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Introduction générale

Dans une machine synchrone, I’excitation rotorique se fait par des aimants permanents ou par
un enroulement d’excitation alimenté via un systéme bagues-balais ou via une génératrice
auxiliaire et un redresseur tournant. Les aimants permanents sont plutot réservés aux
applications a faible et moyenne puissance. De plus, ils risquent d’étre démagnétisés si la
température ambiante est élevée. De 'autre coté, 1’utilisation d’une génératrice auxiliaire
d’excitation avec redresseur tournant constitue un surcoit et le systéme bagues-balais une
limitation en vitesse et un surcoit d’entretien. Pour ces différentes raisons, I’idée est venue de
se passer de I’excitation au rotor et d’utiliser le couple de saillance afin de profiter des
avantages des machines a réluctance variable tels que puissance massique élevée et bonne
tenue en surcharge [Mai 04a][Mai 04b].

De ce fait, une machine synchro-réluctante est structurellement une machine synchrone a
poles saillants dépourvue d’excitation. Son stator est identique a celui des machines a courant
alternatif ordinaires. Le couple électromagnétique est constitué exclusivement du couple de
saillance. La conversion d’énergie dans la machine s’effectue par variation des inductances
propres et mutuelles de ses enroulements de phases due a la rotation d’un rotor
magnétiquement dissymétrique entre les axes direct (de réluctance minimale) et en quadrature
(de réluctance maximale). Il s’agit bien d’une machine a réluctance variable et plus
précisément d’une machine a réluctance pure polyphasée a stator lisse avec une alimentation
sinusoidale [Mai 04a][Mai 04b]. Comme la machine tourne au synchronisme avec son
alimentation et comme elle fonctionne par variation de réluctance, nous avons choisi
I’appellation « machine synchro-réluctante » (Synchronous Reluctance Motor).

La machine synchro-réluctante convient donc aux applications a forte puissance et a haute
vitesse, domaine largement occupé actuellement par la machine asynchrone. Mais cette
derniere présente des pertes Joule et des pertes fer au rotor en régime permanent. La machine
synchro-réluctante est donc sur ce point une véritable concurrente de la machine asynchrone.

De plus, le rotor, pouvant étre massif, est robuste et joue le role d’amortisseur. En outre, du
fait de I’absence d’excitation, son courant de court-circuit est largement plus faible que celui
d’une machine synchrone. Cela diminue le colt du systéeme de protection et la taille du
convertisseur d’alimentation.

La machine synchro-réluctante couvre une large gamme de puissance de 750 W a 100 kW et
de vitesse : de 3000 tours/min a 48000 tours/min. Le tableau suivant rassemble quelques
caractéristiques de machines synchro-réluctantes avec leurs structures, puissances, vitesses,
rendements et facteurs de puissance atteints. Nous pouvons également remarquer que des
auteurs comme Meibody ont rapporté des rendements de I’ordre de 90%, et d’autres comme
Boldéa des facteurs de puissance allant jusqu’a 0,9.
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Introduction générale 6
TABLEAU 0.1 ORDRE DE GRANDEUR DE PUISSANCE ET DE VITESSE.
année | puissance vitesse structure du rotor | n[%]| FP auteurs
1986 100 kW 3000 tr/min | Rotor Massif 90 0,63 | Meibody
[Mei 86]
1994 1,5 kW N.C. Rotor Laminé 89 0,91 |I. Boldea et al.
Axialement [Bol 94]
1998 60 kW 48 000 Barriéres de Flux 96 N.C. |Heath
tr/min Hofmann
[Hof 98]
1999 750 W 1800 tr/min | Barriéres de Flux N.C. |[N.C. |[M.Chomat et
al. [Cho 99]
2000 10 kW 10 000 Barriéres de Flux 91 N.C. |[Heath
tr/min Hofmann
[Hof 00]
2001 (1,8 Nm) 4000 tr/min | Rotor Laminé 91 0,6 Hiroshi
750 W Axialement Murakami et
al. [Mur 01]
2001 (1,8 Nm) 4000 tr/min | Barriéres de Flux et 94,5 10,7 Hiroshi
750 W Assistance par Murakami et
Aimants al. [Mur 01]
2001 250 W 3000 tr/min | Barriéres de Flux et |80 N.C. |Shigeo
Assistance par Morimonto et
Aimants al. [Mor 01]
2002 5kW 8000 tr/min |Barri¢res de Flux et |N.C. |N.C. |Erich Schmidt
Assistance par et al. [Sch 02]
Aimants
2002 550 W N.C. Rotor Laminé N.C. |[N.C. |LTorac
Axialement [Tor 02]
2005 3,6 kW 1500 tr/min | Barriéres de Flux 81,5 (0,76 |Boglietti et al.
[Bog 05a]
2005 2,1 kW 1500 tr/min | Barriéres de Flux 77,5 10,76 |Boglietti et al.
[Bog 05a]

N.C. signifie “Non Communiqué”.

La machine synchro-réluctante s’avere ainsi trés compétitive si elle est bien optimisée. Pour y
parvenir, nous mettrons au point des modeles a la fois précis et rapides.

Dans le premier chapitre, nous allons d’abord présenter le principe de fonctionnement de la
machine et ses équations de bases. Nous pourrons ainsi voir dans quel sens il faut conduire
I’amélioration des performances. Nous présenterons ensuite les différentes structures de la
machine synchro-réluctante et expliquerons le choix des structures a rotor massif et a rotor
avec barrieres de flux. Apres cela, par une étude comparative des performances de la machine
synchro-réluctante, de la machine asynchrone et de la machine a aimants permanents, nous
pourrons faire ressortir d’une maniére quantitative les principaux avantages de la premicre.
Enfin, afin de pouvoir optimiser efficacement la machine synchro-réluctante, nous allons
choisir une technique de modélisation et en expliquer les raisons.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Introduction générale 7

Le chapitre 2 sera consacré a la présentation du principe de la modélisation par réseaux de
perméances. Nous y verrons les modéles de lignes d’induction et le calcul des différentes
perméances du réseau pour les deux structures retenues. L’ originalité du travail se situe dans
la prise en compte de la saturation dans toutes les parties ferromagnétiques de la machine et
dans I’établissement d’un réseau d’interconnexion entre le réseau de réluctance modélisant le
stator et celui modélisant le rotor pour toute position donnée du rotor par rapport au stator.
Nous montrerons également que le modele ainsi établi se préte facilement au calcul des pertes
fer. Nous comparerons ensuite les résultats des modeles par réseaux de perméances a ceux des
modeles par ¢éléments finis. Ces résultats nous permettront également de faire une étude
comparative des structures massive et avec barriéres de flux du rotor et de faire ressortir les
améliorations apportées par I’introduction de ces barri¢res de flux.

Dans le chapitre 3, nous utiliserons les modeles par réseaux de perméances pour étudier I’effet
sur les performances de la variation des parameétres géométriques de la machine. Nous
¢tudierons tout d’abord I’influence des paramétres pris séparément. Il s’agit notamment de
I’entrefer, de la largeur de dent, de 1’épaisseur de la culasse, de I’ouverture angulaire de la
saillance du rotor massif, de I’épaisseur des couches ferromagnétiques du rotor avec barri¢res
de flux et de leur nombre. Cette premiere étude nous permettra de trouver les paramétres les
plus influents sur le couple et le facteur de puissance et d’avoir une estimation des parameétres
géométriques d’une machine optimisée. Pour chacune des deux structures du rotor, le modele
par réseaux de perméances établi au chapitre 2 sera implémenté dans une routine
d’optimisation numérique. L’optimisation part de I’estimation initiale précédente et aboutit
aux dimensions exactes de la machine optimisée. En outre, nous menerons séparément une
¢tude des techniques de réduction de 1’ondulation de couple en agissant d’une part sur la
géométrie : ouverture des encoches du stator, ouverture des barriéres de flux, inclinaison du
rotor, et d’autre part sur le bobinage.

Finalement, afin de valider notre approche de modélisation, nous présenterons dans le
chapitre 4 un dimensionnement de prototypes a rotor massif et a rotor avec barricres de flux.
Le prototype a rotor avec barrieres de flux a été réalis€. Ainsi, nous comparerons les formes
d’ondes temporelles obtenues avec la méthode des réseaux de perméances a celles mesurées
expérimentalement.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 1

Principe de fonctionnement, structures et
comparaison avec les autres machines a
courant alternatif

1.1 Introduction

Dans un premier temps, nous allons expliquer le principe de fonctionnement et les équations
de base de la machine synchro-réluctante. Cela nous permettra d’identifier les paramétres les
plus influents sur les performances de la machine. Dans un deuxiéme temps, nous passerons
en revue les différentes structures utilisées actuellement pour les machines synchro-
réluctantes et nous expliquerons le choix des structures que nous avons retenues. Dans un
troisiéme temps, nous allons faire une étude comparative des performances de la machine
synchro-réluctante et de celles des machines asynchrone et synchrone a aimants permanents
dans les conditions usuelles de commande de ces dernic¢res. Nous rappellerons ainsi les
principaux avantages de la machine synchro-réluctante afin de justifier I’intérét que nous
portons & ce type de machine. Dans un dernier temps, nous expliquerons le choix de la
méthode de modélisation par réseaux de perméances.

1.2 Principe de fonctionnement de la machine
synchro-réluctante

Le stator de la machine synchro-réluctante est bobiné de la méme fagon que celui des
machines synchrones ordinaires. Il s’agit d’un bobinage triphasé avec p paires de poles

alimenté par un systéme triphasé équilibré¢ de courants de pulsation @. Le bobinage triphasé

crée alors une force magnéto-motrice (f.m.m) tournante avec une vitesse angulaire de % Son

rotor est saillant : il présente une « dissymétrie » entre 1’axe direct et ’axe en quadrature. Le
rotor se positionne par rapport a la fm.m tournante de manie¢re a ce que la réluctance
traversée par le flux d’induction magnétique dans I’entrefer soit la plus petite que lui permet
la charge qu’il entraine. En tournant, la force magnétomotrice entraine ainsi le rotor a la

méme vitesse % L’angle 00 entre le maximum de la force magnétomotrice et I’axe d du

rotor est appelé « angle de charge ».

En suivant la maniére habituelle, les équations de la machine synchro-réluctante sont
exprimées dans le repere de Park. Pour alléger la présentation, nous avons rapporté en annexe
I’établissement de ces équations (annexe Al.1). Les lettres majuscules indiquent les valeurs
efficaces des grandeurs électriques et magnétiques.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 1  Principe de fonctionnement, structures et comparaison avec les autres machines a courant alternatif 9

A

P

enroulement
a

" max fm.ma
enroulement

B

Fig. 1.1 Machine diphasée équivalente.

En régime linéaire, I’énergie magnétique de la machine s’exprime en fonction des
inductances, de la valeur efficace / 5 du courant diphasé et de I’angle de charge par :

w=17(L, cosZHO+quin290): (L, L)cos29+ 17 (L, +L) (1-D)

Nous pouvons constater que I’énergie posséde une partie non convertible indépendante de 6’0 ,
c’est I’énergie magnétisante, et une partie convertible en cos2 00 dont I’amplitude est

proportionnelle a la différence Ld — L . Nous obtenons le couple en dérivant 1’énergie par

q

rapport a I’angle de charge :

ow .
r=— =-pl°(L, ~L,)sin26, (1-2)

o2

(1’}
Soit
F=p(Ld—Lq)idiq=2p(Ld—Lq)Iqu (1-3)

ou / , et ] sont les valeurs efficaces des courants direct et en quadrature i et iq. Ils sont liés
1'
par : \/— T

1
Ce couple est maximum pour —00 = 45°, c’est a dire quand ] —I = \/5 Dans ce cas, le

et[-

couple s’écrit :
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Chapitre 1 ~ Principe de fonctionnement, structures et comparaison avec les autres machines a courant alternatif 10

_ _ 2 _ 2 q _
Fmax_p(Ld Lq)l2 _pl2 Ld Ld (1-4)
L
q

Le point de fonctionnement a couple maximum est particuliérement intéressant. En ce point,
le facteur de puissance peut approximativement s’exprimer par :

(1-5)

D’une part, d’aprés la relation (1-4), nous constatons, qu’a courant donné, le couple dépend
directement de la différence Ld —L [Sar 81]. La production de couple vient donc directement
q

de la dissymétrie entre I’axe direct et ’axe en quadrature, autrement dit de la saillance du

L
rotor. D’autre part, d’apres la relation (1-5), le facteur de puissance dépend du rapport L—d [Sar

q
81]. Nous pouvons ainsi remarquer que, pour améliorer les performances de la machine
synchro-réluctante, nous devons chercher une structure du rotor ayant a la fois les plus grands

L

Ld -L et L—d possibles. Autrement dit, nous devons essayer a la fois de maximiser L et de
q

q
minimiser L . Mais ces deux actions sont antinomiques car presque toute mesure visant a
q

accroitre L y s’accompagne souvent d’une augmentation de L et toute mesure de réduction
q
de L entraine souvent un affaiblissement de L T Ceci oblige a trouver un compromis entre le
q

couple et le facteur de puissance lors du dimensionnement de la machine. Les différentes
structures que nous présentons dans le paragraphe suivant vont dans le sens de la réduction de
Lq tout en essayant de préserver une valeur suffisante de L T

1.3 Les différentes structures du rotor d’une
machine synchro-réluctante.

1.3.1  Structures usuelles

On distingue actuellement trois principales structures du rotor de machine synchro-réluctante :
massive, avec barriéres de flux et axialement laminée.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 1  Principe de fonctionnement, structures et comparaison avec les autres machines a courant alternatif 11

1.3.2 Rotor massif

d d
4 B
A SN
q q Y aani
< 9 ]
O 1
: rotor massif, carénage par du rotor massif
rotor massif L. o \
materiau non magnetique a trous

Fig. 1.2 Rotor massif.

Le rotor massif est constitué d’un bloc de matériau ferromagnétique. En général, il s’agit d’un
cylindre sur lequel ont été faites des découpes pour créer la saillance du rotor. Cette structure
est la plus simple a fabriquer est donc aussi la plus économique. Elle est également la plus
robuste car constituée d’un seul bloc non assemblé. Elle est ainsi pourvue de la meilleure
tenue mécanique et au moins de ce point de vue elle est idéale pour un fonctionnement a haute
vitesse. Par ailleurs, la section de passage du flux d’axe d est assez large pour que le rotor soit
peu saturé. Pour réduire les pertes aérodynamiques, le rotor peut étre caréné par du matériau
non magnétique ou peut étre a trous comme le montre la figure 1.2 [Zai 01]. Mais son

L
principal défaut est la faiblesse relative du rapport de saillance L—d(de I’ordre de 4,5).

q

1.3.3 Rotor avec barriéres de flux

WO\NNNNNNN\ANN
NN\

N\

;\—\\\\Vs\_\\\x\

e d D
e
SNN\NN

rotor avec barriéres de flux

barrieres deflux constituées de trous
Fig. 1.3 Rotor avec barriéres de flux.
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Les barricres de flux sont un des dispositifs qui permettent d’augmenter le rapport de saillance

L

L—d(jusqu’é environ 13) (§ 2.7.3). Le rapport de saillance est augmenté surtout par la
q

réduction de I’inductance L , c’est a dire par ’augmentation de la réluctance du chemin du
q

flux d’axe ¢ dans le rotor. Le rotor devient alors un assemblage de segments ferromagnétiques
et non magnétiques. On régle le rapport de saillance en jouant sur les largeurs relatives des
segments.

Les barrieres de flux peuvent étre constituées d’air (trous dans le rotor). Un dimensionnement
soigneux est alors nécessaire pour assurer la solidité du rotor et la réduction du flux d’axe ¢.
Pour préserver 1’équilibre mécanique du rotor, les barrieres de flux peuvent aussi étre en acier
non magnétique. Un technique d’assemblage robuste (soudage par explosion) est alors
indispensable pour permettre au rotor de fonctionner en haute vitesse [Hof 98][Hof 00].

1.3.4 Rotor axialement laminé

Un deuxiéme dispositif permettant d’augmenter le rapport de saillance est le laminage axial
du rotor. Le rotor est alors constitu¢ d’une succession de feuilles ferromagnétiques et non
magnétiques. Le rotor se comporte alors comme un matériau homogeéne anisotrope. C’est
cette anisotropie du matériau du rotor qui assure la dissymétrie entre 1’axe direct et 1’axe en
quadrature. On régle le rapport de saillance en jouant sur les épaisseurs relatives des feuilles.
On peut atteindre ainsi un rapport de saillance avoisinant 20 en deux pdles [Bol 94] et 10 en
quatre poles [Sta 93]. Notons que cette structure est généralement utilisée pour les machines
synchro-réluctantes a quatre poles. Les feuilles assemblées sont alors en forme d’hyperboles
comme le montre la figure 1.4. Du fait du nombre élevé d’éléments assemblés et de la
relativement faible tenue mécanique qui en découle, cette structure est limitée aux faibles
vitesses (inférieures a 5000 tr/min) et faibles puissances (inférieures a 2kW) mais elle posseéde
des performances plus élevées que les deux premicres (tableau 0.1).

d

rotor axialement rotor axialement
laminé laminé a 4 poles

Fig. 1.4 Rotor axialement laminé.
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1.3.5 Assistance par aimants

Dans le but de réduire davantage le flux d’axe g, on peut utiliser des aimants permanents
logés dans les barrieéres de flux. Contrairement a une excitation de type ordinaire, le flux créé
par les aimants s’oppose au flux en quadrature. La majeure partie du couple reste due a la
saillance du rotor. Morimoto, Murakami et Schmidt ont rapporté une nette amélioration des
performances en terme de couple, de facteur de puissance et de rendement [Mor O1][Mur
01][Sch 02].

Mais du fait de la polarité des aimants, la machine perd sa réversibilité en sens de rotation.
Bien entendu, 1’utilisation des aimants augmente le cotit de la machine.

Fig. 1.5 Assistance par aimants d’une machine synchro-réluctante. Configurations a deux et a quatre pdles.

1.3.6 Utilisation de supraconducteurs comme isolants
magnétiques

Le supraconducteur a haute température critique est de loin le meilleur dispositif pour réduire
le flux d’axe g. Il est utilisé en tant qu’isolant magnétique. Il peut étre utilisé pour caréner un
rotor massif ou a la place des barriéres de flux comme montré sur la figure 1.6. L’introduction
des barricres de flux en matériau supraconducteur présente 1’avantage de réduire
considérablement Lq en préservant une valeur élevée de Ld .

L’isolation magnétique entraine en conséquence une augmentation considérable du rapport de
saillance et par conséquent une amélioration importante du facteur de puissance
[Dew][Sfe][Pin][Pot]. Contrairement a [’assistance par aimants, [’utilisation de
supraconducteurs permet de conserver la réversibilité de la machine par rapport au sens de
rotation. Mais elle a deux inconvénients majeurs : le colt du matériau supraconducteur et la
complexité de la structure et de la mise en oeuvre.
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Fig. 1.6 Utilisation de supraconducteurs comme écran contre le flux d’axe q.

1.3.7 Choix des structures

Pour les raisons que nous avons vues dans les paragraphes précédents, les structures qui
permettent de satisfaire a des exigences a la fois de performance, de robustesse et de cott et
qui conviennent de ce fait a des applications a forte puissance et a haute vitesse sont les
structures massive et avec barrieéres de flux. Pour la suite, nous nous intéresserons donc
particulierement a ces deux structures.

1.4 Comparaison des performances des machines
synchro-réluctante (MSR), asynchrone (MAS) et
synchrone a aimants permanents (MSAP)

Afin de justifier I’intérét que nous portons a la machine synchro-réluctante, nous allons faire
une ¢tude comparative de ses performances et de celles des deux autres machines électriques
triphasées les plus utilisées dans le domaine de la vitesse variable.

Nous allons commencer par comparer la machine synchro-réluctante (MSR) et la machine
asynchrone (MAS). La MAS est commandée par orientation du flux rotorique. C’est la
commande la plus courante de cette machine. Dans ce cas, les équations de la MAS sont
analogues a celles de la MSR. Nous avons rapport¢ en annexe (annexe Al.2) le
développement de ces équations. Les deux machines ont le méme stator, les mémes pertes
Joules et le méme état de saturation.

Ensuite, nous allons comparer les performances de la MSR a celles de la machine synchrone a
aimants permanents (MSAP). Nous considérons une MSAP a pdles lisses commandée a
courant direct nul. Cela simplifie, en effet, le schéma de commande et minimise les pertes
Joules. Nous avons rapporté en annexe (annexe Al.3) les équations de la MSAP dans ces
conditions de commande. De méme, la MSR ¢t la MSAP ont le méme stator, les mémes
pertes Joules et le méme état de saturation.
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Pour mieux comprendre les paragraphes qui vont suivre, il nous parait nécessaire de faire
quelques remarques sur les ordres de grandeurs des différentes inductances des trois
machines.

D’abord, L L LS d’une part et L et L d’autre part sont de méme ordre de

MSR MAS 9sr MAS

grandeur. Ainsi, le rapport L—MSR avoisine 1’unité. Toutefois, en général, nous avons d’un coté

N
MAS

L >L , car le rotor de la MAS est lisse et celui de la MSR est saillant donc une partie du

N
MAS MSR

rotor est constitué de matériau non magnétique ; de 'autre c6té L <L
sc q
MAS MSR

car les flux de

fuites de la MAS sont trés faibles et leurs trajets sont constitués essentiellement d’air tandis
que le trajet du flux en quadrature de la MSR est constitué¢ d’autant de fer que d’air. Certains
auteurs ont fait des comparaisons expérimentales de MSR et de MAS ayant le méme stator
[Mei 86][Bog 05a][Soo 02]. A titre d’exemple, nous avons rapporté sur le tableau 1.1 les
valeurs des inductances de chaque machine.

Ensuite, il faut signaler que la mise en place des aimants dans la MSAP nécessite un entrefer
effectif plus grand que celui de la MSR. De ce fait, I’inductance LMS P de la MSAP est

toujours nettement inférieure a I’inductance directe L y de la MSR.

MSR

TABLEAU 1.1 EXEMPLES DE VALEURS DES INDUCTANCES POUR DES MSR ET MAS AYANT DES STATORS
IDENTIQUES. BF : ROTOR AVEC BARRIERES DE FLUX, ALA : ROTOR AXIALEMENT LAMINE.

MSR MAS
Ld[mH] | Lq[mH] Ld/Lq Ls[mH] Lsc[mH] Ls/Lsc
Stator 1 (4kW) 139 24 58 176 17 10,3
Stator 2 (2,2kW) | 255 48 5,3 268 19 14,1
Stator 3 |BF 346 61 5,7 367 27 13,6
(2,2kW) | ALA 329 40 8,2
1.4.1 Comparaison des performances de la machine synchro-

réluctante et de la machine asynchrone

Rappelons que, dans la comparaison, les deux machines utilisent le méme stator, ont les
mémes pertes Joule et le méme état de saturation. D’apres ’annexe Al.4, I’égalité des pertes
Joule se traduit par la relation suivante :

2
IdMAS R Lm
+1+-H "
1 1 R\ L
95w Dpias § " 1-6
7o > (1-6)
Dpias Id
MSR
+1
/
Drisr
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Ou
: Résistance d’une phase du stator

: Résistance d’une phase du rotor (MAS)

R

S
R}"
LS : Inductance totale d’une phase du stator (MAS)
Lr : Inductance totale d’une phase du rotor (MAS)
L
m

: Inductance magnétisante (MAS)

Comme c’est le flux direct qui impose la saturation (§ 2.7.1), 1’égalité de 1’état de saturation
des deux machines se traduit par :

]dMSR Ls ( 1 7)
Id Ld

MAS
Comme nous 1’avons signalé plus haut, ce rapport avoisine 1’unité.

Le rapport des couples de la MSR et de la MAS s’écrit alors (annexe Al.4) :

2
2 (1
Lq 1+R’”[Lm] + dMAS

L R\ L 1
MSR _ d 7 Drias (1-8)
r L 2
MAS 1—_sc I p
L MSR
1+ 8%
§ 1
qMSR
L 2
Ou Lgc est définie par : ch = Lv 1- 7 mL et caractérise les fuites entre le stator et le rotor.
s r

Nous savons que les deux machines ont a peu pres les mémes inductances L J ~L et le méme
S

L
1-—2
. L, L . L,
rapport de saillance L—dzL—S De ce fait, le terme YEARY est proche de 1.
s L [l_st
L
s

Comme les pertes Joule des deux machines sont égales et qu’en plus des pertes Joule
statoriques, la MAS présente aussi des pertes Joule rotoriques, nous avons forcément :

2 2 2

+1 *>1 41 2 (1-9)

MSR qMSR MAS qMAS

Iy

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 1  Principe de fonctionnement, structures et comparaison avec les autres machines a courant alternatif 17

Comme expliqué dans I’annexe A1.4, les deux machines ont en outre sensiblement le méme
courant direct : / p ~] P d’ou :

MSR MAS
2 2
1 1
dMAS > dMSR ( 1-1 0)
2 2
1 1
Dyias Dyisr

A plus forte raison, nous avons :

R(L Y (L 2 I 2
I | | s | s | sk (1-11)

R|L 1 1

§ r qMAS qMSR
Et par conséquent,

1—‘MSR >l—‘MAS

Ainsi, a pertes Joule et état de saturation identiques, une MSR fournit en théorie plus de
puissance qu’une MAS utilisant le méme stator. En conséquence, le rendement de la MSR est
¢galement meilleur.

En ce qui concerne le facteur de puissance, d’une part, d’apres les équations (A1-66) et (Al-
67) de I’annexe Al.1 et du fait de I’analogie entre la MSR et la MAS, le facteur de puissance
L L
d

. . S
dépend directement des rapports de saillance 7 MSR. et Lﬂ D’autre part, comme nous

q sc
MSR MAS

I’avons signalé plus haut, L est légérement supérieure a L , ot L est l1égérement
N NE
MAS MSR MAS

L L

s d
MAS A A A1 ) MSR 1
A est généralement supérieur a T De ce fait,

N&

inférieure a L . Par conséquent

qMSR q
MAS MSR

une MAS a un facteur de puissance plus élevé qu’une MSR utilisant le méme stator.

A titre d’exemple concret, nous avons rapport¢ sur le tableau 1.2 les résultats des
comparaisons expérimentales effectuées par Boglietti et al [Bog 05a]. La comparaison s’est
faite pour un méme stator et pour un méme échauffement des enroulements statoriques.

TABLEAU 1.2 COMPARAISONS EXPERIMENTALES DE MSR ET MAS DE MEME STATOR POUR UN MEME
ECHAUFFEMENT DE L’ENROULEMENT STATORIQUE.

Stator 1(4kW) Stator2(2.2kW)
MSR MAS MSR MAS
Pertes Joule [W] 705 737 489 578
Couple[Nm] 31,7 27,1 16,6 15,2
Cos(Q 0,75 0,84 0,76 0,83
Rendement [%] 81,5 77,2 77,5 70,9
Rendementxcos@ 0,611 0,648 0,589 0,588
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Nous pouvons vérifier sur le tableau 1.2 les remarques précédentes sur les couples et les
facteurs de puissances de la MSR et de la MAS. En outre, le produit du rendement et du
facteur de puissance, critére communément utilisé¢ pour apprécier I’importance de la puissance
volumique d’une machine, d’apres le tableau 1.2, est a peu prés comparable pour la MSR et la
MAS, ce qui justifie que la MSR est, sur ce critére également, une alternative intéressante a la
MAS.

Nous pouvons finalement conclure que, pour les mémes pertes Joule, la machine synchro-
réluctante fournit plus de puissance. Mais la machine asynchrone posséde un meilleur facteur
de puissance. Toutefois, une structure du rotor de la MSR maximisant le rapport de saillance
lui offre la possibilité d’avoisiner le facteur de puissance de la MAS.

1.4.2 Comparaison des performances de la machine synchro-
réluctante et de la machine synchrone a aimants
permanents.

La MSAP est commandée avec 4 =0, donc 7 =/ 5 (annexe A1.5).

MSAP MSAP
En régime permanent et pour les deux machines, les pertes Joule se trouvent uniquement au
stator. Comme elles ont le méme stator et les mémes pertes Joule, elles ont donc la méme
valeur efficace [ 5 du courant diphasé.

Le couple maximum de la MSR est donné par :

2
r o =p, -L I}, (1-12)
MSR MSR MSR
avec I =1 =2,
dMSR qMSR \/5

Le couple de la MSAP est donné par :

Fysar=2Y 1, (1-13)

ouv¥y I désigne la valeur efficace du flux d’excitation rotorique.

Comme c’est le flux direct qui impose la saturation, un état de saturation identique pour les
deux machines se traduit par

I
Y =L 2. (1-14)
f dMSR\/E

Le rapport des couples de la MSR et de la MSAP s’écrit alors :

mse — L |1 T sk (1-15)
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Nous sommes donc certains que

r

M %se 1 ]
< —=20,707 (1-16)
MSAP

C’est a dire que FmaXMSR est inférieur a 70% de FMS P

Nous constatons ainsi une large supériorité de la MSAP en terme de couple, et par suite de
rendement car les pertes Joule sont identiques.

En ce qui concerne le facteur de puissance, celui de la MSR au point de fonctionnement a
couple maximum est donné par :

(1-17)
Le facteur de puissance de la MSAP est donné par (annexe Al.3):
\Pf
CoSQ, o = 5 > (1-18)
\/‘P +(L d)
f MSAP™" 2

Et du fait de 1’égalité de I’état de saturation, cette relation peut encore s’écrire (annexe
A.1.5.2):

_ 1
CoSQ, o = > (1-19)
1+ LMSAP
L
d

(1-20)
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Le terme ne peut dépasser 1’unité.

Et comme nous 1’avons signalé plus haut, du fait de la mise en place des aimants, nous avons

Lo >L... (1-21)
MSR

En outre, dans la pratique, I’entrefer minimal des machines a aimants permanents est de
I’ordre de 20% a 30% de la hauteur des aimants [Lat 06][Ish 06][Ref 06]. Une machine
synchro-réluctante utilisant le méme stator adopte normalement un entrefer de méme ordre de
grandeur que cet entrefer minimal. De ce fait, nous pouvons affirmer avec une large marge

A )
que LMS p e peut dépasser 50% de L ‘.

Par conséquent, le terme sera toujours inférieur a 1.

. COS¢MSR . . y . <
A plus forte raison, nous avons ——2% toujours inférieur a 1.
MSAP

Le facteur de puissance de la MSAP ne peut ainsi étre surpassé par celui de la MSR méme
dans le cas d’'une MSR idéale ayant un rapport de saillance infini.

D’apres cette analyse, nous pouvons conclure que la MSAP est de loin supérieure a la MSR a
la fois en terme de couple et en terme de facteur de puissance. La MSR ne perd toutefois pas
son intérét sur d’autres points de vues car elle est moins chére et résiste a des températures
¢levées.

1.4.3 Conclusion et discussion

De cette analyse comparative ressortent quelques arguments justifiant ’intérét que nous
portons a la machine synchro-réluctante.

Tout d’abord, c’est une concurrente potentielle de la machine asynchrone qui a pourtant
conquis un vaste domaine d’utilisation dans les entrainements €lectriques a vitesse variable.
En effet elle partage la qualit¢ de robustesse de la machine asynchrone et elle posséde un
meilleur rendement. Ainsi, pour des applications a haute vitesse ou le rotor tourne parfois
dans un vide poussé dans lequel le seul mode de transfert de chaleur possible du rotor vers
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I’extérieur est le rayonnement, 1’absence de pertes Joules au rotor donne a la machine
synchro-réluctante un avantage considérable sur la machine asynchrone.

Ensuite, malgré que ses performances soient moins bonnes que celles de la MSAP, la machine
synchro-réluctante ne comporte pas d’aimants et son rotor peut étre construit a partir de
matériaux robustes et bon marché. Elle est donc moins chere et nécessite peu d’entretien. Elle
n’est pas limitée en courant par le risque de démagnétisation des aimants. Elle autorise ainsi
des surcharges temporaires relativement importantes et convient aux applications de levage ou
de traction. En outre, elle peut fonctionner a des températures élevées. Par ailleurs, du fait de
I’absence d’excitation, elle présente un meilleur comportement en court-circuit que la
MSAP : en effet, contrairement a cette dernicre, elle n’a pas besoin de fuites pour limiter le
courant de court-circuit.

1.5 Conclusion

Ce chapitre nous a permis de mettre en évidence le principe de conversion d’énergie dans la
machine synchro-réluctante (MSR). Les différentes structures proposées cherchent a
accentuer la dissymétrie entre 1’axe direct et I’axe en quadrature, qui est a 1’origine méme du
couple de réluctance. L’amélioration de performance revient alors a minimiser 1’inductance
en quadrature tout en essayant de garder une inductance directe la plus élevée possible.

Une étude comparative a permis de montrer qu’a pertes égales, une MSR bien optimisée
fournit plus de couple qu’une machine asynchrone. La MSR constitue ainsi une alternative
intéressante a cette derniere méme si I’absence d’excitation rotorique la désavantage en terme
de facteur de puissance.

L’intérét que nous portons sur la machine synchro-réluctante est ainsi largement justifié. Pour
parvenir a une optimisation efficace de la MSR, nous avons besoin d’un modéle a la fois
précis et rapide.

De nos jours, les méthodes numériques par éléments finis sont de plus en plus utilisées du fait
du développement en puissance des ordinateurs. En effet, ces méthodes peuvent fournir une
valeur locale relativement précise de I’induction aux prix d’un maillage fin, et par suite d’un
temps de calcul considérable. La lourdeur de la méthode des éléments finis se fait
particuliérement sentir dans une optimisation paramétrique de la machine ou un grand nombre
de simulations sont nécessaires.

Pour réduire ce temps de calcul tout en cherchant a obtenir des résultats suffisamment précis,
on a recours a des méthodes analytiques. Différents auteurs ont proposé plusieurs approches
de méthodes analytiques [Bol 95][Fra 88]. En général, ces approches supposent que les parties
ferromagnétiques de la machine ont une perméabilit¢ infinie et font des hypothéses
simplificatrices sur I’allure des lignes d’induction dans I’entrefer. Cela permet d’exprimer la
longueur d’entrefer a 1’aide de relations mathématiques simples. Ces méthodes sont
particulierement rapides et conduisent & des résultats précis tant que le matériau n’est pas
saturé [Bia 99][Bia 02]. Mais il y a une forte divergence par rapport a la méthode des
¢léments finis dés que la machine est saturée.
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Dans le but de réduire cette divergence, certains auteurs prennent en compte la saturation
uniquement des parties les plus saturées de la machine telles que les dents du stator et les
segments ferromagnétiques d’un rotor avec barriéres de flux [Mei 86][Bia 99][Bia 02]. Afin
de préserver la simplicité et la rapidité de la méthode analytique, la caractéristique du
matériau ferromagnétique est parfois approchée par des fonctions trés simples telles que des
segments de droite [Mei 86]. Cette approche étend la précision de la méthode analytique aux
zones de fonctionnement au dela du coude de saturation. Mais au voisinage du coude de
saturation, il apparait une erreur importante par rapport a la méthode des éléments finis. Etant
donné que le point de fonctionnement nominal des machines électriques se trouve
généralement au voisinage du coude de saturation, une meilleure approximation de la
caractéristique du matériau avec des fonctions splines ainsi qu’un calcul itératif deviennent
indispensables. On parle alors de méthode semi-analytique [The 00][Tor 02]. Mais la linéarité
des parties massives des machines n’est pas toujours garantie.

Parmi les méthodes semi-analytiques, la méthode des réseaux de perméances suscite de plus
en plus d’intérét [Ras 97][Kok 00][Che 00][Cha 02][Per 04][Del 04]. En effet, elle présente
un bon compromis entre la précision et le temps de calcul. Mais 1’application de cette
méthode a la machine synchro-réluctante, la prise en compte de la saturation de toutes les
parties ferromagnétiques de la machine, 'utilisation de la méthode dans un processus
d’optimisation, et la prise en compte du mouvement du rotor restent, a notre connaissance, des
parties encore trés peu approfondies. Ainsi, le présent travail se propose d’apporter sa
contribution a leur exploration.
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Chapitre 2

Modélisation par réseaux de perméances de
la machine synchro-réluctante

2.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous nous proposons de déterminer les caractéristiques stationnaires de la
machine synchro-réluctante et d’analyser I’effet de la saturation du matériau sur ces
caractéristiques. Ainsi, nous cherchons une méthode a la fois suffisamment simple a mettre en
ccuvre et qui prend en compte correctement la saturation de toutes les parties
ferromagnétiques de la machine.

Nous avons choisi, pour cela, la méthode des réseaux de perméances. En effet, cette méthode
permet de modéliser par des perméances non linéaires toutes les parties ferromagnétiques de
la machine et par des perméances linéaires toutes les parties constituées d’air (Fig.2.1). Dans
notre approche, la méthode des ¢léments finis nous servira d’ « étalon ». Ainsi, nous
effectuerons une analyse préalable par cette méthode dans le but, d’une part, de ressortir des
modeles simples des lignes d’induction d’entrefer constitués d’arcs de cercles et de segments
de droites, et d’autre part d’identifier les tubes de flux et de localiser les zones
correspondantes. Ces zones seront représentées dans le modéle de la machine par les
réluctances de leurs tubes de flux. Bien entendu, les dimensions de ces tubes de flux
dépendent des valeurs des parameétres géométriques de la machine. Nous établissons ainsi un
modele de la machine constitué d’un réseau de réluctances non linéaires. Afin de prendre en
compte le plus correctement possible la saturation du matériau, la courbe de magnétisation est
approchée par des fonctions splines. La résolution de ce réseau revient a la résolution d’un
systéme d’équations non linéaires. Pour ce faire, nous utilisons la méthode de Newton-
Raphson. Nous avons rapporté en annexe (annexe A2.1) le développement de la méthode de
résolution. Cette méthode nécessite le calcul du Jacobien (annexe A2.1.2.2. équation (A2-18))
dont I’expression comporte des dérivées de la caractéristique de magnétisation du matériau.
Le calcul itératif augmente inévitablement le temps de calcul : cette méthode est donc plus
lente que les méthodes analytiques mais elle reste beaucoup plus rapide que la méthode des
¢léments finis.

Nous établirons des modeles par réseaux de perméances non linéaires d’une machine synchro-
réluctante a rotor massif et d’une machine synchro-réluctante avec barriéres de flux
parfaitement comparables : méme dimensions géométriques du stator, méme bobinage
statorique, méme entrefer minimal et méme courant nominal. Connaissant les courants dans
les enroulements statoriques, nous résoudrons le réseau de perméances en calculant
numériquement le potentiel magnétique des nceuds (annexe A2.1). Nous présenterons toutes
les étapes menant a 1’établissement de ces réseaux de perméances.

Afin de juger de la précision de la modélisation, nous comparerons, pour différents niveaux
de saturation, les résultats obtenus avec ceux donnés par la méthode des éléments finis.
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noeud de référence
/,

stator

rotor
entrefer

Fig. 2.1 Topologie du réseau de perméances.

2.2 Hypotheses

La machine est alimentée en courant alternatif. Comme nous nous intéressons aux
caractéristiques en régime stationnaire, nous supposons que la distribution des ampéres-tours
est sinusoidale. En régime stationnaire, la position du rotor par rapport a la force
magnétomotrice est la méme a tout instant. Pour un « angle de charge » 6’0 donné, il suffit

alors de faire le calcul de champ a un instant quelconque.

L’ «angle de charge » est une variable tout a fait commode qui remplace le temps et la
position du rotor en régime stationnaire. Connaissant 1’amplitude du courant et I’ « angle de

charge », nous figerons la position du rotor et déterminerons les courants Id et /I qui
q

alimenteront le modéle.

Afin de préserver I’équivalence magnétique des modeles par ¢léments finis et par réseaux de

perméances, ils seront alimentés par les mémes sources de courant.

2.3 Modélisation par éléments finis

Dans ce travail, la méthode des éléments finis est utilisée a deux fins :

e Pour obtenir I’allure des lignes d’induction et identifier la forme des tubes de flux.
Ces derniers permettront de calculer les perméances du réseau modélisant la
machine.
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e Comme références de comparaison des résultats pour apprécier la précision des
modeles par réseaux de perméances proposes.

2.3.1 Logiciel utilisé et maillage

Nous avons utilisé le logiciel FEMM 4.0 (*) [Mee 04]. Ce logiciel fait un maillage
automatique et résout les problémes de magnétostatique non linéaire en deux dimensions. La
figure 2.2 montre un apergu des maillages des deux machines a rotor massif et a rotor avec
barrieres de flux. Nous avons utilis¢ la méme caractéristique magnétique du matériau que
pour la méthode par réseaux de perméances. Il utilise la méthode du gradient conjugué pour
déterminer le potentiel vecteur.

N

A

(a)

\

(b)

Fig. 2.2 Maillage : a — machine a rotor massif, b — machine a rotor avec barriéres de flux.

(*) disponible en ligne sous licence GPL sur http.//femm.foster-miller.net
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2.3.2 Sources et conditions aux limites

Dans I’encoche numéro «j», nous avons mis deux courants, Id. pour le compte de
lj
I’enroulement d et I pour le compte de 1’enroulement g.
9

On peut exploiter la symétrie centrale géométrique de la machine étudiée et I’antisymétrie de
son alimentation par rapport a I’axe central pour réduire la région a mailler, et par suite le
temps de calcul. Comme le montre la figure 2.3, cela consiste a travailler sur un seul pdle et a
utiliser des conditions aux limites anti-périodiques [Tak 03].
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Potentiel vecteur nul

Condition aux limites antipériodiques

(a)

Potentiel vecteur nul

X

/ /

Condition aux limites antipériodiques

(b)

Fig. 2.3 Conditions aux limites : (a)— machine a rotor massif, (b)— machine a rotor avec barriéres de flux.
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2.4 Modélisation par réseaux de permeéances

2.4.1 Traitement des ¢€léments non linéaires ; tubes de flux
équivalents

Un tube de flux réel qui peut avoir une forme géométrique quelconque posséde une section
d’entrée S et une section de sortie S , le flux entrant étant toujours égal au flux sortant. Il
e N
peut étre remplacé par un tube de flux équivalent de longueur égale a la longueur L de la
m
ligne moyenne et de section constante S telle que la réluctance des deux tubes de flux soit
eq
S
eq
:
—> @—@’”
S
N

Fig. 2.4 Tube de flux équivalent.

la méme.

A TDintérieur du tube de flux équivalent, I’induction magnétique est supposée uniforme et
dirigée suivant la longueur, ce qui nous permet de déterminer, par simple changement
d’échelle, la caractéristique flux-potentiel magnétique du tube de flux équivalent a partir de la
caractéristique de magnétisation du milieu ou il se trouve :

¢, = B Seq ; V].=HLm. (2-2)
. . de (V) .
D’aprés I’annexe A2.1.2.2 équation (A2-18), les dérivées # des caractéristiques
J

(pj(Vj) sont utilisées pour le calcul du Jacobien dans la méthode de Newton-Raphson, et les

caractéristiques @ (V') sont utilisées pour déterminer les flux traversant les perméances A a
VAR, J

partir des potentiels magnétiques des noeuds. La fonction ¢ (V") est connue sous forme d’une
i

série de points. Nous utilisons une interpolation par des fonctions splines afin de pouvoir

calculer formellement la fonction et sa dérivée en tout point.
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2.4.2 Calcul de la coénergie

Une fois la résolution du réseau de perméance effectuée, nous connaissons pour chaque

branche j le flux ¢ qui traverse la perméance A et la différence de potentiel magnétique
J J

V' aux bornes de cette perméance. Nous connaissons également sa caractéristique ¢ (V).
J Jo

La densité volumique de coénergie dans la réluctance de la branche ;j est donnée par :
~ ! H
W = [B(H)dH . (2-3)
J
0

La coénergie de la réluctance de la branche j est donc donnée par :

H 4
W, =W, L, = £ B(H) S,, L, dH = '([goj(Vj)de . (2-4)

Dans le cas d’une perméance non linéaire, la fonction ¢ (V) est connue sous forme d’une
o

interpolation par de fonctions splines. L’intégration est alors calculée numériquement.

La coénergie du systéme s’obtient en sommant les coénergies de toutes les réluctances des
branches :

N

~ br

W= ZWj . (2-5)
j=1

2.4.3 Flux, Couple et Facteur de Puissance

Le réseau de réluctances modélisant la machine enti¢re est établi pour une position relative
fixe de I’axe d du rotor par rapport au stator. A un couple de valeurs (id,i ) correspond un
q

couple (/ ,6’0 ),ou [ désigne I’amplitude du courant triphasé et 6’0 I’angle de charge. Nous
m m
calculons la coénergie pour tout couple (id,i ). De la coénergie nous déduisons le flux direct,
q

le flux en quadrature et le couple. Des flux direct et en quadrature nous calculons le facteur de
puissance.
2.4.3.1 Calcul des flux totaux direct et en quadrature

Les flux totaux direct et en quadrature sont calculés a partir des résultats de la coénergie par
les relations suivantes :
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oW (l )
( ] 1 )—— ) (2-6)
d
ow i i)
l//q (id’ lq) :Tq . (2'7)
q

Nous avons calculé la coénergie pour des séries de valeurs de i et de i . Nous avons ensuite
q

dressé un tableau de valeurs de la coénergie. Le principe de calcul est donné sur le schéma
descriptif de la figure 2.5. En parcourant une colonne a i fixé, nous faisons une interpolation

par des fonction splines de la coénergie en fonction de i . Nous pouvons ainsi procéder a une
q
dérivation formelle par rapport a iq de la coénergie pour obtenir le flux en quadrature. En
parcourant une ligne a i fixé, nous procédons d’une maniere similaire pour obtenir le flux
q

direct.

Interpolation polynomiale par morceaux dérivation formelle de l'interpolant par
dela coénergie en fonction de iq rapport a iq
W(ld do,l ) > oM = Ll

ol B (ld do’ i)
q

g
> —
©
%) ~~
3 Wi i)
g d q
(O]
o _]
.2
@
n
Interpolation polynomiale par morceaux
| de la coénergie en fonction de id
. Wi i =i
iq0 =t @ q qO)
dérivation formelle de l'interpolant par
7 rapport a id

OW(i i =i )

d’

T I I R e L
ido Série de valeurs de id d 7 49

Fig. 2.5. Description schématique du procédé de calcul des flux direct et en quadrature.
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2.4.3.2 Calcul du couple

Pour une série de valeurs de Im et une série de valeurs de 90, nous avons les valeurs
correspondantes de i et de iq. En utilisant le tableau de valeurs précédent de la coénergie,
nous effectuons une interpolation linéaire en deux dimensions ( par rapport a i et iq) pour
dresser le tableau de valeurs de la coénergie correspondant aux séries de valeurs de Im et 90 .

Comme nous 1I’avons schématisé sur la figure 2.6, nous calculons le couple par dérivation de
la coénergie par rapport a I’angle de charge.

oW (I .6,)
00 '

r(I .0,)= (2-8)

E
o —
©
2
8 1 ~
E wa .0
[ m 0
© |
.0
@
w JEN—
T Interpolation polynomiale par morceaux
de la coénergie en fonction de 00
o ......... Wi =1 .6)
— l'interpolant par rapport a 0

W =1
11T T 1T T 1Y %

Série de valeurs de (90 890

=ra =1, 6’0)

Fig. 2.6. Description schématique du procédé de calcul du couple.

2.4.3.3 Calcul du facteur de puissance

D’apres I’annexe A2.2, en régime stationnaire, les puissances active et réactive s’expriment
respectivement par :

P=ow (¥, —¥ 1,)+P+P,, (2-9)
O=w (Y, I, +¥ 1) (2-10)
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La puissance active est composée des pertes Joule P, des pertes fer Pfer et de la puissance

¢lectromagnétique :

P,=o(¥,1 -¥ 1) (2-11)

e

Le facteur de puissance est calculé par :

P

Les pertes sont généralement tres faibles devant la puissance électromagnétique. De plus, il
est parfois difficile d’avoir une connaissance précise des pertes fer. Dans ce cas, il est
possible d’utiliser, sans commettre d’erreur sensible, la grandeur suivante pour juger de la
performance de la machine en terme de facteur de puissance :

cosg = (2-12)

P
cosp'= —_— (2-13)

[ 2 2
Pem +0

Notons que cose etcos@' sont trés voisins et que nous avons toujours cosg>cose '(§ 2.7.3
Fig.2.53).

2.4.3.4 Estimation du rendement
Nous définissons le « rendement électrique » par :

P

— em -
T=P %P +P (2-14)
em J fer

Cette définition ne prend pas en compte les pertes mécaniques par frottement et par
ventilation mais donne tout de méme une bonne indication de la performance de la machine
en terme de rendement. L’estimation du rendement requiert une connaissance des pertes Joule
et pertes fer aussi précise que le permettent les modeles existants.

Pertes Joule

Les pertes Joule sont données par :

_ 2, g2 _
P=R(I}+1%), (2-15)

ou R désigne la résistance d’un enroulement de phase de la machine réelle triphasée.
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Pertes fer

Si ’induction magnétique dans un tole d’acier ferromagnétique évolue sinusoidalement dans
le temps, le modele de Bertotti [Ber 88], du fait de sa précision, est largement utilisé pour
calculer les pertes fer. Ce modele évalue les pertes fer par unité de masse en fonction de la
valeur créte de I’induction magnétique et de sa fréquence selon la relation :

2 2 3
_ 2 oxn d 2 2 3 5
pfer_KH Bm f +—6pV Bm [+ KE Bmz f (2-16)
avec
B :valeur créte de I’induction magnétique,
m

f : fréquence,

o : conductivité¢ du matériau,

d : épaisseur de la tole,

p,, :masse volumique du matériau.

Dans cette relation les pertes fer sont séparées en trois termes :
e le premier terme constitue les pertes par hystérésis,
e le second les pertes par courant de Foucault,
e ct le troisiéme les pertes supplémentaires ou pertes par exces.
Les constantes KH et KE caractérisent le matériau respectivement en terme de pertes par

hystérésis et en termes de pertes par exces.

En régime stationnaire, le rotor est fixe par rapport au premier harmonique du champ
tournant. Ce dernier n’y crée donc pas de pertes fer. Ce n’est pas le cas du stator. Dans notre
approche de calcul de champ, nous considérons comme uniforme 1’induction dans la culasse,
dans les dents et dans I’épanouissement dentaire. Nous subdivisons donc le stator en trois
types de zones comme le montre la figure 2.7.

zone culasse

zone dent

zone
.. ¢panouissement
. de dent

Fig. 2.7. Subdivision du stator en trois types de zones pour le calcul des pertes fer.
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Le stator comporte ainsi autant de zones de chaque type que de dents. En régime stationnaire,
I’allure de la distribution spatiale de 1’induction dans les différentes zones de chaque type est
identique a celle de 1’évolution en fonction du temps de I’induction d’une zone sur une
période ¢€lectrique. La figure 2.8 montre ces allures pour chacun des trois types de zones. Ces
courbes comportent certainement des erreurs provenant de nos hypotheses, en particulier celui
de 'uniformité de I’induction dans chaque zone type. Mais elles sont suffisantes pour
montrer que I’évolution en fonction du temps de I’induction dans ces zones n’est pas
sinusoidale.

Induction magnétique [T]

| | | | | | | | |
0 0.002 0.004 0006 0.008 001 0012 0014 0016 0018  0.02
temps [s]
Fig. 2.8. Evolution en fonction du temps de 1’induction en un point de la culasse, de I’épanouissement d’une

dent et d’une dent pour la machine a rotor massif ; amplitude de courant triphasé Im de 280 A et angle de
charge de 50°.

Un autre modele plus général est actuellement largement utilisé pour calculer les pertes fer
pour une forme d’onde périodique quelconque de I’induction [Ama 05][Mag 04]. Soulard et
al. [Mag 04] rapportent que ce modele sous estime de 22 a 25% les pertes fer mesurées. Pour
utiliser ce mode¢le, il suffit de connaitre pour chaque type de zone 1’évolution de I’induction
magnétique et de sa premicre dérivée en fonction du temps. Selon ce modéle, les pertes fer
par unité de masse et ses différents constituants sont données par :

p.=p _+p +p (2-17)

fer hyst Foucault exces

Pertes par hystérésis par unité¢ de masse :

f— 2 -
Py =Ky BT (2-18)
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Pertes par courants de Foucault par unité de masse :

2
_od 1 (d_B)2 i
pFoucault B 12 pV T J. dt (2 19)

Pertes par exces par unité¢ de masse :

K 3
—_£ 1 [ |dB]2 -
pexcés B 8,76 T IT‘ dt di (2-20)

Dans ces expressions, KH et KE sont les constantes caractérisant le matériau en terme de

pertes par hystérésis et de pertes par exces dans le modele de Bertotti. Celui-ci est d’ailleurs
un cas particulier correspondant a une évolution sinusoidale de I’induction magnétique en
fonction du temps.

2.5 Application a la machine synchro-réluctante a
rotor massif

2.5.1 Structure et parametres géométriques de la machine étudiée

La figure 2.9 donne la structure et les différentes variables désignant les paramétres
géométriques de la machine synchro-réluctante a rotor massif que nous avons étudiée.
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p
2 Ta

S

»

Fig. 2.9. Structure et parameétres géométriques de la machine synchro-réluctante a rotor massif étudiée.

2.5.2 Approximation d’une distribution sinusoidale de courant

Dans ce travail, nous nous intéressons aux caractéristiques stationnaires de la machine
synchro-réluctante. Ainsi, on se propose d’appliquer uniquement le fondamental de la densité
de courant. Nous connaissons le bobinage de la machine, donc les distributions réelles des
courants des trois phases dans les encoches a un instant donné. On considére ’instant ou le

courant de la phase une est maximal i.e. 1'1=1\/§ et les courants des deux autres phases sont

K24

i =i =
2 3 2 2
somme des distributions de courants des trois phases par rapport a I’abscisse angulaire &

S

. Pour obtenir la force magnétomotrice & (@ )de la machine, on intégre la
S

d’un point de 1’alésage statorique comme le montre la figure 2.10.
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Fig. 2.10. Détermination de la f.m.m. a partir de la répartition réelle des courants.

Nous déterminons I’amplitude et la phase de son fondamental gf( 6 ) par décomposition en
N

Série de Fourier.

£,(0) =KfN§ cos( 0+ ). (2-21)

Le fondamental de la force magnétomotrice s’écrit encore :

& =Ki cosf +Ki sinf . (2-22)
f d s q s

Il se décompose ainsi en deux forces magnétomotrices diphasées en quadratures :

€= Kid cos HS ) (2-23)

e =Ki sinf . (2-24)
q q N

i, et iq sont les courants direct et en quadrature exprimés dans le repere de Park. Nous

dérivons ces deux forces magnétomotrices par rapport a I’abscisse angulaire pour obtenir les
densités angulaires de courant qui les ont produits.

dz (6) -
Jd(ﬁs ):T :—Kldsmﬁs . (2-25)

N
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de (0)
J (0 )=—2L—-2— =Ki cosb . (2-26)
q S do q s

N

Mais appliquer une densité de courant qui évolue de maniére continue avec l’abscisse
angulaire n’est pas pratique pour 1’approche par partitionnement des réseaux de perméances.
De ce fait, nous cherchons a déterminer les courants qu’il faut mettre dans les encoches. Pour
cela, nous échantillonnons le fondamental de chacune des densités de courant au droit des
encoches. Sur un pas dentaire centré sur le milieu d une encoche et pour chaque composante d
et g, la densité de courant est considérée comme constante et égale a la valeur de 1’échantillon
au droit de cette encoche. L’intégrale de cette densité de courant sur un pas dentaire centré sur
une encoche donne le courant total qu’il faut y mettre. Le nombre d’encoches d’une machine
a courants alternatifs triphasés est généralement multiple a la fois de trois et de deux. Nous
avons donc une équivalence diphasé-triphasé aussi bien sur le plan magnétique que
géométrique. Ainsi, nous pouvons conserver la configuration triphasée des encoches pour
loger les enroulements d et g de la machine diphasée équivalente [Sar 81]. Il suffit donc de

loger dans 1’encoche j, un courant Id. pour le compte de I’enroulement d et un courant [
lj qj

pour le compte de I’enroulement ¢ tels que (Fig. 2.11, 2.12) :

Idj: 7, Jd(é?j) . (2-27)
I =7 J(0). (2-28)
g d q

ﬁ
; @ d
i ® (g
Fig. 2.11 Disposition des enroulements d et ¢ de la machine diphasée équivalente.
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Fig. 2.12 Courants a mettre dans les encoches.

Ce procédé permet, comme 1’a montré Vahedi [Vah 96a][Vah 96b], de déterminer
rigoureusement la valeur moyenne de la coénergie en un seul calcul, alors que I’utilisation de
la distribution réelle instantanée des courants nous aurait obligé a calculer la coénergie sur un
nombre suffisant de positions pour pouvoir déterminer correctement sa valeur moyenne.

2.5.3 Modélisation par réseaux de permeéances

Puisque nous voulons faire une étude paramétrique dans le but d’optimiser les performances
d’une machine électrique, plusieurs simulations sont nécessaires. Il nous faut en effet
chercher un modéle de préférence simple et rapide qui représente avec suffisamment de
précision tous les phénoménes physiques, tels que la saturation du matériau ferromagnétique
et les fuites, susceptibles d’influencer les performances que nous voulons optimiser,
notamment le couple et le facteur de puissance.

Grace a une analyse préliminaire par ¢éléments finis, nous examinons [’allure des lignes
d’induction afin d’identifier les zones de tubes de flux dont les perméances peuvent étre
exprimées a I’aide de relations mathématiques simples. En connectant ces perméances de

manicere a respecter le trajet des lignes d’induction, nous aboutissons a un réseau de
perméances.

On peut inclure la saturation du matériau dans ce modele en traitant les perméances des zones
ferromagnétiques comme des perméances non linéaires avec des caractéristiques « potentiel
magnétique — flux » connues. La résolution compléte implique alors une itération, mais le
temps de calcul reste faible par rapport a celui de la méthode des éléments finis car le nombre
d’éléments a traiter est fortement réduit.
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D’apres des observations effectuées sur les figures 2.13 a 2.15, nous avons élaboré des
modeles simples des lignes de champ sous une dent face a la saillance rotorique, des lignes de
champ du c6té du flanc du rotor et des lignes de champ de fuite entre deux dents. Les modeles
de lignes de champ sont constitués de juxtapositions de segments de droite et d’arcs de cercle
de maniére a ce qu’une ligne de champ aboutisse toujours perpendiculairement a la surface
d’un matériau ferromagnétique [Sar 81][Mei 86][Juf 95]. Nous supposons en outre que
I’induction dans I’entrefer est radiale au voisinage de 1’alésage statorique. Sous ces réserves,
Meibody [Mei 86] a montré que les erreurs sur les modeles de lignes de champ influencent
peu la valeur moyenne de la coénergie et par suite le couple en régime stationnaire. Ces
modeles sont présentés sur les figures 2.16 a 2.18. Ces modeles de lignes de champ nous
permettent d’exprimer, avec des relations mathématiques simples, les perméances d’entrefer
et de fuite d’encoche (annexe A2.7, A2.8 et A2.9).

,' |

L
il

Fig. 2.14 Lignes d’induction au voisinage des dents face au méplat du rotor.
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Fig. 2.15 Lignes d’induction de fuites entre les dents.

B 1 1 O B O B =

Fig. 2.16 Modele de lignes d’induction au voisinage des dents face a la saillance du rotor. Contribution du stator
dans la modulation de la perméance d’entrefer.
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Z- \»

Fig. 2.18 Mode¢le de lignes d’induction du c6té du méplat rotorique.
Contribution du rotor dans la modulation de la perméance d’entrefer.
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2.5.3.1 Définition des fonctions longueur d’entrefer associée au stator et
associée au rotor.

Etant donnée la position du rotor par rapport au stator, nous définissons, a partir des modeles
de lignes d’induction ci-dessus, la fonction longueur d’entrefer e (€ ). Du fait de I’hypothese
A

d’induction radiale dans D’entrefer au voisinage de 1’alésage statorique, cette fonction est
séparable en une partie e (€ ) associée au rotor et une autre e (€ ) associée au stator.
r N S S

e(0)=e(0)+e(6). (2-29)

La fonction longueur d’entrefer associée au stator est une fonction périodique de période

¢égale a un pas dentaire 7. Sur un intervalle d’un pas dentaire centré sur I’axe d’une dent, elle

est symétrique par rapport a cet axe. Si € est I’abscisse angulaire de 1’axe de la dent j
J

T

concernée, nous définissons cette fonction sur la demi-période | 4 , 6’.+7d (annexe A2.7).
J

La fonction longueur d’entrefer associée au rotor est périodique de période 7 et symétrique
par rapport a I’axe direct d du rotor (dans notre cas 1’axe d est horizontal). Elle est définie sur

la demi-période [ 0, Z ] (annexe A2.8).

2.5.3.2 Réseau de réluctances statoriques

Au niveau du stator, nous distinguons les tubes de flux se trouvant dans le milieu
ferromagnétique au niveau des dents (Fig. 2.19) ou de la culasse (Fig. 2.20), et les tubes de
flux de fuite entre deux dents (Fig. 2.21). Les expressions des sections et longueurs des tubes
de flux équivalents correspondants sont rapportées en annexe (annexe A2.9). La figure 2.22
représente le réseau de perméances modélisant le stator. D’aprés la figure 2.13, les dents se
trouvant face a la saillance rotorique canalisent entierement le flux. De ce fait, les perméances

de fuite d’encoche Rf et de fuite entre épanouissements dentaires adjacents Rf ne sont pas
e Jep

présentes dans la zone des dents se trouvant face a la saillance rotorique. Les points noirs
¢épais sur la figure 2.22 représentent les nceuds d’interconnexion avec le réseau de perméances
rotorique. A chaque nceud est associée un intervalle angulaire d’effet centré sur I’axe de la
dent concernée et d’une étendue égale au pas dentaire.
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tube de flux de d
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tube de flux de
réluctance

R b
db :

-
I
|
|
I
<

Fig. 2.19. Modéle de tubes de flux dans une dent.

tube de flux de
réluctance

\ /
Fig. 2.20 Modele de tube de flux dans la culasse statorique.
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Fig. 2.21 Modele de tubes de flux de fuite
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Noeuds d'interconnexion avec le réseau
de perméances rotorique
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o)
[¢]
c
a
> 00—

P —
v

Zone angulaire
associée au noeud i
Fig. 2.22 Réseau de perméances statorique et zone angulaire associée a un nceud d’interconnexion avec le réseau
rotorique.
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2.5.3.3 Les sources

Pour le modele par réseaux de perméances, les sources sont constituées par les forces
magnétomotrices & (j indiquant le numéro des encoches ) polarisant les dents. Ces forces
J
magnétomotrices s’obtiennent en intégrant les répartitions échantillonnées 7 5 et / du
lj qj
courant par rapport a I’abscisse angulaire signalées au paragraphe 2.5.2.

s
? numero
des dents
44 T et
1 """‘3& tI 36 encoches

I +1
d g

Fig. 2.23 Les forces magnétomotrices polarisant les dents.

2.5.3.4 Réseau de réluctances rotoriques

La figure 2.24 représente le réseau de perméances rotorique. Comme la saturation intervient
surtout sur le chemin du flux suivant I’axe d, nous avons négligé la saturation pour les trajets
du flux paralléles a I’axe en quadrature. Nous avons subdivisé le rotor en quatre ¢léments de
perméances de maniere a offrir au flux entrant sur un pdle des issues vers les cotés. En effet,
aprés plusieurs essais, nous avons constaté qu’une subdivision du rotor en quatre permet
d’avoir des résultats qui correspondent a ceux obtenus par la méthode des ¢léments finis
quelque soit 1’angle de charge 60. Les points épais noirs représentent les nceuds

d’interconnexion avec le réseau de perméances statoriques. A chaque nceud sont associ€s un
ou deux intervalles angulaires d’effet. A chacun des nceuds externes, on associe un intervalle
angulaire centré sur 1’axe d du rotor et d’une étendue égale a ’ouverture £ de la saillance
rotorique. A chacun des trois autres nceuds internes, on associe deux intervalles angulaires
7 —p
3
méplat rotorique. Les expressions, de la section et de la longueur du tube de flux équivalent

situés de part et d’autre de 1’axe direct et d’une étendue ¢gale au tiers de 1’ouverture du

représenté par la réluctance R , sont rapportées en annexe (annexe A2.10).
r
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Fig. 2.24 Réseau de perméances rotorique et les zones angulaires associées aux nceuds d’interconnexion avec le
réseau statorique.

2.5.3.5 Interconnexion des deux réseaux par ’entrefer

La figure 2.25 explique I’interconnexion des réseaux de perméances statorique et rotorique. Il
y a une connexion entre le nceud i du stator et le nceud j du rotor s’il y a chevauchement de

leurs intervalles angulaires d’effet. Plus cette zone de chevauchement est large, plus la

perméance de connexion est importante. En effet, la perméance de connexion des deux noeuds

est obtenue par intégration de 1’inverse de la fonction longueur totale d’entrefer e (6 ) sur la
S

zone de chevauchement.

A =ul (R+2) j a6, . (2-30)
" 0 ut 2 zone dechevauchemente(es )
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zone angulaire

d'effet du noeud i noeud i zone angulaire
du stator du stator d'effet du noeud
/ Jj du rotor
zone de
noeud - j chevauchement des
du rotor zones d'effet du

\

tube de flux de connexion du
noeud statorique i et du noeud
rotorique j

noeud i du stator et
du noeud j du rotor

AN perméance de connexion

" du noeud i du stator et du
noeud j du rotor

Fig. 2.25 Interconnexion des réseaux statorique et rotorique.

2.6 Application a la machine synchro-réluctante a
rotor avec barriéres de flux

2.6.1 Structure et parametres géométriques de la machine étudiée

La figure 2.26 montre la structure et les différentes variables désignant les parametres
géométriques de la machine. Les segments ferromagnétiques sont régulicrement répartis le

long de ’axe g. epf désigne 1’épaisseur d’un segment ferromagnétique et ecf I’écart entre
er er

deux segments voisins.

Rappelons que les dimensions du stator et les bobinages sont identiques pour les deux types
de machine.
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2R it T

mep

Fig. 2.26 Structure et dimensions de la machine synchro-réluctante a rotor avec barrieres de flux étudiée.

2.6.2 Modé¢lisation par réseaux de perméances

2.6.2.1 Définition des fonctions longueurs d’entrefer associée au stator et
associée au rotor.

Le stator étant identique a celui de la machine synchro-réluctante a rotor massif, la fonction
longueur d’entrefer e (6 )associée au stator est la méme. Par & méme, le réseau de
N N

réluctances statoriques est le méme. On peut vérifier sur les observations par ¢léments finis
représentées sur les figures 2.27 et 2.28 que les hypothéses sur les modeles de lignes
d’induction du coté du stator restent tout a fait acceptables.

Nous considérons un rotor avec 7 segments ferromagnétiques pour les raisons signalées au

chapitre 3 (§ 3.2.2.3), mais la méthode reste plus largement validée. L’axe d du rotor coincide

toujours avec le rayon d’équation @ =0. Pour une position horizontale du rotor, la fonction
S

longueur d’entrefer e (€ )associée au rotor est périodique de période 7 et présente une
r S

symétrie par rapporta 6 =% Z1. e (0 ) est
S r S

2 > 2
définie a partir d’approximation des lignes de champ par des segments de droites et des arcs

. II suffit donc de la définir sur I’intervalle[ 0
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de cercles comme indiqué sur la figure 2.31. Les expressions détaillées par intervalle de
e (0 ) sontrapportées en annexe (annexe A2.11).
r S

Fig. 2.27 Lignes d’induction au voisinage des dents et des segments ferromagnétiques.

=

7

LA

—

Fig. 2.28 Lignes d’induction de fuites entre les dents.
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Fig. 2.29 Trajet ldngitudinal du flux dans le rotor.
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Fig. 2.30 Trajet transversal du flux dans le rotor.
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Fig. 2.31 Fonction longueur d’entrefer associée au rotor.

2.6.2.2 Réseau de réluctances rotoriques

Quand le maximum de la force magnétomotrice coincide avec I’axe d du rotor, les segments
ferromagnétiques se comportent comme des « conduites de flux » (Fig.2.29). Quand le
maximum de la force magnétomotrice est en quadrature avec I’axe d du rotor, les flux
d’induction traversent le rotor dans le sens de la largeur des barriéres de flux (Fig.2.30), et les
segments ferromagnétiques quant a eux se comportent comme des équipotentielles
magnétiques. Nous avons ainsi déterminé les réluctances des segments ferromagnétiques

R  dans le sens de la longueur et les réluctances des barrieres de flux dans le sens de la
rai

largeur R (annexe A2.12). Pour simuler les positions intermédiaires du rotor vis a vis de la
rqg 1

force magnétomotrice, il faut offrir au flux d’induction magnétique la possibilité a la fois d’un
chemin longitudinal (le long des segments ferromagnétiques) et d’un chemin transversal (a
travers les barrieres de flux), ce qui nous a conduit a discrétiser le rotor selon la figure 2.32.
Sur ce réseau, les noeuds épais sont les nceuds d’interconnexion avec le réseau statorique. Les
zones angulaires d’effet de ces nceuds d’interconnexion sont également représentées.

L’interconnexion avec le réseau de perméances statoriques suit le méme principe que pour la
machine a rotor massif (§ 2.5.3.5)
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Fig. 2.32 Réseau de réluctances modélisant le rotor avec barricres de flux avec les zones angulaires associées aux
nceuds d’interconnexion avec le réseau statorique.

2.7 Résultats et comparaison de la méthode des
réseaux de perméances avec la méthode des
¢léments finis

2.7.1 Machine synchro-réluctante a rotor massif

Le tableau 2.1 compare les temps de calcul de la méthode des réseaux de perméances et de la
méthode des éléments finis pour une plate-forme donnée. Nous constatons un gain d’un
facteur 9 en faveur de la méthode des réseaux de perméances.
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TABLEAU 2.1 TEMPS DE CALCUL.

Alimentation : id =lpu,i =0.
q

Temps de calcul sur une plate forme PIV 2,5GHz — 512MO de RAM.
Eléments Finis 34228 noeuds 79 secondes
Réseaux de Perméances 9 secondes

TABLEAU 2.2 ECARTS ENTRE LES RESULTATS PAR RESEAU DE PERMEANCES ET RESULTATS PAR ELEMENTS FINIS EN
POURCENTAGE DES GRANDEURS DE REFERENCES.

Courant 0,5 pu I pu 2p.u
Coénergie 1,4 472 9,7
Flux direct 2,7 5,4 4,0
Flux en quadrature 1,0 1,3 2,0
Couple 1,1 33 9,9
cosop’ 0,9 0,6 2,5

Les figures 2.33 4 2.40 donnent la coénergie et les différentes grandeurs qu’on en déduit par
dérivation : flux direct, flux en quadrature, couple et facteur de puissance.

Le tableau 2.2 résume les €carts entre les résultats des modeles par réseaux de perméances et
par ¢éléments finis rapportés aux valeurs de références précisées dans le tableau A2.3 de
I’annexe A2.13. Ces écarts montrent une bonne concordance entre la modélisation par réseaux
de perméances proposée et la modélisation par €léments finis quel que soit 1’état de saturation
de la machine.

Coénergie

Les figures 2.33 et 2.34 confirment que la coénergie dépend beaucoup plus de id que de 7 .
q

Ainsi, la coénergie est sensible aux erreurs de 1’approximation des lignes d’induction du flux
direct (du coté de la saillance du rotor) et peu sensible aux erreurs sur I’approximation des
lignes d’induction du flux en quadrature (du coté¢ du méplat du rotor).

En outre, elles montrent que I’écart par rapport aux résultats par éléments finis augmentent
avec id et change trés peu avec i . Pour les valeurs élevées de id, I’écart visible sur la
q

coénergie s’explique par un phénomene apparaissant sur le trajet du flux direct pour les fortes
saturations qui n’est pas pris en compte par le modele par réseaux de perméances. Ce
phénomene, explicité plus bas, est a I’origine d’une légere erreur sur le flux direct qui se
répercute sur la coénergie.

La figure 2.35 confirme ’allure de la coénergie en fonction de 1’angle de charge (§ 1.2),
notamment la présence d’une partie magnétisante constante et d’une partie convertible
dépendante de 1’angle de charge. Pour un courant donné, 1’écart entre les valeurs maximale et
minimale de la coénergie chiffre I’importance du couple que la machine peut produire.
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Fig. 2.33 Coénergie en fonction de ig, i en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢léments finis.
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Fig. 2.34 Coénergie en fonction de ig, i en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :

¢éléments finis.
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Fig. 2.35 Coénergie en fonction de I’angle de charge. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢éléments finis.

Flux direct et en quadrature

D’apres la figure 2.36, d’une part, a z'd constant, I’augmentation de i entraine une diminution
q

du flux direct, et d’autre part, a i constant, ’augmentation de id entraine une diminution du
q

flux en quadrature. C’est I’ « effet croisé ».

D’une part, en examinant la figure 2.37, nous constatons que plus id est grand, moins sensible

est 'influence de i sur le flux direct. En effet, quand le rotor est fortement saturé par le flux
q

direct, sa perméabilité devient trés faible et se rapproche de celle de I’air. Le flux en

quadrature ne peut réduire que faiblement cette perméabilité qui est déja proche de son

« asymptote ».

D’autre part, selon la figure 2.38, I’augmentation de z'd entraine toujours une diminution
sensible du flux en quadrature quelle que soit la valeur de i . En effet, comme le flux en
q

quadrature traverse un entrefer important, il reste faible et n’arrive pas a saturer suffisamment
le rotor. La perméabilité du rotor demeure ainsi « modulable » par le flux direct.

Nous tirons de ces observations deux conclusions importantes :
e (’est pratiquement le courant id qui impose 1’état de saturation ;

o L[’ «effet croisé » est particulierement marqué dans la machine a rotor massif.
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Lorsque la machine est fortement saturée, I’écart entre les valeurs du flux direct obtenues avec
les deux méthodes devient plus visible. En effet, dans ces conditions, la différence de
perméabilité entre le rotor et ’entrefer au niveau de son méplat diminue. Une petite partie du
flux direct emprunte alors un chemin paralléle mais extérieur au rotor. Le modele du rotor par
réseau de perméances ne permet pas de représenter ce phénomeéne qui diminue 1égérement la
réluctance du chemin du flux direct, ce qui explique que les valeurs du flux direct obtenues
par éléments finis soient supérieures a celles obtenues par le modéle proposé pour les valeurs
élevée de id . De plus, étant donné que c’est le flux direct qui contribue a la majeure partie de

la coénergie, ce phénomeéne explique aussi le fait que les valeurs de la coénergie obtenues par
la méthode des €léments finis soient 1égeérement plus grandes.

Dans tous les cas, quand le courant augmente, les hypothéses sur l’allure des lignes
d’induction deviennent moins réalistes. C’est la raison pour laquelle nous observons
généralement un accroissement des erreurs avec le courant.

Flux [Wb]

id=320 A
id =160 A et -

iq =480 A d=0A - )
=0~ = v (i)

0.8

0.6

0.4

0.2

! J
450 500

courant [A]

I I I I I I I
0 50 100 150 200 250 300 350 400

Fig. 2.36 Flux direct en fonction de ig4, i €n paramétre. Flux en quadrature en fonction de iy, iq en paramétre.
Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu : éléments finis.
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Fig. 2.37 Flux direct en fonction de i, i en parameétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢léments finis.

Flux d'axe q [Wb]

0 ! !
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Fig. 2.38 Flux en quadrature en fonction de ig, iy en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait
discontinu : éléments finis.
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Couple

La figure 2.39 montre la représentation graphique du couple électromagnétique en fonction de
I’angle de charge. Nous savons que le couple est proportionnel a (y diq—t//qi d) (§ 2.4.3.3). De

ce fait, pour les valeurs ¢élevées du courant, ’erreur sur le flux direct dont 1’origine est
expliquée dans le paragraphe précédent se retrouve également sur le couple.

En outre, nous pouvons remarquer que la limite de stabilité se décale 1égeérement vers les

angles de charge plus élevés a mesure que I’amplitude / du courant triphasé augmente. En
m

régime strictement linéaire, la limite de stabilité¢ se trouve normalement a 45°. Ici elle est
proche de 50°. En effet, quand I’angle de charge varie de 0 a 90°, la zone saturée de la
machine se réduit (annexe A2.15 Fig.A2.9). Cette disparition de la saturation entraine une
forte augmentation de I’inductance directe (le trajet du flux direct étant le plus saturé) et une
augmentation de 1’inductance en quadrature mais dans une moindre mesure. De ce fait, la
différence (L 4 —Lq)est croissante quand 1’angle de charge varie de 0 a 90°. Nous savons

qu’a courant donné, le couple est proportionnel a (L J —Lq)sin 200. Le terme sin 26, atteint
son maximum a 45°, mais le maximum du produit (L 4 —Lq)sin 26, et donc du couple, se

produit au-dela de 45°. Comme le montre la figure A2.11a de ’annexe A2.15, ’augmentation
de (L 4 —Lq) est atténuée par I’effet croisé¢ dans la machine a rotor massif. C’est pour cette

raison que la limite de stabilité n’est repoussée que de trés peu au dela de 45° (annexe A2.15

Fig.A2.12).
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Fig. 2.39 Couple en fonction de 1’angle de charge, I,,, en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait
discontinu : éléments finis.
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Facteur de puissance

L
Le facteur de puissance dépend fortement de L—d (§ 1.2 équation (1-5)). Le facteur de
q
L
_d_
7 1
puissance maximum est pratiquement de la forme —Z (annexe 1 équation (A1-66)).
_d
7 +1
q

Comme Ld estici de ’ordre de 5 fois plus élevée que L , une petite erreur sur Ld n’affecte
q

L
_d

L
q

les courants élevés, 1’erreur sur le facteur de puissance est trés petite malgré 1’erreur sur le
flux direct.

pas de maniére sensible le rapport de saillance . C’est pour cette raison que, méme pour

D’apres la figure 2.40 le facteur de puissance est maximum dans la zone de fonctionnement
instable. On ne peut ainsi avoir a la fois un facteur de puissance et un couple maximum. Pour
le courant nominal et quand le couple est maximum, le facteur de puissance est d’environ
0,55.

Nous remarquons, en outre, que le facteur de puissance se dégrade a mesure que la machine
se sature. En effet, en diminuant la perméance du chemin du flux direct la saturation réduit le
rapport de saillance, et par suite le facteur de puissance.
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Fig. 2.40 Facteur de puissance en fonction de I’angle de charge, I, en paramétre. Trait continu : réseaux de
perméances, trait discontinu : éléments finis.

Rendement

La figure 2.41 montre I’allure des pertes fer en fonction de I’angle de charge pour différentes
valeurs de I’amplitude du courant. Nous remarquons tout d’abord que les pertes fer
augmentent avec le courant. Et pour un courant donné, nous remarquons ¢galement que les
pertes fer sont les plus élevées pour un angle de charge proche de 0°. En effet, pour cette zone
de fonctionnement, le flux direct est important, donc la valeur créte de 1’induction aussi.
Quand I’angle de charge augmente, nous savons que le flux direct diminue et que le flux en
quadrature augmente. Dans la position en quadrature, les amplitudes de 1’induction dans les
dents et dans la culasse son a leurs niveaux les plus faibles. Mais quand ’angle de charge
varie de 0 a 90°, les pertes fer ne diminuent que faiblement (d’environ 100W quel que soit le
courant). En effet, la structure massive du rotor fait que méme dans la position en quadrature,
le flux en quadrature est suffisant pour maintenir un certain niveau d’induction dans les dents
et la culasse statoriques, créant des pertes fer non négligeables.
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Fig. 2.41 Pertes fer de la machine a rotor massif. Amplitude du courant triphasé en paramétre.

La figure 2.42 représente, pour différentes valeurs du courant, le rendement de la machine a
rotor massif en fonction de 1’angle de charge. Pour le courant nominal, le rendement
maximum atteint 96%. Le point de fonctionnement a rendement maximum est pratiquement
confondu avec le point de fonctionnement a couple maximum.

Les courbes du rendement sont pratiquement plates sur une large plage de 1’angle de charge.
En effet, pour le courant nominal, le rendement reste supérieur a 90% pour les angles de
charge compris entre 15 et 75°. De plus, au voisinage du point de fonctionnement a
rendement maximum (angle de charge voisin de 50°), le rendement diminue peu avec
I’accroissement du courant, ce qui confirme la capacité de la machine synchro-réluctante a
fonctionner avec une forte surcharge en courant sans que la qualité de la conversion d’énergie
ne soit sensiblement compromise.

La diminution du rendement avec le courant est plus sensible pour les angles de charges
correspondant a de faibles valeurs de la puissance électromagnétique (< 20° et >70°). Nous
savons que les pertes Joule, les pertes fer et la puissance électromagnétique augmentent tous
avec le courant. Pour ces points de fonctionnement, 1’augmentation de la puissance
¢lectromagnétique n’arrive pas a équilibrer ’augmentation des pertes et il s’ensuit une
dégradation du rendement.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 2 Modélisation par réseaux de perméances de la machine synchro-réluctante 63

Im =400 A

Rendement

Im =160 A Im =520 A B

0.2

0.1

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90
Angle de charge [°]

Fig. 2.42 Rendement de la machine a rotor massif.

2.7.2 Machine synchro-réluctante a rotor avec barriéres de flux

Le tableau 2.3 compare les temps de calcul mis par la méthode des réseaux de perméances et
la méthode des éléments finis. Nous pouvons noter un gain de temps d’un facteur 7 en faveur
de la modélisation par réseaux de perméances.

TABLEAU 2.3 TEMPS DE CALCUL

Alimentation : id =lpu.,i =0
q

Temps de calcul sur une plate forme PIV 2,5GHz — 512MO de RAM.
Fléments Finis 45352 noeuds 139 secondes
Réseaux de Perméances 20 secondes

TABLEAU 2.4 ECARTS ENTRE LES RESULTATS PAR RESEAU DE PERMEANCES ET RESULTATS PAR ELEMENTS FINIS EN
POURCENTAGE DES GRANDEURS DE REFERENCES.

Courant 0,5 pu I pu 2p.u
Coénergie 1,4 1,4 3,6
Flux direct 0,6 1,2 1,8
Flux en quadrature 0.4 1,2 1.5
Couple 1,9 2,5 7,5
cosQ’ 2,3 2,3 2.9
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Les figures 2.43 a 2.50 représentent graphiquement la coénergie et les différentes grandeurs
qu’on en déduit par dérivation : flux direct, flux en quadrature, couple et facteur de puissance.
Pour trois niveaux de saturation, le tableau 2.4 résume les écarts — rapportés aux grandeurs de
références précisées dans le tableau A2.4 de ’annexe A2.13 — entre les résultats du modéle
proposé et du modele par éléments finis. Nous pouvons vérifier la bonne concordance des
deux méthodes de modélisation quel que soit 1’état de saturation de la machine.

Coénergie

La différence entre les valeurs de la coénergic obtenues avec les deux méthodes de
modélisation est infime quel que soit la valeur du courant (Fig. 2.43, 2.44 et 2.45). Ceci
confirme la validit¢ des modéles de lignes d’induction que nous avons adoptés pour la
machine avec barrieres de flux.

Comme pour la machine a rotor massif, nous retrouvons, d’une part, que la coénergie dépend
plus de i , que de iq , et d’autre part la méme allure de la coénergie en fonction de 1’angle de

charge. De plus, nous remarquons ’importance de 1’amplitude de la composante convertible
de la coénergie par rapport a la composante magnétisante.
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Fig. 2.43 Coénergie en fonction de i4, i en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢léments finis.
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Fig. 2.44 Coénergie en fonction de iy, i en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
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Fig. 2.45 Coénergie en fonction de ig, ig en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢léments finis.
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Flux direct et en quadrature

Les figures 2.46 et 2.47 nous montrent que ’erreur est tres faible sur le flux direct. Le modele
du rotor est en effet suggéré par sa structure elle-méme. Les segments ferromagnétiques, du
fait de leur taille, se comportent bien comme des « conduites de flux » et les résultats de la
méthode des éléments finis confirment la validité du modele par réseau de perméances du
rotor et des modeles de lignes d’inductions d’entrefer utilisés.

Sur la figure 2.46, nous pouvons voir que ’erreur sur le flux en quadrature est également
faible. D’apres la figure 2.48, elle augmente avec i . En effet la saturation modifie 1égérement
q

les allures des lignes de champ et rend moins réalistes les hypothéses sur 1’allure des lignes
d’induction. Mais comme le flux en quadrature, fortement affaibli par les barricres de flux, ne
contribue qu’en petite partie dans la coénergie, cette erreur n’apparait pas dans la coénergie et
n’influence pas le couple de maniére sensible.

Sur la figure 2.46, nous pouvons constater que le flux direct ne dépend pratiquement que de
id . Ce constat est confirmé par la figure 2.47 ou la variation du flux direct par rapport a i est
q

assimilable a une droite pratiquement horizontale quel que soit 1’état de saturation de la
machine. En effet, étant fortement affaibli par les barriéres de flux, le flux en quadrature ne
peut pas altérer la perméabilité des segments ferromagnétiques.

Sur la figure 2.48, I’augmentation de id réduit tres faiblement le flux en quadrature. Quand la

machine est saturée, cette réduction devient Ilégeérement plus sensible. En effet, la
perméabilité des segments ferromagnétiques est « modulable » par le flux direct. En 1’absence
de saturation, les segments ferromagnétiques sont trés perméables et se comportent comme
des « équipotentiels magnétiques » vis-a-vis du flux en quadrature. De ce fait, les barriéres de
flux limitent seules ce flux en quadrature. Quand les segments ferromagnétiques sont saturés,
ils sont moins perméables et participent a la limitation du flux en quadrature. Leur
contribution dans cette limitation reste néanmoins faible vu I’importance de la réluctance des
barricres de flux.

La machine a rotor avec barrieres de flux ne présente ainsi que trés peu d’ « effet croisé ».
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Fig. 2.46 Flux d’axe d en fonction de ig4, i en paramétre. Flux d’axe g en fonction de iy, i en paramétre. Trait
continu : réseaux de perméances, trait discontinu : éléments finis.
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Fig. 2.47 Flux direct en fonction de i, 14 en parameétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu :
¢éléments finis.
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Fig. 2.48 Flux en quadrature en fonction de i4, iy en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait
discontinu : éléments finis.

Couple

La figure 2.49 représente le couple en fonction de 1’angle de charge avec ’amplitude / du
m

courant triphasé en parametre. L’erreur croit avec le courant tout en restant faible. Nous
pouvons remarquer que la limite de stabilité se décale sensiblement vers les angles de charges
plus élevés a mesure que I’amplitude du courant augmente. Elle se situe a 65° pour un courant
¢gal au courant nominal. En effet, comme le montre la figure A2.10 de I’annexe A2.15, on
assiste a une forte désaturation de la machine quand 1’angle de charge varie de 0 a 90°. De
plus, nous avons vu que I’ « effet croisé » est négligeable dans la machine a barriéres de flux.
De ce fait, la différence (L e Lq) augmente fortement quand I’angle de charge varie de 0 a

90° (annexe A2.15 Fig.A2.11b). Le maximum du produit (L 4 —Lq)sin 290 se trouve ainsi
repoussé loin au dela de 45° (annexe A2.15 Fig.A2.12).

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 2

Modélisation par réseaux de perméances de la machine synchro-réluctante 69

900

800

Couple [Nm]

700

600

500

400

300

200

100

Im =520 A

. Im =400 A \

4 - ~ \

Im =160 A \

7 p —======= \

10 20 30 40 50 60 70 80 90
Angle de charge [°]

Fig. 2.49 Couple en fonction de 1’angle de charge, I, en paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait

discontinu : éléments finis.

Facteur de puissance

La figure 2.50 représente le facteur de puissance en fonction de 1’angle de charge. L’erreur est
faible et varie peu avec le courant. Le facteur de puissance est maximum dans la zone de
fonctionnement instable. Pour un courant inférieur ou égal au courant nominal, le facteur de
puissance dépasse 0,75 quand le couple est maximum. Ceci confirme [’intérét de
I’introduction des barriéres de flux. Le facteur de puissance se dégrade avec la saturation pour
les raisons vues au paragraphe précédent (§ 2.7.1).
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Fig. 2.50 Facteur de Puissance en fonction de I’angle de charge, I, en paramétre. Trait continu : réseaux de
perméances, trait discontinu : éléments finis.

Rendement

Nous constatons de nouveau, sur la figure 2.51, que les pertes fer augmentent avec le courant
et sont les plus élevées quand seul le flux direct est prédominant. Mais contrairement au cas
de la machine a rotor massif, ces pertes diminuent treés fortement quand I’angle de charge se
rapproche de 90°. En effet, les barrieres de flux affaiblissent fortement le flux en quadrature et
par suite sa contribution dans les pertes fer.
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Fig. 2.51 Pertes fer de la machine a rotor avec barriéres de flux. Amplitude du courant triphasé en parametre.

La figure 2.52 représente, pour différentes valeurs du courant, le rendement de la machine
avec barriéres de flux en fonction de I’angle de charge. Pour le courant nominal, le rendement
maximum atteint 97%. Nous remarquons de nouveau que les points de fonctionnement a
couple maximum et a rendement maximum coincident pratiquement.

Nous retrouvons 1’allure en forme de plateau du rendement sur une large gamme d’angles de
charge. Au courant nominal, le rendement est supérieur a 90% sur une gamme d’angles de
charge compris entre 15 et 85°, plus large que celle de la machine a rotor massif. De plus, au
voisinage de ’angle de charge a couple maximum (donc aussi a rendement maximum), le
rendement diminue trés peu quand le courant augmente. Ces observations montrent la
souplesse d’utilisation de la machine avec barricres de flux et sa capacité a fonctionner en
forte surcharge de courant.

Le rendement diminue tout de méme quand le courant augmente car, comme pour la machine
a rotor massif, D’augmentation de la puissance <¢lectromagnétique n’équilibre pas
I’augmentation des pertes Joule et pertes fer. Bien entendu, cette dégradation du rendement
est d’autant plus sensible que la puissance électromagnétique est faible, c’est a dire pour les
faibles valeurs de 1’angle de charge.
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Fig. 2.52 Rendement de la machine a rotor avec barricres de flux.

2.7.3 Etude comparative des performances de la machine a rotor
massif et de la machine a rotor avec barrieres de flux

Nous avons choisi les dimensions du rotor avec barrieres de flux de maniére a ce qu’il
posséde la méme section de passage du flux direct que le rotor massif. En procédant ainsi, les
deux machines ont pratiquement une méme inductance directe Ld =12,5mH .

Les barri¢res de flux permettent d’accentuer fortement 1’effet de saillance et d’améliorer par
la le couple et le facteur de puissance. En effet, nous avons calculé en régime linéaire un

L

_d

L
q

rapport de saillance de 4,5 pour le rotor massif et de 13 pour le rotor avec barrieres de

flux.

En comparant les figures 2.36 et 2.46, nous pouvons noter que 1’aire de conversion d’énergie
est nettement plus grande pour la machine avec barriéres de flux. L introduction des barrieres
de flux apporte en effet un gain considérable sur cette aire de conversion d’énergie en
repoussant la saturation d’une part, et en réduisant le flux en quadrature d’autre part. En
présence des barrieres de flux, les dents sont moins saturées car I’entrefer effectif est plus
grand. La limite de saturation est donc repoussée plus loin (annexe 2.14 Fig.A2.7). De plus,
dans la position en quadrature et du coté des poles du rotor, le trajet du flux en quadrature est
trés majoritairement dans le fer pour le rotor massif et une partie importante traverse les
barricres de flux dans le rotor a barrieres de flux. De ce fait, le flux en quadrature est
fortement réduit par les barrieres de flux. D’ailleurs, la figure A2.7 de I’annexe 2.14 le
confirme par la présence de dents saturées dans la machine a rotor massif et I’absence totale
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de saturation dans la machine a barriéres de flux. La figure A2.8 de I’annexe A2.14 met en
évidence I’importance du gain 1ié a ces deux aspects.

En comparant les figures 2.39 et 2.49, nous constatons que le couple maximum atteint en
alimentant les machines par leur courant nominal est nettement plus élevé pour la machine
avec des barrieres de flux. Il est de 400 Nm contre 300 Nm pour la machine a rotor massif.

La comparaison des figures 2.40 et 2.50 ainsi que la figure 2.53 montrent 1’avantage du rotor
avec barrieres de flux en termes de facteur de puissance. Pour le courant nominal et quand le
couple est maximum, son facteur de puissance est de 0,75 contre 0,55 pour la machine a rotor
massif. La figure 2.53 nous permet par ailleurs de vérifier que nous pouvons quantifier le
facteur de puissance avec une bonne précision méme sans prise en compte des pertes (§
2.4.3.3).

En outre, les barri¢res de flux diminuent trés sensiblement 1’effet croisé (§ 2.7.2). C’est un
avantage important pour la commande vectorielle de cette machine. De plus, elles autorisent
une plus large gamme de points de fonctionnement stables. En effet, pour une alimentation
avec le courant nominal, la limite de stabilité se situe a 65° pour la machine a rotor avec
barricres de flux et a 50° pour la machine a rotor massif.

En terme de rendement, la machine a rotor avec barriéres de flux apparait comme légérement
supérieur a la machine a rotor massif : rendement maximum de 97% contre 96%. Rappelons
que les deux machines ont les mémes pertes Joule. Les pertes fer pour le point de
fonctionnement a couple maximum ont des valeurs comparables (235W pour la machine a
rotor massif, 253W pour machine a barricres de flux).

Au point de fonctionnement & couple maximum, les rendements des deux machines
diminuent tous faiblement quand le courant augmente. Mais le rendement de la machine a
barrieres de flux apparait comme moins sensible a I’augmentation du courant. Cette machine
se préte donc mieux au fonctionnement en forte surcharge de courant.
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Fig. 2.53 Facteur de puissance avec et sans considération des pertes pour les deux types de machine synchro-
réluctante.

2.8 Conclusion

Nous avons établi des modeles utilisant les réseaux de perméances non linéaires pour le calcul
des performances en régime stationnaire de deux types de machine synchro-réluctante : 1’une
a rotor massif, I’autre a rotor avec barrieres de flux. Les modeles proposés sont plus rapides et
presque aussi précis que les modeles par éléments finis du moins en ce qui concerne les
caractéristiques en régime stationnaire de la machine quel que soit le niveau de saturation. De
ce fait, ces modeles sont utilisables pour un calcul d’optimisation des performances de la
machine.

L’originalité de I’approche consiste a la modélisation indépendante du stator et du rotor par
deux réseaux de perméances distincts et ensuite, en partant de la position relative du rotor et
du stator, a la modélisation de I’entrefer par un troisiéme réseau de perméances
interconnectant les deux réseaux précédents. De plus, le modele ainsi établi se préte tres
facilement au calcul des pertes fer au stator.

En outre, nous avons pu constater les améliorations apportées par 1’introduction des barriéres
de flux. Les performances obtenues avec cette structure du rotor peuvent encore é&tre
améliorées en optimisant le nombre et la taille de ces barriéres de flux.
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Chapitre 3

Optimisation des performances de la
machine synchro-réluctante

3.1 Introduction

Nous allons optimiser les performances de deux machines synchro-réluctantes de forte
puissance a rotor massif et avec barrieres de flux. Pour cela, nous allons utiliser les modeles
par réseaux de perméances non linéaires établis au chapitre 2. Nous nous proposons de suivre
la démarche suivante.

— En premier lieu nous allons étudier I’influence des parameétres géométriques de la
machine sur le couple et le facteur de puissance en utilisant les modeles par réseaux de
perméances. Cette étude va nous permettre de trouver, pour chaque type de machine, une
combinaison de valeurs approximatives des parametres géométriques permettant d’avoir
une couple élevé et un facteur de puissance acceptable.

— En second lieu, nous allons faire une optimisation numérique qui maximise le couple en
utilisant les modéles par réseaux de perméances et en partant de la combinaison de
valeurs approximatives précédente. Il s’agit d’une optimisation non linéaire avec des
contraintes non lin€aires utilisant la méthode « Sequential Quadratic Programming »
(SQP). Cette méthode d’optimisation qui tient compte de 1’interaction des variables
d’optimisation va nous permettre de trouver une combinaison optimale des valeurs des
parametres géométriques.

— En troisiéme lieu, nous allons nous intéresser aux moyens permettant de réduire
I’ondulation du couple en utilisant la méthode des ¢léments finis. Nous étudierons les
influences de 1’ouverture d’encoche, de D’ouverture des barrieres de flux et du
raccourcissement du pas de bobinage sur 1I’ondulation du couple.

— Enfin, nous allons vérifier, par une simulation pas a pas utilisant la méthode des éléments
finis, les performances en régime stationnaire prévues dans la deuxiéme partie, le respect
des contraintes d’optimisation et 1’efficacité de la réduction de I’ondulation de couple
tirée de la troisieme partie.

3.2 Influence des parameétres géométriques sur le
couple et le facteur de puissance

Dans cette premiere partie, nous allons utiliser les modeles par réseaux de perméances établis
au chapitre 2 pour étudier I’effet de chaque parametre géométrique de la machine sur le
couple et le facteur de puissance en gardant les autres parameétres constants. Un tel procédé
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ne tient évidemment pas compte de I’interaction entre ces paramétres. Néanmoins, cette étude
permet d’identifier les parameétres les plus influents et de nous fournir une estimation initiale
pour I’optimisation numérique.

3.2.1 Influence des parametres statoriques

Au stator, les parametres sont communs aux deux types de machines étudiées ici. Il s’agit de
I’entrefer, du nombre d’encoches, de la largeur des dents et de 1’épaisseur de la culasse
statorique. Pour chaque type de machine synchro-réluctante, nous ferons les simulations pour
le méme courant triphasé de valeur efficace égale a 200A.

3.2.1.1 Entrefer

Les simulations sont faites pour la méme valeur efficace du courant triphasé disponible égale
a 200 A. Pour les deux types de machine, le couple et le facteur de puissance augmentent
naturellement quand ’entrefer diminue (Fig. 3.1 et 3.2). Mais il en est de méme pour la
saturation d’apres le déplacement vers les angles de charge supérieurs a 45° de la limite de
stabilité quand I’entrefer diminue. Ce déplacement est trés net sur le réseau de courbes de la
machine avec barriéres de flux. De plus, I’entrefer ne peut étre trop petit du fait de la
limitation par les pertes par ventilation et I’assemblage mécanique de la machine.

3.2.1.2 Nombre d’encoches

D’apres les figures 3.3 et 3.4, et pour les deux types de machine, le couple et le facteur de
puissance dépendent peu du nombre d’encoches. Dans I’hypothése du premier harmonique de
notre analyse, le nombre d’encoches intervient peu sur les caractéristiques stationnaires de la
machine : nous notons une légeére amélioration du couple et du facteur de puissance en
augmentant le nombre d’encoches, mais au dela de 24, il n’y a pratiquement plus de
changement. Le nombre d’encoches intervient surtout sur le contenu harmonique de la force
magnétomotrice réelle et par suite de I’ondulation de couple. Il faut tout de méme noter qu’un
nombre d’encoches élevé n’est possible que pour un diameétre suffisant de I’alésage statorique.
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3.2.1.3 Largeur de dent statorique

En régime linéaire, nous savons que pour une amplitude fixée du courant, le couple
maximum, donné par la relation (1-4) (§ 1.2), est proportionnel a la différence (L d—Lq), et le

facteur de puissance maximum, donné par la relation (A1-66) (annexe Al.l), croit avec le
rapport de saillance L y /Lq .

Le rapport entre les inductances directe et en quadrature de la machine a rotor massif est de
I’ordre de 4,5 (§ 2.7.3). Quand la largeur de dent augmente, la réluctance du chemin du flux
direct qui traverse un petit entrefer diminue de maniére sensible. La réluctance du chemin du
flux en quadrature qui traverse un grand entrefer diminue également mais dans une beaucoup
moindre mesure. En conséquence, nous avons, d’une part une inductance directe L y qui

augmente beaucoup plus que Lq, et par suite une différence (L d—Lq) et donc un couple qui
augmente ; et d’autre part, un rapport de saillance L y /Lq qui augmente mais qui n’est pas

suffisamment grand si bien que le facteur de puissance maximum croit aussi mais faiblement
(Fig.3.7).

Le rapport de saillance de la machine a rotor avec barricres de flux est de I"ordre de 13 (§
2.7.3). La réluctance ¢€levée des barriéres de flux fait que 1’inductance en quadrature Lq reste

pratiquement invariante méme si la largeur de dent augmente. Par conséquent la différence
(L y —Lq), donc le couple, augmente significativement. En outre, la valeur ¢levée du rapport

L d/Lq qui, en plus, continue a augmenter avec la largeur de dent fait que le facteur de

puissance maximum se rapproche de son asymptote et ne varie pratiquement plus (Fig.3.8.).

Nous pourrions donc déduire de cette analyse que dans tous les cas, ’augmentation de la
largeur de dent ne fait qu’améliorer les performances de la machine. Mais la largeur de dent
ne peut augmenter indéfiniment sous peine de réduire la section d’encoche et par suite d’étre
contraint d’adopter des conducteurs de faible diamétre donc de résistance importante. Pour
conserver la section d’encoche, ’augmentation de la largeur de dent doit s’accompagner
d’une augmentation de sa hauteur, ce qui tend a augmenter la réluctance du chemin du flux
direct et donc a minimiser 1’effet positif de I’augmentation de la largeur de dent.

3.2.14 Epaisseur de la culasse

Pour les deux types de machines et d’apres les figures 3.9 et 3.10, nous constatons que pour
les faibles valeurs de I’épaisseur de la culasse, la limite de stabilité de I’angle interne se situe
loin au dela de 45°. Ceci relate une saturation importante au niveau de la culasse statorique.
Quand I’¢épaisseur de la culasse augmente, le couple et le facteur de puissance augmentent et
la limite de stabilité se rapproche de 45° car la saturation de la culasse diminue. A partir d’une
certaine valeur de 1’épaisseur de la culasse, la saturation disparait et le couple et le facteur de
puissance ne varient plus.
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3.2.2 Influence des parametres rotoriques

Nous étudierons I'influence de 1’ouverture angulaire du rotor massif, et du nombre et de
I’épaisseur des segments ferromagnétiques du rotor avec barricres de flux. Nous ferons les
simulations toujours pour le méme courant triphasé de valeur efficace é¢gale a 200A.

3.2.2.1 Ouverture angulaire du rotor massif

L’ouverture angulaire du rotor massif est un des parametres les plus influents sur les
performances en régime stationnaire car elle agit directement sur le rapport de saillance
L d/Lq. D’aprés la figure 3.11, le facteur de puissance augmente significativement quand

I’ouverture angulaire du rotor diminue. En effet, quand 1’ouverture du rotor diminue, la
réduction de Lq est plus importante que celle de L, ; par conséquent, le rapport de saillance

L J / Lq augmente.

D’une part, une ouverture du rotor trop faible entraine des valeurs de L, et Lq toutes deux
faibles, et par suite une différence L d—Lq faible, donc un couple également faible. D’autre

part, une ouverture du rotor trop élevee entraine une valeur ¢élevée de L, et une valeur

comparable de Lq , et par suite pareillement une différence L d—Lq et donc un couple faible.

La figure 3.11 montre, effectivement, I’existence d’une valeur optimale, autour de 70°, de
I’ouverture du rotor produisant le maximum de couple. Ainsi, nous devons trouver un
compromis entre un couple suffisamment élevé et un facteur de puissance raisonnable.

3.2.2.2 Epaisseur des segments ferromagnétiques de la machine a
barrieres de flux

Les segments ferromagnétiques sont répartis réguliérement le long de 1’axe ¢ en occupant au
maximum |’étendue disponible. L’épaisseur des segments ferromagnétiques agit sur L , ¢t Lq

a la manicre de I’ouverture angulaire du rotor de la machine a rotor massif. Sur la figure 3.12,
I’épaisseur relative des segments ferromagnétiques est la somme des épaisseurs des segments
ferromagnétiques rapportée a la largeur d’un rotor massif d’angle d’ouverture égal a 70°. Le
facteur de puissance augmente quand ’épaisseur des segments ferromagnétiques diminue. Il
existe une épaisseur optimale permettant de maximiser le couple. Comme pour la machine a
rotor massif, le méme probléme de compromis entre le couple et le facteur de puissance se
pose sur le choix de I’épaisseur des segments ferromagnétiques.
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3.2.23 Nombre de segments ferromagnétiques de la machine a
barriéres de flux

Les calculs dont les résultats sont représentés sur la figure 3.13 ont été effectués pour une
méme épaisseur totale des segments ferromagnétiques, égale a la largeur du rotor massif
d’angle d’ouverture de 70°. La perméance du chemin du flux direct, et par suite I’inductance

\

L , restent donc pratiquement constantes. La machine a rotor axialement laminé a été

exceptionnellement simulée par la méthode des éléments finis avec un rotor constitu¢ d’une
succession d’une centaine de couches de matériau ferromagnétique et de matériau non
magnétique. Nous pouvons constater que le couple et le facteur de puissance augmentent avec
le nombre de segments ferromagnétiques. En effet, I’augmentation du nombre de barriéres de
flux réduit Lq , et augmente par conséquent aussi bien ( L d—Lq) que L y /Lq . Toutefois au dela

de 7 segments ferromagnétiques, cette augmentation est nettement moins sensible.
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3.2.3 Conclusion de I’analyse paramétrique

L’analyse paramétrique précédente nous permet de distinguer les parameétres les plus influents
sur les performances de la machine synchro-réluctante, tels que 1’ouverture angulaire du rotor
massif, I’épaisseur des segments ferromagnétiques et 1’épaisseur de la culasse statorique. Elle
nous a permis aussi de constater qu’il n’est pas nécessaire d’augmenter le nombre de
segments ferromagnétiques au dela de 7. Ce nombre sera donc gardé pour la suite de 1’étude.
Cette analyse nous permet en outre d’avoir une estimation des valeurs de ces différents
parametres géométriques qui ne s’¢loignent pas de la combinaison optimale (Tableau 3.1).
Cette estimation nous servira de point de départ pour 1’optimisation numérique abordée dans
le paragraphe suivant.

TABLEAU 3.1 PARAMETRES GEOMETRIQUES INITIAUX DES MACHINES.

Longueur utile 200 mm
Diametre extérieur du stator 450 mm
Nombre d’encoches 36
Nombre de poles 2
Raccourcissement de pas 10/18
INombre d’encoches par pole et par phase 6
Nombre de spires par encoche et par phase 3
Hauteur d’une dent 21mm
Hauteur de 1’épanouissement d’une dent 2,5 mm
Largeur d’une dent 10 mm
Ouverture d’encoche 2°
Entrefer 2 mm
Diamétre du rotor 236 mm
Ouverture angulaire du rotor massif 70°
Nombre de barrieres de flux 6
Epaisseur des segments ferromagnétiques 19,34 mm
Epaisseur des barriéres de flux 10,16 mm

3.3 Optimisation numérique

3.3.1 Position du probléme

L’étude de I’influence des paramétres effectuée précédemment ne prend pas en compte
I’interaction des variables d’optimisation. Etant donné le nombre relativement élevé de ces
variables d’optimisation, 5 dans notre cas, effectuer plusieurs essais en essayant de couvrir
toutes les combinaisons possibles devient tres fastidieux, ou méme inutile. Ayant déja une
combinaison estimative qui ne devrait plus étre ¢loignée de la combinaison optimale, nous
avons opté pour une optimisation numérique utilisant la méthode « Sequential Quadratic
Programming » (SQP). Pour cela, nous avons utilis¢ le programme d’optimisation
« Optimisation Toolbox » de Matlab. Ce programme dispose d’une fonction d’optimisation
non linéaire d’une fonction objective sous des contraintes non linéaires sous formes d’égalités
et d’inégalités.
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minimiser f(x)
soumis a
c(x)<0
ceq(x)=0 (3-1)
[<x<u
avec
fx) : fonction objective a minimiser,
ceq(x)=0 : contraintes d’égalités,
c(x)<0 : contraintes d’inégalités,

n \ . . . .
x,l,u € R ou n est le nombre de variables d’optimisation.

Un programme qui, pour des dimensions géométriques données, calcule par la méthode des
réseaux de perméances le couple maximum, le facteur de puissance, la force électromotrice,
I’induction maximale dans la machine, les pertes Joules et les pertes fer a été écrit sous
Matlab pour étre utilisé par I’optimiseur. Nous avons posé¢ le probléme d’optimisation comme
suit.

Le courant, le diamétre extérieur de la machine et I’entrefer sont gardés constants.
Le nombre de segments ferromagnétiques du rotor avec barrieres de flux est fixé a 7 (§
3.2.2.3).

Nous avons choisi le couple maximum comme fonction objective & maximiser.

Les contraintes sont les suivantes :

— L’induction maximale doit étre inférieure a 2 Tesla pour une bonne utilisation du fer.

— La force ¢électromotrice doit étre égale a 240+20V. Nous avons adopté ce choix afin de
pouvoir brancher la machine optimisée en couplage étoile directement sur un réseau de
400V.

— La somme des pertes Joule et pertes fer doit étre inférieure a 4000W. C’est le flux de
chaleur que peut évacuer la surface latérale extérieure de la machine.

Enfin, les variables d’optimisation sont :

— Au stator : le nombre de spires par encoche et par phase, la largeur de dent, la hauteur de
dent et le rayon de 1’alésage statorique.

— L’ouverture angulaire du rotor massif.

— L’épaisseur des segments ferromagnétiques du rotor avec barriéres de flux.

Le nombre de spires par encoche et par phase est considéré comme une variable continue lors
de ’optimisation. A la fin du processus, nous prendrons le nombre entier le plus proche qui
permettra de vérifier au mieux les contraintes, notamment celle sur la force électromotrice.

La machine est alimentée par un courant triphasé de valeur efficace nominale de 200A. Le
couple, la valeur efficace de la force électromotrice triphasée, et les pertes Joule sont
calculées en utilisant les relations suivantes ou i o Gt iqm sont les courants direct et en
quadrature correspondant a I’angle de charge maximisant le couple.
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C =WV i) (32)
2 2
P 33
3eff B (3-3)
2
q'4m"0Cu'(lut+ltét bob)'ns )
P Joules: - (ldm +lqm ) (3-4)
enc
remp. 2

ou m est le nombre d’encoches par pole et par phase, g le nombre de phases, et Senc la section

transversale d’une encoche. Nous avons pris un coefficient de remplissage C =~ =0,4.
remp

Les pertes fer sont calculées en utilisant le modéle décrit au chapitre 2 (§ 2.4.3.4). Et le
facteur de puissance est calculé en tenant compte des pertes Joule et des pertes fer, en
utilisant (§ 2.4.3.3 équation (2-12)):

p.'a).(l//dlfim 'H//qlqm) (3-5)
P-OLY gl VY Fan)t P 1o P soutes

cosQ = COS arctan[
avec _ pertes

3.3.2 Optimisation numérique des deux machines

L’optimisation de la machine a rotor massif converge au bout de 121 évaluations. Celle de la
machine a rotor avec barrieres de flux converge au bout de 239 évaluations. Nous donnons ci-
dessous les évolutions de la fonction objective et des contraintes pour chaque machine. Les
évolutions des variables d’optimisation ainsi que du facteur de puissance et du rendement sont
données en annexe (annexe A3.1 Fig. A3.1, A3.1 pour la machine a rotor massif et annexe
A3.2 Fig. A3.3, A3.4 pour la machine avec barricres de flux).

Pour les deux machines (Fig. 3.14 et 3.15), en cherchant a maximiser le couple, le programme
passe plusieurs fois par des valeurs supérieures a la valeur finale. Mais a chaque fois ces
points ne respectent pas I’ensemble des contraintes, en 1’occurrence ici la force électromotrice
et I’induction maximale, si bien qu’il n’y converge pas et continue sa recherche.
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Fig. 3.14 Optimisation de la machine a rotor massif. Evolution

— Du couple maximum, fonction objective a maximiser.
— De la force électromotrice, contrainte comprise entre 220 et 260V.

— De I’induction maximale, contrainte inférieure a 2T.
— De la somme des pertes Joules et pertes fer, contrainte inférieure a 4000W.
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Fig. 3.15 Optimisation de la machine a rotor avec barriéres de flux. Evolution
— Du couple maximum, fonction objective & maximiser.

— De la force électromotrice, contrainte comprise entre 220 et 260V.

— De I’induction maximale, contrainte inférieure a 2T.

— De la somme des pertes Joules et pertes fer, contrainte inférieure a 4000W.

3.4 Mesures de réduction de I’ondulation de couple

Dans le paragraphe précédent, seules les performances en régime du premier harmonique sont
optimisées (§ 2.5.2). En effet, ’approche utilisée ne donne que la valeur moyenne du couple
et ne considére pas ’effet des harmoniques dus a la géométrie et au bobinage. Il convient
alors d’étudier séparément, en effectuant des simulations pas a pas par ¢léments finis, les
mesures permettant de réduire I’effet de ces harmoniques sur 1I’ondulation de couple.

Dans le cas d’une machine a deux pdles et a 36 encoches, les harmoniques les plus importants
dans la forme d’onde du couple sont I’harmonique 6 et les harmoniques dus a la denture,
notamment 36 et 72. Parmi les trois, I’harmonique 36 est le plus important.

L’harmonique 6 du couple provient des harmoniques 5 et 7 du bobinage. Pour le réduire, nous
seront amenés a agir au niveau du bobinage par le biais du raccourcissement de pas.

Pour réduire les harmoniques 36 et 72, nous serons amenés a agir sur la géométrie des
épanouissements des dents. Pour la machine avec barrieres de flux, les segments
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ferromagnétiques interagissent avec les dents du stator. L’ouverture ou la fermeture des
barrieres de flux présentent donc un degré de liberté supplémentaire pour réduire I’effet de la
denture statorique sur 1’ondulation du couple. Nous pouvons également faire disparaitre
completement I’effet de I’encochage statorique en inclinant le rotor d’un pas dentaire.

I1 est important de noter que dans ce paragraphe, tous les calculs ont été effectués pour une
méme valeur du fondamental de la force magnétomotrice.

3.4.1 Action sur la géométrie

34.1.1 Machine a rotor massif

Comme le montre la figure 3.16, I’effet de la fermeture des encoches sur ’amplitude des
harmoniques 36 et 72 du couple est trop faible pour étre réellement profitable. En effet, les
flux de fuites saturent fortement les isthmes d’encoches. La perméabilité des ces derniers se
rapproche alors de celle de I’air et tout se passe comme si les encoches n’étaient pas fermées
(annexe A3.5 Fig. A3.5). L’inclinaison du rotor d’un pas dentaire supprime complétement
tous les harmoniques dus a la denture statorique mais ne modifie pas ’harmonique 6 du
couple. Le couple de la machine a rotor incliné a été calculé a partir du couple de la machine a
rotor droit en faisant un moyennage sur un pas dentaire (annexe A3.6).

340 15
= § 3 14 T
QO —m
2 %0 g g2
L) g o
S 300 = 8 E10
=] T c o
3 » 8 38
280 8o g
T c ~
L
260 g S £ 4
= 0O © ~
Q o =
240 + £
<3 2 I g
20— 0 lLosssnmonbunmio.
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180 0 6 1218 24 30 36 4248 54 60 66 72
Angle électrique [°] Harmoniques
Fig. 3.16 Couple de la machine a rotor massif.
Bleu : encoches ouvertes, vert : encoches fermées, rouge : rotor incliné.
3.4.1.2 Machine a rotor avec barriéres de flux

D’aprés la figure 3.17, la fermeture des encoches entraine une diminution de I’amplitude des
harmoniques du couple dus a la denture du stator. En effet, en présence des barriéres de flux,
la saturation plus faible des dents fait que, contrairement a la machine a rotor massif, la
fermeture des encoches est plus efficace (§ 2.7.3). La fermeture des barriéres de flux entraine
une réduction plus sensible des ces harmoniques. Quand la fermeture des barrieres de flux est
conjuguée avec la fermeture des encoches, la réduction est encore nettement plus efficace.
Mais aucune de ces mesures ne modifie I’harmonique 6 du couple.
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Fig. 3.17 Couple de la machine avec barriéres de flux.
bleu : encoches ouvertes et barrieres de flux ouvertes ,
vert : encoches fermées et barriéres de flux ouvertes,

magenta : encoches ouvertes et barriéres de flux fermées ,

rouge : encoches fermées et barri¢res de flux fermées.

Action sur le bobinage

0 6 12 18 24 30 36 42 48 54 60 66 72
Harmoniques

Dans ce paragraphe, nous allons étudier de maniere systématique les raccourcissements de pas
du bobinage de 9/18 a 18/18 afin de mettre en évidence les harmoniques de bobinage
responsables de la production de I’harmonique 6 du couple. Cette étude nous permettra de
choisir le pas de raccourcissement qui réduit au mieux cet harmonique du couple. Pour cela,
nous avons présenté sur la figure 3.18 le fondamental et les premiers harmoniques de la force
magnétomotrice par phase rapportés au fondamental de la force magnétomotrice quand le
bobinage est a pas diamétral (18/18) pour tous les pas raccourcis de 9/18 a 18/18. Nous
pouvons retrouver sur cette figure des raccourcissements permettant de réduire ou de
supprimer certains harmoniques [Lap 99]. Nous pouvons citer :

15/18
14/18

11/18 :

10/18

: réduit significativement les harmoniques 5 et 7 ;
: réduit significativement les harmoniques 5 et 13
13/18 :
12/18 :

¢limine pratiquement I”’harmonique 11 ;

9

supprime tous les harmoniques multiples de 3 en particulier 3 et 9.

¢limine pratiquement I”’harmonique 13 ;

: réduit significativement les harmoniques 7 et 11.

Mais la réduction ou la suppression de certains harmoniques se solde par une perte sur le
fondamental. Cette perte est d’autant plus importante que le pas du bobinage est petit.
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Fig. 3.18 Harmoniques de la FMM par phase en pourcentage du fondamental pour le pas diamétral 18/18 et en
fonction du raccourcissement de pas.

Afin de mettre en évidence ’influence du raccourcissement de pas sur I’harmonique 6 du
couple et les harmoniques de la force électromotrice, nous avons fait pour chaque machine
des simulations pas a pas par ¢léments finis pour les raccourcissement de 9/18 a 18/18. Afin
de conserver la valeur moyenne du couple et de rendre ainsi possible la comparaison, les
calculs ont été effectués pour la méme amplitude du fondamental de la force magnétomotrice.
Nous avons donc compensé par le courant la perte de fondamental due au raccourcissement
de pas. Les figures 3.19 et 3.20 montrent respectivement les résultats pour la machine a rotor
massif et a rotor avec barric¢res de flux.
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Ces figures montrent clairement que le raccourcissement du bobinage a 15/18 est celui qui
permet de réduire fortement I’harmonique 6 du couple. Sachant que ce coefficient de
raccourcissement permet ¢galement de réduire fortement les harmoniques 5 et 7 de la force
magnétomotrice, nous pouvons établir que ces harmoniques de la force magnétomotrice sont a
I’origine de 1’harmonique 6 du couple. La réduction de ces deux harmoniques de la force
magnétomotrice se retrouve, bien entendu, sur la force électromotrice.

Pour la machine avec barrieres de flux (Fig.3.20), I’harmonique 6 du couple est faible pour les
raccourcissements a 14/18 et a 15/18. Nous savons, d’apres la figure 3.18, que ces deux pas
de raccourcissement permettent tous deux de réduire significativement I’harmonique 5 du
bobinage. Mais contrairement au raccourcissement 15/18, le raccourcissement 14/18 ne réduit
pas de maniere significative ’harmonique 7 du bobinage. Ici ¢’est donc surtout 1’harmonique
5 de la force magnétomotrice qui est a I’origine de I’harmonique 6 du couple. La taille et la
répartition des segments ferromagnétiques permettent en effet de hacher la répartition spatiale
de la composante radiale de [D’induction d’entrefer de maniére a éliminer certains
harmoniques. Dans le cas particulier de la configuration des segments ferromagnétiques que
nous avons ici, ’harmonique 7 de la répartition de 1’induction radiale d’entrefer a été
fortement réduite par la géométrie du rotor. Il faut cependant noter le caractére particulier de
ce résultat. Pour une réduction efficace de 1’harmonique 6 du couple quel que soit les
dimensions des segments ferromagnétiques, il convient de réduire a la fois les harmoniques 5
et 7 du bobinage et donc d’adopter une pas de raccourcissement a 15/18.
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Fig. 3.19 Influence du raccourcissement de pas du bobinage sur I’harmonique 6 du couple et les harmoniques 3,5

et 7 de la FEM de la machine a rotor massif.
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Fig. 3.20 Influence du raccourcissement de pas du bobinage sur I’harmonique 6 du couple et les harmoniques 3,5
et 7 de la FEM de la machine avec barriéres de flux.

En comparant I’harmonique 3 des forces électromotrices des deux machines, nous pouvons
remarquer que celui-ci est plus important dans la machine a rotor massif. Cela est di a la
concentration sur une faible étendue du matériau ferromagnétique du rotor massif qui crée un
harmonique 3 important dans la répartition spatiale de la composante radiale de 1’induction
d’entrefer. Pour le rotor avec barriéres de flux, les segments ferromagnétiques sont répartis
uniformément sur la quasi-totalité¢ de 1’étendue disponible. L’harmonique 3 de la composante
radiale de I’induction, et par suite de la force électromotrice, reste ainsi faible quelque soit le
raccourcissement du pas du bobinage (inférieur a 4% du fondamental pour la force
¢lectromotrice). Dans les deux cas, le raccourcissement de 12/18 supprime 1’harmonique 3 de
la force électromotrice quelque soit son importance dans la composante radiale de I’induction,
mais correspond a un harmonique 6 important du couple.

3.5 Caractérisation des machines optimisées

3.5.1 Machine a rotor massif

Les dimensions de la machine optimisée a rotor massif sont données sur le tableau 3.2. Les
principales caractéristiques sont données sur le tableau 3.3.
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TABLEAU 3.2 PARAMETRES GEOMETRIQUES DE LA MACHINE A ROTOR MASSIF OPTIMISEE.

Longueur utile 200 mm
Diamétre extérieur du stator 450 mm
Nombre d’encoches 36
Nombre de poles 2
Raccourcissement du pas de bobinage 15/18
Nombre d’encoches par pole et par phase 6
Nombre de spires par encoche et par phase 3
Hauteur d’une dent 63,65 mm
Hauteur de 1’épanouissement d’une dent 2,5 mm
Largeur d’une dent 16,44 mm
Ouverture d’encoche 2°
Entrefer 2 mm
Diamétre du rotor 221,34 mm
Ouverture angulaire de la saillance rotorique 40,5°

TABLEAU 3.3 CARACTERISTIQUES DE LA MACHINE A ROTOR MASSIF OPTIMISEE.

EF RDP
Courant Efficace [A] 200 200
Couple ¢lectromagnétique [Nm] 313 339
Puissance ¢lectromagnétique[kW] 98,5 106
Facteur de puissance 0,65 0,69
Force électromotrice [V] 253 260

Nous pouvons vérifier sur la figure 3.21 que I’induction dans les principales parties
correspondant aux partitions du mode¢le par réseaux de perméances est inférieur a 2 Tesla, ce
qui témoigne d’une bonne prédiction de I’état de saturation par le modele par réseaux de
perméances. Nous remarquons toutefois des saturations locales au niveau des coins du rotor et
des coins de certaines dents. L approche par partitionnement de la modélisation par réseaux
de perméances ne permet pas de modéliser ces phénoménes locaux.
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Fig. 3.21 Etat de saturation de la machine optimisée.
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Fig. 3.22 Répartition de la composante radiale de I’induction d’entrefer de la machine a rotor massif optimisée.
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Fig. 3.23 Spectre de la répartition de la composante radiale de I’induction d’entrefer de la machine a rotor massif
optimisée.

Les harmoniques 5 et 7 de la distribution spatiale de la composante radiale de 1’induction
d’entrefer sont importants (Fig.3.23).

Le raccourcissement du pas de bobinage a 15/18 joue donc ici un role fondamental dans la
réduction des harmoniques 5 et 7 de la force électromotrice (Fig.3.27) et par suite dans
I’affaiblissement de I’harmonique 6 du couple (Fig.3.25).

L’harmonique 36 da a la denture est le plus important. Comme nous pouvons voir sur la
figure 3.24, I’inclinaison du rotor d’un pas dentaire permet de supprimer cette composante de
I’ondulation de couple.

L’harmonique 3 de la répartition de I’induction radiale d’entrefer atteint jusqu’a 70% du
fondamental (Fig.3.23). Son importance est due a la géométrie du rotor : plus précisément a la
concentration du matériau ferromagnétique du rotor sur une faible étendue angulaire. Nous le
retrouvons, avec une amplitude importante de 1’ordre de 30% du fondamental, sur la force
¢lectromotrice (Fig.3.27).
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Fig. 3.24 Couple instantané. En rouge : rotor incline.

Fig. 3.25 Spectre du couple.
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Fig. 3.26 Forces électromotrices instantanées.

NI o

400+

350+
300+
250+

[A] @2130Ww04308|3 92404

200
150 -
100+
501

0

80

70

60

50

40

30

20

10

Harmoniques

Fig. 3.27 Spectre de la force électromotrice.

INPL Nancy 2006

Tsarafidy Raminosoa



Chapitre 3 Optimisation des performances de la machine synchro-réluctante

106

3.5.2

Machine a rotor avec barriéres de flux

Les dimensions de la machine optimisée avec barriéres de flux sont données sur le tableau
3.4. Ses principales caractéristiques sont données sur le tableau 3.5.

TABLEAU 3.4 PARAMETRES GEOMETRIQUES DE LA MACHINE OPTIMISEE A BARRIERES DE FLUX.

Longueur utile 200 mm
Diameétre extérieur du stator 450 mm
Nombre d’encoches 36
Nombre de pdles 2
Raccourcissement du pas de bobinage 15/18
Nombre d’encoches par pole et par phase 6
Nombre de spires par encoche et par phase 3
Hauteur d’une dent 24,09 mm
Hauteur de 1’épanouissement d’une dent 2,5 mm
Largeur d’une dent 10,27 mm
Ouverture d’encoche 2°
Entrefer 2 mm
Diameétre du rotor 282,12 mm
Nombre de barrieres de flux 6
Epaisseur de segments ferromagnétiques 13,48 mm
Epaisseur des barrieres de flux 21,61 mm

TABLEAU 3.5 CARACTERISTIQUES DE LA MACHINE OPTIMISEE A BARRIERES DE FLUX.

EF RDP
Courant Efficace [A] 200 200
Couple électromagnétique [Nm] 423 401
Puissance ¢€lectromagnétique[ kW] 133 126
Facteur de puissance 0,83 0,82
Force électromotrice [V] 268 260

La vérification par ¢léments finis de I’état de saturation de la machine (Fig. 3.28) montre que
I’induction dans les principales parties ferromagnétiques du moteur est inférieure a 2 Tesla.
Ceci témoigne, encore une fois, de la bonne prédiction de la saturation par le modéle par
réseaux de perméances. Toutefois, comme pour la machine a rotor massif, nous constatons,
sur les isthmes d’encoches, des sursaturations locales qui n’ont pas été prises en compte par le
modele par réseaux de perméances.
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2.375e+100 : »2.500e-+000
2.280e+100 : 2.375e+100
2.126e+100 : 2.250e+100
2.000e+00 : 2.125e+100
1.875e+000 : 2.000e+100
1.750e+000 : 1.875e+100
1.625e+000 : 1.750e+100
1.500e+000 : 1.625e+100
1.375e+000 : 1.500e+100
1.250e+000 : 1.375e+100
1.125e+000 : 1.250e+100
1.000e+000 : 1.125e+100
8.750e-001 : 1.000e+100
7.500e-001 : 8.750e-001
6.250e-001 : 7.500e-001
5.000e-001 : 6.250e-001
3.750e-001 : 5.000e-001
2.500e-001 : 3.750e-001
1.250e-001 : 2.500e-001
<0.000e-+100 : 1.250e-001

ensity Plat: |Bl, Tesla

0

Fig. 3.28 Etat de saturation de la machine optimisée.
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Fig. 3.29 Répartition de la composante radiale de I’induction d’entrefer de la machine avec barriéres de flux
optimisée.
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Fig. 3.30 Spectre de la répartition de la composante radiale de I’induction d’entrefer de la machine avec barriéres
de flux optimisée.

Les harmoniques 5 et 7 de la distribution spatiale de la composante radiale de 1’induction
d’entrefer sont déja relativement faibles du fait du hachage par les segments ferromagnétiques
du rotor (Fig.3.30). Le raccourcissement a 15/18 affaiblit davantage ces harmoniques dans la
force électromotrice (Fig.3.34). Ceci entraine pratiquement une disparition de 1’harmonique 6
du couple (Fig.3.32). Comme nous pouvons le voir sur la figure 3.31, ’ondulation de couple
est dé¢ja suffisamment faible si bien que I’inclinaison du rotor ne soit plus obligatoire.
Dr’ailleurs, avec cette structure du rotor, I’inclinaison du rotor peut s’avérer particulicrement
difficile a réaliser.

Les effets du hachage de I’induction d’entrefer par les segments ferromagnétiques et du
raccourcissement du bobinage a 15/18 se retrouvent aussi sur la force électromotrice. Cette
dernicre est ainsi treés proche de la forme sinusoidale. La distribution réguliere des segments
ferromagnétiques sur la quasi-totalité de 1I’étendue disponible affaiblit fortement 1’harmonique
3 de la force électromotrice.

Comme nous l’avons vu dans le paragraphe 3.4.1.2, la fermeture des barrieres de flux
contribue a la réduction de I’ondulation de couple. Ici, I’ondulation de couple est déja faible et
la réduction de I’ondulation de couple par la fermeture des barriéres de flux est ainsi
faiblement mise en évidence. Toutefois, quand les barriéres de flux sont fermées, nous
pouvons noter une légere augmentation de la valeur moyenne du couple du fait de la l1égere
augmentation de la perméance du chemin du flux direct par les épanouissements des segments
ferromagnétiques (Fig.3.36).
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Fig. 3.33 Forces électromotrices instantanées.
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Fig. 3.35 Couples instantanés. En bleu : barriéres de flux ouvertes, en rouge : barriéres de flux fermées.
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Fig. 3.36 Spectre du couple.
En bleu : barriéres de flux ouvertes, en rouge : barriéres de flux fermées.
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3.6 Conclusion

Nous avons pu montrer, dans ce chapitre, I’'intérét de 1’utilisation de 1’approche par réseaux
de perméances proposée dans le chapitre 2 dans un processus d’optimisation des
performances de la machine synchro-réluctante.

La méthode d’optimisation numérique avec contraintes nous a permis de déterminer les
principales dimensions de deux machines de forte puissance a rotor massif et avec barriéres
de flux. Nous avons ensuite utilis¢ la méthode des éléments finis pour étudier les
améliorations qu’on peut apporter en terme d’ondulation de couple en agissant sur la
géométrie des encoches et des barrieres de flux ainsi que sur le bobinage.

Nous avons enfin vérifié par €¢léments finis les performances des machines optimisées. Nous
avons constaté une bonne concordance entre les performances prédites par 1’optimisation par
réseaux de perméances et vérifiées par la méthode des éléments finis. Nous avons également
pu vérifier I’efficacité des mesures de réduction de 1’ondulation de couple ainsi que le respect
des contraintes d’optimisation, notamment sur 1’état de saturation et la force €lectromotrice.
Cette derniére représente, aux chutes de tensions pres, la tension avec laquelle sera alimentée
la machine dans la pratique.
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Chapitre 4

Conception et réalisation de prototype et
validation expérimentale du modéle par
réseaux de permeéances

4.1 Position du probléme

Nous partons d’un stator existant d’une machine asynchrone. Nous nous proposons de mettre
un bobinage a deux pdles, de concevoir deux rotors synchro-réluctants massif et a barric¢res de
flux, et de construire celui avec barrieres de flux. Les dimensions géométriques du stator sont
donc fixées. Nous avons fixé I’entrefer a 0,6mm égale a I’entrefer de la machine asynchrone
initiale. Les variables d’optimisations sont alors :

- Le bobinage statorique, notamment le nombre de spire par encoche et par phase n

- L’ouverture angulaire du rotor massif £, ou

- L’¢épaisseur des segments ferromagnétiques e r
er

D’apres ’étude présentée dans le chapitre 3, un raccourcissement de 5/6 permet de réduire
efficacement I’ondulation de couple. Nous allons donc 1’adopter. Le stator dispose de 36
encoches, ce qui nous permet d’adopter un nombre d’encoches par poles et par phase m=6
suffisant pour minimiser 1I’ensemble des harmoniques du bobinage.

Nous essayons d’abord de chercher une amplitude de force magnétomotrice permettant de
saturer raisonnablement la machine. Nous essayons alors plusieurs combinaisons du nombre
de spires par pdle et par phase n_ et de I’amplitude du courant Im tout en gardant constante

I’amplitude de la force magnétomotrice. Ce qui revient a garder constant et égal a 82A le
produit nxI . Nous gardons les valeurs de net I = permettant d’avoir une force

¢lectromotrice de valeur efficace proche de 220V.

4.2 Optimisation

Optimisation de I’ouverture angulaire du rotor massif

En gardant constante I’amplitude de la force magnétomotrice et pour plusieurs valeurs de
I’ouverture angulaire S du rotor, nous avons calculé le couple et le facteur de puissance.
L’angle de charge pour lequel ces calculs ont été effectués est de 50°, proche de ’angle de
charge maximisant le couple (§ 2.7.1). Les résultats sont présentés sur la figure 4.1. Elle
montre qu’une ouverture angulaire [/=65° du rotor permet

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



114

perméances
Itats des modélisations par réseaux de perméances et par éléments finis.

r

d’avoir un bon compromis entre le couple et le facteur de puissance. Le couple est alors de
résu

6,78Nm et le facteur de puissance de 0,61. On note au passage la bonne concordance entre les

Chapitre 4 Conception et réalisation de prototype et validation expérimentale du modele par réseaux de
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Ouverture angulaire du rotor [°]

finis.

Fig. 4.1 Optimisation de 1’ouverture angulaire du rotor massif. Rouge : Réseaux de Perméances, Bleu : Eléments
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Optimisation de ’épaisseur des segments ferromagnétiques

En gardant constante I’amplitude de la force magnétomotrice et pour plusieurs valeurs de
I’épaisseur des segments ferromagnétiques, nous avons calculé le couple et le facteur de
puissance. L’angle de charge pour lequel ces calculs ont été effectués est de 60°, proche de
I’angle de charge maximisant le couple (§ 2.7.2). Les graphiques de la figure 4.2 représentent
les résultats. L’épaisseur des segments ferromagnétiques est rapportée a la valeur de référence
e f:(1/7) x2xRayon du rotorxsin(70°/2)=8,94mm (§ 3.2.2.2). Un bon compromis entre le

couple et le facteur de puissance correspond a une épaisseur relative de 1,2. Le couple est
alors de 8,90Nm et le facteur de puissance de 0,78. Cela correspond a une épaisseur de
segment ferromagnétique de 10,7mm et une épaisseur de segment non magnétique de 2,9mm.
Pour simplifier la réalisation pratique du rotor, nous avons pris des épaisseurs normalisées de
11mm de plaque d’acier et de 3mm de plaque d’aluminium. Ceci conduit & un couple de
8,92Nm et un facteur de puissance de 0,78.

Au passage, nous remarquons, pour les faibles valeurs de 1’épaisseur des segments
ferromagnétiques, que le couple calculé¢ par la méthode des réseaux de perméances est
légérement inférieur a celui calculé par la méthode des ¢léments finis. En effet, quand les
segments ferromagnétiques sont minces, ils sont fortement saturés et ne canalisent plus
enticrement le flux direct. Il apparait un trajet parallele du flux direct qui emprunte les
barriéres de flux dans le sens de la longueur et provoque une diminution de la réluctance
effective de trajet du flux direct (§ 2.7.1). La modélisation par réseaux de perméances ne
prend pas en compte ce phénomene. Pour les raisons signalées au chapitre 2 (§ 2.7.1) et du
fait de la valeur relativement élevée du rapport de saillance de la machine avec barrieres de
flux, Derreur sur la réluctance du chemin du flux direct n’affecte pratiquement pas le facteur
de puissance.
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Fig. 4.2 Optimisation de 1’épaisseur des segments ferromagnétiques. Rouge : Réseaux de Perméances, Bleu :

Eléments finis.

Détermination du nombre de spires par encoche et par phase
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7,46 A permettent d’obtenir une saturation raisonnable de la machine et une valeur
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4.3 Caracterisation des machines optimisées

Caractérisation de la machine a rotor massif

Une simulation pas a pas par éléments finis est effectuée pour le courant efficace nominal de
5,28 A et un angle de charge de 50°. Nous avons obtenu une f.e.m de valeur efficace 219 V,
un couple moyen de 6,78 Nm, une puissance ¢électromagnétique de 2,13kW et un facteur de
puissance de 0,61.

L’harmonique 36 du couple est tres important, de I’ordre de 40% du couple moyen. Ce qui
justifie la nécessité d’incliner le rotor d’un pas dentaire. Du fait du raccourcissement du pas
de bobinage, I’harmonique 6 du couple est pratiquement inexistant (§ 3.4.2). Si le rotor est
incling, il ne reste plus qu’un tres faible harmonique 12 du couple dii aux harmoniques 11 et
13 présents dans la force magnétomotrice.

10

©

Couple [Nm]
o

Angle Electrique [°]

Fig. 4.3 Forme d’onde du couple. En rouge : rotor incliné de 10° — Machine a rotor massif.
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Fig. 4.4 Spectre du Couple — Machine a rotor massif.

Caractérisation de la machine a rotor avec barrieres de flux

Nous avons effectué¢ une simulation pas a pas par éléments finis pour un courant efficace
nominal de 5,28 A et un angle de charge de 60°. Nous avons obtenu une f.e.m de valeur
efficace 227 V, un couple électromagnétique moyen de 8,92 Nm, une puissance
¢lectromagnétique de 2,80 kW et un facteur de puissance de 0,78.

L’harmonique 36 du couple est de I’ordre de 14% du couple moyen, ce qui est nettement
moins important que pour le rotor massif. L’inclinaison du rotor n’est donc pas obligatoire
d’autant plus que elle s’avere particulierement difficile pour cette structure. L’harmonique 6
du couple est pratiquement inexistant et les harmoniques 12 et 24 sont a peine perceptibles.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



119

Chapitre 4 Conception et réalisation de prototype et validation expérimentale du modéle par réseaux de

perméances
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Fig. 4.5 Forme d’onde du couple. En rouge : rotor incliné de 10° — Machine a rotor avec barrieres de flux.
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Fig. 4.6 Spectre du couple — Machine a rotor avec barriéres de flux.
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4.4 Comparaison entre les formes d’ondes
temporelles de la F.E.M obtenues par les
réseaux de perméances et par la méthode des
¢éléments finis

Afin de valider la modélisation par réseaux de perméances, nous nous proposons de
comparer, pour chacun des deux types de machine, les formes d’ondes de la force
¢lectromotrice obtenues en utilisant le modele proposé et la méthode des éléments finis.

Afin de bien faire ressortir la prise en compte de ’effet de la saturation, nous faisons la
comparaison pour trois valeurs du courant: au courant nominal, a trois fois le courant
nominal et & cinq fois le courant nominal.

Comme nous ’avons vu au chapitre 2 (§ 2.5.3.1 et 2.5.3.5), nous pouvons calculer le réseau
de perméances modélisant la machine quelle que soit la position relative du rotor et du stator.
Les résultats ci-dessous sont obtenus par une simulation pas a pas temporelle en régime
stationnaire en faisant tourner le rotor. La machine est excitée par la force magnétomotrice
réelle. A chaque pas, nous faisons tourner le rotor de 1° et nous mettons a jour les valeurs des
courants de phases. Nous recalculons alors le réseau d’interconnexion entre les réseaux de
perméances statorique et rotorique. Apres un pas de simulation, nous disposons des flux dans
toutes les dents du stator. A partir des flux des dents, nous remontons aux potentiels vecteurs
moyens d’encoches (annexe A4.1). La connaissance du vecteur stockant les potentiels
vecteurs moyens d’encoches et de la matrice de connexion du bobinage nous permet de
calculer les flux totalisés de chaque phase [Tak 03]. Aprés avoir parcouru un cycle électrique,
nous disposons alors des flux totalisés de phases en fonction du temps. Une dérivation
numérique par rapport au temps utilisant des fonctions splines nous permet alors d’obtenir les
forces électromotrices.

Tableau 4.1- Machine a rotor massif : Comparaison des résultats du modéle par réseaux de
perméances (RDP) et par éléments finis (EF).

Rotor Massif Courant nominal 3xCourant nominal 5xCourant nominal

RDP EF RDP EF RDP EF
F.EM [V] 216,72 219,25 327,31 328,95 365,86 364,76
Couple [Nm] 6,70 6,78 28,55 28,76 47,43 4775
Facteur de 0,614 0,613 0,577 0,578 0,514 0,519
puissance

Tableau 4.2- Machine a rotor avec barri¢res de flux : Comparaison des résultats du modele
par réseaux de perméances et par ¢léments finis.

Rotor avec Courant nominal 3xCourant nominal 5xCourant nominal
barrieres de RDP EF RDP EF RDP EF
flux

F.EM[V] 222,51 227,23 349,92 340,88 378,70 370,70
Couple [Nm] 8,76 8,92 37,43 36,04 60,37 57,98
Facteur de 0,779 0,781 0,708 0,699 0,633 0,621
puissance
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D’apres les figures 4.7 a 4.18 et d’apres les tableaux 4.1 et 4.2, nous pouvons dire que le
modele par réseaux de perméances est en trés bonne concordance avec la modélisation par
¢léments finis pour tous les niveaux de saturation (moins de 4% d’erreur sur le couple moyen
et moins de 2% sur le facteur de puissance).

Selon les figures 4.7 et 4.8, les résultats des deux modélisations de la machine a rotor massif
sont tres proches pour les harmoniques de denture 35 et 37 et les harmoniques de rangs
inférieurs de la force électromotrice, ce qui justifie les modéles de lignes d’induction que nous
avons utilisés (§ 2.5.3). Quand le niveau de saturation augmente, nous constatons que le
modele par réseaux de perméances surestime significativement les harmoniques de denture.
En effet, nous avons supposé€ dans la modélisation par réseaux de perméances que ’allure des
lignes d’induction n’est pas influencée par la saturation. Le mod¢le de lignes d’induction est
ainsi toujours perpendiculaire aux interfaces air-fer. En réalité¢, quand le fer est fortement
saturé, la différence de perméabilité entre 1’air et le fer diminue et 1’angle d’incidence des
lignes d’induction sur I’interface air-fer n’est plus égal a 90°. La saturation atténue ainsi
I’effet de la denture. Les harmoniques de rangs inférieurs a 35 restent cependant correctement
calculés.

D’apres les figures 4.13 et 4.14, nous constatons que les harmoniques de dentures sont
légérement surestimés par le modele par réseaux de perméances de la machine avec barrieres
de flux méme quand la saturation n’est pas excessive. La différence vient du modele de ligne
d’induction notamment du c6té du rotor en présence des barrieres de flux (§ 2.6.2). Un
modele plus affiné devrait réduire cette différence. Toutefois, les figures 4.15, 4.16, 4.17 et
4.18 montrent que les deux modeles concordent pour les harmoniques de rangs inférieurs quel
que soit le niveau de saturation, ce qui confirme la pertinence de I’approche proposée.

Enfin, nous remarquons 1’existence d’un harmonique 3 dans les forces €lectromotrices des
deux machines. Il est trés important dans la machine a rotor massif et tres faible dans la
machine avec barrieres de flux. En effet la structure du rotor massif fait apparaitre un
harmonique trois important dans la répartition spatiale de la composante radiale de
I’induction (annexe A4.3 Fig.A4.4). Cet harmonique 3 n’est pas filtré par le raccourcissement
de pas a 15/18. La structure du rotor avec barricres de flux ne crée qu’un treés faible
harmonique 3 dans la répartition spatiale de la composante radiale de 1’induction (annexe
A4.3 Fig.A4.6) car les segments ferromagnétiques sont uniformément répartis sur toute
I’étendue disponible (§ 3.5.2).

4.5 Calcul de la forme d’onde temporelle du couple
en utilisant la méthode des réseaux de
perméances

Nous avons également utilisé la modélisation par réseaux de perméances proposée pour faire
des calculs de la forme d’onde temporelle du couple en régime permanent. Comme le modele
nous permet de calculer la coénergie (§ 2.4.2), nous avons utilis¢ la méthode des travaux
virtuels.
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A chaque instant, les courants sont « gelés » a leurs valeurs instantanées et la position du rotor
est virtuellement perturbée avec un pas AHV =0,5° comme indiqué sur la figure 4.19. Pour
chaque position virtuelle 0,
s’obtient alors en dérivant la coénergie par rapport a la position virtuelle. Nous avons calculée
la dérivée par la méthode des différences finies.

nous calculons la coénergie W, de la machine. Le couple

position réelle du
rotor

e 6 6 06 0
2 4

vl

\ Y
wow W W W
S T T

Fig. 4.19 Perturbation virtuelle de la position du rotor.

FH—aW B W, +8W, —8W, +W,
@)=——- =
00 12A60
vig =0 v

v

(4-1)

Les figures 4.20 et 4.21 présentent, respectivement pour la machine a rotor massif et la
machine a barricres de flux, la comparaison des formes d’ondes du couple obtenues avec la
modé¢lisation par réseaux de perméances utilisant la méthode des travaux virtuels et celles
obtenues par la méthode des ¢léments finis utilisant le tenseur de Maxwell. Nous pouvons
constater une tres bonne concordance globale des allures. Nous remarquons toutefois que
I’ondulation due a la denture est légérement surestimée par la modélisation par réseaux de
perméances. Cette surestimation, déja retrouvée sur les formes d’ondes de force
¢lectromotrice, s’explique par les mémes raisons. Du fait des imperfections des mod¢les de
lignes d’inductions signalées dans le paragraphe précédent, cette surestimation est plus visible
sur la machine a barriéres de flux.
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Fig. 4.20 Formes d’ondes temporelles du couple de la machine a rotor massif au courant nominal.
Rouge : RDP, Bleu : EF.
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Fig. 4.21 Formes d’ondes temporelles du couple de la machine a barriéres de flux au courant nominal.
Rouge : RDP, Bleu : EF.
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Fig. 4.22 Couple et taux d’ondulation de couple pour différentes épaisseurs des barric¢res de flux a épaisseur des
segments ferromagnétiques constante égale a 1 lmm ; méthode des résaux de perméances.

Pour la machine a barrieres de flux, la valeur numérique de 1’ondulation de couple obtenue
avec la modélisation par réseaux de perméances n’est donc pas rigoureusement exacte.
Néanmoins, le modele permet de faire une étude de tendance. Nous I’avons donc utilisé pour
¢tudier ’influence de I’épaisseur des barrieres de flux sur le couple moyen et le taux
d’ondulation de couple a épaisseur constante égale a 1 1mm des segments ferromagnétiques (§
4.2). La figure 4.22 présente les résultats obtenus.

Nous remarquons qu’il y a deux situations intéressantes correspondant aux épaisseurs de 2mm
et 3,5mm des barriéres de flux. Pour ces épaisseurs, les amplitudes du couple moyen (environ
8,7Nm) et du taux d’ondulation de couple (environ 25%) sont sensiblement identiques. Nous
avons reporté sur la figure 4.23 les formes d’ondes des couples correspondant a ces épaisseurs
de barrieres de flux et a 1I’épaisseur de 3mm du prototype optimis¢ selon le paragraphe 4.2.
Nous pouvons constater que I’épaisseur des barrieres de flux de 3,5mm présente 1’avantage de
doubler la fréquence du couple fluctuant.
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Cette étude nous montre 1’intérét d’une optimisation non seulement des épaisseurs des
segments ferromagnétiques mais également de leurs positions. En effet, on peut trouver une
disposition des segments ferromagnétiques permettant un « hachage » de la distribution de
I’induction radiale d’entrefer de maniere a améliorer le contenu harmonique de celle-ci. Une
distribution non uniforme de ces segments ferromagnétiques pourrait méme conduire a des
meilleures performances en terme de couple moyen et d’ondulation de couple.

Nous avons fait cette étude apres la réalisation du prototype. La réalisation du prototype avec
une épaisseur de barrieres de flux de 3mm n’a malheureusement pas tenu compte de ces
résultats.

14

Couple [Nm]

0 | | | | |
0 5 10 15 20 25 30

Angle électrique [°]

Fig. 4.23 Couples correspondant a des épaisseurs de barri¢res de flux de 2mm(vert), 3mm(bleu) et 3.5mm(rouge)
a épaisseur des segments ferromagnétiques constante égale a 11mm ; méthode des réseaux de perméances.

4.6 Expérimentation

Nous avons réalisé le prototype avec barrieres de flux. La figure 4.24 montre une photo du
stator avec le rotor a barri¢res de flux. Le stator comporte un enroulement de mesure de force
¢lectromotrice, identique a 1’enroulement de puissance mais avec une seule spire par encoche
et par phase, ainsi que des spires de mesure de I’induction moyenne dans une dent et dans la
culasse statorique. Nous avons rapporté¢ en annexe les différents dessins du rotor (annexe
A4.6), le schéma du bobinage du stator (annexe A4.5), les emplacements des enroulements et
des spires de mesure (annexe A4.4) et le calcul mécanique de I’assemblage (annexe A4.7).
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La figure 4.25 montre une photo du banc d’expérimentation. La machine synchro-réluctante
est accouplée a une machine a courant continu. La figure 4.26 présente le schéma de principe
du montage expérimental.
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Fig. 4.26 Schéma de principe du montage expérimental.

Nous entrainons d’abord 1’ensemble par la machine a courant continu dans le sens de rotation
du champ tournant de la machine synchro-réluctante. La machine & courant continu est
alimentée par un cascade d’autotransformateur triphasé et d’un pont redresseur triphasé a
diodes. Nous augmentons d’abord la vitesse en augmentant la tension d’induit jusqu’a une
valeur proche de la tension nominale, puis en diminuant I’excitation jusqu’a atteindre la
vitesse de synchronisme de 3000 tours/min de la machine synchro-réluctante.

Le stator de la machine synchro-réluctante est alors connecté a la sortie d’un auto-
transformateur a une faible tension (de I’ordre de 30 V). Nous augmentons progressivement la
tension statorique jusqu’a une valeur proche de la tension nominale (autour de 230 V). Nous
observons une forte diminution du courant d’induit de la machine a courant continu jusqu’a
une valeur trés proche de zéro. En effet, la majeure partiec de la puissance mécanique
nécessaire pour I’entrainement de 1’ensemble est maintenant fournie par la machine synchro-
réluctante. Nous déconnectons alors complétement I’induit de la machine a courant continu.
Nous observons que la vitesse reste strictement égale a 3000 tours/min. La totalité¢ de la
puissance mécanique est maintenant fournie par la machine synchro-réluctante. Cette derniére
s’est donc accrochée.

Nous pouvons alors charger la machine synchro-réluctante en branchant une résistance
variable aux bornes de I’induit de la machine a courant continu qui fonctionne maintenant en
génératrice. En jouant sur la tension d’alimentation de la machine synchro-réluctante et la
valeur de la résistance variable de charge, nous pouvons réaliser plusieurs points de
fonctionnement. Un point de fonctionnement est complétement déterminé par la valeur
efficace du courant de phase, la puissance ¢électromagnétique (ou le couple
¢lectromagnétique), et le facteur de puissance.

Initialement, nous avons constaté que les valeurs expérimentales des forces €lectromotrices et
des couples sont inférieures a celles prévues par les simulations pour tous les points de
fonctionnement. En outre, les mesures effectuées pour un courant efficace de phase de 4A ont
montré qu’il existe un rapport pratiquement constant de 1’ordre de 0,8 entre les valeurs
mesurées et calculées pour tous les points de mesures aussi bien pour le couple que pour la
force électromotrice. Comme ces deux grandeurs sont toutes les deux proportionnelles a la
longueur utile, et comme a 4A la saturation n’est normalement pas encore significative, nous
avons attribué la différence a I’inexactitude de 1’estimation initiale de la longueur utile. De
plus, le rotor comporte six vis d’assemblage en laiton (donc non magnétiques) qui sont
susceptibles de perturber la répartition de I’induction dans les segments ferromagnétiques et
méme de créer des saturations locales, et par suite de réduire la longueur utile effective.
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Nous avons alors corrigé la longueur utile utilisée dans les simulations en la multipliant par le
facteur 0,8. Comme le montre les figures 4.21 a 4.26, cette correction est justifiée par le fait
que la concordance avec les simulations s’établit pour tous les points de mesures et quelle que
soit la valeur du courant.

Les figures 4.27, 4.29 et 4.31 montrent I’allure du couple en fonction du facteur de puissance
respectivement pour un courant efficace de phase de 4, 5 et 7,5 A. Les figures 4.28, 4.30 et
4.32 montrent la force ¢€lectromotrice pour les mémes valeurs du courant. Comme nous
pouvons voir sur ces figures, les points de mesures sont réalisés uniquement dans la zone
stable des points de fonctionnement. Dans tous les cas, les points de mesures sont proches de
la courbe calculée par réseaux de perméances. Néanmoins, I’écart entre la courbe calculée et
les points de mesures augmentent avec le courant, donc avec la saturation, aussi bien pour le
couple que pour la force électromotrice. Cette différence peut s’expliquer par la différence
entre les courbes de magnétisation réelles des matériaux ferromagnétiques et celle utilisée
dans la simulation. Nous n’avons en effet pas fait d’identification expérimentale des courbes
de magnétisation des toles du stator et de 1’acier du rotor.

Les figures 4.33 a 4.44 montrent les formes d’ondes calculées (par réseaux de perméances et
par éléments finis) et mesurées du courant, de la force électromotrice, de 1’induction dans la
culasse et de I'induction dans la dent pour différentes valeurs du courant. Les courbes
calculées et mesurée correspondent a des points de fonctionnement trés proches. En pratique,
il est en effet difficile de mesurer avec précision la valeur de I’angle de charge (annexe
A4.10).

Nous pouvons tout d’abord remarquer que le courant mesuré n’est pas loin de la forme
sinusoidale (Fig. 4.33, 4.37 et 4.41). Cela nous permet de faire la comparaison des formes
d’ondes mesurées avec celles simulées en utilisant des courants sinusoidaux.

Les figures 4.34, 4.38 et 4.42 montrent que, contrairement a ce que prévoient les simulations,
les harmoniques de denture sont trés faible dans les formes d’ondes mesurées de la force
¢lectromotrice. Cette différence peut s’expliquer par 1’existence des courants induits au
niveau du rotor en matériaux conducteurs. Ces courants induits, par le principe de Lenz,
s’opposent a leur causes c’est & dire aux harmoniques de I’induction d’entrefer, notamment
ceux dus a la denture statorique. Néanmoins, hormis les harmoniques de denture, 1’allure des
formes d’ondes de force électromotrice mesurées concorde pratiquement avec celles
calculées.

Sur les formes d’ondes de 1’induction dans une dent, nous retrouvons le nombre de segments
ferromagnétiques (7) dans le nombre de pics sur une demi période (Fig. 4.36, 4.40 et 4.44). La
présence des harmoniques, méme faibles, dans le courant réel et I’erreur sur 1’estimation de
I’angle de charge peuvent expliquer la légere différence entre les allures simulées et mesurées.

Les allures mesurées et simulées des formes d’ondes de 1’induction dans la culasse sont
généralement en bonne concordance (Fig. 4.35, 4.39 et 4.43). Toutefois, en présence de la
saturation, on note une légeére différence d’amplitude qui peut s’expliquer par la différence
entre la caractéristique magnétique utilisée dans les simulations et les caractéristiques
magnétiques réelles des tdles du stator et de 1’acier du rotor.

Malgré les quelques différences signalées, nous pouvons dire qu’il y a une bonne concordance
globale entre les mesures et les résultats de simulation pour différents niveaux de saturation et
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différents points de fonctionnement. Ces résultats expérimentaux permettent ainsi de valider
définitivement notre approche de mod¢lisation par réseaux de perméances.

Couple [Nm]

0 T T T T T T T T 1
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9

Facteur de puissance
Fig. 4.27 Couple en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a 4A .
Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.
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Fig. 4.28 Force électromotrice en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a
4A. Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.
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Fig. 4.29 Couple en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a SA .
Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.
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Fig. 4.30 Force électromotrice en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a
5A. Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.
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Fig. 4.31 Couple en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a 7.5A .
Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.
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Fig. 4.32 Force électromotrice en fonction du facteur de puissance a courant efficace de phase constant égal a
7.5A. Trait : RDP, losange : EF, rond : Mesures.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 4 Conception et réalisation de prototype et validation expérimentale du modéle par réseaux de 138
perméances

Courants [A]

-8 | | | | | | | | | | |
0 30 60 90 120 150 180 210 240 270 300 330 360

Angle Electrique [°]
Fig. 4.33 Courant d’une phase de valeur efficace 4A. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.34 Force électromotrice pour un courant efficace de phase de 4A et un angle de charge de 40°.
Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Induction dans la culasse [T]
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Fig. 4.35 Induction magnétique dans la culasse statorique pour un courant efficace de phase de 4A et un angle de
charge de 40°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.36 Induction magnétique dans une dent statorique pour un courant efficace de phase de 4A et un angle de
charge de 40°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.37 Courant d’une phase de valeur efficace SA. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.38 Force électromotrice pour un courant efficace de phase de 5A et un angle de charge de 30°.
Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.39 Induction magnétique dans la culasse statorique pour un courant efficace de phase de 5A et un angle de
charge de 30°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.40 Induction magnétique dans une dent statorique pour un courant efficace de phase de SA et un angle de
charge de 30°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.41 Courant d’une phase de valeur efficace 7,5A. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.42 Force électromotrice pour un courant efficace de phase de 7,5A et un angle de charge de 50°.
Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.43 Induction magnétique dans la culasse statorique pour un courant efficace de phase de 7,5A et un angle
de charge de 50°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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Fig. 4.44 Induction magnétique dans une dent statorique pour un courant efficace de phase de 7,5A et un angle
de charge de 50°. Noir : Mesure, Bleu : EF, Rouge : RDP.
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4.7 Conclusion

Nous avons montré que, malgré sa simplicité, la méthode par réseaux de perméances que nous
avons proposée s’avere efficace pour faire une simulation pas a pas en régime permanent de la
machine synchro-réluctante. La comparaison des résultats avec ceux issus de la méthode des
¢léments finis montre que, quel que soit le niveau de saturation, le fondamental de la force
¢lectromotrice, la valeur moyenne du couple et le facteur de puissance sont toujours en tres
bonne concordance. Pour un niveau normal de saturation, la méthode des réseaux de
perméances calcule correctement les harmoniques 35 et 37 de la force électromotrice et
I’harmonique 36 du couple dus a la denture statorique. La précision sur les harmoniques de
rangs inférieurs reste satisfaisante quel que soit le niveau de saturation.

Nous avons en outre constaté une concordance acceptable entre les prédictions des
simulations et les mesures expérimentales pour le couple, le facteur de puissance, la force
¢lectromotrice, I’induction moyenne dans une dent et ’induction moyenne dans la culasse.
Cette concordance a été vérifiée pour différents niveaux de saturation et différents points de
fonctionnement.

Nous pouvons donc confirmer que notre méthode par réseaux de perméances constitue une
alternative intéressante a la méthode des ¢léments finis car elle donne des résultats trés
satisfaisants avec un temps de calcul raisonnable.
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Chapitre 5

Conclusions et Perspectives

5.1 Conclusions générales

Intérét de la machine synchro-réluctante

Les études comparatives entre la machine synchro-réluctante, la machine asynchrone et la
machine synchrone a aimants permanents nous ont montré les principaux avantages de la
machine synchro-réluctante.

Cette derni¢re se présente, en effet, comme une véritable concurrente de la machine
asynchrone en partageant la méme robustesse et en offrant, a pertes égales, un couple plus
¢levé, donc un meilleur rendement. La machine synchro-réluctante posséde un avantage
considérable sur la machine asynchrone qui, en régime permanent, présente des pertes Joules
et des pertes fer au rotor. En effet, pour les applications a hautes vitesses, le rotor tourne
parfois dans un vide poussé et le seul mode de transfert de chaleur possible du rotor vers le
stator est le rayonnement thermique.

En revanche, la machine synchro-réluctante ne peut atteindre la densité de couple et le facteur
de puissance d’une machine synchrone a aimants permanents. Elle constitue néanmoins une
solution plus robuste et meilleur marché. De plus, la machine a aimants permanents est
désavantagée par le risque de démagnétisation et ne convient pas a des fonctionnement ou le
rotor peut étre porté a des températures élevées. La machine synchro-réluctante, quant a elle,
autorise des surcharges temporaires relativement importantes et convient de ce fait aux
applications de levage ou de traction. En outre, elle peut fonctionner a des températures
¢levées.

Enfin, il faut signaler que le schéma de commande vectorielle de la machine synchro-
réluctante est plus simple que ceux des machines asynchrone et a aimants permanents.

Meéthode de modélisation

Nous avons proposé€, dans le chapitre 2, des modéles par réseaux de perméances pour deux
structures robustes de machine synchro-réluctante : a rotor massif et avec barricres de flux.

La méthode de modé¢lisation est originale et simple. Le modéle d’une machine comporte trois
parties essentielles : deux réseaux de réluctances non linéaires a topologies invariables
modélisant le stator et le rotor, et un troisiéme réseau de réluctances linéaires modélisant
I’entrefer et interconnectant les deux premiers, et dont la topologie dépend de la position
relative du stator et du rotor. Nous avons utilisé des modeles simples de lignes d’induction

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Chapitre 5 Conclusions et Perspectives 146

dans I’entrefer. L’originalité de la méthode se situe dans le calcul automatique de la topologie
et des valeurs des réluctances du réseau d’interconnexion modélisant I’entrefer quelle que soit
la position relative du rotor et du stator.

Ces modgeles ont permis le calcul des performances en régime stationnaire quel que soit 1’état
de saturation de la machine. De plus, les modeles par réseaux de perméances proposés se
prétent facilement au calcul des pertes fer statoriques. Les résultats ont montré que ces
modeles sont beaucoup plus rapides et presque aussi précis que les modeles par éléments
finis. Ces modeles ont été établis pour étre utilisés par un programme d’optimisation. En effet,
leur rapidité et leur précision les rendent efficaces pour ce genre de calcul.

Dans le chapitre 3, les modeles ainsi établis sont utilisés pour 1’optimisation des performances
en régime stationnaire de deux machines synchro-réluctantes, 1'une a rotor massif et 1’autre
avec barrieres de flux. L’optimisation se fait en deux étapes. Nous avons d’abord fait une
¢tude de I'influence des paramétres géométriques du stator et du rotor pris un par un. Cette
¢tude préalable permet d’une part d’identifier les parameétres les plus influents sur les
performances de la machine et d’autre part d’obtenir une estimation initiale de la combinaison
des valeurs des paramétres qui ne s’¢éloigne pas de la combinaison optimale. Ensuite, partant
de cette estimation initiale, nous effectuons une optimisation numérique traitant de manicre
simultanée tous les paramétres géométriques afin de tenir compte de leurs interactions et des
contraintes d’optimisation. Pour cela, nous avons utilis¢é 1’ « Optimisation Toolbox » de
Matlab.

En outre, nous avons effectué¢ une étude séparée des techniques de réduction des ondulations
de couple en utilisant la méthode des éléments finis. L’action se porte sur la géométrie des
encoches et des barriéres de flux ainsi que sur le choix du coefficient de raccourcissement du
bobinage.

Nous avons ensuite vérifié¢ par la méthode des ¢léments finis les performances des machines
optimisées, le respect des contraintes d’optimisation et I’efficacité du raccourcissement de pas
sur I’ondulation de couple. Nous avons ainsi pu confirmer ’efficacité de 1’utilisation de notre
modélisation par réseaux de perméances dans un processus d’optimisation.

Enfin, sachant que le réseau de perméances modélisant I’entrefer peut étre calculé de maniére
automatique pour toute position relative du rotor et du stator, nous avons utilis¢, dans le
chapitre 4, cette méthode de modélisation pour faire des simulations pas a pas en régime
stationnaire en prenant en compte le mouvement du rotor. Nous avons montré que, malgré sa
simplicité, la méthode s’avere efficace pour faire ce type de simulation. Des vérifications
utilisant la méthode des éléments finis ont montré que quel que soit le niveau de saturation, le
fondamental de la force électromotrice, la valeur moyenne du couple et le facteur de
puissance sont toujours en trés bonne concordance et que, pour un niveau normal de
saturation, les modeles par réseaux de perméances proposés calculent correctement les
harmoniques de la force électromotrice et du couple dus a la denture statorique. Les
harmoniques de rangs inférieurs sont calculés avec une précision satisfaisante quel que soit le
niveau de saturation. Ces résultats élargissent le domaine d’utilisation de la méthode que nous
avons proposée.

Par ailleurs, un prototype de machine synchro-réluctante avec barricres de flux équipé
d’enroulements de mesures des forces ¢lectromotrices et de flux dans les dents et les portions
de culasse a été concu et réalisé. Les formes d’ondes obtenues avec la simulation pas a pas
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sont en bonne concordance avec celles mesurées pour différents états de saturation et
différents points de fonctionnement. Notre approche de modélisation se trouve ainsi
expérimentalement validée.

5.2 Perspectives pour la suite de la recherche

Meéthode de modélisation

Nous avons remarqué au chapitre 4 une légere surestimation de 1’amplitude des harmoniques
de denture de la force électromotrice de la machine synchro-réluctante avec barriéres de flux
méme pour un niveau normal de saturation. Il est possible d’affiner le modele de lignes
d’induction en utilisant la transformation conforme de Schwarz-Christoffel proposée par
Markovic et al [Mar 04a] [Mar 04b] [Mar 05a] [Mar 05b]. Cette méthode permet, pour une
position relative donnée du stator et du rotor, de connaitre avec plus de précision la fonction
longueur d’entrefer. Elle permet en outre de calculer avec précision la composante radiale de
I’induction et la composante tangentielle du champ dans I’entrefer. Elle permet donc un calcul
de I’ondulation de couple en utilisant le tenseur de Maxwell. Combinée avec les modeles par
réseaux de perméances non linéaires du stator et du rotor, elle pourrait, en plus, prendre en
compte la saturation.

Une combinaison de la méthode des ¢léments finis et des réseaux de perméances est aussi
envisageable. Les parties comportant du matériau ferromagnétiques (donc non linéaire)
notamment le stator et le rotor sont modélisées par réseaux de perméances. Seul I’entrefer qui
est essentiellement constitué de matériau non magnétique linéaire est maillé et modélisé par
¢léments finis. Le calcul par éléments finis évite ainsi le calcul itératif du a la non linéarité. Le
temps de calcul peut donc étre significativement réduit. Et la connaissance plus précise de
I’induction et du champ dans I’entrefer permettrait d’analyser avec précision les harmoniques
de la force électromotrice et du couple.

L’utilisation de la méthode des réseaux de perméances pour des simulations pas a pas en
tenant compte du mouvement du rotor permet €galement d’obtenir la variation par rapport au
temps de I’induction dans les principales partitions du rotor. Ces formes d’ondes de
I’induction peuvent étre exploitées pour I’estimation des pertes fers au rotor. En haute vitesse,
en effet, les fréquences de pulsation de I’induction dans le rotor dues a la denture statorique et
aux harmoniques éventuels du courant d’alimentation sont ¢levées et les pertes fers au rotor
deviennent importantes. Ces dernieres sont encore plus préoccupantes si le rotor tourne dans
le vide et/ou si le rotor est assisté par des aimants. Ainsi, une étude poussée en vue de la
modélisation des pertes fer au rotor s’avere indispensable.

Amélioration des performances de la machine

Le dimensionnement de la position et de I’épaisseur des segments ferromagnétiques du rotor
avec barrieres de flux peut également étre abordé de manicre a éliminer certains harmoniques
bien ciblés de I’induction d’entrefer. Une stratégie utilisant conjointement des structures de
bobinage spéciales (augmentation du nombre de couches de bobinage, utilisation de pas
fractionnaire) et une géométrie du rotor permettant des angles de « hachage précis » de
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I’induction d’entrefer dans le but de supprimer des harmoniques de rangs bien ciblés pourrait
réduire remarquablement 1’ondulation de couple.

Certains auteurs ont montré que les machines sychro-réluctantes assistées par aimants
présentent des performances intéressantes [Sch 02][Bol 04][Mur 01]. Une étude comparative
entre ces machines et celles a aimants permanents peut s’avérer intéressante au niveau de la
production de couple, du facteur de puissance, du volume d’aimants utilisé, du
fonctionnement en générateur et en défluxage. Les machines a aimants enterrés et les
machines synchro-réluctante assistées par aimants ont en effet des structures trés similaires.
Leur classification résulte de la proportion de couple de réluctance et du couple di aux
aimants dans le couple résultant. Il reste encore a chercher la proportion idéale de ces deux
types de couple et la structure du rotor correspondante qui permettrait de maximiser la densité
de couple.

Les barricres de flux peuvent également étre utilisées pour renforcer le couple de réluctance
dans les machines synchrones a poles saillants avec enroulement rotorique d’excitation. Pour
augmenter la puissance volumique de la machine, 1’excitation rotorique peut méme se faire
sur les deux axes : une excitation dans la direction de 1’axe d avec un enroulement rotorique
pour produire le couple synchrone et une excitation par des aimants permanents ou par un
deuxiéme enroulement rotorique suivant I’axe g pour « neutraliser » le flux d’axe g.

Enfin, I’utilisation de matériau supraconducteur comme barriéres de flux constitue aussi une
direction intéressante a approfondir. Comme les supraconducteurs se comportent comme des
isolants magnétiques « parfaits », [’utilisation des supraconducteurs permet d’avoir une
inductance en quadrature qui se réduit juste aux inductances de fuites, et permet d’avoir un
rapport de saillance €levé.
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Annexe 1

Al.1 — Equations de la machine synchro-réluctante

Un moteur ¢€lectrique est habituellement alimenté en tension car généralement c’est d’un
systéme de tensions sinusoidales qu’on dispose. Mais le couple dépend directement du
courant et les tensions appliquées sont celles qui produisent les courants recherchés. De ce
fait, nous n’allons considérer dans la présente étude que le cas ou la machine est alimentée en
courant. Il faut noter que 1’hypothése de courants sinusoidaux reste quasiment respectée car
méme si la machine n’est en réalité pas parfaitement sinusoidale, quand les tensions
appliquées sont sinusoidales, les courants sont toujours pratiquement sinusoidaux. De plus,
nous ne nous intéressons que sur la partie constante du couple électromagnétique. Etant donné
que beaucoup d’harmoniques de courant ne créent pas de couple et que fort peu
d’harmoniques créent des couples a valeur moyenne non nulle, nous ne considérerons dans
cette étude que le fondamental du courant d’alimentation.

cos(wt)

[ J=V 2| cos(or - 28 ) (Al-1)

cos(a)t—%[)

cos(wt— )
[1'3]213\/5 cos(wt— 277[—(0 ) (A1-2)
cos(wt— 4%—(/) )
R St
Soit T.'=.|2 > 2 (A1-3)
32 3 . ﬁ _\/g
2 2
I
[v,]= R i+ (v (A1-4)
En multipliant & gauche par T3 2t
fro1_ tpiq, At )
Ly =R T, [13]+dz(T32 [W3]) (Al-3)
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Soient
[v,]= T32t [v,]
[5,]= T32t [7;]

ot
[v,]=T., [v.]
les transformées respectives de [v3] ,[i3] et [1//3] .
[ l= R+ 1w,

27 2 det T2

En multipliant a gauche par P(— 8 ) avec € la position électrique du rotor,

P(-0)[v,=R _P(-0)[i)}+ P(-0) 41y)
Soient
v, J= PO,

[, 1= PO,
[y, 1= PEOly,]

les transformées respectives de [Vz] ,[iz] et [l//z] .
Sachant en outre que

[v,]=PO)lw, ]

Nous avons

[y, =R [i, }+P(-0 )%(Pw X wdq])

[, =R, li, 1+ P-0 )[%(P(H))[qu]+P(9) %(qu]ﬂ
Mais

%(P(@)):% PO+Z) et PO)PO+Z)=PE)
D’ou:

. do d
=R, [qu]{gj PO, )+ v, ]

De maniére explicite :

(A1-6)

(A1-7)

(A1-8)

(A1-9)

(A1-10)

(Al-11)

(A1-12)

(A1-13)

(Al-14)
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dt |"q dt
dy (A1-15)
v =Ri + a9 v +—2L
sq \dt )"d dt
. dy, Y, do ‘
En régime permanent 7 =0, 7 =0 et 7 ——=w, d’ou
vd:RSid—a)wq
(A1-16)

v, =Rslq toy

Nous cherchons a exprimer les grandeurs caractérisant les performances de la machine en
fonction des inductances et du courant. Afin de faciliter ces expressions sans perdre de vue les
phénomenes physiques intervenant dans la conversion d’énergie, nous supposons que la
machine fonctionne en linéaire.

En régime linéaire, nous pouvons introduire la matrice d’inductances triphasée :

[%ngﬂﬁ%@ggﬂ (A1-17)

En multipliant & gauche par T3 2z

dl. ¢ .
NS AR (A1-18)
Soit
R [+ LT ) (A1-19)

Ainsi, la matrice inductance diphasée s’obtient de la matrice inductance triphasée par :
_ t
[L,)=T,, [L]T;, (A1-20)
Et I’équation de la machine devient :
[v,]=R [i ]+i{[L Il ]} (A1-21)
27 Tstd T g Uit

En multipliant & gauche par P(-0),

P(=0)[v,]=R P(=0)[i,]+P(-0)— {[L][l ]} (A1-22)
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Sachant en outre que [iz]:P(G)[i dq]

[v, =R [i, ]+ P(-0 )%{[Lz] P(O)[i dq]} (A1-23)

Soit

[, J=Rli, ]+ P «9){ [L)P@)t, 1+, 2P0, 1+ 12, P(e)%([idq]ﬂ (A1-24)

2(po))=20 - po+Z) =90 po) P(Z) (A1-25)
Posons
[z, 1= P(=0)IL,] P(6) (A1-26)

Nous pouvons faire les trois remarques suivantes :

1% remarque :

PCONL] 4 (PO))ii, 1 = PONL1 L2 - P(0) P, ]

(A1-27)
do T\
—% PO)IL,) PO) PG, ]
do AN
PEONLI PO, 1= 22 11,1 PO, ] (A1-28)
2°™ remarque
P(-0)[L,] P(9) dt([ ]j [qu]%([idq]j (A1-29)
3°™ remarque :
d . d .
E{P(—H L] PO )} [ldq] :E([qu]j[ldq] =
(A1-30)
b0 L1011, 1+ P-0) L 1)P0) 11,1+ P01 Lo,
Ainsi,
Peoy el )re) i, )-
(A1-31)

Al )i - lreo L Po)i,) - Peow) 4o,
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Soit

P(-6)< ([L Jeco) [i,]=

(A1-32)

d

. dl9 . d
iz, i+ 4 Peo PG L1 P01, ) -

90 P-0)IL,P(0)PE)Ti, ]

Comme on peut intervertir 1’ordre d’application de deux matrices de rotation :

Peor el o), -
(A1-33)

%([qu]][z’dq] +99 pZ) P-0) (L) PO)i, | -2F PCO)ILIP(O)PE) I, )

P(=0)—- ([L ])P(Q) l7,,1=

(A1-34)

d
E([qu]j[ ]+ P(—) [, ][ i [L ]P(—) [Z, ]

D’ou
[y, =R [i, ]+

+%([qu]j[idq] +%P(%) [qu] [idq] _% [qu] P(%) [i ]+€Cl;f9 L q] P( )[ ] (A1-33)

+IL, ]jt([ ]j

Soit
v, J=R [i, 1+ [[L ])[' 1+99p ) 1L, ][d]+[1:dq]%([idq]j (A1-36)

Comme pour les harmoniques temporels, fort peu d’harmoniques spatiaux créent des couples
a valeur moyenne non nulle. Nous supposons donc sinusoidales les variations des inductances
propres et mutuelles des phases de la machine. La matrice d’inductances triphasée s’écrit
alors :
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L (0) M, 0) M ()

[L)=|M (0) L,(0) M, ()

_Mac( o) Mbc( o) Lcc( 0) |

avec
Laa(H )=<L3> + L3m cos26

2
Lbb(H )= <L3> + L3m cos2(<9 _T]

4z
LCC(G )= <L3> + L3m cos 2(19 —T]

1 4
Mab(e )= —§<L3> + LS’m COSZ(@ _T]

1
Mbc(H )= —§<L3> + L3m cos26

1 2
MaC(H )= —§<L3> + L3m 0052(9 —T)

_ ot sr
Dans ce cas, [Lz] = T32 [L3] T32 s’écrit

L(0) M (0)

[L,]=

M, (0) L,(0)

avece

_3 _
La(6’)—§(<L3> + L3m cos (260 ))—<L2> + L2m cos (260 )

3 _
Lﬂ(9)=2(<L3> — L3m cos (26 ))—<L2> — L2m cos (26 )
_ 3
M =M =5

of Sa L3m sin( 260 ) = LZm sin (26 )

. 3 3
ou <L2>—§<L3> et Lzm_§L3m'

Et [qu] =P(—6?)[L2] P(0) s’écrit :

(A1-37)

(A1-38)

(A1-39)

(A1-40)

(A1-41)

(A1-42)
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L 0
L, )= (A1-43)
0 L

avee |

L :<L2>+L2m

d
(A1-44)
Lq:<L2>—L2m
Ou encore
L + L
<L2>:—d 5 q
I . (A1-45)
L =4 4
2m 2

Comme la matrice [L dq] est indépendante de € donc du temps, 1’équation des tensions s’écrit

encore :
v, =R ,,] P( VLT L, ] dt([l ]j (A1-46)
En régime permanent, %([i dq])=0 et %‘tg=a) , nous avons alors
. T .
[v dq]:RS[z dq]+a)P(5) [L dq] [i dq] (A1-47)

Ou de maniere explicite :

v, =Rsid —a)Lqiq
(A1-48)
vq=RSiq +a)Ldid

En régime permanent, nous choisissons [’origine du temps de maniére a ce que
0 =wt+ 490 - , ou 490 appelé « angle de charge » est le décalage entre le maximum de la

force magnétomotrice tournante et I’axe d du rotor. Dans ce cas, les courants direct et en
quadrature sont donnés par :
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i =1 \/5 cos &
.d 2 . 0 (A1-49)
i =-1 \/5 sin@
q 2 0

L’¢énergie de la machine est donnée par

SR TNTAIAREEAT ]j (LTl = 5 1) (1 LT, i) = S ILG] (A1-50)

t
W= %(P(Q)[idq]j [L1P(O), ]‘E ](P(E’)) [L,IP(O)i,,] (A1-51)
W:%[ I'P(-0)IL1 PO, ]‘5[ ] (P( 9)[L]P(0))[z ] (A1-52)
W= % [ ) TV Ly (A1-53)

Soit, de maniere explicite, :

_1 2 -
W—2(de +Lq zq ) (A1-54)
Ou encore :

W= I (L cos 6 +L sin 6 )— ] (L L )c0526’ +1 I (L +L ) (A1-55)

Le couple s’obtient par dérivation de 1’énergie par rapport a ’angle de charge

L =—ply" (Ly —L,)sin2 6, (A1-56)
%)
ol —
p
Soit
F=p(L,~L)ii =2p(L,~L)I,I (A1-57)

ou / et Iq sont les valeurs efficaces des courants direct et en quadrature i et iq. Ils sont liés

)
et ] =1
q

i
o] =4 —.
par: [, \/5 \/5

Dans les machines de forte puissance, la résistance de phase Rv est généralement négligeable

devant I’impédance nominale. De ce fait, la tension est sensiblement égale a la force
¢lectromotrice :
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VR e, =m0y,

(A1-58)

vre =ay,

et la valeur efficace de la tension diphasée :
1 2,2 o [ 2 2
=— +v - mE = — + Al-

V2 \/5 v, 5 \/5 v, v, (A1-59)
La puissance électromagnétique est donnée par :
P =LT=0(y.i-vi) (A1-60)

em p N V/d q l//q d
D’ou le facteur de puissance

P Wi =y i
cosp =~ -~ d4q g d (A1-61)
2V212 2 2 1242
Ve 1Y, a 1Yy

Si le régime est linéaire, nous pouvons utiliser la notion d’inductances

v, me, = —a)Lqiq

(A1-62)

vq = eq =wl di y

et la valeur efficace de la tension diphasée :
1 2.2 w 2 2

La puissance électromagnétique est donnée par :

_0O 3 .. i
f’em—pF—a)(Ld Lq)zdzq (A1-64)
D’ou le facteur de puissance

P (L, —L)ij
d__g-dqg (A1-65)

2 2 2 .2
[Ldld) +(quqj ld +lq

___em .
C“¢‘2@5~J
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i L

Le facteur de puissance est maximum pour ii = L—d est sa valeur maximum est donnée par :
q q
. 1
fq_
cosp =T (A1-66)
-4 4]
L
q

Le couple est maximum pour i = iq =1 5 la valeur du facteur de puissance pour ce point de

fonctionnement est donné par :

(A1-67)

Al.2 — Equations de la machine asynchrone commandée par orientation du
flux rotorique.

La commande par orientation du flux rotorique est la plus utilisée pour commander une
machine asynchrone. En régime permanent, le flux rotorique imposé n’a qu’une composante
directe ‘PD constante.

Ainsi ‘PQ = 0 et le courant dans I’amortisseur D est nul : ID =0.

Les différents flux s’écrivent comme suit :

L
W =L +L [ =0doul =--"7] (A1-68)
O r Q0 m g 0 qu
¥ =L I (A1-69)
d s d
¥ =L 1 -L I (A1-70)
q s q m Q
L2 L2 L2
W =L [ -] =|L - |] =L [ avec L =1 — - (A1-71)
q s q L q s L q sc q sc s L
r r r

Les lettres majuscules indiquent des valeurs efficaces.

Le couple électromagnétique s’écrit alors :

F=2p(WI ¥ 1)=2p (L ~ L )II (A1-72)
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On pourra ainsi faire le paralléle entre la machine asynchrone commandée par orientation du
flux rotorique et la machine synchro-réluctante en faisant la correspondance :

L &L
d s
(A1-73)
L &L
q sc
L

On peut donc définir, pour la machine asynchrone, un « rapport de saillance » fictif 7 =,

sc

Al.3 — Equations de la machine synchrone a aimants permanents commandée
avec un courant direct nul.

Afin de réduire les pertes Joules, la commande de la MSAP se fait le plus souvent a courant
direct nul. De ce fait :

I=0,1 =l et¥ =W . (A1-74)

Les lettres majuscules indiquent des valeurs efficaces.

La machine étant a rotor lisse :

L=L=1L (A1-75)
d ¢

Par suite,

V=L1I=LI (A1-76)
9 94 q

Et la valeur efficace du flux diphasé s’écrit par conséquent :

¥ =, /\1{ f2+(L]q)2 (A1-77)

Le couple électromagnétique s’écrit

F=2p¥ I = 2p¥ I A1-78
p¥ I pY ( )

La valeur efficace de la tension est, en premicre approximation sensiblement égale a celle de
la force ¢électromotrice. De ce fait, la tension peut s’exprimer de maniere approximative par :

V,x0¥ =0, /\1{ L) (A1-79)

Et le facteur de puissance approximativement par :
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P Y
A (A1-80)

FP~——*f—=
2V212 \/‘Pf2+(L12)2

Ou Pe est la puissance €électromagnétique.

Al.4 — Comparaison de la machine synchro-réluctante et de la machine
asynchrone.

La MSR et la MAS ont un stator identique. La MAS est commandée par orientation du flux
rotorique. La comparaison est faite pour les mémes pertes Joule et le méme état de saturation.

Comme les pertes joules sont les mémes :
2
R (L
2 2_ 2 Nl T 2 -
1, "+ =1, “+|1+ ( j IqMAS (A1-81)

R L

N r

Comme nous avons le méme état de saturation et sachant que c’est le flux direct qui impose la
saturation

1
d L
_ : _ MSR __ S -
‘Pds—‘Pd Sl.e. Ldlds —led Souencore—l =7 (A1-82)
MSR MA MSR MA d d
MAS
Couple de la MSR :
r =2p(L-L)I,6 1 Al-
MSR p( d q) dMSR MAS ( 83)
Couple de la MAS :
FM ” S=2p(LS—LSC)I 0 IqMAS (A1-84)
L-L I, 1
1—‘MSR — d _¢q dMSR D sk (A1-85)
r L-L 1 1
MAS s sc d q
MAS MAS

En utilisant la relation traduisant le méme état de saturation :

L —L 1
Duse _ "a™h Ly "0y (A1-86)
r L-L L 1
MAS s sc d 905
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Lq
MSR _ d) Tuse (A1-87)
MAS (I—LSCJ IqMAS
L
S
Par ailleurs,
2
R (L
2 2 2 K Em 2 .
IdMSR +]qMSR _]dMAS ’ 1+R L ] ]qMAS (Al 88)
N r
2 2
7 2 ! wse | 4] | = 2 IdMAs +1+i(L_mJ2 (A1-89)
1 1 R| L
qMSR qMSR qMAS qMAS § r
IdMAS 1 RV Lm ’
[ V|1 | TR L
qMSR 6]MAS 5 g
- > (A1-90)
Trsas [IdMSR +1
1
qMSR
2
Yy | R (B )
I 1 R| L
qMSR _ qMAS s "
_ (A1-91)
1 / 2
qMAS dMSR +1
1
qMSR
D’ou
2
Lq 1 Rr Lm ’ IdMAS
BV TRLE T
MSR _ Ld MAS (A1-92)
MAS [I—SCJ 1 ’
Ls 1+ MSR
qMSR

Les deux machines ont a peu pres les mémes inductances L ’ zLS et le méme rapport de

il Ld Lv
saillance L—~L— .
q sc

Tsarafidy Raminosoa
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B

L N 47
e terme 7
__sc
L

N

est donc proche de 1.

En outre, elles ont le méme flux direct et a peu pres les mémes inductances L 4 zLS . Elles ont

~

donc a peu preés le méme courant direct : p ~1 p
MSR MAS

Comme les pertes Joule de la MSR s’écrivent :

_ 2 2
PJ = RS(Id +Iq ) (A1-93)
MSR MSR MSR
Et comme les pertes Joule de la MAS s’écrivent :
_ 2 2
PJ —RS(Id +Iq )+ PJ (A1-94)
MAS MAS MAS rotorMAS
Comme les pertes Joule des deux machines sont égales et que PJ >0, nous avons
rotorMAS
forcément :
I, %+1 *>1 %*+1 2 (A1-95)
dMSR qMSR MAS qMAS
I I
[ e s 2| s (A1-96)
MSR I dMAS I
d d
MSR MAS
Mais comme / p ~1 p
MSR MAS
Nous avons alors
I 2 I 2
; MSR2 >I MAS2 (A1-97)
d d
MSR MAS
Soit
2 2
1y 1
M <t (A1-98)
1 1
MSR MAS
Et forcément :
INPL Nancy 2006
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2

1+£ L. 2.,. Idﬂ S1+ Idﬂ (A1-99)
R|L 1 1
s r qMAS qMSR
Et par conséquent,
LoD (A1-100)

ALS5 — Comparaison de la machine synchro-réluctante et de la machine
synchrone a aimants permanents.

La MSR et la MSAP ont un stator identique. La machine a aimants permanents (MSAP) est

commandée avec [ p =0, donc I =1 5 Nous faisons la comparaison pour les mémes
q
MSAP MSAP

pertes Joule donc méme valeur efficace du courant et pour le méme état de saturation.

Al.5.1. Comparaison du couple
Le couple maximum de la MSR est donné par :

2 2

r =p(L,  -L I~ ,avec [ = =—+. Al-101

maXMSR p( dMSR MSR ) 2 dMSR qMSR \/5 ( )
Le couple de la MSAP est donné par :
FMSAP=2p lPflz (A1-102)

2

1—‘rnaxMSR — (LdMSR _LqMSR) 12 (Al _ 1 03)

Tusw 2%/ L, L
Mais ¥ =L 5 (A1-104)

ais = — -
dMSR '\/5
2
1—‘rnaXMSR — (LdMSR _[lqMSR)I2 — 1 LdMSR _LqMSR —_ 1 1 LqMSR ( Al 105)
= . =1 e Twse 1 1y Tk -
Dvisap 1, 2 L V2| L,
2\{1 L MSR MSR
'
L
% et 1# sont tous les deux inférieurs a 1. Leur produit est donc, a plus forte raison,
d

MSR
inférieur a 1.

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Annexe 1 171

L
A titre d’exemple, Boglietti et al. ont rapporté des valeurs de l—Lq—MSR de I’ordre de 0,8 a
dMSR
0,9 [Bog 05a].
On est donc sir que
r
maxM R 1
F—S<—z0,707 (A1-106)
MSAP

C’est a dire que FmaXMSR est inférieur a 70% de FMS P

Nous constatons une large supériorité de la MSAP en terme de couple, et par suite de
rendement car les pertes Joule sont identiques.

AlL.5.2. Comparaison du facteur de puissance
Pour la MSR, le facteur de puissance au point de fonctionnement a couple maximum est :

L
MSR___]

L
cosQ, p = Y S (A1-107)

Pour la MSAP, le facteur de puissance est donné par :

\Pf
CoSQ, o = o= s (A1-108)
f * MSAP' 2)

Mais les deux machines ont le méme état de saturation, donc a peu prés le méme flux direct :
1

¥ ~ 2
f dMSR \/5

Ainsi,
L 3
)
_ MSR -
CoSQ, o = e (A1-109)
24 272
Ld 2 +LMSAP 12
MSR
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Lige s 5
d 2 2 d

— MSR —_ MSR

CoSQ, o = e = P (A1-110)
\/L 2 L-I—L 2] 2 \/ dMSR +I 2
dyw 2~ MSAP 2 2 MSAP

_ 1

CoSQ, o\ n= > (A1-111)
1+ LMSAP
Ld

(A1-112)
Soit :
LdMSR 1
L
q
MSR (A1-113)
I 2
dMSR +1
qMSR

Le terme

Concretement, la mise en place des aimants requiert un entrefer effectif important (entrefer

minimal+hauteur des aimants). De ce fait, nous avons généralement L, >L

d MSAP
MSR
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Dans la pratique, I’entrefer minimal des machines a aimants permanent est de 1’ordre de 20%
a 30% de la hauteur des aimants [Lat 06][Ish 06][Ref 06]. Une machine synchro-réluctante
utilisant le méme stator adopte normalement un entrefer de méme ordre de grandeur que cet
entrefer minimal. De ce fait, nous pouvons affirmer avec une large marge que L ne peut

‘MSAP
dépasser 50% de L
dMSR

Par conséquent, le terme sera toujours inférieur a 1.

. COS¢MSR . . y . \
A plus forte raison, nous avons ——=%- toujours inférieur a 1.

O5P1sap
La supériorité de la MSAP en terme de facteur de puissance ne peut ainsi étre surpassée par la
MSR méme dans le cas d’une MSR idéale ayant un rapport de saillance infini.
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A2.1 — Méthode de Kron pour la résolution d’un réseau de perméances
linéaires et non linéaires
Résolution des Potentiels de Nceuds.

Le réseau de perméances global modélisant la machine comporte des éléments linéaires
représentant les tubes de flux situés dans I’entrefer et non linéaires représentant les tubes de
flux situés dans du matériau ferromagnétique. Pour le résoudre, nous utilisons la théorie de
Kron combinée avec la méthode de Newton-Raphson [Chu 75].

Ce réseau établi de maniere a étre connexe comporte un certain nombre de nceuds mis en
connexion entre eux par des branches (Fig.2.1). La connexion entre ces différents nceuds est
consignée dans une matrice d’incidence. Nous cherchons a déterminer d'abord les potentiels
magnétiques de chaque nceud. Nous verrons que cela revient a la résolution d’un systéme
d’équations non linéaire en utilisant la méthode de Newton-Raphson. La connaissance de ces
potentiels magnétiques et de la matrice d’incidence nous permet de déterminer les flux dans
chaque branche et leur coénergie. La coénergie nous permettra de calculer les performances
de la machine telles que le couple et le facteur de puissance (§ 2.4.3).

Dans les sous-paragraphes suivants, nous allons définir la constitution d’une branche du
réseau, adopter une convention de notation et présenter la méthode de résolution.

A2.1.1. Constitution d’une branche et notations

Chaque branche j est définie comme composée d’une perméance A et de deux sources :
J

une source de flux F et une source de potentiel magnétique £ .
J

I
—ED—
. E A

A

noeud Qj j qu J noeud de
d'entrée O—pp— —(O sortie
<7
V.
J
V
J

Fig. A2.1 Constitution d’une branche.

Le réseau de perméances a résoudre est déja connexe.

Il comporte N ; nceuds numérotés de 0a N —1 et N branches numérotéesde 1 a N
n n r s

Tsarafidy Raminosoa INPL Nancy 2006



Annexe 2 175

Désignons par

i : indice des noeuds, i=1....N p -1
n
Jj : indice des branches, j= 1....Nb
.
o =[p]. le vecteur des flux traversant les perméances A
Jj=l. J

¢ =[¢] N le vecteur des flux traversant les branches j
V

1 le vecteur des différences de potentiel aux bornes des perméances A
j=l.. J

le vecteur des différences de potentiel aux bornes des branches j

V=[] le vecteur des potentiels des nceuds 7.
=1.N -1

F=[F]. . le vecteur des sources de flux
J = br

E=[E]. LN le vecteur des sources de potentiel magnétique
J J=1.

br
Le nceud numéroté 0 est pris comme référence de potentiel.

Soit 4 la matrice d’incidence branches-naeuds de dimension (N d—l)x Nb .
1 7

Pourtouti=1..N —letj=1.N
nd br

+1  si la branche j part du noeud i
A = —1 si la branche j arrive au noeud i (A2-1)
g 0 si la branche j n'est pas connectée au noeud i

A2.1.2. Systéme d’équations a résoudre

Les lois de Kirchhoff se traduisent par :
Ao(V)=A4.F (A2-2)

Le vecteur ¢ des flux traversant les perméances des branches dépend du vecteur V des
différences de potentiel aux bornes de ces perméances.

Entre les vecteurs V', V et V , hous avons les relations :
V=V+E (A2-3)

A t ©

etV=dA.V (A2-4)
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A2.1.2.1. Cas d’un réseau linéaire

p=p V)= AV (A2-5)
A : matrice de perméances, matrice carrée N X Nb
7 r
A =A et A =0 pour j#k (A2-6)
Jj J Jk
ANV = AF (A2-7)
mais V = A4'V + E (A2-8)
AN (A V+E)= AF (A2-9)
D’ou
AN AV =AF-A.NE (A2-10)
I1 s’agit d’un systéme linéaire de N -1 équationsa N -1 inconnues V... V .
nd nd 1 Nnd_l

Pour le résoudre, il suffit d’inverser la matrice carrée AN A de
dimension(N -1)x (N -1).

nd nd
A2.1.2.2. Cas d’un réseau non linéaire
On part des lois de Kirchhoff
AoV ) =4 F
avec

¢ ( Zl)
o, (7))
p=p (V)= ; (A2-11)
o, V)
L br br |

@ (V) est connue sous forme polynomiale de ¥V . C’est la caractéristique différence de
J J

potentiel-flux de la perméance A déduite de la caractéristique B-H du matériau.
J

On remplace V' pour faire apparaitre le potentiel des nceuds V

Ap(Ad V+E)= AF (A2-12)
Soit
Ap(A V+E)Y-AF=0 (A2-13)
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Il s’agit d’un systéme non linéaire de N d—l équations a N d—l inconnues, de la forme :
n n
f(7)=0 (A2-14)
avec
f(V)=Ado(d V+E)-AF (A2-15)
Le systéme non linéaire peut encore s’écrire comme suit :
fl(Vl’Vz’ ,VNnd_1 )=20
LV V. V. )=0
2017 2 N -l (A2-16)
fN _1(V1:V29 ’VN _1)20
nd nd
Le jacobien de fest :
T T/
oo ov
1 2 N -l
% 9%
o oV ov
JV) = 1 2 o (A2-17)
. ("
8fN afN -1
nd . L . nd
oV ov
1 N -1
L nd |
Et comme 4, E et I sont des matrices constantes :
do, ]
d—Vl 0 . 0
4,
) de
JVy=4.| . ... : o A (A2-18)
: (V=4"V+E)
0
0 0 d¢Nbr
S dr
Nbr |
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J (I;) est une matrice carrée de dimension (Nnd —1)x( Nnd -1).
dg.

dV
J

Comme on connait (p (V ) sous forme polynomiale en V , on peut facilement obtenir ——-

sous forme polynomiale en V' également.
J

A2.1.3. Résolution du systéeme non linéaire par la méthode de Newton-Raphson

La valeur de I;(kﬂ) a I’itération (k+1) est calculée a partir de la valeur Iof(k) a I’itération k
par :
v D O O ror®) (A2-19)

e 20 yerr s
On se donne une estimation initiale ¥ ”’. Et on commence I'itération.
On arréte I’itération quand

max {r 7y <e (A2-20)

nd

g précision donnée.

Apres avoir obtenu ¥, on calcule les différences de potentiels aux bornes des perméances par

V=AV+E
Et les flux traversant les perméances par

p=p (V) (A2-21)

A2.1.4. Coefficient de Relaxation

Pour améliorer la convergence de la méthode de Newton-Raphson, on introduit un coefficient

de relaxation A . La valeur de IOf(kH) a ’itération (k+1) est alors calculée a partir de la valeur
IO/ ® 3 Vitération k par:
v Dy ®_ g g Tt o ®) (A2-22)

Le coefficient de relaxation peut rendre la méthode plus rapidement convergente, mais peut
aussi la rendre divergente. Ainsi, la valeur de A doit étre choisie judicieusement. A
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I’itération (k+1), A est choisi au sein d’un ensemble discret de valeurs comprises entre 0 et
1,5.

)

Pour chaque valeur de 4, on calcule la valeur de 7 Y et la norme

I = max g (A2-23)

nd

(k+1)

On choisit, pour la suite de I’itération, la valeur de A et du V' correspondant telles que la

° (k+1)

norme || f (V )|| soit la plus petite.

Ce procédé augmente le temps de calcul mais améliore considérablement la convergence de la
méthode.

A2.2 — Calcul du facteur de puissance

Dans le répere de Park, et en régime stationnaire, les tensions sont données par les relations
suivantes [Mei 86] (annexe Al.1 équation (A1-16)) :

v, =R id - a)wq
(A2-24)

v =Ri + w
q q Va

Ou R désigne la résistance de 1’enroulement d’une phase de la machine diphasée équivalente.

Soient
e ¢ le déphasage du courant diphasé {_par rapport a la tension diphasée v,

e @ laposition du rotor par rapport a I’axe de la phase «,
. 00 I’angle de charge.

Nous avons choisi I’origine de temps tel que (annexe Al.1):

¢9=a)t+6’0—(0
Posons :

./ _ _ T _ -
5—2+9 Wt 2+6?0 @ (A2-25)

L’expression de la tension dans le repére de Concordia devient alors

o ]=V\/§ cos(@?) v sin(o —6) (A2-26)
sinfw t)| 2 |cos(@—8)
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L’angle ¢lectrique ¢ n’est autre que le déphasage entre la position du rotor par rapport a I’axe
de la phase « et la tension de cette phase [Mei 86].

i 0 i
[idq]: [id] :]2\/5 { cos6 ]_ ' 5 {sm(& - (p):l (A227)

Qi 2
g sin 90 cos(o0 +@)

1l cos(p =0)) | sin (5 )
[qu]_[v } _VZ\/E [sin((o —90 ) _Vzﬁ cos(J) (A2-28)

Pour simplifier, nous exprimons les grandeurs par leurs valeurs efficaces [Sar 00] :

I cos & sin(o +¢)
712 4l L 127 Sl=1 A2
7, 3 NG 1= {sin 90] 2 Los(5 +§0)} ( |
14 CcoS ((ﬂ -0 ) Sln(g)
N S . " )
[qu] [Vj 2 [vdq] V2 [Sin (¢ _00 J V2 LOSQ J o

Les représentations complexes V = V2 et [ =1 5 e’? peuvent alors s’écrire en fonction de
1 g Iq et o :

T=1¢""=1 -] & I (cos — jsing)=—j & (1 +)I A2:31
,=le =le =—je 2(cos |~ Jsin 0)——]e (d+] q) (A2-31)
I R o SR |
V:Vze :Vze =—je Vz(cos(go—490)+js1n(¢)—<90)):
(A2-32)
js

=Jje (V+jV)

d q
La puissance apparente complexe est définie par :
S=2V1 :(led+Vqu)+j(Vqld—Vqu) (A2-33)

Les puissances active P et réactive Q sont respectivement les parties réelle et imaginaire de la
puissance apparente complexe :

1
5 (
- 1, . .
O=Im(S)=V I, -V, 1 =5 i ~vi) (A2-35)

P=Re(S)=V, 1, +V I =5 (vi +vi) (A2-34)
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Soit :

_ 2 2 _ -
P=R(I, +Iq)+a)(‘Pqu ‘I’qld) (A2-36)
Q=a)(‘1’d1d +‘quq) (A2-37)
En réalité, la puissance active est composée des pertes Joule PJ , des pertes fer Pf et de la

er
puissance ¢lectromagnétique :
P = a)(‘Pqu—‘qud) (A2-38)
Le facteur de puissance peut étre calculé par :
cosQ = P (A2-39)

\P? +Q2

A2.3 — Dimensions du stator
(§ 2.5.1 Fig.2.9)

Longueur utile / = 200 mm
u

Rayon de ’alésage statorique R+ e = 120 mm

Epaisseur de la culasse e = 84mm
c

Pas dentaire T, = 10° (36 dents)
Hauteur de dent hd = 21 mm

Hauteurs de I’épanouissement dentaire :
Embase rectangulaire : b = 0,5 mm
Embase trapézoidale : f =2mm

Ouverture de 1’épanouissement dentaire @ = 8°
ep

Largeur de dent ld = 10mm

TABLEAU A2.1 CARACTERISTIQUES DU BOBINAGE

Nombre d’encoche par pole et par phase m=12
Nombre de paire de pole p=1
Nombre de phases q=3
Nombre de tours par phase dans une encoche |n, =
Pas polaire =187
Raccourcissement de pas Sz'd
Pas raccourci Y, =107

Tsarafidy Raminosoa
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TABLEAU A2.2 COURANT NOMINAL.

Valeur efficace nominale du courant triphasé (/) |1 p.u=200[A]

Amplitude nominale du courant triphasé (7 ) 1 pu=283 [A]
m

Amplitude nominale du courant diphasé (I2 ) 1 p.u=346[A]
m

A2.4 — Dimensions du rotor massif
(§ 2.5.1 Fig.2.9)
Rayon du rotor : R =118 mm (entrefer minimal e=2mm)

Ouverture angulaire d’un péle : g =70°

A2.5 — Dimensions du rotor avec barriéres de flux
(§ 2.6.1 Fig.2.26)
Rayon du rotor : R =118 mm (entrefer minimal e=2mm )

Nombre de segments ferromagnétiques : Nz =17
am

Pas de répartition des segments ferromagnétiques suivant I’axe q : ecf =29,5mm
fer

Epaisseur d’un segment ferromagnétique : epf = 19,34 mm
jer

A2.6 — Mateériau utilise

Matériau utilisé : Acier AISI 1010 ;

Coefficients de pertes fer dans le modele de Bertotti [Del 00] :
Hystérésis : K= 15,45.10° S.L;
Supplémentaires : Kg = 3,2.107 S.I. ;

Résistivité : 17,6.10™ Qm;

Epaisseur d’une tole : 0,66.10"3 m;

Masse volumique : 7,85.10° kg/m” .
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BI[T]

0.75}

0.5}

0.25}

Fig. A2.2 Courbe de magnétisation de ’acier AISI 1010.

A2.7 — Fonction longueur d’entrefer associée au stator :
(§ 2.5.3 Fig. 2.16)

Périodique de période 7 symétrique par rapport a ’axe d’une dent. Si € est la position
j

angulaire de 1’axe de la dent concernée, cette fonction est définie sur la demi-période

T
6,0 +-< |par:
{‘i ‘i 2}p

T Zenc
Si0<0<0 +-4L-—2 . e (0 )=€
Jos j 2 pye so s’ 2
2
l l T _lei
r enc r enc _p, d R+€
Sig+4——2 <p<p+94-—2 . o0 )=¢+Zlg--—2 (A2-40)
J 2 R+§ s J 2 R+% s S 2 2| s J 2
/ [ +b
| —b r —_enc r —-enc
enc d e d €
SO+ A2 <<l - o@)=2+2|0 0 ] +7 16 -6 Y
J 2 R+€ s J 2 s 2 2| s J 2 s 2
2
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A2.8— Fonction longueur d’entrefer associée au rotor de la machine synchro-
réluctance a rotor massif :

(§ 2.5.3 Fig. 2.18)

Périodique de période m, symétrique par rapport a I’axe direct d du rotor (dans notre cas 1’axe
d est horizontal).

E]:

Sur la demi-période [ O, >

sio<o<B . ¢ )=¢
S T S 2

2
b /4 e /4 sin(g)
| L < <L - == = - - = -
Si 2_(9S_2 ; er(6?s) 2+R(2 95) tané’s cos(0) (A2-41)
N

A2.9 — Réluctances du réseau statorique :
(§ 2.5.3.2 Fig. 2.19, 2.20, 2.21 et 2.22)

e Réluctance de fuite d’encoche Rf : une réluctance Rfld’un tube de flux

e e

rectangulaire en paralléle avec une réluctance sz d’un tube de flux limité par
e.

deux arcs concentriques.
[

R =—-Ff-— (A2-42)
fer Hy lm hd
R - 2y (A2-43)
fe2 r 5
ep
'uO lutln(l" }
epl
Rf I-sz
j— e e -
Rfe_—R TR (A2-44)
fel fe2
e Réluctance de fuite entre épanouissements dentaires Rf : une réluctance
ep
R d’un tube de flux rectangulaire en paralléle avec une réluctance R =~ d’un
fepl fep2
tube de flux limité par deux arcs concentriques.
[
— oe -
Rfepl_—/,l b (A2-45)
0 ut
=——7r (A2-46)
fep2 r o
P
'uolutln r
pll
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Rf 1'Rf 2

_ Jepl  fep .
fep_—R R (A2-47)
Jepl Jep2

e Réluctance d’une tranche de la culasse R : réluctance d’un tube de flux limité par
c

deux arcs concentriques

I’l+l”2 1”2
—_cC C ¢ .
s, =g, (A2-48)
cl
v +r
L, =4 (A2-49)

e Réluctance de la partie supérieure d’une dent Rdh : réluctance d’un tube de flux

rectangulaire
S =11 (A2-50)
eq _dh d ut
/ =h (A2-51)
eq _dh d

e Réluctance de la partie épanouissement dentaire Rdb : réluctance d’un tube de flux

trapézoidal en série avec un tube de flux rectangulaire.

P f+b (A2-52)
eq_db [
1 In| 2
I 1 7a -1)|"1
ep ut ut ep d d
L=+ (A2-53)

A2.10 — Réluctance du réseau rotorique d’une machine a rotor massif :

(§ 2.5.3.4 Fig. 2.24, Fig. A2.3)

gy

Fig. A2.3 Réluctance longitudinale totale du rotor.
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e Réluctance du rotor R
;
s =2RI sm(ﬁj (A2-54)
eq r ut 2
sin('g)
[ =2R —~2 A2-55
P 7 ( )
2

A2.11 — Fonction longueur d’entrefer associée

synchro-réluctance a rotor avec barrieres de flux :
(§ 2.6.2.1 Fig.2.31)

ep

fer
_ . 2
p, = arcsin| —5—
e
ec + Prer
o =arcsin _fr 2
2 R
ep
2ec  + ;er
p =arcsin| — L £
3 R
ep
3ec + {er
p =arcsin Jer
4 R
e
ec _ pfer
o =—arcsin| &2
2 R
e
roe _ Ppr
o =arcsin for 2
3 R

au rotor de la machine

(A2-56)

(A2-57)

(A2-58)

(A2-59)

(A2-60)

(A2-61)

Tsarafidy Raminosoa

INPL Nancy 2006



Annexe 2 187

ep
3ec L

o, =arcsin ferTz (A2-62)

Le rotor posséde 7 segments ferromagnétiques. Pour une position horizontale du rotor, la
fonction de réluctance e (6 )associée au rotor est périodique de période 7 et présente une
r

S
symétrie par rapporta 6 = % 11 suffit donc de la définir sur I’intervalle [0, % ].
S
Si0o<h <p : e (0 )=¢
s 1 r N 2
; AT, e T Sin(pl)
Slp1< HS< 3 N er(Hs):§+R(§—HS)[tan0S —m]
N
p+p sin(o_)
»T1 T2 . - € /4 - 2 _
Si 2 <(95<O'2. er(eAv)_2+R(2+6;)[ COS(@ ) tangv]
S
. ] _e
S10'2<19S<p2. es((9s)—2
) p,t o, e x sin(az)
Slp2<(9s < 2 : er(es)zi-i_R(?_es)[tanes_008(9 )]
S
. P, T o, o x sin(a3)
Si D) <9S <O'3 . er(es)=§+R(§+HS)[ m —tané’s] (A2-63)
A
. ) _e
S103<Hs<p3. er(t9s)—2
p.+o sin(p_)
: 3 4., - € Z _ - 3
Slp3<9s< 2 ) er(es)_z—i—R(z Hs)[tanes COS(@ )
S
. ptO, o - sin(a4)
Si 3 <HS<O'4.' er(6’)=§+R(3+¢9)[m—tan0]
. ) _e
S10'4<l9<p4. er(t9s)—2
: T e T Sin('04)
Si p4<6s <5.’ er(es)=§+R(§—HS)[tan9S —m
S

A2.12 — Réluctances du réseau rotorique d’une machine synchro-réluctante

avec barrieres de flux :
(§ 2.6.2.2 Fig. 2.32, Fig. A2.4)

e Réluctance R
T

s =ec | (A2-64)
eq rdl fer ut

I =2R (A2-65)
eq_rdl
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e Réluctance R
"
s =ec | (A2-66)
eq _rd2 fer ut
p.+0o
zeq = 2R cos 2 5 2 (A2-67)
e Réluctance R
rd3
s =ec [ (A2-68)
eq _rd3 fer ut
p.+ 0
zeq 3=2R cos 3 5 3 (A2-69)
e Réluctance R
rd4
s =ec I (A2-70)
eq rd4 fer ut
p+o
zeq =2 R cos 4 5 4 (A2-71)
e Réluctance R
rql
sina2 —sin P,
qu1: b to (A2-72)
1 2
2,uO lm cos( 7 ]
e Réluctance R
rq2
sina3 — sin P,
qu2: b to (A2-73)
2 3
2 Hy lut cos( 5 ]
e Réluctance R
rq3
sinO'4 — sin P,
qu3: b o (A2-74)
3 4
2,u0 lm cos( 5 J
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rdl rd4

ec
fer

Fig. A2.4 Réluctances longitudinales totales des segments ferromagnétiques et réluctances transversales totales

des barrieres de flux.

A2.13 — Grandeurs de références et résultats complémentaires :

TABLEAU A2.3 GRANDEURS DE REFERENCES — MACHINE A ROTOR MASSIF.

Coénergie Valeur maximum de la coénergie pour ]d =lp.u et Iq:O 400 [J]
Flux Valeur du flux d"axe d pour / =lp.u et quO 1,65 [Wb]
Couple Valeur maximum du couple pour / =1p.u 300 [Nm]
Facteur de puissance | Valeur maximum du facteur de puissance pour / = lpu 0,6
TABLEAU A2.4 GRANDEURS DE REFERENCES — MACHINE A ROTOR AVEC BARRIERES DE FLUX.
Coénergie Valeur maximum de la coénergie pour ]d =lp.u et Iq:O 450 [J]
Flux Valeur du flux d"axe d pour / =lp.u et quO 1,8 [Wb]
Couple Valeur maximum du couple pour 7 =1p.u 400 [Nm]
Facteur de puissance | Valeur maximum du facteur de puissance pour / = lp.u 0,85
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Fig. A2.5 Machine a rotor massif - Flux d’axe d et q en fonction de I’angle de charge, I, en paramétre. Trait
continu : réseaux de perméances, trait discontinu : éléments finis.
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Fig. A2.6 Machine a rotor avec barriéres de flux - Flux d’axe d et q en fonction de ’angle de charge, I, en
paramétre. Trait continu : réseaux de perméances, trait discontinu : éléments finis.
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TABLEAU A2.5 ECARTS ABSOLUS ENTRE LES RESULTATS PAR RESEAU DE PERMEANCES ET RESULTATS PAR
ELEMENTS FINIS. MACHINE A ROTOR MASSIF.

Courant 0,5p.u I pu 2p.u
Coénergie 5,6 [J] 16,7 [J] 38,9 [J]
Flux direct 0,044 [Wb] 0,089 [Wb] 0,067 [Wb]
Flux en quadrature 0,017 [Wb] 0,022 [Wb] 0,033 [Wb]
Couple 3,3 [Nm] 10 [Nm] 30 [Nm]
FP’ 0,006 0,004 0,015

TABLEAU A2.6 ECARTS ABSOLUS ENTRE LES RESULTATS PAR RESEAU DE PERMEANCES ET RESULTATS PAR
ELEMENTS FINIS. MACHINE AVEC BARRIERES DE FLUX.

Courant 0,5 p.u I pu 2pu
Coénergie 6,6 [J] 6,6 [J] 16,4 [J]
Flux direct 0,011 [Wb] 0,022 [Wb] 0,033 [Wb]
Flux en quadrature | 0,0083 [Wb] 0,022 [Wb] 0,028 [Wb]
Couple 7,5 [Nm] 10 [Nm] 30 [Nm]
FP’ 0,02 0,02 0,025

A2.14 —Apport des barriéres de flux :

2.450e+000 : »2.500e-+100
2.400e-+000 : 2.450e-+100
2.350e+000 : 2.400e-+000
2.300e-+000 : 2.350e-+100
2.250e+000 : 2.300e-+000
2.200e+000 : 2.2580e-+100
2.150e+000 : 2.200e-+000
2.100e+100 : 2.150e-+100
2.050e+000 : 2.100e-+100
2.000e+100 : 2.050e-+100
1.9580e+000 : 2.000e-+100
1.900e-+000 : 1.950e-+000
1.850e+000 : 1.500e-+100
1.800e+000 : 1.850e-+100
1.7580e+000 : 1.500e-+100
1.700e+100 : 1.750e-+100

_ direct
L 0 y direc BF (méme

quantité de fer
au rotor) :

== ««a(';?
ss

dents moins
saturées car

|
C Y
-

‘ =

i 168064000 - 1 700e+000
7= entrefer 1.600-+000 © 1.650e+000
LT . 158064000 - 1 G0De+000
AL « effectif » plus <1.500¢+000 : 1.550-+000
S Density Plat: B, Tesla

grand.

2 R et i
limportant

{%\j réﬁ s BF——

BF : flux en quadrature affaibli.

Fig. A2.7 Mise en évidence de la désaturation des dents statoriques et de la réduction du flux en quadrature en
présence des barriéres de flux.
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Flux [Wb]

. S . =N
s o o N

o
. N
oo

aire gagnée en
répoussant la
saturation

|

: aire gagnée en

: réduisant le flux en
| quadrature

|

|

: —— Rotor massif

: —— Rotor a BF
|

—

50 200 250 300 3

saturation

Fig. A2.8 Mise en évidence du gain sur I’aire de conversion d’énergie apporté par les barriéres de flux en
repoussant la saturation (désaturation des dents statoriques) et en réduisant le flux en quadrature.

50 400 450 500

courant [A]

A2.15 — Décalage de la limite de stabilité vers les angles de charges supérieurs

a45°:
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1.940e+00
1.900e+000
1.860e+100
1.6820e+100
1.780e+00
1.740e+100
1.700e+000
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1.580e+00
1.540e-+000

2.260e+100 :
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2.180e+100 :
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2.100e+100 :
2.060e+100 :
2.020e-+000 :
1.980e+000 :

=2.300e-+000
2.260e-+100
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2.100e-+100
2.060e-+000
2.020e+100
: 1.980e+000
: 1.940e+000
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: 1.860e+000
: 1.820e+000
: 1.780e+000
: 1.740e+000
: 1.700e+100
: 1.660e+000
: 1.620e+100
. 1.580e+000

<1.500e-+000 : 1.540e-+100
Density Plot: [B], Tesla

Bleu ciel : zone non

saturée (<1,5T)

La zone saturée se
réduit a mesure que
I’angle de charge
augmente.

Fig. A2.9 Mise en évidence de la désaturation de la machine a rotor massif @ mesure que I’angle de charge

augmente.
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1.700e-+100
1.660e+100
1.620e-+100
1.550e-+100
1.540e-+100

2.260e+000 :

»2.300e+100
: 2.260e+100
: 2.220e+100
: 2.180e+100
: 2.140e+100
: 2.100e+100
: 2.060e+100
: 2.020e+100
: 1.880e+100
- 1.940e+000
: 1.800e+100
- 1.860e+000
: 1.820e+100
: 1.780e+000
:1.740e+100
: 1.700e+100
: 1.660e+100
- 1.620e+000
: 1.580e+100
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Density Plot: |B], Tesla

Bleu ciel : zone non
saturée (<1,5T)

La zone saturée se
réduit a mesure que
I’angle de charge
augmente.

Fig. A2.10 Mise en évidence de la désaturation de la machine a barrieres de flux a mesure que 1’angle de charge

augmente.
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=" 12.5mH = 12.5mH
E 12 g o E 12 e
8 114 ; 8 114
3 10 - g 3 10 -

T - T
£ 9 A 2 £ 9 7
[ I
8 A 8 A £
Ld 7.5mH Ld 2
7 A 7 A =
I n
6 - & 6 - 5.54mH g
5 | 49mH v zt 5 3

E ‘ 4 A 3 § 4 A

E_ 3 ¢ 2.7mH 3 2'. 3 A

S| 5 | effetcroisé deid La 23mH T,

3, Y 1mH Sy | 1mH La Y 4mH

0 T T T T T T T T T T T T T T T T 1 0 T T T T T T T T T T T T T T T T 1
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90
angle de charge [°] angle de charge [°]
m Id Iq m d Iq
0 T T T T T T T T T T T T T T T T il 0 T T T T T T T T T T T T T T T T 1
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90 0 5 10 1520 25 30 35 40 45 50 55 60 65 70 75 80 85 90
angle de charge [°] angle de charge [°]
(a) (b)
Fig. A2.11 Evolutions des inductances directes et en quadrature en fonction de ’angle de charge.
(a) : machine a rotor massif, (b) : machine a barric¢res de flux.
26 -
25 /Rotor avec BF :
24 4 — Rotor avec BF .
Rotor massif Augmentation forte
2.2 - de (Ld-Lq).
2 Limite de stabilité
18 - (L d'Lq)relative reeoussee loin de
45°.
1.6 - ‘
|
14 ! 13
1.2 - == | .
. o | «—— Couple de saillance :
— .
i l | (Ld'Lq)reIativexSInzeo
I } I .
0.6 - o i Rotor massif :
04 - ! i Augmentation faible
|
02 - o | de (Ld-Lq).
. | ! | . . TPV,
L ! Limite de stabilité pas
0 loin de 45°.

0 1": 1‘0 1‘5 2‘0 2‘5 3‘03‘5 4‘0 45 60 7‘5 8‘0 8‘5 9‘0

angle de charge [°]

Fig. A2.12 Déplacement de la limite de stabilité vers des angles de charge supérieurs a 45°.

Tsarafidy Raminosoa

INPL Nancy 2006



195

Annexe 3

=
)
= o o
. T T TR AR
o | | | | | » | | | | | | | | )
3 e T N N
~ | | | | | b=} I [ I I [ I =
S | | | | | Ow | | | | | | ] | Ow
| | | | | _— | | | | | | { | —
m it i Bt it i = i Bt s Mt ety Wl Bt iy Bl
- > - >
S A w A L
f S L S A 3 N Y R A =4
3 AR T
| | | | |
. 8 8
S o S . A T T N
< Y O S N =S SO OO SR e T [ .
- Ly o T I S L
LYY ! — ! ! ! - B T B I R R E
bl IR bR BRI RN
= ! ! ! — N N A NN T
S ! ! ! ! ! — 7 ) } } } j j j | T 1T T [
o L L L L L o o | [ | | | | [
IS 8 R 8 8 ¥ 8 8 RRS3IBBILIII S
M [ww] Jusp ep InajneH [.] 10104 np asenbue ainuaAnQO o ”C oo
| | | |- | | | |
o~ SRS A D SR R AR R R
m T T T T T T m T T T T T T T T m ”.\\\%H\@T*” ” ” ” ” ”
S T N R o ® A R T O IO I T S R R R
= I Yy
" H SR R I - S D T A T A
S 88 b8 [
S T A N O O N SO o
.m iy S e B e e R = 0 ©O© < N 0 O© < N
S A R o TT® 283 8.8383
= 55 s S T S S A P S O N aseyd sed 1o
@ m T S A \‘”“‘”“”‘“ﬂ“”‘.‘\w\‘q__ﬂlﬂlﬂl6 ayo0ous Jed seids op aIquIoN
S S N OO S P O O O O O P
Y | S B N T e
~ S I | | | | | | ! ! ,M‘M\, ! !
2 8 R PR
s = S T T L
l\a | h h h | ,\_0 | | | “ | | | | o
m V M~ O Te} < ™ N ~ o O N O UL O v O W O W
SIS = ﬂEE,_lcm1oM:®mHm1 = I eeddNc L@
<I_._ m jusp ep L [ww] anbuojeys ebesale,| op uoAey
Q
n 3
< 8

INPL Nancy 2006

Evaluations

Fig. A3.1 Evolution des variables d’optimisation.
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Evaluations
Fig. A3.2 Evolution du facteur de puissance et du rendement.
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A3.2—-Evolution des variables d’optimisation et des performances de la

machine a rotor avec barrieres de flux
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Fig. A3.4 Evolution du facteur de puissance et du rendement.
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A3.3— Caractéristiques du bobinage de la machine optimisée a rotor massif

TABLEAU A3.1 CARACTERISTIQUES DU BOBINAGE

Nombre de couches 2
Nombre d’encoches par pole et par phase m=0
Nombre de paire de pole p=1
Nombre de phases q=3
Nombre de tours par phase dans une encoche |n, =
Pas polaire =187
Pas raccourci y =5z,

A3.4—Caractéristiques du bobinage de la machine optimisée a rotor avec
barrieres de flux

TABLEAU A3.2 CARACTERISTIQUES DU BOBINAGE

Nombre de couches 2
Nombre d’encoches par pole et par phase m=6
Nombre de paire de pole p=
Nombre de phases qg=3
Nombre de tours par phase dans une encoche |n, =
Pas polaire =187
Pas raccourci NS

A3.5-Saturation des isthmes d’encoches dans la machine a rotor massif a
encoches fermées
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2.450e+000 : =2 500e-+000
2.400e+000 : 2.450e+100
2.350e+000 : 2.400e-+100
2.300e+000 : 2.350e-+100
2.280e+000 : 2.300e+000
2.200e+000 : 2.280e+000
2.150e+000 : 2.200e-+100
2.100e+000 : 2.150e-+100
2.050e+000 : 2.100e-+100
2.000e+000 : 2.050e+000
1.950e+000 : 2.000e-+000
1.900e+000 : 1.950e+000
1.8580e+000 : 1.900e-+000
1.500e+000 : 1.850e-+000
1.750e+000 : 1.800e-+000
1.700e-+000 : 1.750e-+000
1.650e+000 : 1.700e-+000
1.600e+000 : 1.650e-+000
1.580e+000 : 1.600e-+000
<1.500e-+000 : 1.550e-+000

Density Plot: |B|, Tesla

Encoches ouvertes

Angle de charge de 45° Bleu ciel : partie non saturée (<1,5T)
Fig. A3.5 Mise en évidence de la saturation des isthmes d’encoches dans la machine a rotor massif a encoches
fermées.
A3.6—Calcul du couple pour un rotor incliné

Moyennage sur un pas dentaire par la méthode des rectangles du couple obtenu avec un rotor
non incliné.

N angle d'inclinaison

pas de simulation
angle d'inclinaison = pas dentaire = 10°
pas de simulation = 1°

I', : couple & 'instant kAt pour le rotor non incliné

nclind (k) : couple a I’instant kAt pour le rotor incliné

I +T

k k+N
T +1“k+1 + ...+Fk+N

l—‘incliné (k) = N
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A3.7— Apports de I’optimisation et des barriéres de flux (BF)

MSR a rotor MSR a rotor MSR a BF initial MSR a BF
massif initial massif optimisée | Optimisation de optimisée
Optimisation de Optimisation de I'epalsseurtdes Optimisation de
I'ouverture du rotor |tous les paramétres ferr:;gr;:gtizues tous les Q:u:ametres
- . S as geometriques
uniquement géométriques uniquement
Couple max [Nm] 300 313 400 423
Facteur de 0,55 0,69 0,75 0,83
puissance

6 Apports de I'optimisation conjointe des parameétres géomeétriques :

* Petite amélioration du couple (4 a 6 %),
» Importante amélioration du facteur de puissance
(rotor massif : 25%, rotor a BF : 10%).

Q Apports des barriéres de flux :

» Importante amélioration du couple (30 %),
» Importante amélioration du facteur de
puissance (20 a 30%).

Fig. A3.6 Récapitulation des apports de I’optimisation et de I’introduction des barriéres de flux.
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Annexe 4

A4.1-Calcul des flux totalisés de chaque phase a partir des flux dans les dents
et de la matrice de bobinage

Flux dans les dents

[p_dent]=[p_dent],_, ., vecteur colonne.

Matrice de connexion du bobinage raccourci a 15/18, de dimension 3xNe:
[M _connex|=

Colonnesde 1 a 18

010

[\
N
[\
—_
—
—_
e
e
(=)
e
()
e

212 1-1]-17]-1

(e)
)
()
(e)
o
()
\S]

o,o0{o0;j0j;j0j0j0jo0oj-1}j-1r{-11-21-2}-2-11-17-1170

Colonnes de 19 a 36

o,o0(-1r}-1}-1}1-2}-2|-2]-1}-1}]-17071]0

=)
o
o
=)
=)

2 121 1 11 0]0]0]0]OJO0O]0]O

S
1
[
1
[
1
p—
1
[\

0] 0[]0]0]J]O0O]J]O]O]O0]1 1 1 1212121 1 1 10

Variables auxiliaires :

10 0 . . 0]
1 1.0 . .0
111 . . .
[T ri_inf ]= : matrice triangulaire inférieur.
0
rrr .. 1-(Ne><Ne)
T
1
1
[Un]=
-1-(Ne><1)
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Potentiel vecteur d’encoche :

[Aux]= [Un]-[Tri_inf[¥|¢p_dent]
[4_enc]=[Aux]- %(max([Aux])ﬁ-min([Aux])) : met la valeur moyenne a zéro.

Flux totalisés par chaque phase, de dimension (3x1) :

[w_phasel=ns.[M_connex]|*[4_enc] ou ns est le nombre de spires par encoche et par

phase.

A4.2—Etat de saturation des prototypes optimisés

2 160e+000 : =2 274e-+100
2.047e+000 : 2.160e+000
1.833e+000 : 2.0472+000
1.819e+000 : 1 .833e+000
1.706e+000 : 1.819e+000
1.582e+000 : 1.706e+000
1.478e+000 : 1.592e+000
1.364e+000 : 1 478e+000
1.251e+000 : 13642000
1.137e+000 : 1.251e+000
1.023e+000 : 1.137e+000
9.096e-001 - 1.023e+000
7 959e-001 : 9.096e-001
6.822¢-001 : 7.959e-001
5685001 : 6.822e-001
4 548e-001 - 5B85e-001
3.411e-001 : 4. 545e-001
2.274e-001 : 3.411e-001
11372001 : 2.274e-001
=3 B35e-005 : 1.137e-001

ensity Plot: [B], Tesla

o

Fig. A4.1 Etat de saturation de la machine a rotor massif.
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1 505e+000 : =1 5842000
1.426e+000 : 1 505e+000
1.347e+000 : 1.426e+000
1.267e+000 : 1.3472+000
1.168e+000 : 1 267e+000
1.109e+000 : 1.188e+000
1.030e~+000 : 1.109e+000
9.505e-001 : 1.030e+000
8.713e-001 : 9.505e-001
7.921e-001 : 8.713e-001
7.129e-001 : 7.921e-001
B.337e-001 : 7.129e-001
5 545e-001 : 6.337e-001
4.7583e-001 : 5.545e-001
3.961e-001 : 4.753e-001
3.169e-001 : 3.961e-001
2376e-001 : 3.169e-001

1 864e-001 : 2 376e-001
7.924-002 : 1.5842-001
<3.601e-005 : 7.924e-002

Density Plot: [B], Tesla

oA

\

e

Fig. A4.2 Etat de saturation de la machine a rotor avec barriéres de flux.

A4.3-Distribution de la composante radiale de l’'induction

2

-
4]

0.5

Composante radiale de l'induction d'entrefer [T]

-1

2 | | | | | | | | | | | J
0 30 60 90 120 150 180 210 240 270 300 330 360

Abscisse angulaire [°]

Fig. A4.3 Répartition spatiale de la composante radiale de ’induction d’entrefer dans machine a rotor massif.
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0.6

0.5H

0.4

0.3 h

0.2

Composante radiale de I'induction d'entrefer [T]

0.1p

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120
Harmoniques

Fig. A4.4 Spectre de la répartition spatiale de la composante radiale de I’induction d’entrefer dans machine a
rotor massif.

Composante radiale de l'induction d'entrefer [T]

1 | | | | | | | | | | | J
0 30 60 90 120 150 180 210 240 270 300 330 360

Abscisse angulaire [°]
Fig. A4.5 Répartition spatiale de la composante radiale de ’induction d’entrefer dans machine a rotor avec
barrieres de flux.
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06

0.5h

0.4 4

0.3 h

Composante radiale de l'induction d'entrefer [T]

0.2x

0.1y

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120
Harmoniques

Fig. A4.6 Spectre de la répartition spatiale de la composante radiale de 1’induction d’entrefer dans machine a
rotor avec barrieres de flux.

A4.4— Disposition des bobines de mesures

11 spires Raccourcissement 15/18 cad pas de 1 a4 16

Phases
1 spire R @® A
B
® @® C

Fig. A4.7 Disposition des bobines de puissance et des bobines de mesures de f.e.m.
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/— 1 spire

Fig. A4.8 Emplacement des spires de mesures de flux dans les dents et dans les sections de culasse.

A4.5-Schéma développé du bobinage
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Fig. A4.9 Schéma développé du bobinage.
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A4.6—Dessins des rotors des prototypes

Gl PG

% | |
| | | -
| | |
| | |
| I | |
| | 1 ?
! ! ! ;
|
] ;
Repere Nombre
’ L d
rotor hélice : 1

Dessiné par: Jean-Yves MOREL | Matiere: Acier

Echelle: ().25

Date:  13/01/2006

Tsarafidy Raminosoa

Fig. A4.10 Dessin du rotor massif incliné.
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Fig. A4.11 Dessin du rotor avec barric¢res de flux avant et aprés usinage.
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l\. v T
i) &
s { ®) E
BN 3 & e R EEE |
i © O
+HH-HHHH
i e 0 @
-ttt
el ey i © ©
Jh 1 || ©
i==] il -©
- ©|
fii O]
Ensemble Repere Nombre
fini |
Dessiné par: Jean-Yves MOREL | MatiereAlu et Acier | Echelle: 025 Date: 08/03/2006
Fig. A4.12 Dessin du rotor avec barriéres de flux.
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Repere Nombre
support
ventilateur i
Dessiné par: Jean-Yves MOREL Matiere: AU4G Echelle: 2 Date: 08/03/2006
Fig. A4.13 Dessin du support de ventilateur du rotor avec barrié¢res de flux.
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A4.7-Calcul du diamétre des vis d’assemblage du rotor a barrieres de flux

Comme montré sur les dessins précédents, six vis assure 1’assemblage des couches d’acier et
d’aluminium. Dans ce paragraphe, nous déterminons le diamétre d’un vis de maniere a ce
qu’il tienne a la contrainte de traction exercée par les forces centrifuges quand le rotor tourne
a 3000 tours/min. Pour ne pas « court-circuiter magnétiquement » les barrieres de flux et pour
ne pas avoir a adopter des diameétres exagérément grands, les vis doivent étre a la fois non
magnétique et mécaniquement résistant. Nous avons donc choisi d’utiliser des vis en laiton.

X acier

A aluminium

6

y acier

5

y aluminium

r4

A aciler

=N (WA~ 0 o

r3
r2

aluminium
acier

Fig. A4.14 Schéma de 1’assemblage et notations.

3
Masse volumique de I’aluminium : p, =2700kg/m ,

3
Masse volumique de I'acier: p, . =8030kg/m .
Vitesse de rotation : Q= 3000 ¢rs/min =314,16rad/s .

2
La force d’inertie centrifuge appliquée par la piece i estdonnée par: F, = Q r. m..

Pieces i Matieres Rayons 7; Volumes v, Masses m. Forces
3 centrifuges
mm m k
[mm] [m’] [ke] F [N]
1 Aluminium 7 4545x10° | 122,62x107 84,71
2 Acier 14 161,98x10° | 1300,75x10° | 1797,30
3 Aluminium 21 42,26x10° | 114,10x10° | 236,49
4 Acier 28 143,64x10° | 1153,46x10° | 3187,57
5 Aluminium 35 35,1010 94,78x107 327,42
6 Acier 42 105,95x10° | 850,79x10° | 3526,70

Force de traction totale : Ft =2 ZFZ =18320N.
i

Force de traction exercée sur un vis en supposant une répartition uniforme de la force totale

.. F
sur les six vis : Fv=—’=3053N.

6
. . . 9 . r F
La section minimale d’un vis est alors donnée par : §_. =—"—,
c
ce,
laiton

ou o

laiton

=180MPa est la limite élastique a la traction pour le laiton.
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2
La section minimale est alors de S . =16,9mm , qui correspond en pratique a un vis M6 en
laiton. Pour « assurer le coup », nous avons utilisé des vis M8 en laiton.

A4.8 — Photos du prototype réalisé

Fig. A4.15 Photos du rotor avec barriéres de flux.
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Fig. A4.17 Photos du stator et du rotor avec barriéres de flux.
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A4.9 — Mesure du couple et du cos@

La force électromotrice e Nno. de la phase A est mesurée sur I’enroulement de mesure de
f.¢.m. Une acquisition des formes d’ondes de e y (t) et i y (t) permet de calculer le couple

moyen et une valeur approchée du facteur de puissance selon les relations suivantes :

e Couple moyen mesuré :

3

moyen mesuré - E eA (t) iA (t) dt
T

e Facteur de puissance mesur¢ :

moyen mesuré

FPmesuré o 3 E I
A _eff A _eff

avee ©

E, . i valeur efficace du fondamental de la f.¢.m.

I, 5 valeur efficace du fondamental du courant.

A4.10 — Identification de I’angle de charge

Par rapprochement des caractéristiques théoriques et mesurées

7 10 -
—_— e 9
g RN Z 8
-~ \\ @
Z _ ° 7|
o ° /o S
Qo 3 6
S 4 Q
o . O 54
©3 ~ 30 70° 4]
2] 20° 0‘\3‘9 { 3
10 e * 80° 29
1 O 1]
N
0 : : : : ; ; . . , 0 i i i " i ; ; : :
0 01 02 03 04 05 06 07 08 09 o o1 02 03 04 05 06 07 08 09
Facteur de puissance Facteur de puissance
S 30 350 -
[
L 250 E3oo— e —
5 Q ———
g 8 -
£ 200 - 'S 250 -
© o 10°
Q 4
2 150 | £ 200
(1]
8 < 150 | angle de charge
G 100 @ 70°
e g 100
50 e o
50 - 80
0 0

0 0.1 02 03 04 05 06 07 08 09
Facteur de puissance

0 o041 02 03 04 05 06 07 08 09
Facteur de puissance

Courant efficace 4A Courant efficace 5A

Théorie aprés correction @ Points de mesure
Fig. A4.18 Identification de I’angle de charge.
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Résumé

Du fait de sa robustesse et de son faible colit, la machine synchro-réluctante (MSR) constitue
une alternative intéressante a la machine asynchrone. A pertes égales, une MSR bien optimisée
offre un couple et par suite un rendement plus élevés. Ainsi, la MSR est trés compétitive pour
les applications a haute vitesse, a forte puissance ou a haute température. Cette thése se propose
d’optimiser les machines synchro-réluctantes a rotor massif et avec barrieres de flux pour
produire le maximum de couple avec un facteur de puissance le plus élevé possible. Pour cela,
une modélisation originale utilisant des réseaux de perméances non linéaires a été mise au point
pour les deux types de MSR. Les modeles proposés sont significativement plus rapides que les
modeles par éléments finis et calculent avec précision la saturation dans toutes les parties
ferromagnétiques de la machine. Ils permettent de calculer les caractéristiques en régime
stationnaires de la MSR. Nous les avons également utilisés pour faire des simulations pas a pas
en régime permanent en prenant en compte le mouvement du rotor. Les formes d’ondes de force
¢lectromotrice et du couple obtenues avec les modeles proposés sont en trés bonne concordance
avec celles issues des modeles par éléments finis quel que soit le niveau de saturation.

Les modeles ont été utilisés pour I’optimisation avec contraintes de deux MSR de fortes
puissances a rotor massif et a rotor avec barriéres de flux. Pour confirmer I’efficacité de la
technique de modélisation proposée, nous avons largement vérifi¢ les performances des
machines optimisées en utilisant la méthode des éléments finis. Nous avons ensuite utilisé les
modeles pour optimiser des prototypes de faibles puissances des MSR de chaque type ; celui
avec barricres de flux a été réalisé. Nous avons ainsi pu valider expérimentalement notre
approche de modé¢lisation.

Mots-clés : Machine synchro-réluctante, réseaux de perméances, saturation, optimisation,
simulation pas a pas.

Abstract

Because of its robustness and its low cost, the synchronous reluctance motor (SynRM) is an
interesting alternative to the induction motor. At equal losses, a correctly optimized SynRM
offers a higher torque and then a higher efficiency. Thus, the SynRM is very comptetitive for
high speed, high power or high temperature applications. This thesis intends to optimize
massive rotor and flux barrier rotor SynRM to produce the maximum torque with the highest
possible power factor. For this purpose, an original non linear reluctance network modeling of
synchronous reluctance motors with a massive or a flux barrier rotor was developed. The
proposed non linear reluctance network models are significantly faster than the finite element
ones and take accurately into account the saturation of all ferromagnetic parts of the motor.
They allow the computation of the stationary characteristics of the SynRM. They were also used
for a time stepping simulation of the SynRM in steady state operation taking into account the
movement of the rotor. Comparison of the obtained EMF and torque waveforms to those from
finite element computation shows very good accordance for all saturation level.

The proposed models have been used for constrained optimization of two high power SynRM
with a massive and a flux barrier rotors. In order to confirm the effectiveness of the proposed
modeling technique, the performance of the optimized motors were widely verified by the finite
element method. The modeling technique was also used to design low power prototypes of a
flux barrier and a massive rotor SynRM. The flux barrier rotor one was constructed. Then, the
proposed modeling approach has been experimentally validated.

Keywords : Synchronous Reluctance Motor, Reluctance Network, Saturation, Optimization,
Time Stepping.
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