité, le nombre maximum
de spires est :
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Nspires−max = ksécurité
VDC

E1spire−max
(3.21)

pour VDC = 800 V , Ω = 50 tr/min et ksécurité = 0.8, le nombre de spires
maximum est :

Nspires−max = 142

Le nombre minimum de spires est fixé par les pertes convertisseur. On
fixe un rendement de 80% (soit des pertes de 2 kW en régime nominal) pour
l’ensemble convertisseur machine en tenant compte des pertes cuivre de la
GRV et des pertes par conduction dans le convertisseur :

Pertestotale = Pertescuivre + Pertesfer + Pertesconvertisseur (3.22)

Les pertes cuivre de la MRV 64/48 sont de 664 W (Annexe C). Les pertes
fer sont complexes à calculer mais on peut les considérer du même ordre de
gandeur que les pertes Joule. Les pertes du convertisseur maximum pour
des pertes totales de 2 kW sont donc de 672 W .

Pour une alimentation en créneaux de courant de rapport cyclique 1/2,
les pertes convertisseur peuvent être approximées par :

Pertesconvertisseur = Vd q
(NI)max

Nspires−min
(3.23)

Avec Vd la chute de tension d’un semi-conducteur (diode ou transis-
tor). Une valeur typique de Vd est 2.5 V (pour les composants Semikron
50GB123D calibre 50 A à 200GB123D calibre 200 A).

On en déduit le nombre minimum de spires suivant :

Nspires−min = 39

Le nombre de spires doit répondre à un compromis entre les pertes
convertisseur et le temps de magnétisation de la machine tout en respec-
tant la contrainte de contrôlabilité.

Le temps de magnétisation tmagn, le flux et la tension d’alimentations
sont liés par la relation suivante :

Nspires−max = VDC
tmagn

φmax−1spire
(3.24)

Ainsi, le temps de magnétisation pour Nspires = 142 (contrainte de
contrôlabilité) est de 10.4 ms. Or, à Ω = (50 tr/min la période pendant
laquelle la MRV fonctionne en générateur est de 10 ms. Le courant n’aurait
donc pas le temps d’atteindre sa valeur nominale avant le régime de fonc-
tionnement moteur et le courant de phase serait très éloignée de la forme en
créneau désirée.
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Le temps de magnétisation pour Nspires = 39 (contrainte sur les pertes
convertisseur) est de 3 ms ce qui représente 3/10 de la période de génération
au régime nominal (10 ms). Le courant de phase peut donc s’approcher d’une
forme rectangulaire.

Pour la suite des travaux sur la MRV basse vitesse 48/64, le nombre de
spires est fixé à la valeur intermédiaire suivante :

Nspires = 40

On notera que le nombre de spires retenu est très largement inférieur au
nombre de spires maximum pour respecter la condition de contrôlabilité du
courant.

3.2.5 Dimensionnement du bus continu

La charge RDC est choisie afin d’obtenir une tension de bus continu de
800 V sous la puissance nominale de 10 kW . La tension du bus VDC est liée
à la puissance de charge et à la résistance RDC par :

PDC =
V 2

DC

RDC
(3.25)

On obtient une charge de 64 Ω. Cette valeur de résistance sera utilisée
dans la suite du chapitre.

Lors de la phase de magnétisation, le condensateur CDC doit pouvoir
fournir l’énergie nécessaire à la magnétisation d’une phase de la GRV d’une
part et alimenter la résistance de charge RDC d’autre part.

La magnétisation est assurée pour :

Econd = Emagn−max + EDC (3.26)

L’énergie maximum de magnétisation Emagn−max qui peut être prélevée
au condensateur est donnée par l’équation 3.15 et donne pour la MRV 64/48
d’étude la valeur suivante :

Emagn−max = 206 J

L’énergie EDC consommée par la charge RDC est donnée par :

EDC = PDC tmagn (3.27)

Avec PDC la puissance du bus continu consommée par la charge et tmagn

la durée de la phase de magnétisation.
L’énergie fournie par le condensateur CDC lorsque la tension à ses bornes

passe de VDC1 à VDC2 (VDC1 > VDC2) est :
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Econd =
1

2
· CDC ·

(

V 2
DC1 − V 2

DC2

)

(3.28)

La détermination de CDC revient alors à fixer la chute de tension aux
bornes du condensateur à partir de la formule suivante :

CDC =
Emagn−max + EDC
1
2

(
V 2

DC1 − V 2
DC2

) (3.29)

Au régime nominal, la puissance est de PDC = 10 kW et le temps de
magnétisation est au maximum de 3 ms (signaux électriques à 50 Hz et
Nspires = 40), ce qui donne EDC = 30 J .

Une chute de tension de 100 V correspond alors à CDC = 3 mF
On choisit pour la suite une capacité CDC de 6 mF . Cette valeur est

aussi celle utilisée pour des machines synchrones et asynchrones dédiées aux
applications éoliennes de 10 kW . Elle tient compte des contraintes liées à
l’onduleur chargé de faire le lien avec le réseau [MOR 03].

En résumé, les paramètres de la charge sont fixés aux valeurs suivantes :

{

RDC = 64 Ω
CDC = 6 mF

(3.30)

3.3 Stratégies d’optimisation de la commande

On distingue deux types d’optimisation de la commande :
– Le courant de référence est de forme rectangulaire et l’opti-

misation consiste à déterminer les angles d’allumage (θon) et d’extinc-
tion (θoff ) appropriés. Dragu fait varier, en fonctionnement moteur et
générateur avec une tension de bus continu constante, les angles d’al-
lumage et d’extinction θon et θoff et choisit ceux qui maximisent le
rendement et le couple moyen [DRA 03]. Aucun algorithme d’optimisa-
tion n’est utilisé, toutes les valeurs des deux angles sont essayées entre
des bornes prédéterminées. Kjaer a optimisé avec un algorithme du
gradient conjugué les deux angles pour réduire « l’énergie réactive »de
la machine [KJA 95]. Fisch réalise l’optimisation multi objectif du
couple et du rendement par la méthode de Pareto couplée à un algo-
rithme génétique [FIS 97].

– Le courant de référence prend n’importe quelle forme (cou-
rant de référence de forme non-rectangulaire). L’objectif peut
être dans ce cas de réduire l’ondulation de couple. Une approche
consiste à déterminer l’allure du couple de chaque phase de façon à ce
que la somme des couples soit constante. Ensuite la forme du courant
à chaque instant est calculée en fonction de ce couple à partir d’une
modélisation de la MRV (caractéristique couple, courant, angle). Il y
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a un grand degré de liberté dans le choix des formes de couple. Par
exemple, en régime moteur, Illic-Spong définit des allures exponen-
tielles [ILL 97] alors que Le Chenec présente une forme trapézöıdale
[LEC 93]. Une comparaison en fonctionnement générateur entre une
forme de couple trapézöıdale et une forme asymétrique est présentée
dans la suite du chapitre [MOR 05].

3.4 Commande avec des courants de référence de
forme rectangulaire

3.4.1 Introduction

Après avoir traité la modélisation de la GRV, cette partie est consacrée
à la commande avec des courants de forme rectangulaire.

Le fonctionnement en régime saturé est montré en figure 3.12. Il représente
les trois paramètres de la commande étudiée dans cette partie à savoir : le
courant de référence d’une phase avec ses angles d’allumage θon et d’ex-
tinction θoff . Les variations de la tension du bus continu, l’inductance de
phase et le courant de phase simulé sont aussi montrés. On remarque que
le temps de montée du courant est plus grand que le temps de descente et
que la saturation de la GRV permet d’améliorer la dynamique de courant
(diminution de l’inductance dynamique). La tension de phase peut prendre
les valeurs 1, 0 ou -1 [pu]. Les inductances statiques (Lstat = φ/i) et dy-
namiques (Ldyn = ∂φ/∂i) ne sont égales que lorsque la GRV fonctionne en
régime linéaire pour de faibles valeurs des courants de phase.

Le fonctionnement de la génératrice est évalué selon deux critères :

– La puissance débitée sur le bus continu : ce critère énergétique
conduit à maximiser la puissance extraite du vent et d’améliorer le ren-
dement de l’ensemble de la châıne de conversion de l’énergie éolienne
vers la charge de la GRV.

– Les ondulations de couple : ce critère mécanique contribue à limiter
la fatigue de la structure. D’autre part, des ondulations de couple
importantes amènent un bruit acoustique qui nuirait à la discrétion
environnementale de l’éolienne.

3.4.2 Schéma de principe

Le schéma de principe de la régulation est présenté en figure 3.13.

Le modèle de la GRV donne les trois courants de phase (ij) en fonc-
tion de la tension appliquée sur chaque phase Vj . Ce modèle comprend
l’équation électrique (3.14) avec la fem Ej(Ω, ij , θ) et l’inductance dyna-
mique Ldynj(ij , θ) calculées par la méthode d’interpolation de Kriegeage (cf.
3.2.1 et 3.2.2)
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Fig. 3.12 – Fonctionnemnt de la GRV en régime saturé

Le régulateur de courant par hystéresis envoie des signaux de commande
au convertisseur de puissance (figure 3.7).

En négligeant les pertes du convertisseur, la tension de phase de la ma-
chine est liée à la tension du bus continu par :

Vj = −Sj VDC (3.31)

Le bloc « Répartition des courants de références » a pour rôle d’imposer
les courants de référence de chaque phase en fonction de la position θ et des
angles d’allumage θon et d’extinction θoff .

Afin de simplifier l’étude, la tension du bus continu est considérée constante
et égale à 800 V (VDC = 800 V ). En effet, chaque courant de référence Iref ,
chaque vitesse de rotation Ω, chaque angle d’allumage et d’extinction θon

et θoff le bus continu tendrait vers une valeur différente. Le cas étudié
pour lequel la tension du bus continu est imposée à une valeur constante
(VDC = 800 V ) correspond au cas où le redresseur de la GRV est associé à
un onduleur, ce dernier prenant en charge la régulation du bus continu.
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Fig. 3.13 – Synoptique de la régulation de courant

3.4.3 Maximisation de la puissance du bus continu

Il s’agit de déterminer les angles d’allumage et d’extinction θon et θoff

en fonction de la vitesse de rotation Ω et du courant de référence Iref qui
maximisent la puissance du bus continu PDC . Ce réseau de courbes est dressé
pour une valeur du bus continu de 800 V .

La fonction à minimiser par l’AG est alors :

F3 =
1

PDC−moy
(3.32)

Avec PDC−moy la puissance moyenne du bus continu déterminée par :

PDC−moy = VDC IDC−moy (3.33)

Les paramètres de l’AG sont fixés aux valeurs suivantes :

– Population : 20 individus.
– Nombre de génération : 20.
– Probabilité de croisement : 80%.
– Probabilité de mutation : 5%.

L’optimisation est lancée pour 11 vitesses de rotations entre Ωnominal/3
et Ωnominal (soit de 16 tr/min à 50 tr/min) et 11 courants de référence
entre Imax/10 et Imax (soit de 8.8 A à 88 A).

Les angles d’allumage et d’extinction sont compris entre les bornes sui-
vantes :

– θon ∈ [−120; 80]̊
– θoff ∈ [90; 180]̊

Les résultats d’optimisation sont présentés sur les figures 3.14 (θon), 3.15
(θoff ) et 3.16 (PDC) et dans les tableaux 3.3 (θon), 3.4 (θoff ) et 3.5 (PDC).
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Fig. 3.14 – Maximisation de PDC - Angles d’allumage θon optimisés
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Fig. 3.15 – Maximisation de PDC - Angles d’extinction θoff optimisés

L’angle d’allumage θon décrôıt de −1̊ à −45̊ et l’angle d’extinction θoff

décrôıt de 167̊ à 159̊ avec l’augmentation de la vitesse de rotation et du
courant de référence. En effet, la zone de production de couple générateur
se situe entre 0̊ et 180̊ (figure 3.6). La production de couple serait maxi-
misée pour un courant dans la GRV constant entre 0̊ et 180̊ . Cependant,
la MRV se comporte comme un circuit inductif et pour une tension de bus
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Fig. 3.17 – Allures des courants de phases pour deux points de fonctionne-
ment (PDC maximum et PDC minimum)

VDC donnée, le temps de magnétisation rapporté à la période des courants
électriques est d’autant plus grand que la vitesse de rotation est importante
et que le courant de référence (c-à-d le flux de référence) est grand. Ainsi,
lorsque de fortes dynamiques de courant sont possibles, par exemple pour
la vitesse de rotation minimum et le courant de référence minimum, les
valeurs optimisées, θon = −1̊ et θoff = 167̊ , sont très proches des valeurs
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P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 -1 -8 -6 -7 -7 -6 -5 -6 -6 -5 -1
20.0 -3 -4 -10 -10 -11 -10 -9 -9 -12 -6 -11
23.3 -5 -10 -12 -11 -12 -15 -12 -15 -12 -14 -15
26.6 -5 -11 -11 -16 -15 -19 -21 -16 -21 -15 -13
30.0 -4 -12 -20 -15 -21 -18 -21 -21 -21 -21 -18
33.3 -3 -14 -20 -19 -22 -22 -21 -32 -28 -26 -25
36.6 -4 -14 -23 -27 -22 -29 -26 -27 -25 -33 -25
40.0 -9 -15 -21 -25 -29 -27 -32 -31 -35 -34 -32
43.3 -9 -17 -22 -27 -36 -31 -36 -40 -41 -44 -30
46.6 -9 -18 -23 -35 -37 -37 -40 -38 -39 -38 -38
50.0 -13 -21 -28 -30 -34 -38 -39 -43 -41 -45 -45

Tab. 3.3 – θon optimisés [̊ ]

P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 167 167 171 172 172 170 168 173 171 171 171
20.0 162 162 170 173 171 170 172 168 173 171 172
23.3 167 163 170 172 170 171 172 172 172 166 168
26.6 168 167 169 172 165 175 175 170 172 166 169
30.0 168 169 163 171 172 174 171 168 171 168 165
33.3 159 167 164 170 172 170 172 172 166 168 167
36.6 169 164 163 167 173 170 170 169 171 173 163
40.0 157 169 169 171 167 171 167 171 163 166 170
43.3 167 161 172 171 174 169 168 169 160 163 165
46.6 168 169 172 164 169 167 170 160 170 166 169
50.0 167 172 174 170 175 172 163 170 164 163 159

Tab. 3.4 – θoff optimisés [̊ ]

P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 0.11 0.38 0.76 1.18 1.57 1.93 2.23 2.48 2.68 2.81 2.92
20.0 0.14 0.46 0.93 1.44 1.93 2.37 2.74 3.06 3.31 3.50 3.64
23.3 0.16 0.55 1.09 1.70 2.28 2.81 3.25 3.64 3.97 4.21 4.38
26.6 0.19 0.63 1.26 1.96 2.63 3.23 3.77 4.24 4.61 4.91 5.11
30.0 0.21 0.71 1.42 2.21 2.97 3.66 4.28 4.79 5.23 5.56 5.85
33.3 0.23 0.80 1.58 2.47 3.32 4.10 4.79 5.39 5.88 6.26 6.55
36.6 0.26 0.88 1.76 2.72 3.68 4.54 5.27 5.92 6.48 6.91 7.25
40.0 0.28 0.96 1.92 2.98 4.01 4.94 5.83 6.50 7.14 7.57 7.97
43.3 0.31 1.04 2.07 3.23 4.34 5.39 6.29 7.05 7.73 8.23 8.68
46.6 0.33 1.12 2.24 3.50 4.71 5.81 6.77 7.60 8.34 9.00 9.30
50.0 0.36 1.20 2.41 3.73 5.01 6.21 7.24 8.18 8.83 9.48 9.97

Tab. 3.5 – PDC optimisées [kW ]

« idéales » θon = 0̊ et θoff = 180̊ (figure 3.17). A l’opposé, lorsque de faibles
dynamiques de courant sont possibles, par exemple pour la vitesse de rota-
tion maximum et le courant de référence maximum, les valeurs optimisées,
θon = −45̊ et θoff = 159̊ , sont plus éloignées des valeurs « idéales ».

On remarque que l’écart de θon par rapport à 0̊ est plus important que
l’écart de θoff par rapport à 180̊ . En effet, les dynamiques de courant sont
plus faibles autour de 0̊ (conjonction) où l’inductance est grande qu’autour
de 180̊ (opposition) où l’inductance est plus faible.

La machine a été dimensionnée pour produire 2000 Nm par une ali-
mentation avec des courants parfaitement rectangulaires entre 0̊ et 180̊
sur chaque phase (chapitre 2). A la vitesse nominale de 50 tr/min, la puis-
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sance maximum devrait être de 10.47 kW . Comme les courants simulés de
la machine ne sont pas parfaitement rectangulaires (figure 3.17), la puis-
sance au régime nominal n’est que de 9.97 kW . L’hypothèse réalisée lors du
dimensionnement de la machine au chapitre 2 (équation 2.24) induit donc
une erreur acceptable inférieure à 5% sur la puissance obtenue en simulant
l’ensemble convertisseur machine.

3.4.4 Minimisation des ondulations de couple

Les ondulations de couple importantes sont le principal inconvénient de
la MRV. Le couple est naturellement pulsatoire à cause de la forte saturation
électromagnétique de la MRV et de l’alimentation successive des phases.
On se propose de réduire cette ondulation en gardant un algorithme de
commande simple (courant de référence rectangulaire). Une commande plus
complexe est mise en oeuvre dans la partie 3.5.

Comme pour la partie précédente, il s’agit pour l’AG de déterminer
les angles d’allumage et d’extinction qui minimisent la fonction objective
suivante :

F4 =

∣
∣
∣
∣
∣

Γmaximum − Γminimum

Γmoyen

∣
∣
∣
∣
∣

(3.34)

Les paramètres de l’AG et les plages de variation des angles d’allumage
et d’extinction sont les mêmes que pour la partie précédente.

– θon ∈ [−120; 80]̊
– θoff ∈ [90; 180]̊

P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 -6 14 13 11 16 20 22 25 26 23 31
20.0 0 13 11 12 14 17 19 19 23 23 25
23.3 15 12 10 6 13 15 18 16 18 20 20
26.6 15 11 8 8 11 12 13 12 15 19 18
30.0 15 12 8 8 6 9 8 9 11 13 13
33.3 14 11 7 6 5 5 5 8 7 7 17
36.6 14 9 5 2 5 4 3 3 4 6 7
40.0 13 8 5 3 2 -1 0 0 0 3 8
43.3 14 8 3 -1 -7 -5 -3 -4 -1 2 4
46.6 14 7 -1 -5 -6 -7 -8 -7 1 1 4
50.0 14 4 1 -9 -7 -11 -9 -9 -4 -7 -3

Tab. 3.6 – θon optimisés [̊ ]

Les résultats d’optimisation sont présentés en figures 3.18 (θon), 3.19
(θoff ) et 3.20 (PDC) et dans les tableaux 3.6 (θon), 3.7 (θoff ) et 3.8 (Ondulation).

Les angles d’allumage θon se répartissent entre −11̊ et 31̊ et les angles
d’extinction θoff entre 155̊ et 177̊ . L’ondulation de couple varie entre 35
% et 57 % et est de 52 % pour le point de fonctionnement nominal (88 A
et(50 tr/min).
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P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 168 171 173 175 177 176 176 172 174 173 169
20.0 169 176 167 177 176 175 167 171 171 170 168
23.3 176 164 173 175 174 174 173 170 172 170 168
26.6 169 173 174 174 172 173 172 174 167 168 166
30.0 171 175 173 170 172 170 170 168 166 168 165
33.3 172 177 171 173 171 170 168 168 164 164 163
36.6 172 169 169 170 162 167 169 168 166 163 160
40.0 166 169 173 172 167 171 168 166 163 162 163
43.3 172 174 166 170 170 167 168 166 157 159 155
46.6 171 171 170 170 168 166 163 165 162 156 154
50.0 177 170 172 175 171 166 165 162 155 157 155

Tab. 3.7 – θoff optimisés [̊ ]

P
P

P
P

P
P

P
PP

Ω
tr/min

Iref

[A]
8.8 16.6 24.6 32.6 40.5 48.4 56.3 64.3 72.2 80.1 88.0

16.6 57 53 48 43 43 39 41 44 46 51 49
20.0 57 52 46 38 39 39 43 43 46 47 49
23.3 54 51 44 41 37 38 41 43 45 48 49
26.6 52 49 43 38 37 38 41 44 46 48 49
30.0 51 48 41 38 36 38 40 43 46 47 49
33.3 49 45 40 36 35 37 40 43 46 47 49
36.6 48 45 40 35 38 49 41 43 46 48 49
40.0 47 44 40 38 36 38 40 43 46 48 49
43.3 46 43 40 36 36 37 40 43 46 48 49
46.6 45 44 40 35 35 37 40 43 46 48 49
50.0 45 43 40 35 35 37 40 44 47 50 52

Tab. 3.8 – Ondulation optimisées [%]
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Fig. 3.18 – Minimisation ∆Γ/Γ - Angles d’allumage θon optimisés

Les formes d’ondes pour ce type de fonctionnement sont illustrées dans
la partie suivante (figure 3.27).

Pour chaque courant de référence, l’ondulation de couple est sensiblement
constante quelque soit la valeur de la vitesse de rotation. Par exemple un
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Fig. 3.19 – Minimisation ∆Γ/Γ - Angles d’extinction θoff optimisés

8.8

48.4

88

16.6 

33.3 

50.0

30

40

50

60

70

I
ref

 [A]
Ω [tr/min]

O
nd

ul
at

io
n 

du
 c

ou
pl

e 
[%

]

Fig. 3.20 – Minimisation ∆Γ/Γ - Ondulations optimisées

courant de référence de 88 A conduit à des ondulations de couple variant de
49 à 52 %.

On constate que les angles optimaux qui réduisent l’ondulation de couple
ne maximisent pas nécessairement la puissance du bus continu PDC .

Un compromis doit être effectué, dès lors une façon de procéder consiste
à réaliser une optimisation multi-critère qui est abordée dans la partie sui-
vante.



114 Commande de la GRV basse vitesse

3.4.5 Optimisation par Pareto-génétique de la puissance du
bus continu et des ondulations de couple

Une méthode simple pour traiter une optimisation multi-critères est de
revenir à une optimisation avec un critère en pondérant chaque fonction
d’évaluation par un coefficient ki. Par exemple, pour l’optimisation de deux
fonctions F1 et F2, la fonction pondérée Fequ serait :

Fequ = k1 F1 + k2 F2 (3.35)

Le problème de la détermination des coefficients ki présente cependant un
inconvénient majeur de cette méthode. De plus, une seule machine optimale
est proposée alors que plusieurs compromis sont possibles.

La méthode utilisée fait intervenir un AG dont l’opération de sélection
s’effectue en déterminant un front optimal de Pareto [REG 03].

Une solution « x » domine une solution « y » si et seulement si :

{

∀i, Fi(x) ≤ Fi(y) et
∃j/Fj(x) ≤ Fj(y)

(3.36)

F
1


F
2


Front dominant

(rang 1)


(rang 2)


(rang 4)


(rang 3)


Fig. 3.21 – Exemple de fronts de Pareto

La figure 3.21 montre un ensemble de solutions avec leurs fonctions ob-
jectives à minimiser correspondantes. Le front dominant (rang 1) représente
l’ensemble des solutions qui réalisent le meilleur compromis entre les fonc-
tions objectives F1 et F2. Le front de rang 2 est le front dominant de l’en-
semble des solutions si le front de rang 1 est omis. Le front de rang 3 est le
front dominant de l’ensemble des solutions si les fronts de rang 1 et 2 sont
omis. Et ainsi de suite.
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Fig. 3.22 – Zone interdite

L’AG-Pareto fonctionne comme l’AG mono-objectif présenté dans la par-
tie 2.4, seule l’opération de sélection diffère. Lors de la sélection, afin d’assu-
rer la diversité de la population, une « roue de la fortune est effectuée » sur
les différents rangs de front de Pareto. Les individus qui se trouvent sur
un rang « faible » (proche du front dominant) ont plus de chance d’être
conservés que les individus sur un rang élevé (éloigné du front dominant).
Une fois le rang du front déterminé, l’individu sélectionné est pris au hasard
au sein de ce front.

On définit une ellipse de rayons rF1 et rF2 autour de chaque solution à
l’intérieur de laquelle aucune autre solution ne sera choisie (figure 3.22).

Cette zone interdite permet d’éviter de concentrer l’exploration sur cer-
taines zones du front de Pareto et ainsi d’obtenir une bonne exploration des
solutions.

L’optimisation multi-objectifs consiste dans notre cas à trouver un en-
semble de solutions qui maximise la puissance du bus continu F5 et minimise
les ondulations de couple F4.

Les deux fonctions objectives sont :

{

F4 =
∣
∣
∣
Γmaximum−Γminimum

Γmoyen

∣
∣
∣

F5 = PDC−moy

(3.37)

Les rayons de l’ellipse délimitant la zone interdite sont fixés au valeurs
suivantes :
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Fig. 3.23 – Front de Pareto

{

rF4 = 2 %
rF5 = 0.5 kW (Soit 2% de la puissance nominale)

(3.38)

Les paramètres de l’AG sont :

– Population : 30 individus.
– Nombre de génération : 20.
– Probabilité de croisement : 80%.
– Probabilité de mutation : 5%.

On réalise une optimisation à la vitesse de rotation de référence nominale
(Ω = 50 tr/min) sous le courant de référence nominal (Iref = 88 A). La
tension du bus continu est fixée à 800 V et le nombre de spires est de 40.

Les contraintes sur les angles d’amorçage et d’extinction sont les mêmes
que pour les parties 3.4.3 et 3.4.4 :

– θon ∈ [−120; 80]̊
– θoff ∈ [90; 180]̊

Le front de Pareto est présenté en figure 3.23. Les 15 solutions du front
se répartissent entre la solution 1 avec 49.4% d’ondulation de couple et une
puissance sur le bus de 9.11 kW et la solution 10 avec 74.5% d’ondulation
de couple et une puissance sur le bus de 9.93 kW . Les solutions 1 à 7 per-
mettent une légère amélioration de la puissance du bus PDC mais dégradent
nettement l’ondulation de couple. A l’autre extrémité du front, une nette
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Fig. 3.24 – Rendement du front de Pareto

amélioration de PDC est réalisée au prix d’une sensible détérioration de
l’ondulation (solutions 8 à 10).

La figure 3.24 montre le rendement de chaque solution du front de Pareto
calculé en tenant compte des pertes cuivre (rendement = PDC/(ΓmoyenΩ)).
La solution 1 (ondulation de couple minimum) a le rendement le plus grand
avec 94.1% alors que la solution 10 (puissance du bus maximum) a le ren-
dement le plus faible avec 92.1%. Le rendement décrôıt avec l’augmentation
de la puissance demandée.

La figure 3.25 montre les angles d’allumage et d’extinction θon et θoff

pour chaque solution. La figure 3.26 présente l’angle de conduction en fonc-
tion de θon pour chaque solution. On remarque que l’angle de conduction
augmente avec l’augmentation de la puissance.

On remarque que la solution 10 qui maximise la puissance du bus PDC

aboutit sensiblement aux mêmes paramètres que l’optimisation mono-critère
de la partie 3.4.3. Les angles d’allumage et d’extinction déterminés par Pa-
reto sont (θon = −37̊ , θoff = 162̊ ) contre (θon = −45̊ , θoff = 159̊ ) en
mono critère et la puissance du bus continu est égale à 9.9 kW par les deux
optimisations.

De la même façon, la solution 1 qui minimise les ondulations de couple
aboutit à des paramètres très proches de l’optimisation mono critère de la
partie 3.4.4. Les angles d’allumage et d’extinction déterminés par Pareto
sont (θon = 0̊ , θoff = 151̊ ) contre (θon = −3̊ , θoff = 155̊ ) en mono-critère
et l’ondulation de couple est égale à 49.5% et 52% par les deux optimisations.

Les formes d’onde de courant et de couple de la solution 1 (solution qui
minimise les ondulations de couple) sont représentées en figure 3.27.
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Fig. 3.27 – Courants et couples pour la solution 1 (θon = 0̊ , θoff = 152̊ )
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Fig. 3.28 – Courants et couples pour la solution 10 (θon = −37̊ , θoff = 162̊ )
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Les formes d’ondes de la solution 10 (solution qui maximise la puissance
du bus continu) sont montrées en figure 3.28. La plus grande partie du
courant est localisée entre 0̊ et 180̊ .

Il est important de noter que les solutions du front de Pareto aboutissent
à la conduction simultanée de deux phases et que le modèle de la GRV utilisé
ne tient pas compte de la saturation croisée qui pourrait intervenir.

3.4.6 Conclusion

Dans cette partie, la commande de la GRV avec des courants de référence
de forme rectangulaire est étudiée. Deux critères d’évaluation des perfor-
mances de la GRV sont optimisés en intervenant sur les angles d’amorçage
et d’extinction. Deux optimisations mono-critère sont d’abord effectuées sur
la puissance du bus continu puis les ondulations de couple. Ces deux opti-
misations ont montré que les paramètres de commande qui conduisent à la
maximisation de la puissance du bus continu ne minimisent pas les ondula-
tions de couple.

Un AG Pareto multi-critère a alors été conçu afin de dégager sur le front
dominant un ensemble de solutions optimales parmi lesquelles il est possible
d’effectuer un choix. Cette optimisation est lancée pour le point de fonction-
nement nominal. Ainsi, les solutions du front de Pareto se répartissent de
9.1 kW à 9.9 kW en ce qui concerne la puissance du bus continu et couvrent
des ondulations de couple de 49.4% à 73.5%.

3.5 Commande indirecte du couple

3.5.1 Introduction

La réduction des ondulations de couple a été étudiée avec différentes
méthodes [HUS 00]. L’approche adoptée consiste à définir une forme ap-
propriée de couple pour chaque phase de façon à obtenir un couple total
constant. Les consignes de courant sont déduites des caractéristiques de
couple en fonction du courant et de la position du rotor. Une forme de couple
de référence asymétrique est présentée et comparée à une forme trapézöıdale
[MOR 05].

Le schéma de principe est présenté en figure 3.29. Le bloc « Répartition
des couples de référence » a pour rôle d’imposer les couples de référence de
chaque phase en fonction de la position du rotor. La table I = f(Γ, θ) donne
la référence de courant de phase qui permet d’obtenir le couple demandé.

3.5.2 Références de couple trapézöıdale ou asymétrique

Habituellement, les TSF (Torque Sharing Function) ont des formes symé-
triques. Cependant, l’inductance dynamique varie pendant la production de
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Fig. 3.29 – Synoptique de la régulation de couple

couple négatif : sa valeur est grande en position de conjonction et faible en
opposition (figure 3.4). Pendant la croissance du courant, pour une tension
de bus continu donnée, seule une faible dynamique de courant peut être
obtenue car l’inductance est grande. En opposition, lors de la décroissante
du courant la faible inductance permet de suivre de grandes dynamiques
de courant. On peut aussi se permettre d’imposer des pentes de couple de
référence importantes en opposition (décroissance du courant) alors que de
faibles pentes sont autorisées en conjonction (croissance du courant).

Une forme de couple asymétrique est alors proposée afin d’améliorer les
performances de la GRV et de satisfaire les contraintes de pentes de courant
susmentionnées.

Pour la forme trapézöıdale (figure 3.30), les paramètres A, B et C doivent
respecter les conditions suivantes :

{

B + C = 2π
3

A + B < π − 2π
3

(3.39)

Les conditions de symétries font que seulement deux valeurs d’angles sont
nécessaires, par exemple A et B.

Afin de définir la forme asymétrique (figure 3.31), les coefficients k1 et
k2 sont ajoutés aux angles A et B.

3.5.3 Minimisation des ondulations de couple

Les ondulations de couple calculées avec la formule 3.34 sont minimisées
par l’AG en jouant sur les paramètres A et B pour la forme trapézöıdale
et A, B, k1 et k2 pour la forme asymétrique. La tension du bus continu est
toujours fixée à 800 V .

Les paramètres de l’AG sont fixés aux valeurs suivantes :
– Population : 30 individus.
– Nombre de génération : 30.
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Fig. 3.30 – Couple de référence trapézöıdale

Fig. 3.31 – Couple de référence asymétrique
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– Probabilité de croisement : 80%.
– Probabilité de mutation : 5%.

Les paramètres A, B, k1 et k2 des deux formes sont bornés :

– 0̊ < A < 120̊
– 0̊ < B < 120̊
– A < B
– 10% < k1 < 90%
– 10% < k2 < 90%

Les angles A et B sont supérieurs à 0̊ car il n’y a pas de production de
couple générateur pour des courants imposés à des angles inférieurs à 0̊ :
La stratégie consistant à imposer des TSF de couple ne peut être mise en
œuvre.

L’optimisation est lancée pour un couple de référence variant de Cref =
500 Nm à 2000 Nm

La vitesse de rotation est liée au couple de référence par la relation
suivante :

Cref = k Ω2 (3.40)

On notera que le respect de cette relation entre le couple et la vitesse de
rotation permet de maximiser l’énergie prélevée sur l’éolienne (Chapitre 1).

La figure 3.32 et le tableau 3.9 présentent les résultats d’optimisation
pour les formes de couple de référence trapézöıdales et rectangulaires. La
forme asymétrique permet une nette amélioration de l’ondulation de couple
par rapport à la forme trapézöıdale. Le couple décrôıt de 56 % (trapézöıdale)
à 37 % (asymétrique) sous le couple nominal de 2000 Nm, soit un gain de
19 %.

La figure 3.35 montre les allures de courant et de couple pour les deux
formes sous un couple de référence de 1700 Nm. La forme asymétrique a un
meilleur suivi de consigne de courant et de couple que la forme trapézöıdale
et donc une plus faible ondulation. Grâce à une pente de couple de référence
faible pendant que l’inductance dynamique est la plus grande, la forme
asymétrique permet un meilleur suivi de consigne entre 0̊ et 60̊ électrique.

La figure 3.33 montre les angles A et B optimisés. Quelque soit la forme
et le couple de référence, on constate que A et B tendent vers des valeurs très
proches de 0̊ et 60̊ . Ce jeu de paramètres aboutit à un couple de référence
croissant de 0 au couple de référence Γref entre 0̊ et 60̊ , constant et égal
à Γref entre 60̊ et 120̊ et décroissant du couple de référence à 0 entre 120̊
et 180̊ . Ces paramètres sont logiques car entre 60̊ et 120̊ une seule phase
peut produire du couple. On notera que les formes de couple et de courant
de référence sont identiques pour les deux formes entre 60̊ et 120̊ (figure
3.35).
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Fig. 3.32 – Ondulations de couple optimisées

Γref Ω Ondulation [%] Ondulation [%]
[Nm] [tr/min] forme trapézöıdale forme asymétrique

500 25.0 28.3% 26.4% [-1.9%]
800 31.6 30.0% 17.5% [-11.5%]
1100 37.1 33.8% 15.4% [-18.4%]
1400 41.8 37.7% 14.6% [-23.2%]
1700 46.1 45.6% 21.8% [-23.7%]
2000 50 56.2% 37.0% [-19.2%]

Tab. 3.9 – Ondulations de couple optimisées

La figure 3.34 montre les coefficients k1 et k2 optimisés de la forme
asymétrique. On observe que k1 est toujours inférieur à 50 % alors que k2

est toujours supérieur à 50 %. La forme asymétrique a donc toujours une
pente de couple de référence faible proche de la position de conjonction
(indutance importante).

3.5.4 Conclusion

Afin de réduire les ondulations de couple de GRV, une « TSF »asymétrique
est étudiée et comparée à une forme trapézöıdale. Les paramètres des deux
formes sont optimisés par un AG. La forme asymétrique a besoin de seule-
ment deux paramètres supplémentaires et montre une amélioration signifi-
cative de l’ondulation du couple de l’ordre de 20 %. Au régime nominal, la
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Fig. 3.34 – Variation des paramètres k1 et k2 pour la forme asymétrique

forme asymetrique permet d’obtenir une ondulation de 37 % alors que la mi-
nimisation de l’ondulation de couple avec une forme de courant rectangulaire
est de 49 % soit un gain de 22 %.
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Fig. 3.35 – Allures de Couple et de courant pour les formes trapézöıdales
et asymétriques (Γref = 1700 Nm)

3.6 Régulation de la tension du bus continu

3.6.1 Schéma de principe

Au cours des études précédentes, l’hypothèse d’une tension de bus continu
constante a été adoptée afin de simplifier les calculs. Ce bus continu peut
être maintenu constant par un onduleur associé au redresseur de la GRV.
Dans le cas où une charge RDCCDC est associée au demi-pont en H, la ten-
sion du bus continu varie en fonction du point de fonctionnement de la GRV
et de la valeur de la résistance de charge RDC . On se propose ici de réguler la
tension du bus continu . Pour une résistance de charge RDC donnée, réguler
la tension du bus revient à imposer la puissance absorbée par la charge.

La figure 3.36 montre le schéma de principe de la régulation du bus
continu. Le modèle du bus continu donne la valeur du bus continu VDC à
partir des trois courants de phase (i123) avec l’équation 3.18. Le régulateur
de tension impose une valeur Iref à la boucle de courant (courants de formes
rectangulaire, cf 3.4).
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Fig. 3.36 – Synoptique de la régulation du bus continu

3.6.2 Calcul du régulateur PI pour la tension du bus continu

La conversion de la puissance mécanique P1 en puissance électrique PDC

au niveau du bus continu est représentée sur le schéma 3.37.
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Fig. 3.37 – Châıne de conversion de la puissance mécanique en puissance
électrique

On note :

– P1 la puissance mécanique : P1 = Γ Ω.
– P2 la puissance électrique en sortie du redresseur : P2 = VDC itot.
– PDC la puissance du bus continu : PDC = VDC IDC .
– P4 la puissance du condensateur : P4 = VDC IC .

On note η = P2/P1 avec η rendement de l’ensemble convertisseur ma-
chine.

Le modèle du système peut alors être représenté comme montré en figure
3.38

Il est possible de modifier la représentation du système (figure 3.39).
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Fig. 3.38 – Modèle de la châıne de conversion

Fig. 3.39 – Modèle modifié de la châıne de conversion

La structure de commande intègre des paramètres du système physique
via une « fonction miroir » exposée en figure 3.40.

Fig. 3.40 – Schéma de la « fonction miroir »

Il est difficile de connâıtre la référence exacte de courant Iref qui cor-
respond à la référence de couple Γref . Cependant, en première approxima-
tion le modèle linéaire de calcul du couple est utilisé (Γref = q

2
1
2I2 dL

dθ ).

On approxime aussi dL
dθ par ∆L

∆θ . ∆L correspond à la différence des induc-
tances en régime linéaire pour les positions de conjonction et d’opposition
(∆L = Lconj − Lopp). De plus, la différence de position est ∆θ = π/Nr. Le
coefficient dL

dθ s’approxime de la façon suivante :

∆L

∆θ
=

NrN
2
spires (Lconj−1spire − Lopp−1spire)

π
(3.41)
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Dans le cas de la GRV 64/48, avec les inductances en conjonction et
en opposition pour une spire de respectivement Lconj−1spire = 45.5 µH
et Lopp−1spire = 13.7 µH , Nspires = 40 et Nr = 64, on obtient : ∆L

∆θ =
1.04 H/rd.

Il s’agit de régler la tension de référence avec un régulateur PI modélisé
par la fonction de transfert C(p). L’association de la structure de commande
et du système physique permet, en considérant que le couple suit la consigne
(commande en couple parfaite et très rapide), de se ramener au système
équivalent de la figure 3.41.

Fig. 3.41 – Schéma de régulation équivalent

Avec :

{

C(p) = Kp

(

1 + 1
Tip

)

F (p) = 1
CDC p

(3.42)

Il en résulte :

VDC(p) =

Kp

CDCTi

p2 +
Kp

CDC
p +

Kp

CDCTi
︸ ︷︷ ︸

A(p)

VDC−ref (p)

+

p
CDC

p2 +
Kp

CDC
p +

Kp

CDCTi
︸ ︷︷ ︸

B(p)

(KpVDC−ref (p) − iDC(p))

(3.43)

Le terme B(p) tend vers zéro quand le temps tend vers l’infini. Le terme
A(p) permet de calculer les paramètres du régulateur PI.

On pose :

A(p) =
ω2

n

p2 + 2zwnp + ω2
n

(3.44)

Avec ωn la pulsation naturelle et z le coefficient d’amortissement.

L’identification de A(p) donne :
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{

Kp = 2 z ωn CDC

Ti = 2 z
ωn

(3.45)

La bande passante de la régulation est fixée à une valeur typique de
2 Hz et z est posé égal à 0.707 en vue d’obtenir une réponse rapide avec un
faible dépassement. Avec un condensateur de bus continu CDC de 6 mF , les
paramètres du correcteur PI sont :

{

Kp = 0.106
Ti = 112 ms

(3.46)

Afin d’obtenir des consignes de courant de phase de forme rectangulaire
la valeur efficace de la tension du bus continu est asservie.

3.6.3 Résultats de simulations

En vue de vérifier le bon fonctionnement de ce régulateur, l’essai suivant
est réalisé :

– La valeur de référence de la tension du bus continu est fixée à 800 V
et la vitesse de rotation à sa valeur nominale soit 50 tr/min.

– A t = 1 s, la résistance de charge RDC passe de 128 Ω à 64 Ω. La
puissance demandée sur le bus passe de 5 kW à la valeur nominale de
10 kW .

– Les angles d’allumage et d’extinction du courant sont respectivement
de θon = −45̊ et θoff = 159̊ . Ces valeurs optimisent la puissance du
bus continu à 50 tr/min et donnent une puissance PDC de 9.97 kW
sous un courant de référence de 88 A (cf. 3.4.3).

Les figures 3.42 et 3.43 montrent l’évolution du courant de référence Iref

et de la tension du bus continu VDC .

Le courant de référence Iref passe de 42 A sous 5 kW à 89 A sous
10 kW . On observe un bon rejet de perturbation. En effet, l’impact de
charge à t = 1 s, la tension du bus continu rejoint la tension de référence
(VDC = 800 V ) en 1.5 s après avoir chuté à 715 V soit une chute de tension de
10 %. On notera que la régulation de la valeur efficace du bus continu permet
d’obtenir un courant de référence Iref sensiblement constant (figures 3.42
et 3.44). En effet, un courant de référence Iref constant permet d’imposer
des courants de phase de référence de forme rectangulaire qui maximisent le
couple produit par la GRV .

La figure 3.44 présente un zoom entre 3.50 s et 3.56 s lorsque la puissance
demandée sur le bus continu est de 10 kW (PDC = 10 kW ). Elle représente
un courant de phase et le courant de référence associé ainsi que la tension
du bus continu. On remarque que le courant de référence est constant. La
valeur du courant de référence est très proche de celle attendue à partir de
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Fig. 3.42 – Évolution du Courant de référence Iref
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Fig. 3.43 – Évolution de la tension de bus continu VDC
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Fig. 3.44 – Zoom du courant de phase et tension du bus continu

l’optimisation du bus continu (cf. 3.4.3). En effet, l’optimisation donne une
puissance de 9.97 kW sous Iref = 88 A. Or, la régulation du bus continu
donne Iref = 89 A au point de fonctionnement nominal, ce qui est très
proche du résultat prévu à partir de l’optimisation de la puissance du bus
continu.

La tension du bus continu varie entre 792 V et 805 V à une fréquence de
160 Hz soit trois fois la fréquence des courants de phase. On rappelle que
la fréquence des courants de la machine sont de Nr Ω

2π soit 53.33 Hz à une
vitesse de rotation de 50 tr/min. La fréquence du bus continu fbuscontinu

peut s’exprimer d’une manière générale de la façon suivante :

fbuscontinu = q
Nr Ω

2π
(3.47)

3.7 Conclusion

Ce chapitre a permis de décrire la modélisation externe et le fonctionne-
ment générateur d’une machine à réluctance variable basse vitesse de rota-
tion puis d’en établir des lois de commande.

La modélisation externe, qui tient compte de la saturation, est effectuée
par une méthode d’interpolation de Kriegeage à partir du flux de phase cal-
culé pour plusieurs courants de phase et plusieurs positions par la méthode
des éléments finis en 2D. On notera que l’hypothèse des phases indépendantes
a été effectuée. Il a été établi que les effets de bord pouvaient être fortement
limités en dupliquant par symétrie les caractéristiques de flux. Ensuite, le
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nombre de spires est fixé en tenant compte des contraintes de commandabi-
lité et des pertes dans le convertisseur statique associé.

La commande avec des courants de référence de forme rectangulaire est
d’abord traitée . Des optimisations sont réalisées avec un AG. La maximisa-
tion de la puissance du bus continu d’une part et la minimisation des ondu-
lations de couple d’autre part ont abouti à des jeux de paramètres différents
(angles d’allumage et d’extinction). Un AG Pareto multi-critère est alors
utilisé en vue de déterminer un ensemble de configurations optimales.

La minimisation des ondulations de couple est ensuite abordée en compa-
rant deux TSF, l’une de forme trapézöıdale et l’autre de forme asymétrique.
La forme asymétrique s’est montrée meilleure que la forme trapézöıdale avec
une ondulation de couple pouvant être réduite de moitié. Des optimisations
pour deux nombres de spires différents ont montré qu’une machine avec un
faible nombre de spires permet de diminuer de façon significative les ondu-
lations au prix d’une augmentation des pertes convertisseur.

Enfin, un schéma de régulation de la tension du bus continu est proposé.
Le régulateur intègre une fonction « miroir » associée à un régulateur PI. Le
suivi de consigne montre de bonnes performances avec un temps de réponse
de l’ordre de la seconde. En effet, un régulateur lent permet d’imposer des
courants de référence de forme rectangulaire qui maximisent la puissance
extraite de la machine.

Le chapitre suivant sera consacré à la validation du principe de certaines
lois de commande établies dans ce chapitre sur un banc d’essais expérimental
comprenant une MRV 6/4.
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4.1 Introduction

Le banc d’essais met en œuvre une MRV couplée à une MCC. La MRV
48/64 étudiée aux chapitres 2 et 3 n’a pu être construite. L’étude expérimentale
est alors effectuée sur MRV 6/4 dimensionnée au laboratoire IREENA [ZAI
99]. Les MRV 48/64 et 6/4 ont le même principe de fonctionnement, aussi
ce chapitre a deux objectifs : vérifier la modélisation par éléments finis et
les algorithmes de commande établis au chapitre 3.

La figure 4.2 montre une photo du banc d’essais. On se propose de réguler
la MCC en vitesse et de tester les algorithmes de commande établis au cha-
pitre 3 (figure 4.1). La commande avec des courants de référence rectan-
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Fig. 4.1 – Schéma de commande simplifié du dispositif expérimental

gulaires ainsi que la régulation en tension du bus continu sont testées. Le
courant de référence Iref est imposé à la valeur désirée pour le test de la
boucle de courant. Pour le test de la boucle de régulation de tension (en
pointillés sur la figure 4.1), c’est le régulateur qui impose une valeur Iref à
la boucle de courant.

Le convertisseur de la GRV débite sur un circuit RC. La GRV est destinée
à fonctionner en mode auto-excité, aussi la source de tension externe a pour
rôle d’amorcer la GRV avant d’être déconnectée en régime permanent. Une
procédure de démarrage et les formes d’ondes de courants sont aussi étudiées.

4.2 Dispositif expérimental

4.2.1 Banc d’essais

Le banc expérimental dimensionné, réalisé et mis en œuvre au laboratoire
est composé des éléments suivants (figure 4.3) :

– La MRV 6/4 d’étude (3 kW ).
– Une MCC de 3 kW .
– Un convertisseur triphasé (demi-pont asymétrique en H) associé à la

MRV 6/4.
– Un condensateur sur le bus continu (CDC = 1.85 mF ).
– Une résistance de charge variable sur le bus continu (RDC ∈ [50; 500] Ω).
– Un hacheur dévolteur associé à la MCC.
– Un codeur de position absolue fixé à la MCC (résolution 12 bits).
– Trois capteurs de courant de phase sur la MRV 6/4.
– Un capteur de courant d’induit sur la MCC (iMCC).
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Fig. 4.2 – Banc expérimental avec la MRV d’étude (gauche) couplée à une
MCC (droite)
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Fig. 4.3 – Synoptique du banc expérimental
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– Un capteur de tension du bus continu VDC .
– Une carte Dspace 1103.
– Un ordinateur équipé de Matlab Simulink et Control Desk.
– Une source de tension continue variable (0 V à 300 V ) dédiée à l’amorçage

de la GRV.
– Une source de tension continue variable (0 V à 300 V ) en vue d’ali-

menter le hacheur dévolteur associé à la MCC.

L’interfaçage logiciel/matériel est réalisé avec la carte DS 1103. Cette
carte est gérée par un processeur PowerPC 604e cadencé à 400 MHz. Elle
dispose notamment de quatre voies d’entrées/sorties numériques sur 8 bits
et de vingt entrées/sorties analogiques.

Les entrées numériques servent à exploiter la mesure de position sur
12 bits. Les sorties numériques sont utilisées afin d’envoyer les signaux de
commande au hacheur dévolteur associé à la MCC (1 bit) et au demi-pont
en H triphasé d’autre part (3*2bits soit 1 bit par interrupteur comman-
dable). La carte Dspace gère les entrées-sorties numériques avec un niveau
de tension de 0−5 V . Or le capteur de position, ainsi que les cartes de com-
mande rapprochée (dévolteur de la MCC et onduleur triphasé de la MRV)
fonctionnent en 0 − 15 V . Une carte d’interfaçage a donc été conçue pour
adapter les niveaux de tension.

Les entrées analogiques gèrent la mesure du courant de l’induit de la
MCC, des trois courants de phase de la MRV et de la tension du bus continu
VDC .

La période d’échantillonnage est choisie égale à Te = 100 µs.
La tension d’alimentation du hacheur dévolteur associé à la MCC est

fixée à 200 V . La commande de la MCC est réalisée à l’aide de deux
régulateurs PI imbriqués : le régulateur de la boucle interne a pour rôle
de réguler le courant d’induit iMCC tandis que le régulateur de la boucle
externe régule la vitesse de rotation Ω (figure 4.1).

4.2.2 Procédures de démarrage

Magnétisation avec une source externe

La procédure de démarrage permettant de magnétiser la GRV, est réalisée
selon les étapes suivantes :

1. La régulation en vitesse de la MCC est activée.

2. Une fois la vitesse de rotation de référence Ωref atteinte, une tension
est appliquée sur le bus continu par la source de tension externe (Ks

fermé, cf. figure 4.3).

3. La régulation de courant de la GRV est mise en fonctionnement et
lorsque la tension du bus continu est établie, la source de tension ex-
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terne est éteinte (interrupteur KS ouvert) et la GRV fonctionne en
régime auto-excité. L’énergie de magnétisation initiale est prélevée à
la source de tension externe.

Magnétisation avec le condensateur CDC pré-chargé

Il est aussi possible de précharger le condensateur CDC pour démarrer
la GRV. Dans ce cas la procédure de démarrage est la suivante :

1. La régulation en vitesse de la MCC est activée.

2. Une fois la vitesse de rotation de référence atteinte, une tension est
appliquée sur le bus continu par la source de tension externe afin de
charger le condensateur CDC .

3. Quand le condensateur est chargé, la source de tension extérieure est
retirée (interrupteur KS ouvert).

4. La régulation de la GRV est mise en fonctionnement. L’énergie de
magnétisation est puisée dans le condensateur préchargé.

4.2.3 Machine 6/4

Dimensions

La GRV 6/4 a été dimensionnée au laboratoire IREENA par Mr Zäım
afin de pouvoir assurer la production simultanée de couple par 2 phases
[ZAI 99] [ZAI 02]. Les dimensions sont données sur la figure 4.4.
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Fig. 4.4 – Coupe de la MRV 6/4 (dimensions en mètres)
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Chaque plot est composé de 2 bobines de 50 spires qui peuvent être
montées en série ou en parallèle. Il est ainsi possible d’obtenir 50 spires par
plot soit 100 spires par phase ou bien 100 spires par plot soit 200 spires par
phase. Les manipulations sont effectuées avec 200 spires par phase.

La longueur de la machine est de 0.125 m. La résistance de la phase
mesurée à chaud avec le câble d’alimentation est de R = 1.08 Ω.

Modélisation externe par la MEF

Comme effectué au chapitre 3 pour la MRV 48/64, la machine 6/4 est
modélisée par la MEF puis approximée par la méthode de Kriegeage en vue
de la modélisation externe. La courbe de saturation de la tôle de la MRV
6/4 est donnée sur la figure 4.5.
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Fig. 4.5 – Courbe de saturation de la tôle FeV 400 - 50 HA

Le réseau de flux est calculé par la méthode des éléments finis (cf. 2.3.
La méthode d’approximation par Kriegeage est appliquée à la machine 6/4
(cf. 3.2.1 et 3.2.2).

Le réseau de flux φ(I, θ) est présenté en figure 4.6 pour 100 spires par
plot soit 200 spires par phase. Afin de limiter les « effets de bord », le réseau
de flux φ(I, θ) calculé est dupliqué par symétrie sur chacune des extrémités
du réseau d’origine (figure 4.6) comme présenté sur la figure 4.7.

Les réseaux d’inductance dynamique Ldyn(I, θ) sont présentés sur les
figures 4.8 et 4.9. Le couple Γ(I, θ) est montré sur la figure 4.10.

D’un point de vue qualitatif, la machine est saturée puiqu’à partir d’un
courant d’environ 6 A soit le tiers du courant maximum, l’ inductance
en conjonction n’est plus constante. Cependant, contrairement à la MRV
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Fig. 4.6 – Caractéristiques de flux φ(I, θ) calculées par la méthode des
éléments finis - MRV 6/4

Caractéristique Calculée


Fig. 4.7 – Caractéristiques de flux φ(I, θ) augmentées afin de limiter les
effets de bord - MRV 6/4

étudiée au chapitre précédent, l’inductance en opposition reste constante
même pour un fort courant. A partir de 17 A, l’inductance dynamique en
conjonction devient inférieure à l’inductance en opposition (figure 4.9). En
effet, la saturation de la machine conduit à une pente du flux plus faible en
conjonction qu’en opposition (figure 4.6).
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Fig. 4.8 – Inductance dynamique Ldyn en fonction de la position du rotor
pour différents courants de phase - MRV 6/4
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Fig. 4.9 – Inductance dynamique Ldyn en fonction du courant de phase pour
différentes positions du rotor - MRV 6/4

Les inductances en positions de conjonction et d’opposition sont respec-
tivement de 86 mH et 22 mH en régime linéaire. Les simulations réalisées
avec le code de calcul EFL2EP et le mailleur IDEAS 11 par Mr Ramdane
[RAM 05] donnent des valeurs d’inductances en positions de conjonction et
d’opposition très proches (85 mH et 22 mH).
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Fig. 4.10 – Couple en fonction de la position du rotor pour différents cou-
rants de phase - MRV 6/4

Détermination expérimentale de l’inductance en régime linéaire

Des essais sont effectués afin d’identifier en régime linéaire l’évolution
l’inductance en fonction de la position. Pour une positions donnée du rotor,
une phase est alimentée par une tension sinusöıdale à 50 Hz. L’inductance se
calcule alors à partir de la tension U et du courant I de phase avec l’équation
suivante :

Ldyn =

√

(U
I )2 − R2

2πf
(4.1)

Avec R la résistance de phase et f la fréquence d’alimentation.

On notera que la tension est fixée à 40 V afin de ne pas dépasser un
courant de phase de 5 A et donc de rester en régime de fonctionnement
linéaire.

La figure 4.11 montre l’évolution des inductances mesurées et calculées
par la MEF en fonction de la position du rotor. Les inductances mesurées
en conjonction et en opposition sont de 80.2 mH et 24.4 mH soit une erreur
relative de respectivement 6.7 % et 9.8 % par rapport au calcul par la MEF.

Ces écarts peuvent provenir de la non-prise en considération des effets
3D (les calculs sont effectués en 2D). L’étude d’une MRV 6/4 a montré en
effet que l’inductance calculée en 2D était sous estimé de 13% en conjonction
et de 30% en opposition par rapport à l’inductance calculée en 3D [SOF 01].

Des essais ont été effectués en alimentant une phase par un échelon de
tension et ont conduis à des résultats similaires.
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Fig. 4.11 – Inductances calculées et mesurées en fonction de la position en
régime linéaire - MRV 6/4

4.3 Étude de la régulation du courant de phase

4.3.1 Présentation des essais

Des essais expérimentaux sont réalisés avec différents courants de référence
(Iref variant de 2 A à 18 A) pour deux vitesses de rotation (Ω = 100 rd/s
et Ω = 150 rd/s) et pour deux résistances de charge RDC (308 Ω et 240
Ω). Deux jeux de paramètres de commande sont testés : (θon = 40̊ , θoff =
120̊ ) et (θon = 20̊ , θoff = 160̊ ). Les angles de commande (θon = 40̊ ,
θoff = 120̊ ) permettent de ne pas avoir de conduction simultanée de deux
phases. Ainsi, la saturation croisée qui n’est pas prise en compte dans le
modèle développé n’apparâıt pas. Les essais avec (θon = 20̊ , θoff = 160̊ )
permettront d’évaluer l’influence de ce phénomène.

Les essais suivants sont réalisés avec Iref variant de 2 A à 18 A :

– RDC = 308 Ω, Ω = 100 rd/s, (θon = 40̊ , θoff = 120̊ )
– RDC = 308 Ω, Ω = 100 rd/s, (θon = 20̊ , θoff = 160̊ )
– RDC = 240 Ω, Ω = 200 rd/s, (θon = 40̊ , θoff = 120̊ )
– RDC = 240 Ω, Ω = 200 rd/s, (θon = 20̊ , θoff = 160̊ )

La vitesse de rotation est imposée par l’intermédiaire de la commande
de la MCC et les angles de commande sont donnés au régulateur de cou-
rant de la MRV. La tension du bus n’est pas régulée, pour chaque point de
fonctionnement elle tend vers une valeur différente.

On notera que pour une résistance de bus RDC constante, la tension du
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Iref [A] VDC [V ] VDC [V ]
(θon = 40̊ et θoff = 120̊ ) (θon = 20̊ et θoff = 160̊ )

2 44 50

4 86 110

6 128 173

8 180 235

10 209 294

12 253 357

14 306 415

16 348 464

18 383 504

Tab. 4.1 – Valeurs expérimentales de VDC pour Ω = 100 rd/s et RDC =
308 Ω

Iref [A] VDC [V ] VDC [V ]
(θon = 40̊ et θoff = 120̊ ) (θon = 20̊ et θoff = 160̊ )

2 0 77

4 122 161

6 185 236

8 249 329

10 304 417

12 356 497

14 404 568

16 449 635

18 516 /

Tab. 4.2 – Valeurs expérimentales de VDC pour Ω = 200 rd/s et RDC =
240 Ω

bus VDC est à l’image de la puissance débitée dans la charge.

Les mesures de la tension du bus continu VDC sont présentées dans les
tableaux 4.1 et 4.2.

On remarque naturellement que plus le courant de référence est grand
et plus la tension du bus continu est importante. La même tendance est
observée avec la vitesse de rotation.

Le jeu de paramètres de commande (θon = 20̊ et θoff = 160̊ ) donne des
tensions de bus supérieures au jeu (θon = 40̊ et θoff = 120̊ ). En effet, la
durée de conduction est plus grande pour θon = 20̊ et θoff = 160̊ que pour
θon = 40̊ et θoff = 120̊ (80̊ contre 140̊ ), ce qui conduit à un couple plus
grand et donc une puissance débitée plus importante.
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4.3.2 Analyse des formes d’ondes

On se propose d’analyser les formes d’onde de courant, et de tension de
phase pour deux vitesses de rotation (Ω = 100 rd/s et Ω = 200 rd/s), deux
résistances de charge (RDC = 308 Ω et RDC = 240 Ω) et une référence de
courant de phase de 16 A.

Les deux jeux d’angles de commande sont :

– (θon = 40̊ et θoff = 120̊ ) : Il n’y a pas conduction simultanée de
plusieurs phases. Les effets de mutuelles et de saturation croisée sont
donc faibles.

– (θon = 20̊ et θoff = 160̊ ) : Il a y conduction simultanée de plusieurs
phases conduisant à des effets de mutuelles et de saturations croisées.

Point de fonctionnement : (θon = 40̊ , θoff = 120̊ ), RDC = 240 Ω,
Ω = 200 rd/s

La figure 4.12 montre les trois courants de phase, avec le courant de la
phase 1 en gras ainsi que sa référence en pointillés. L’ordre de commande des
interrupteurs et la tension de la phase 1 sont aussi présentés. On remarque
que les formes de courant sont indépendantes les unes des autres. Cependant,
avec l’hypothèse des phases indépendantes magnétiquement, la tension de
phase devrait être nulle lorsque le courant de phase est nul.

Or, on observe une faible tension de phase non-nulle variant de plus ou
moins 40 V alors que le courant de phase et l’ordre de commande sont nuls.

Les effets de mutuelles ne sont donc pas inexistants comme supposé dans
le modèle théorique.

Point de fonctionnement : (θon = 20̊ , θoff = 160̊ ), RDC = 308 Ω,
Ω = 100 rd/s

La figure 4.13 montre les trois courants de phase, avec le courant de la
phase 1 en gras ainsi que sa référence en pointillés. L’ordre de commande
des interrupteurs et la tension de la phase 1 sont aussi présentés.

On observe aussi une faible tension de phase non-nulle variant de plus
ou moins 50 V alors que le courant de phase et l’ordre de commande sont
nuls. Les variations de la tension de la phase 1 suivent les commutations des
deux autres phases.

On notera cependant que la variation de la tension de la phase 1 s’effectue
sous un courant de phase nul, il n’y donc pas de puissance échangée avec le
convertisseur.

4.3.3 Amorçage de la GRV

Le démarrage de la GRV en mode auto-excité par une source externe est
abordé.
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Fig. 4.12 – Courants de phase, ordres de commande et tension de phase
expérimentaux pour θon = 40̊ , θoff = 120̊ , Ω = 200 rd/s, RDC = 240 Ω
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Fig. 4.13 – Courants de phase, ordres de commande et tension de phase
expérimentaux pour θon = 20̊ , θoff = 160̊ , Ω = 100rd/s, RDC = 308 Ω
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On se propose de déterminer la tension de la source externe minimale
pour amorcer la GRV. Deux tensions d’alimentation de la source externe
sont étudiées VDCo, à savoir VDCo = 20 V et VDCo = 26 V . L’une de ces
valeurs permet d’amorcer la machine , l’autre non.

La résistance RDC est de 308 Ω.

On rappelle que la procédure de démarrage qui doit permettre de magnétiser
la GRV, suit les étapes suivantes :

1. La régulation en vitesse de la MCC est activée avec une référence de
Ωref = 100 rd/s.

2. Une fois la vitesse de rotation de référence atteinte, une tension VDCo

est appliquée sur le bus continu par la source de tension externe (in-
terrupteur Ks ouvert).

3. La régulation en courant de la GRV est mise en fonctionnement avec
une référence Iref de 10 A et et les angles de commande (θon = 40̊ ,
θoff = 120̊ ). Lorsque le régime permanent est atteint, la source de ten-
sion externe est éteinte (interrupteur KS ouvert) et la GRV fonctionne
en régime auto-excité.

Tension d’alimentation de la source externe VDCo = 26 V

La vitesse de rotation est préalablement régulée à Ω = 100 rd/s et la ten-
sion du bus continue est fixée à VDCo = 26 V . A l’instant noté « Amorçage »,
la régulation en courant est activée.

La figure 4.14 montre la tension du bus continu VDC et le courant dans
une phase de la machine.

On remarque que la tension du bus continu crôıt jusqu’à 209 V et que
les courants passent de 2 A au 10 A de référence au régime permanent. On
notera que l’on retrouve les valeurs données dans le tableau 4.1 puisque pour
Iref = 10 A, θon = 40̊ , θoff = 120̊ , et Ω = 100 rd/s, la valeur de VDC est
de 209 V .

La source de tension externe est éteinte (« Ouverture Ks ») lorsque le
régime permanent est atteint. La machine fonctionne alors en régime auto-
excité. On constate que l’ouverture de Ks influe très peu sur le bus continu.

Tension d’alimentation de la source externe VDCo = 20 V

La vitesse de rotation est préalablement régulée à Ω = 100 rd/s et la
tension du bus continu est fixée à VDCo = 20 V .

La figure 4.15 montre la tension du bus continu VDC et le courant dans
une phase de la machine.

A l’instant noté « Amorçage », la régulation en courant est activée.
Contrairement à l’essai avec VDCo = 26 V la tension du bus ne monte
pas et le courant de phase reste inférieur à 2 A , ce qui est loin des 10 A
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Fig. 4.14 – Démarrage de la GRV avec une tension initiale de 26 V

de référence. La machine n’est pas suffisamment magnétisée pour fonction-
ner en excitation séparée. En effet, lorsque la source de tension externe est
coupée (ouverture de Ks), le courant de phase et la tension de bus VDC

baissent jusqu’à zéro.

Tension d’alimentation de la source externe VDCo = 252 V

On se propose de montrer un essai de démarrage de la GRV pour une
tension initiale VDCo = 252 V . La vitesse de rotation est préalablement
régulée à Ω = 100 rd/s , la régulation en courant est activée (instant noté
« Amorçage »).

On a vu que les paramètres de commande de la boucle de courant choi-
sis conduisent à une tension du bus continu en régime permanent VDC−perm

de 209 V pour un fonctionnement en auto-excité. Dans les deux cas envi-
sagés précédemment, la tension d’alimentation de la source extérieure était
inférieure à cette tension VDC−perm.

La figure 4.16 montre l’évolution de la tension du bus continu. A l’instant
noté « Ouverture de Ks », la source extérieure est coupée via l’interrupteur
Ks (cf. figure 4.3). On remarque que la tension du bus continu décrôıt jusqu’à
la tension VDC−perm à environ t = 12 s. La GRV fonctionne alors en auto-
excitée.
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Fig. 4.15 – Démarrage de la GRV avec une tension initiale de 20 V
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Fig. 4.16 – Démarrage de la GRV avec une tension initiale de 252 V
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Afin d’amorcer la GRV en fonctionnement auto-excité, une
source de tension extérieure doit être connectée au bus continu.
La tension de cette source extérieure VDCo peut être supérieure ou
inférieure à la tension en régime permanent VDC−perm de la GRV
auto-excitée. Dans le cas où VDCo > VDC−perm, la GRV s’amorce
toujours (si la GRV est amorçable au point de fonctionnent consi-
déré). Cependant, dans le cas VDCo < VDC−perm, une tension VDCo

minimale est nécessaire à l’amorçage. Les essais ont montrés que
pour le point de fonctionnment considéré( Ω = 100 rd/s, Iref = 10 A,
RDC = 308 Ω, CDC = 1.85 mF), une tension initiale VDCo = 26 V
est suffisante alors que VDCo = 20 V ne l’est pas. On notera que
la tension minimale de la source externe est faible, une batterie
pourrait être utilisée pour l’amorçage

L’amorçage dépend des paramètres suivants :
– La résistance de charge RDC .
– Le condensateur du bus continu CDC .
– Les paramètres de commande de la boucle de courant (Iref , θon, θoff ).
– La vitesse de rotation Ω .

4.3.4 Comparaisons des résultats expérimentaux avec les si-
mulations

Étude quantitative

Fig. 4.17 – Synoptique de la régulation en courant avec prise en compte de
l’équation du bus continu

La tension du bus continu est déterminée en tenant compte du conden-
sateur de bus CDC et de a résistance RDC de charge à partir de d’équation
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3.18. Le schéma de simulation est présenté en figure 4.17.

La figure 4.18 et les tableaux 4.3 et 4.4 montrent les valeurs de ten-
sion du bus VDC mesurées et simulées. On remarque que la simulation et
l’expérimentation donnent des tensions VDC proches quelque soit le point de
fonctionnement considéré. Des écarts acceptables ressortent entre les courbes
expérimentales et simulées. Ces écarts peuvent provenir des hypothèses de
calcul de la simulation par élément finis (effets 3D non pris en compte, hy-
pothèse d’indépendance magnétique des phases).

On remarque que les résultats de simulation et expérimentaux sont proches
pour les deux jeux d’angle de commande. L’hypothèse d’indépendance des
phases est donc justifiée.

2 6 10 14 18
0

100

200

300

400

500

600

T
en

si
on

 d
u 

bu
s 

V D
C
 [V

]

(a)

Mesures
Simulations

2 6 10 14 18
0

100

200

300

400

500

600
(b)

Mesures
Simulations

2 6 10 14 18
0

100

200

300

400

500

600
(c)

Courant de référence I
ref

 [A]

T
en

si
on

 d
u 

bu
s 

V D
C
 [V

]

Mesures
Simulations

2 6 10 14 18
0

100

200

300

400

500

600
(d)

Courant de référence I
ref

 [A]

Mesures
Simulations

Fig. 4.18 – Comparaison des valeurs expérimentales et si-
mulées de VDC en fonction du courant de référence Iref .
(a) : θon = 40̊ , θoff = 120̊ , Ω = 100 rd/s, RDC = 308 Ω,
(b) : θon = 20̊ , θoff = 160̊ , Ω = 100 rd/s, RDC = 308 Ω,
(c) : θon = 40̊ , θoff = 120̊ , Ω = 200 rd/s, RDC = 240 Ω,
(d) : θon = 20̊ , θoff = 160̊ , Ω = 200 rd/s, RDC = 240 Ω
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Iref [A] VDC [V ] VDC [V ] VDC [V ] VDC [V ]
θon = 40̊ θon = 40̊ θon = 420̊ θon = 20̊

θoff = 120̊ θoff = 120̊ θoff = 160̊ θoff = 160̊
Mesuré Simulé Mesuré Simulé

2 44 53 [16%] 50 72 [30%]

4 86 98 [12%] 110 142 [22%]

6 128 158 [18%] 173 207 [16%]

8 180 201 [10%] 235 277 [15%]

10 209 247 [15%] 294 345 [14%]

12 253 299 [15%] 357 414 [13%]

14 306 348 [12%] 415 473 [12%]

16 348 382 [9%] 464 527 [11%]

18 383 414 [7%] 504 578 [12%]

Tab. 4.3 – Valeurs expérimentales et simulées de VDC pour Ω = 100 rd/s
et RDC = 308 Ω

Iref [A] VDC [V ] VDC [V ] VDC [V ] VDC [V ]
θon = 40̊ θon = 40̊ θon = 20̊ θon = 20̊

θoff = 120̊ θoff = 120̊ θoff = 160̊ θoff = 160̊
Mesuré Simulé Mesuré Simulé

2 0 82 [/ %] 77 95 [18%]

4 122 148 [17%] 161 177 [9%]

6 185 213 [13%] 236 268 [12%]

8 249 279 [11%] 329 355 [7%]

10 304 343 [11%] 417 434 [4%]

12 356 403 [11%] 497 521 [5%]

14 404 457 [11%] 568 604 [6%]

16 449 508 [11%] / /

18 516 552 [7%] / /

Tab. 4.4 – Valeurs expérimentales et simulées de VDC pour Ω = 200 rd/s
et RDC = 240 Ω

Étude qualitative

Les simulations et les relevés expérimentaux de courants de phase sont
comparés pour les deux régimes de fonctionnement suivants :

– θon = 40̊ , θoff = 120̊ , Ω = 200 rd/s, RDC = 240 Ω
– θon = 20̊ , θoff = 160̊ , Ω = 100 rd/s, RDC = 308 Ω

La tension VDC est de 220 V pour (θon = 40̊ et θoff = 120̊ ) et 223 V
pour (θon = 20̊ et θoff = 160̊ ) (tableau 4.3 et 4.4).

Les résultats de simulation et expérimentaux sont présentés sur les figures
4.19 et 4.20. Les allures des courants sont très proches pour les deux points de
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Fig. 4.19 – Comparaison des courants mesurés et simulés pour Iref = 16 A
et Ω = 200 rd/s (θon = 40̊ et θoff = 120̊ ), RDC = 240 Ω

0.05 0.055 0.06 0.065 0.07 0.075 0.08
0

2

4

6

8

10

12

14

16

18

20

Temps [s]

C
ou

ra
nt

 d
e 

ph
as

e 
[A

]

Mesure
Simulation

Fig. 4.20 – Comparaison des courants mesurés et simulés pour Iref = 16 A
et Ω = 100 rd/s (θon = 20̊ et θoff = 160̊ ), RDC = 308 Ω

fonctionnement. La figure 4.20 montre des commutations de courant autour
de la valeur de référence (16 A) à des instants différents mais avec la même
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amplitude.

Ces résultats confirment aussi que les inductances simulées sont peu
éloignées des inductances réelles de la machine.

4.4 Étude de la régulation de la tension du bus
continu

Le schéma de régulation du bus continu étudié dans la partie 3.6 est
appliqué et testé sur la MRV 6/4.

4.4.1 Calcul du régulateur

Le calcul des coefficients Kp et Ti du régulateur PI s’effectue à partir des
équations suivantes :

{

Kp = 2 z ωn CDC

Ti = 2 z
ωn

(4.2)

La bande passante de la régulation est fixée à une valeur de 2 Hz et
le coefficient d’amortissement z est posé égal à 0.707 en vue d’obtenir une
réponse rapide avec un faible dépassement. Avec un condensateur de bus
continu CDC de 1.85 mF , les paramètres du correcteur PI sont :

{

Kp = 46.5 10−3

Ti = 112 ms
(4.3)

Le coefficient dL
dθ peut s’approximer de la façon suivante :

∆L

∆θ
=

Nr (Lconj − Lopp)

π
(4.4)

Dans le cas de la GRV 6/4, avec les inductances en conjonction et en
opposition de respectivement Lconj = 86 mH et Lopp = 22 mH et Nr = 4,
on obtient : ∆L

∆θ = 81.5 mH/rd.

4.4.2 Comparaison des résultats expérimentaux et des simu-
lations

Afin de vérifier le fonctionnement du régulateur, l’essai suivant est réalisé :

– La valeur de référence de la tension du bus continu est fixée à 300 V
et la vitesse de rotation à 200 rd/s.

– A t = t1, la résistance de charge RDC passe de 80 Ω à 240 Ω. La
puissance demandée sur le bus passe alors de 1125 W à 375 W .

– A t = t2, la résistance de charge RDC passe de 240 Ω à 80 Ω. La
puissance demandée sur le bus passe alors de 375 W à 1125 W .
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– Les angles d’allumage et d’extinction du courant sont respectivement
de θon = 20̊ et θoff = 160̊ .
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Fig. 4.21 – Tension du bus et courant de référence expérimentaux
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Fig. 4.22 – Zoom de la tension du bus et courant de référence expérimentaux
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Fig. 4.23 – Tension du bus et courant de référence simulés
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Fig. 4.24 – Zoom de la tension du bus et courant de référence simulés

On notera que lorsque la GRV débite sur la résistance de 240 Ω et que le
régime permanent est atteint, les conditions expérimentales de la partie 4.3.1
sont réunies. D’après ces essais, au point de fonctionnement (θon = 20̊ et
θoff = 160̊ ), Ω = 200 rd/s et RDC = 240 Ω, à Iref = 16 A correspond une
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tension de bus continu de 236 V et à Iref = 8 A une tension de 329 V . En
réalisant une interpolation linéaire sur ces valeurs, Une tension de référence
de 300 V devrait donc aboutir à un courant de référence Iref imposé par la
boucle de tension proche de 7.3 A.

Les figures 4.21 et 4.22 montrent les évolutions expérimentales de la
tension du bus continu VDC et du courant de référence Iref . La tension de
bus est bien régulée à la tension de référence de 300 V .

Les perturbations à t1 et t2 sont bien rejetées avec un dépassement de
60 V après t1 et 45 V après t2. Le régime permanent est recouvré en 0.75 s
après la première perturbation et 0.45 s pour la seconde. On observe un
léger dépassement du courant de référence typique du régulateur PI.

En régime permanent, lorsque la charge est de 80 Ω, la tension de bus
ondule entre 295 V et 305 V alors que pour la charge de 240 Ω la tension
de bus ondule entre 298 V et 302 V .

Comme la régulation s’effectue sur la valeur efficace du bus continu, les
ondulations de tension ne se répercutent pas sur le courant de référence
comme présenté sur les figures 4.21 et 4.22. Les références de courant ont
donc bien des formes rectangulaires. Le courant de référence est de 16.4 A
sous la charge de 80 Ω et de 7.1 A sous 240 Ω. Cette dernière valeur cor-
respond bien à la valeur attendue (7.3 A d’après l’interpolation linéaire
ci-dessus).

Une simulation est effectuée sous les mêmes conditions à partir du modèle
présenté sur la figure 3.36.

Les figures 4.23 et 4.24 montrent les évolutions de la tension du bus
continu VDC et du courant de référence Iref simulés. Les allures simulées
sont semblables aux allures expérimentales. La tension est bien régulée à
300 V .

Les temps de réponse sont sensiblement identiques aux valeurs expéri-
mentales. On observe cependant des écarts sensibles sur le dépassement, l’on-
dulation de tension du bus en régime permanent et les courants de référence.

Le dépassement après les deux perturbations sont de 44 V et 38 V en
simulation contre 60 V et 45 V expérimentalement.

Les ondulations de tension en régime permanent sous 80 Ω et 240 Ω sont
de 8 V et 2 V en simulation contre 10 V et 4 V expérimentalement.

Les courant de référence sous 80 Ω et 240 Ω sont de 14.1 A et 6.7 A en
simulation contre 16.4 A et 7.1 A expérimentalement.

La mise en œuvre expérimentale du régulateur de tension du
bus continu a montré un comportement très proche des simula-
tions. Le régulateur ainsi que le modèle développé sont donc va-
lidés.
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4.5 Conclusion

La mise en œuvre d’un banc expérimental a permis de réaliser une étude
du fonctionnement d’une Génératrice à Réluctance Variable.

Une procédure de démarrage est testée avec différents niveaux de ten-
sion de la source externe VDCo. Il a été établi que, si la GRV est amorçable
au point de fonctionnement considéré, alors une tension de la source ex-
terne VDCo supérieure à la tension en régime permanent du mode auto-
excité VDC−perm permet toujours d’amorcer la GRV. Dans le cas où VDCo <
VDC−perm, alors une tension minimale VDCo est nécessaires à l’amorçage.

La caractéristique expérimentale de tension du bus en fonction du cou-
rant de référence VDC (Iref ) est réalisée pour deux vitesses de rotation et
deux jeux d’angles de commande. La tension de bus VDC crôıt linéairement
avec le courant de référence. La tension augmente aussi avec la vitesse de
référence.

Les allures des courants simulés sont très proches de celles obtenue par
les essais, ce qui permet de valider le modèle d’inductance adopté (MEF).

La boucle de courant est d’abord étudiée. La prise en compte de l’équation
du bus continu (figure 4.17) a permis de confronter les valeurs de tension du
bus continu mesurées et simulées en tenant compte uniquement des pertes
Joule de la GRV. Des écarts acceptables de l’ordre 10 % sont relevés. En-
suite la boucle de régulation de tension du bus continu est abordée. Le
comportement du régulateur face aux perturbations est très proche de la
simulation aussi bien au niveau de l’allure de la tension VDC que du courant
de référence Iref . Ces essais ont montré une bonne concordance entre les
résultats expérimentaux et les simulations. La modélisation externe de la
GRV par la MEF, la modélisation du convertisseur et du circuit RDC/CDC

ainsi que les algorithmes de commande développés se sont révélés satisfai-
sants. Le modèle de l’ensemble GRV-convertisseur débitant sur un circuit
RC est donc validé.

Les résultats de simulation pourraient être améliorés en réduisant les
hypothèses simplificatrices sur :

– Le modèle par éléments finis : le modèle utilisé est en 2D et
fait l’hypothèse de l’indépendance électromagnétique des phases. Il
serait intéressant d’intégrer l’effet 3D [SOF 01], ainsi que les effets de
mutuelles et de saturations croisées.

– Le modèle des pertes : seules les pertes cuivre sont integrées dans
le modèle développé. Les pertes fer et convertisseur pourraient avoir
une influence non-négligeable et leurs prises en compte conduiraient à
un modèle plus précis.
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Conclusion générale

Les travaux présentés constituent une contribution à l’optimisation de la
structure électromagnétique et au fonctionnement générateur en mode auto
excité de la machine à réluctance variable basse vitesse dédiée à l’éolien. Une
machine basse vitesse de 10 kW , 2000 Nm est modélisée par éléments finis.
Son optimisation puis sa commande sont traitées. La modélisation externe
par la MEF et les algorithmes de commande sont ensuite appliqués à une
MRV 6/4 puis validés sur un banc expérimental.

Le premier chapitre présente les principes fondamentaux de la châıne de
conversion de l’énergie éolienne en énergie électrique et examine différentes
associations machines-convertisseur de puissance. L’intérêt d’une machine
basse vitesse de rotation est souligné. Parmi les génératrices basse vitesse,
la machine à réluctance variable présente des caractéristiques intéressantes.
En effet, la vitesse de rotation est réduite par l’augmentation du nombre de
dents sans bobinages supplémentaires.

Le deuxième chapitre concerne l’optimisation de la structure électro-
magnétique d’une MRV à plots dentés 10 kW et 2000 Nm. Un algorithme
génétique associé à la méthode des éléments finis a été conçu. Dans un
premier temps, les petites dents sont optimisées. La forme trapézöıdale des
petites dents s’est révélée la plus performante au regard du couple développé.
Puis, la structure globale est optimisée afin de maximiser le couple massique.
Différents nombres de dents et de plots sont testés. La MRV 48/64 avec 4
plots par phase présente le meilleur compromis entre le couple massique, le
couple volumique et les pertes Joule. Enfin, la convergence de l’algorithme
génétique est étudiée. Les machines obtenues tendent vers deux groupes aux
performances similaires : les machines à plots droits et les machines à plots
creux. Pour la suite des travaux une MRV 48/64 à plots droits est choisie
en raison de sa facilité de construction.

La troisième partie de ce mémoire est consacrée à la commande en mode
générateur de la MRV 48/64 sélectionnée dans le chapitre 2. La boucle
de régulation de courant est d’abord traitée. Deux formes de courant de
référence sont étudiées : l’une rectangulaire et l’autre non-rectangulaire.
Pour la forme rectangulaire, les angles d’allumage et d’extinction sont op-
timisés par un AG permettant de maximiser la puissance du bus continu
d’une part et de minimiser les ondulations de couple d’autre part. Un AG
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multi-critères a permis de dégager un front de Pareto optimal qui optimise
ces deux critères. La commande en couple avec des courants de forme non-
rectangulaire teste une TSF (torque sharing function) asymétrique afin de
réduire les ondulations de couple. Enfin, un régulateur pour la tension du
bus continu est calculé.

L’étude expérimentale est effectuée dans le quatrième chapitre. Un banc
d’essais comprenant une machine à courant continu couplée à une GRV 6/4
d’étude et une carte Dspace est mis en œuvre. Les résultats expérimentaux
et de simulation sont proches aussi bien au niveau de la boucle de courant
que de la régulation du bus continu. Le modèle par MEF et les algorithmes
de commande établis au chapitre 3 et implémenté expérimentalement sur la
GRV 6/4 sont donc validés.

Le fonctionnement de la GRV en mode auto-excité pourrait être amélioré
par l’étude des points suivants :

– La prise en compte des contraintes liées au convertisseur à intégrer
lors de la maximisation du couple massique.

– L’étude fine des conditions d’amorçage de la GRV.
– La synthèse de régulateurs plus performants pour les boucles de cou-

rant et de tension. La régulation de la boucle de courant est difficile
en raison du comportement fortement non linéaire de la machine.

– La construction de la machine 48/64 permettrait de valider expérimen-
talement la pertinence de la GRV pour les applications basse vitesse.



Bibliographie

[ABO 95] M. Abouzeid, « The Use of an Axial Field-Switched Reluctance
Generator Driven dy Wind Energy », Renewable Energy, Vol. 6, No 5, pp.
619-622, 1995.

[ADE] Site de l’Agence gouvernementale De l’Environnement et de la
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[DRA 03] C.B. Dragu, R. Belmans, « Optimal Firing Control for Four-
Quadrant Operation of a 8/6 SRM », EPE 2003, Toulouse, September 2003,
ISBN 90-75815-07-7.

[DUB 00a] M.R. Dubois, « Review of Electromechanical Conversion in
Wind Turbine », Report EPP00.R03, April 2000, Faculty ITS Group Elec-
trical Power Processing.

[DUB 00b] M.R. Dubois, H. Polinder, J.A. Ferreira, « Comparison of
generator topologies for wind turbine », Proceeding of the Nordic Countrie
Poxer & Industrial Electronics Conference (NORPIE), 2000.

[DUF 00] S. Dufour, G. Vinsard, B. Laporte, « Generating Rotor Geo-
metries by using a Genetic Method », IEEE Transaction on magnetics, vol.
36, no. 4, pp. 1039-1042, July 2000.

[ELW 02] Amged El-Wakeel and A.C. Smith, « Optimal Design of Swit-
ched Reluctance Motors Using Genetic Algorithms », International Confe-
rence of Electric Machines, ICEM02, ISBN :90-76019-18-5. Brugge, Belgium,
25-28 August 2002.

[FAU 81] J. Faucher, « Contribution à l’étude des machines à réluctance
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S. Zire, « Comparaison de structures électromagnétiques pour des applica-
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slotted switched reluctance machine for wind energy applications », Electric
Power Components and Systems, Taylor and Francis Journal, accepté, à
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Annexe A

Topologies de machines
réalisables

On se propose de déterminer les topologies de MRV réalisables pour
Nr proche de 60. Le nombre de dents au rotor Nr doit être proche de 60
afin d’avoir des courants statoriques proches de 50 Hz pour une vitesse de
rotation de 50 tr/min. Les Nr examinés sont compris entre 50 et 70. Comme
notre choix s’est arrêté sur une structure triphasée, on a q = 3.

Le nombre de plots statoriques Nps doit respecter la condition Nps/(2q)
entier. Pour q = 3, le nombre de plots statoriques minimum est alors de 6.
On examine aussi les possibilités avec Nps = 12, 24, 48.

Les tableaux A.1, A.2, A.3 et A.4 présentent les topologies pour un
nombre de plots statoriques Nps de respectivement 6, 12, 24, 48. Pour
chaque combinaison de Nr et Nps, les coefficients K1 = Nr/Nps + 1/q et
K2 = Nr/Nps − 1/q sont calculés (cf. 2.2). Si un de ces deux coefficients est
entier alors la topologie est réalisable.
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Nr K1 = Nr/Nps + 1/q K2 = Nr/Nps − 1/q Topologie réalisable

50 8.67 8 oui

51 8.83 8.17 non

52 9 8,33 oui

53 9.17 8.50 non

54 9.33 8.67 non

55 9.5 8.83 non

56 9.60 9 oui

57 9.83 9.17 non

58 10 9.33 oui

59 10.17 9.5 non

60 10.33 9.67 non

61 10.50 9.83 non

62 10.67 10 oui

63 10.83 10.17 non

64 11 10 ;33 oui

65 11.17 10.50 non

66 11.33 10.67 non

67 11.5 10.83 non

68 11.67 11 oui

69 11.83 11.17 non

70 12 11.33 oui

Tab. A.1 – Topologies réalisables pour Nps = 6 et q = 3

Nr K1 = Nr/Nps + 1/q K2 = Nr/Nps − 1/q Topologie réalisable

50 4.50 3.83 non

51 4.58 3.91 non

52 4.66 4 oui

53 4.75 4.08 non

54 4.83 4.17 non

55 4.91 4.25 non

56 5 4.33 oui

57 5.08 4.42 non

58 5.17 4.50 non

59 5.25 4.58 non

60 5,33 4.66 non

61 5.42 4.75 non

62 5.50 4.83 non

63 5.58 4.91 non

64 5.67 5 oui

65 5.75 5.08 non

66 5.83 5.17 non

67 5.92 5.25 non

68 6 5.33 oui

69 6.08 5.41 non

70 6.17 5.5 non

Tab. A.2 – Topologies réalisables pour Nps = 12 et q = 3
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Nr K1 = Nr/Nps + 1/q K2 = Nr/Nps − 1/q Topologie réalisable

50 2.42 1.75 non

51 2.46 1.79 non

52 2.50 1.83 non

53 2.54 1.88 non

54 2.58 1.92 non

55 2.23 1.96 non

56 2.67 2 oui

57 2.71 2.04 non

58 2.75 2.08 non

59 2.79 2.13 non

60 2.83 2.17 non

61 2.86 2.21 non

62 2.92 2.25 non

63 2.96 2.29 non

64 3 2.33 oui

65 3.04 2.38 non

66 3.08 2.42 non

67 3.13 2.46 non

68 3.17 2.50 non

69 3.21 2.54 non

70 3.25 2.58 non

Tab. A.3 – Topologies réalisables pour Nps = 24 et q = 3

Nr K1 = Nr/Nps + 1/q K2 = Nr/Nps − 1/q Topologie réalisable

50 1.36 0.71 non

51 1.40 0.73 non

52 1.42 0.75 non

53 1.44 0.77 non

54 1.46 0.79 non

55 1.48 0.81 non

56 1.50 0.83 non

57 1.52 0.85 non

58 1.54 0.88 non

59 1.56 0.90 non

60 1.58 0.92 non

61 1.60 0.94 non

62 1.63 0.96 non

63 1.64 0.98 non

64 1.67 1 oui

65 1.69 1.02 non

66 1.71 1.04 non

67 1.73 1.06 non

68 1.75 1.08 non

69 1.77 1.10 non

70 1.79 1.13 non

Tab. A.4 – Topologies réalisables pour Nps = 48 et q = 3
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Annexe B

Topologies de machines
réalisables avec Nr = 64

Les topologies réalisables avec Nr = 64 et q = 3 sont examinées pour
trois nombre de dents au stator : Ns = 48, 54, 60 (respectivement dans les
tableaux B.1, B.2 et B.3). Pour chaque configuration, le nombre de plots
par phase doit être un entier supérieur ou égal à deux, et l’un des deux
coefficients K1 = Nr/Nps + 1/q et K2 = Nr/Nps − 1/q doit être entier (cf.
2.2).

Le nombre de dents par plots Ndp varie de un (machine à grosse dents)
jusqu’à une valeur qui amène à un nombre de plots par phase Nps/q de deux.
En effet, la condition Nps/(2q) entier doit être respectée.

D’après les tableaux ci-dessous, il existe quatre topologies possibles pour
Ns = 48, une seule pour Ns = 54 et deux pour Ns = 60. Afin de pouvoir
réaliser des comparaison significatives, Ns = 48 est choisi pour augmenter
le nombre de topologies à comparer.

Ndp Nps/q K1 K2 Topologie
= Ns/(q Ndp) = Nr/Nps + 1/q = Nr/Nps − 1/q réalisable

1 16 1.67 1 oui

2 8 3 2.33 oui

3 5.33 4.33 3.67 non

4 4 5.67 5 oui

5 3.20 7.00 6.33 non

6 2.67 8.33 7.67 non

7 2.29 9.67 9.00 non

8 2 11 10,33 oui

Tab. B.1 – Topologies réalisables pour Nr = 64, Ns = 48 et q = 3
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Ndp Nps/q K1 K2 Topologie
= Ns/(q Ndp) = Nr/Nps + 1/q = Nr/Nps − 1/q réalisable

1 18.00 1.52 0.85 non

2 9.00 2.70 2.04 non

3 6.00 3.89 3.22 non

4 4.50 5.07 4.41 non

5 3.60 6.26 5.59 non

6 3.00 7.44 6.78 non

7 2.57 8.63 7.96 non

8 2.25 9.81 9.15 non

9 2 11 10.33 oui

Tab. B.2 – Topologies réalisables pour Nr = 64, Ns = 54 et q = 3

Ndp Nps/q K1 K2 Topologie
= Ns/(q Ndp) = Nr/Nps + 1/q = Nr/Nps − 1/q réalisable

1 20.00 1.40 0.73 non

2 10.00 2.47 1.80 non

3 6.67 3.53 2.87 non

4 5.00 4.60 3.93 non

5 4 5.67 5 oui

6 3.33 6.73 6.07 non

7 2.86 7.80 7.13 non

8 2.50 8.87 8.20 non

9 2.22 9.93 9.27 non

10 2 11 10.33 oui

Tab. B.3 – Topologies réalisables pour Nr = 64, Ns = 60 et q = 3



Annexe C

Calcul de la résistance et des
pertes Joule de la MRV
48/64

C.1 Calcul de la résistance de phase

La résistance d’une phase pour une spire se calcule avec la formule sui-
vante :

R1−spire = ρ
LConducteur

S
(C.1)

Avec LConducteur la longueur de conducteur d’une phase, S la surface
d’une bobine et ρ = 2.4 10−8 Ωm.

La longueur de conducteur est donnée par :

LConducteur =
2 Nps

q
(L + Lt) (C.2)

Avec L la longueur de la machine et Lt la longueur de conducteur en
tête de bobine par plot.

Cette longueur peut être approximée par :

Lt =
π

Nps
(2 (Rc − Es) − hb) (C.3)

Avec Rc le rayon statorique externe, Es l’épaisseur de culasse statorique
et hb la hauteur de bobine.

Les paramètres de la MRV 48/64 (tableau 2.22) permettent de calculer
la valeur de la résistance de phase pour une spire :

R1−spire = 35.6 10−6 Ω (C.4)

La résistance R pour Nspires se déduit de R1−spire :
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R = N2
spires R1−spire (C.5)

C.2 Calcul des pertes Joule

Les pertes dans Joule dans les conducteurs sont donnée par la formule
suivante :

Pj = q RI2
eff (C.6)

Si on considère que chaque phase est alimenté par un créneau de cou-
rant de rapport cyclique 1/2 (courant Im pendant la production de couple
générateur entre 0̊ et 180̊ et courant nul pendant la production de couple
moteur entre 180̊ et 360̊ ), l’expression devient :

Pj =
1

2
q RI2

m (C.7)

Pour la machine 48/64 avec une résistance de R1−spire = 35.6 10−6 Ω et
un courant maximum de 3520 A, les pertes Joule sont de :

Pj = 664 W (C.8)
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Agrandissement des petites
dents
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Fig. D.1 – Optimisation du couple - Dents rectangulaires, circulaire et

trapézöıdales

Fig. D.2 – Optimisation du couple - Dents trapézöıdales et aléatoires
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Agrandissement des figures
du tableau 2.11 (Évolution
des machines - optimisation
du couple et du couple
massique)
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Agrandissement des figures du tableau 2.11 (Évolution des
machines - optimisation du couple et du couple massique)

 

Fig. E.1 – Optimisation du couple - Initialisation
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Fig. E.2 – Optimisation du couple massique - Initialisation
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Agrandissement des figures du tableau 2.11 (Évolution des
machines - optimisation du couple et du couple massique)

 

Fig. E.3 – Optimisation du couple - Génération 33
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Fig. E.4 – Optimisation du couple massique - Génération 33
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Agrandissement des figures du tableau 2.11 (Évolution des
machines - optimisation du couple et du couple massique)

 

Fig. E.5 – Optimisation du couple - Génération 66
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Fig. E.6 – Optimisation du couple massique - Génération 66
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Agrandissement des figures du tableau 2.11 (Évolution des
machines - optimisation du couple et du couple massique)

 

Fig. E.7 – Optimisation du couple - Génération 100
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Fig. E.8 – Optimisation du couple massique - Génération 100
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Agrandissement des figures du tableau 2.11 (Évolution des
machines - optimisation du couple et du couple massique)
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Agrandissement des figures
du tableau 2.15 (MRV 48/64
optimisées)
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. F.1 – Optimisation du couple massique - 2 plots par phases
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Fig. F.2 – Optimisation du couple massique - 4 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. F.3 – Optimisation du couple massique - 8 plots par phases
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Fig. F.4 – Optimisation du couple massique - 16 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)



Annexe G

Agrandissement des figures
du tableau 2.15 (MRV 48/64
optimisées)



196
Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. G.1 – Optimisation du couple massique - Nr = 32, 4 plots par phases
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Fig. G.2 – Optimisation du couple massique - Nr = 64, 4 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. G.3 – Optimisation du couple massique - Nr = 80, 4 plots par phases
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Fig. G.4 – Optimisation du couple massique - Nr = 88, 4 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. G.5 – Optimisation du couple massique - Nr = 128, 4 plots par phases
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Fig. G.6 – Optimisation du couple massique - Nr = 32, 8 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. G.7 – Optimisation du couple massique - Nr = 64, 8 plots par phases
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Fig. G.8 – Optimisation du couple massique - Nr = 88, 8 plots par phases
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Agrandissement des figures du tableau 2.15 (MRV 48/64

optimisées)

Fig. G.9 – Optimisation du couple massique - Nr = 128, 8 plots par phases
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