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Caractérisation électromagnétique,
modélisation et comparaison de stratégies pour
la commande en régime transitoire de machines
a réluctance variable a double saillance

Résumé

Le but général de I'étude présentée dans cet ouvrage est la recherche d'une stratégie
d'alimentation permettant de réduire les ondulations de couple d'une Machine & Réluctance
Variable 4 Double Saillance (MRVDS).

La structure trés simple de la MRVDS la rend trés attractive. Malheureusement, ses
caractéristiques électromagnétiques sont fortement non linéaires par rapport & la position
angulaire et par rapport au courant d'alimentation (structure non sinusoidale, fonctionnement
généralement en régime saturé). De plus, pour assurer une rotation continue, il faut commuter
successivement les différentes phases de la machine. Par conséquent, le couple polyphasé de la
MRYVDS est naturellement pulsé ce qui peut étre intolérable pour certaines applications.

Pour réduire par une commande appropriée les ondulations de couple de la MRVDS,
ses caractéristiques électromagnétiques (couple et flux en fonction de la position et du courant)
doivent étre déterminées trés précisément. C'est pourquoi, plusieurs méthodes de
caractérisation expérimentales sont étudiées et comparées.

Un modéle s'appuyant sur cette caractérisation électromagnétique expérimentale est
ensuite nécessaire pour la synthése de la commande. Les modéles de la littérature, confrontés
aux données expérimentales, ne sont pas adaptés a la MRVDS étudiée. Ainsi une modélisation
originale est proposée.

Enfin, aprés avoir défini une stratégie appropriée pour la commutation des phases,
différents algorithmes de commande destinés & minimiser les ondulations de couple sont
comparés par simulation et par le biais d'expérimentations. Une premiére phase de cette étude
consiste a déterminer les limites des commandes linéaires classiques (correcteur Proportionnel
Intégral, etc). La prise en compte des effets dus aux forces électromotrices permet d'améliorer
les performances du correcteur PI, mais les ondulations de couple restent importantes. Pour
compenser les non linéarités de fla MRVDS, une commande non linéaire en couple a été
simulée et essayée sur un banc expérimental. Des résultats trés prometteurs ont été obtenus
pour des fonctionnements en basse et moyenne vitesses.

Mots clés

Caractérisation électromagnétique - Commande en couple - Commande non linéaire -
Expérimentation - Machine i réluctance variable a double saillance - Modélisation -
Ondulations de couple - Stratégies de commutation.






Electromagnetic characterization,
modelling and comparison of strategies for
the transient control of switched reluctance machines

Abstract

The research of a supply strategy to reduce the torque ripple of a Switched Reluctance
Machine (SRM) is the main aim of the study presented.

The SRM is very attractive because of its simple structure. Unfortunately, its
electromagnetic characteristics are highly nonlinear with regard to the angular position and the
supply current (nonsinusoidal structure, generally saturated state). Moreover, the different
phases of the machine have to be successively commutated in order to maintain a continuous
rotation. Therefore, the SRM polyphase torque is naturally pulsed, which can be unacceptable
for certain applications.

In order to reduce the SRM torque ripple with an appropriate control, its
electromagnetic characteristics (torque and flux with regard to the position and the current)
have to be very precisely determined. Several experimental methods of characterization are
studied and compared herein.

A model based on this experimental electromagnetic characterization is necessary for
the synthesis of the control The models found in the literature, compared with the
experimental data, are not adapted to the SRM under study. An original model is then
proposed.

After defining an appropriate strategy for the phase commutation, different control
algorithms for the minimization of the torque ripple are compared by simulation and
experimentation. First, the limits of the classical linear control (Proportional Integral controller,
etc) are determined. The performances of the PI controller are improved when the effects of
the electromotrice forces are taken into account. Nevertheless, the torque ripple remains
significant. In order to compensate the SRM nonlinearities, a nonlinear torque control has been
simulated and tested on an experimental bench. Very promising results have been obtained at
low and medium speeds.

Keywords

Electromagnetic characterization - Torque control - Nonlinear control - Experimentation -
Switched reluctance machine - Modelling - Torque ripples - Commutation strategies.






NOTATIONS EMPLOYEES

couple total

couple monophasé (produit par la phase j)
couple résistant

fréquence électrique

fréquence de rotation

. force électromotrice

flux par spire

flux total

angle électrique

angle mécanique

courant

courant dans la phase j

inertie totale

inductance

nombre de spires

nombre de dents rotoriques

nombre de dents statoriques

nombre de phases

résistance du bobinage statorique

tension d'alimentation

énergie magnétique

coénergie magnétique

pulsation ou vitesse de rotation électrique
pulsation ou vitesse de rotation mécanique
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Chapitre 1 : Introduction

1.1- POSITION DE L'ETUDE DANS UN CONTEXTE SCIENTIFIQUE
GENERAL

Le travail présenté dans cette thése porte sur la caractérisation électromagnétique, la
modélisation et la comparaison de stratégies pour la commande en régime transitoire d'une
Machine a4 Réluctance Variable & Double Saillance (MRVDS). Depuis une vingtaine d'années
f1], [2], le nombre toujours croissant des études consacrées a la MRVDS prouve le vif intérét
que lui portent aussi bien les industriels que les universitaires.

L.1L1I- INTERET DE LA MRVDS POUR L'INDUSTRIE

L'intérét principal des MRVDS pour les industriels est le faible co(it de production de
ces machines. Leur grande robustesse due a une structure trés simple est également trés
appréciée. En effet, le rotor et le stator de cette machine sont & pdles saillants. Les
enroulements d'alimentation sont généralement bobinés autour des dents du stator permettant
ainsi un bon remplissage de I'espace bobinable. Quant au rotor, il ne présente ni enroulements,
ni aimants, ni cage. Il est donc homogéne et naturellement équilibré. En outre, son inertie est
plus faible que celle des autres moteurs. Le principe de ces machines est tel que le rotor se
positionne toujours de maniére 4 maximiser la perméance de la phase qui est excitée. Le couple
ne dépend donc pas de la polarité des courants d'alimentation. Les convertisseurs des MRVDS
ont alors des structures spécifiques dont celle de base est le demi-pont asymétrique. Cette
machine offre un trés bon rendement sur une grande plage de sa caractéristique couple/vitesse.
Ces principales propriétés restent valables pour des machines dont la puissance varie entre
quelques watts et quelques mégawatts et ceci sur une trés grande gamme de vitesses [1]. Le
rendement & grande vitesse de ces machines peut étre comparé a celui des machines 4 aimants
permanents. Des prototypes de MRVDS ont été réalisés pour de large plage de puissances
(quelques watts i quelques centaines de kilowatts) et pour des applications trés variées allant
de I'entrainement de petites pompes 4 la traction ferroviaire. Pour cette derniére application,
des études de faisabilité ont montré que la MRVDS nécessitait moins d'entretien, offrait une
meilleure fiabilité et un meilleur rapport puissance/poids que les moteurs asynchrones ou a
courant continu [3], [4]. L'homogénéité du rotor permet de simplifier les opérations
d'équilibrage et d'atteindre des vitesses périphériques élevées [5].

Tous ces avantages renforcent l'intérét de la MRVDS dans des applications industrieltes
pour lesquelles le coilt de la motorisation doit étre le plus faible possible. Par exemple, pour
I'électroménager, les jouets ou pour les accessoires automobiles, les MRVDS s'adaptent trés
bien aux exigences de la grande diffusion et aux fortes contraintes économiques [6]. Ces
machines sont également utilisées pour des applications en milieu difficile. Par exemple,
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I'aéronautique et le spatial établissent des cahiers des charges toujours trés séveres que peut
remplir la MRVDS facilement grice 4 sa simplicité et sa grande robustesse [7]. Elle commence
également a s'implanter en robotique ol la puissance des actionneurs et la précision des
commandes sont des atouts pour l'entrainement direct [1], [8]. Malheureusement, le couple de
la machine qui est intrinséquement pulsé [2], contribue fortement a la dégradation des
performances des commandes classiques. Cet inconvénient majeur de la machine ouvre
plusieurs voies d'investigation pour les chercheurs entre autres dans le domaine de la
conception et du dimensionnement de la machine, ainsi que dans le domaine de la commande
de celle-ci.

1.1.2- PLACE DE LA MRVDS DANS LA RECHERCHE SCIENTIFIQUE

Les nombreux articles publiés ces derniéres années prouvent le vif intérét que prennent
les chercheurs universitaires et industriels & 'étude de cette machine. Certains de ces travaux
sont issus d'une collaboration avec un partenaire économique en vue d'un débouché
commercial.

En conception de machine, les pdles de recherche sont trés variés (étude sur les pertes
fer [9], analyse des vibrations et bruits acoustiques générés par la MRVDS [10], [11], [12]...).
En combinant des méthodes analytiques de dimensionnement et des méthodes de calcul de
champ par éléments finis, les dimensions idéales de la machine, sinon optimales, vis 4 vis de
certains critéres peuvent étre déterminées. De nombreux travaux sur la réduction des
pulsations de couple ont déja été publiés [5], [13], [14]. Des recherches ont été également
poursuivies dans le but d'optimiser I'ensemble machine/convertisseur/commande [15].

Par ailleurs, contrdler les performances statiques et dynamiques de la MRVDS pour
répondre du mieux possible & des critéres particuliers de commande est un pdle de recherche
également trés actif. De nombreux axes d'études sont possibles. Par exemple, I'alimentation de
chaque phase de la machine étant synchronisée par rapport 4 la position du rotor
(autopilotage), les angles de conduction des phases (commande pleine onde) peuvent étre
optimisés selon certains critéres (rendement, ondulation du couple, facteur de puissance) [16].
Ce type de commande est généralement utilisé pour des applications grande vitesse. Pour des
faibles et moyennes vitesses, les meilleures performances de la machine sont obtenues avec des
commandes en courant. Le but de la recherche est alors de calculer les formes de courant
optimales qui tiennent compte des différentes contraintes énergétiques (caractéristiques de la
machine, tension et courant maximums de l'alimentation). La commande idéale doit permettre
la régulation des courants de maniére a atteindre ces consignes optimales. Pour cela,
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différentes techniques de commande peuvent étre envisagées. Elles dérivent généralement de
techniques classiques de I'automatique linéaire et non linéaire. Par exemple, des correcteurs P1
"auto-adaptatifs” [17], des commandes optimales [18] ont déja été étudiés. Récemment,
l'application des techniques de l'automatique non linéaire a permis de compenser les non
linéarités de la machine pour améliorer son comportement transitoire [19]. Derniérement, la
mise en ceuvre des commandes floues et des réseaux neuronaux a été effectuée pour le cas de
la MRVDS [20].

La conception des MRVDS ainsi que leur alimentation électronique et leur commande
font partie des axes de recherche de deux équipes du LESiR :

- 'équipe Conception d'Actionneurs Electriques,

- I'équipe Commande Numérique d'Actionneurs Electriques.

1.1.3- LES ETUDES ANTERIEURES REALISEES AU LESiR

Depuis une dizaine d'années, I'équipe Conception d'Actionneurs Electriques du LESiR
s'intéresse a la réalisation de MRVDS et au dimensionnement de leur convertisseur. Une étude
sur ['alimentation électronique de ces machines a été développée dans la thése de Bernard
MULTON soutenue en 1985 [21]. Il a cherché & optimiser les formes de courant d'alimentation
pour minimiser la "puissance apparente silicium" du convertisseur statique. Ces premiers
travaux ont débouché sur la thése de Sami HASSINE qui a recherché les paramétres optimaux
pour la commande en tension pour le régime permanent {22]. Parallélement, I'équipe s'est
intéressée a la commande en courant optimisé dans le cadre des travaux de Jean-Yves
LE CHENADEC [23]. Il a étudié dans sa thése les formes de courant optimales a injecter selon
des critéres énergétiques dans le but de minimiser I'ondulation de couple des MRVDS. Dans sa
validation expérimentale, il a utilisé un correcteur PI dont les paramétres de réglage sont
adaptés selon la position de la machine. Les limites de ce correcteur sont apparues en régime
permanent. Une erreur statique sur la valeur moyenne du couple due aux effets de la fé.m. ne
pouvait étre compensée en régime permanent.

A la méme époque, Bruno LE PIOUFLE (équipe Commande Numérique) a étudié et
expérimenté une commande non linéaire ([24], [25], [26]) dans le cadre de sa thése sur la
comparaison de stratégies pour la commande numérique de servomoteurs synchrones [27]. Le
but de cette commande est de compenser la non linéarité entre deux variables d'état du modéle
(courant et vitesse) par une linéarisation par retour d'état. Les résultats obtenus se sont révélés
satisfaisants.

C'est pourquoi, il est apparu intéressant d'appliquer une telle commande dans le cas de
la MRVDS dans le but de compenser les effets des non linéarités intrinséques a la machine.
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1.2- OBJECTIFS DE L'ETUDE

Pour des applications de variation de vitesse, il a été vu précédemment que les MRVDS
présentent de plus en plus d'intéréts & cause de leur faible coiit de production et de leur grande
robustesse. Néanmoins, ces actionneurs sont particuliérement non linéaires (non linéarités dues
4 la saturation et a leur structure non sinusoidale). C'est pourquoi, contrairement aux autres
machines électriques, il n'existe quasiment pas dans la littérature de modéle analytique précis
pour la machine a réluctance variable. De ce fait, le fonctionnement de ces machines est
optimisé en régime statique (pour un point de fonctionnement caractérisé par une vitesse fixe,
une consigne de couple fixe). Pour maitriser les transitoires de couple et de vitesse (maitriser la
dynamique du systéme) un modéle analytique précis est nécessaire (modéle non linéaire du fait
de la structure de la machine). De plus la commande de la machine devra, pour asservir
efficacement les régimes statique et dynamique, prendre en compte la non linéarité du modéle.
Cette prise en compte des non linéarités lors de la conception de l'algorithme de contrdle du
couple permettra également de minimiser les ondulations de couple inhérentes & cette machine.
Compte tenu des besoins exprimés dans les remarques précédentes, ce travail de thése
s'articule autour de trois axes :

- Les différentes méthodes de caractérisation électromagnétique de la MRVDS,

Sur la base de cette caractérisation électromagnétique sera déduit le modéle
analytique de la machine. Une MRVDS est représentée électromagnétiquement par la
caractéristique en flux ou en couple d'une des phases en fonction de la position
rotorique et du courant. Or, déterminer ces caractéristiques de flux ou de couple par
la méthode des €léments finis n'est possible (aux incertitudes prés de la méthode) que
lorsque les dimensions de la machine sont trés précisément connues. C'est pourquoi
nous proposons dans ce mémoire, différentes méthodes destinées & mesurer ces
caractéristiques. Le réseau de points obtenu donne une image du comportement
électromagnétique de la machine. La facilité de mise en ceuvre ainsi que la précision
respective de ces différentes méthodes de mesures ont été comparées. Ce travail a
donné lieu 4 un article [28].

- Le choix d'un modéle.

L'aspect modélisation de la MRVDS est un axe important de notre étude. Le modéle
doit étre extrémement proche des données de mesures et étre cependant suffisamment
simple pour son exploitation en vue de la commande.

- La mise en ceuvre d'une commande performante.

Enfin, différentes commandes sont proposées dans le but de réduire les ondulations de
couple et de contréler la dynamique du systéme. Il est montré que ces ondulations de
couple peuvent étre minimisées en appliquant une stratégie de commutation
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appropriée et une commande non linéaire. Un important travail de comparaison entre
les stratégies de commandes classiques et les méthodes originales que nous proposons
a été effectué. Cette comparaison se fait sur la base de simulation, mais aussi par le
biais de I'expérimentation. Ces méthodes de commandes innovantes ont donné lieu a
deux publications [29], [30].

Ce mémoire est constitué de sept chapitres. Dans le chapitre 2, la MRVDS est
présentée. Le principe de la conversion électromagnétique des MRVDS est rappelé. En
supposant que les couplages magnétiques entre phases sont nuls, les équations du couple
électromagnétique sont alors établies dans le cas général ou le circuit magnétique sature et
dans le cas linéaire (sans saturation). Enfin, les différents convertisseurs statiques pouvant étre
associ¢s avec la MRVDS seront évoqués.

Dans le chapitre 3, est présenté le banc expérimental qui a permis de tester les
commandes étudiées. Ce banc est constitué d'un moteur a réluctance variable, alimenté par un
onduleur commandé en MLI, et contrdlé par un calculateur numérique (DSP). Pour cette
application, il a été développé un systéme permettant l'acquisition rapide de données (courants,
position) et la génération des rapports cycliques (pour la commande de I'onduleur). Une carte
d'extension mémoire utilisée pour le stockage du modéle de la machine, a dii étre également
réalisée.

Le chapitre 4 est consacré aux méthodes expérimentales de caractérisation
électromagnétique de la MRVDS. Deux méthodes permettent la mesure du couple et du flux
de maniére statique. La troisiéme est une mesure dynamique de la tension induite lorsque Ia
machine est entrainée & vitesse constante. La précision des résultats obtenus par les différentes
méthodes de mesures est ensuite comparée ainsi que la facilité de mise en ceuvre.

Dans le chapitre 5, les différents modéles analytiques et numériques pour la MRVDS
présents dans fa littérature sont exposés. Leur adéquation respective vis a vis de la forme de la
caractéristique de couple et de flux de la machine étudiée est testée. Un modéle qui s'appuie
sur les techniques d'interpolation, utilisé pour la simulation de la machine, sera ensuite proposé.
I! sera comparé i la modélisation en tableaux de points utilisée pour le calcul de la commande
de la machine en temps réel.

Dans le chapitre 6, différentes commandes devant réaliser un asservissement de couple
vont &tre simulées puis testées en temps réel avec pour objectif la réduction des ondulations de
couple de la MRVDS et le contrble des transitoires de couple. Aprés la présentation des
résultats obtenus avec un correcteur PI, puis un correcteur PI avec compensation des f.é.m.,
une commande non linéaire en couple sera présentée.

Enfin dans le chapitre 7, les conclusions ainsi que les perspectives de ce travail seront
développées.
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‘Chapitre 2 : Présentation générale de 1a machine 3 réluctance variable i double saillance

2.1- GENERALITES

Les premiéres machines électromagnétiques du XIX® siécle ont souvent utilisé le
principe de la réluctance variable. Déja, en 1834, dans un rapport présenté a l'académie des
sciences de Saint-Pétersbourg, JACOBI, savant physicien russe, décrivit une structure
tournante a réluctance variable [1]. Lors des années 1830-50, des chercheurs européens et
américains mirent an point toutes sortes de machines originales utilisant le principe de la
réluctance variable. En 1842, 'Ecossais Robert DAVIDSON choisit d'entrainer un véhicule
ferroviaire par un moteur tournant i réluctance variable. En 1845, un moteur tournant
performant & réluctance variable & double saillance a été réalisé par le Frangais Gustave
FROMENT. 1l est en quelque sorte l'ancétre des moteurs i double saillance tels qu'ils sont
connus a l'heure actuelle. Malheureusement, a cause de son caractére fortement inductif, le
développement des moteurs 4 réluctance variable fut handicapé par les problémes de la
commutation des courants d'alimentation. La commutation ne pouvant se faire & cette époque
la que de maniére mécanique, il était impossible d'éliminer l'arc électrique produit lors de
l'ouverture des circuits d'alimentation. Néanmoins, le moteur i réluctance variable n'a jamais
compiétement disparu. Les industriels lui ont toujours trouvé des applications pour lesquelles
dans les bateaux de guerre [2], rasoirs, tourne-disques ...).

C'est a partir des années 1960 que le moteur a réluctance variable fait sa réapparition
avec le développement des thyristors. Des pdles de recherche se développent au Royaume Uni
en particulier dans les universités de Nottingham et de Leeds. En France, la compagnie des
fréres JARRET contribue également au développement des moteurs i réluctance variable
Vernier i grand nombre de dents et fort couple massique [1]. Dans le début des années 70, une
série de brevets est déposée entre autres par AMATQO, UNNEWEHR et BEDFORD, BYRNE
et LACEY [3]. L'émergence de la MRV commence, mais elle reste 4 cette époque encore
assez marginale du fait peut-étre du manque de semi-conducteurs de puissance performants et
de circuits de contréle puissants.

Un article qui définit les fondements de la conception de MRV compétitives et
performantes est publié en 1980 par LAWRENSON, STEPHENSON, BLENKINSOP,
CORDA et FULTON [4]. Il est 'aboutissement de recherches entre autres sur la motorisation
d'un véhicule électrique.

En cette méme année 1980, la société Switched Reluctance Drives Ltd fondée par
RAY, LAWRENSON, DAVIS et STEPHENSON commercialise ses licences. Les moteurs a
réluctance variable sont alors vendus sous la marque QULTON par la société TASC Drives
Ltd. Mais parallélement aux travaux de LAWRENSON et ses collégues, des recherches sont
poursuivies dans le monde entier en cette méme période par des universitaires et des
industriels. HARRIS et FINCH de l'universit¢ de Newcastle upon Tyne (Angleterre) ont
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travaillé sur 'avantage des moteurs a "petites dents" (plusieurs dents par pdles) [3]. MILLER
(Ecosse) a étudié entre autres les structures de convertisseurs [3]. Mais il ne faut pas oublier
les travaux de FRENCH et WILLIAMS (UK) et de LANG (USA) [5]. Mais tous les
chercheurs et industriels qui ont participé au développement de la MRV sont loin d'étre tous
cités ici.

A Theure actuelle, il est difficile d'énumérer tous les laboratoires et entreprises qui
s'intéressent & la MRV, a ses convertisseurs et 3 ses commandes. Un certain nombre de ces
poles sont cités dans [1]. Le considérable essort de la MRV de ces derniéres années s'explique
par le développement des interrupteurs 4 semi-conducteurs performants et de I'électronique de
commande rapide (processeurs, mémoires).

Le circuit magnétique du stator de la Machine a Réluctance Variable a Double Saillance
(MRVDS) est constitué de dents autour desquelles sont bobinés des enroulements. Le circuit
électrique d'une phase est commun aux p dents statoriques (minimum p=2) qui sont réparties
réguliérement. Le circuit magnétique du rotor est également denté, mais il est totalement passif
(aucun conducteur, ni aimant). Pour entrainer le rotor d'une telle machine, il suffit d'alimenter
successivement les différentes phases avec un séquencement bien défini. Le mode
d'alimentation le plus simple pour une telle machine est le mode pas a pas. Son inconvénient est
de générer un mouvement saccadé. En effet, & chaque pas, une des dents du rotor s'arréte
devant la phase alimentée. Pour que le mouvement soit continu (vitesse constante), i faut
commuter le courant d'alimentation des phases en synchronisme avec la position relative
(autopilotage). Une telle commande nécessite donc un capteur de position. Ainsi, les machines
a réluctance variable autopilotée font partie de la famille des moteurs synchrones, les courants
d'alimentation devant varier en synchronisme avec le mouvement relatif rotor/stator. L'une des
particularités intéressantes de cette machine est que son principe de fonctionnement est basé
sur des courants unidirectionnels. En effet, les différentes phases du stator peuvent étre
considérées comme une succession d'électroaimants qui attirent les poles saillants du rotor, le
sens du courant n'ayant alors aucune importance. Ces machines sont dites a "champ pulsé" car
les conducteurs sont concentrés autour des dents statoriques et ne sont pas répartis
réguliérement 3 la périphérie du stator comme c'est le cas généralement pour les machines
synchrones classiques.

Une multitude de structures différentes de machines tournantes (ou linéaires) utilisent le
principe de la réluctance variable. A cté des machines a "champ pulsé", il existe une machine &
enroulements statoriques répartis et 4 champ tournant dont le rotor est 4 pdles saillants mais
sans aucune excitation. Dans la littérature, elle porte le nom de machine synchrone &
réluctance. Dans la catégorie des machines & réluctance variable 4 champ pulsé, une grande
variété de structures ont été également imaginées. Il y a les machines Vernier a "petites dents”
(ou MRV 4 plots statoriques dentés). Chaque pdle statorique bobiné présente au rotor une

20



Chapitre 2 : Présentation générale de la machine 4 réluctance variable 4 double saillance

multitude de dents (Cf. fig. 2.1a). Ces moteurs peuvent ainsi délivrer un fort couple a basse
vitesse avec des fréquences d'alimentation assez élevées. La structure voisine de celle-ci et qui
fera l'objet de cette étude est la structure Vernier & "grosses dents" (ou MRV i plots
statoriques non dentés). Chaque pdle statorique constitue lut méme la dent (Cf. fig. 2.1b). Les
performances couple/vitesse de telles machines peuvent étre comparées a celles des machines
asynchrones et synchrones i aimants avec des fréquences d'alimentation similaires. Une
appelation pratique permet de retrouver facilement le nombre respectif des dents statoriques et
rotoriques. Une machine "8/6" comporte huit dents au stator et six dents au rotor. C'est la
structure adoptée pour la machine qui est étudiée dans ce mémoire. Généralement, le nombre
de dents rotoriques est noté Nr ei le nombre de dents statoriques Ns.

Fig. 2.1a : Machine Vernier a "petites Fig. 2.1b : Machine Vernier a "grosses
dents” (dessin Techniques de I'Ingénieur) dents” (machine 8/6)

Par ailleurs, des structures de machines a circuit magnétique multiple (multi-stack) sont
aussi possibles. Toutes ces machines ont un méme nombre de dents au rotor et au stator. Elles
se subdivisent en deux catégories. Une premiére solution est d'empiler sur le méme arbre
plusieurs machines a circuit magnétique simple (Cf. fig. 2.2a). Les dents du rotor de chaque
structure sont alignées. Par contre au stator, les dents des différents circuits magnétiques sont
décalées d'un angle mécanique de 2n/q.N (q est le nombre de phases et N le nombre de dents
au rotor ou au stator). La seconde solution qui est complémentaire & la premiére est une
machine a stator unique mais dont les différents rotors, magnétiquement indépendants et
couplés mécaniquement sur le méme arbre, seraient décalés d'un angle mécanique de 2n/q.N
(Cf. fig. 2.2b). L'effet de réluctance variable est obtenu pour ces deux configurations de
machine par le décalage mécanique des dents statoriques pour la premiére catégorie ou des
rotors pour la seconde.
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Fig. 2.2a : MRV "multi-stack" (photo extraite Fig. 2.2b : Rotor magnétiquement
de la thése d'Etat de C. Goeldel) indépendant d'une MRV "multi-stack" (dessin
extrait du livre "Stepping Motors" de T.
Kenjo)

Les machines polydiscoides [6] constituent une structure originale des machines a
réluctance variable. Ces machines permettent de développer des couples et des puissances
massiques trés importants grice & leur grande surface d'entrefer. La machine représentée en fig.
2.3 est monophasée et comprend un seul bobinage global d'alimentation [7]. A lintérieur de la
bobine sont disposés deux ensembles de disques. Les premiers sont fixes (3 disques) et les
seconds sont mobiles et solidaires de l'arbre (2 disques). Tous les disques fixes et mobiles sont
identiques et constitués par un grand nombre de plots magnétiques feuilletés disposés
réguliérement dans une matrice isolante (résine epoxy). Tous les plots des disques fixes sont
alignés ainsi que ceux des disques mobiles. Lors de la rotation des disques mobiles, la
réluctance du circuit magnétique varie. Sur le méme principe, une machine polydiscoide
triphasée de 200 kW a été réalisée. Elle est constituée d'un assemblage de plusieurs machines
monophasées magnétiquement indépendantes montées sur un méme arbre.

Digques mobites
e Babine magnétique
Yz - ( parcourue par un courant
alternatif’)

B |}  Plats magnéticues

. /l _
—'&' —131 ?-\ B —

g Disques isolants

A—

pre— =

A5

Disques flies

Fig. 2.3 : Machine a réluctance variable polydiscoide monophasée (dessin extrait de [7])
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2.2- PRINCIPE DE FONCTIONNEMENT DE LA MRVDS

Les MRVDS qui font l'objet de cette étude sont constituées de plusieurs phases
électriquement indépendantes. Les couplages magnétiques entre ces phases sont supposés
négligeables. En effet, les enroulements sont concentrés autour d'un pdle statorique et
influencent peu les autres phases. Cette hypothése est acceptable pour la machine
expérimentale (Cf. § 4.3.3). Dans la suite de ce paragraphe, une structure élémentaire de
MRYVDS va étre étudiée.

2.2.1- STRUCTURE ELEMENTAIRE D'UNE MRVDS

Fig. 2.4 : Structure éiémentaire monophasée d'une MRVDS

La structure élémentaire monophasée représentée en fig. 2.4 comporte deux dents
statoriques (Ns=2) et deux dents rotoriques (Nr=2). La phase est constituée par deux
enroulements, bobinés autour des deux poles statoriques diamétralement opposés, et mis en
série. Le champ électromagnétique produit par l'enroulement statorique va attirer la dent
rotorique de maniére a ce qu'elle s'aligne dans l'axe de la phase pour maximiser le flux. Ainsi
deux positions remarquables peuvent étre distinguées :

- 1a position d'oppesition pour laquelle I'axe interpolaire du rotor est aligné avec 'axe

polaire du stator. L'axe polaire du rotor fait un angle de =/Nr avec l'axe polaire du
stator. Pour le cas de la machine 2/2 de l'exemple précédent, I'angle vaut 90°. Clest la
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position ot la perméance et I'inductance sont minimales ou encore ot la réluctance est
maximale (l'entrefer est a sa valeur maximale). Pour une révolution compléte, il existe
deux positions d'opposition qui ont lieu pour les angles 8;,=0 et 8p,=n dans le cas de
la machine 2/2.

- la position de conjonction pour laquelle les axes des dents statoriques et rotoriques
sont alignés. La perméance et linductance sont alors maximales et la réluctance
minimale (I'entrefer est & sa valeur minimale). Pour une révolution compléte, il existe
également deux positions de conjonction qui ont lieu pour les angles 6=n/2 et
0,,=37/2 dans le cas de la machine 2/2.

= 0° O = 90°

Fig. 2.5 : Position dopposition Fig. 2.6 : Position de conjonction

Ainsi pour un tour complet du rotor, la variation de linductance en fonction de la position est
idéalisée sur la fig. 2.7 pour une machine non saturée (le modéle magnétique ne dépend que de
la position).

L'inductance est minimale autour de 'opposition. Elle croit lorsque les dents rotoriques
et statoriques se rapprochent. Elle décroit lorsqu'elles s'éloignent. Elle est maximale autour de
la conjonction. Il ne peut y avoir production de couple que pour les positions ot la dérivée de
I'inductance n'est pas nulle. La caractéristique de couple correspondante est représentée en fig.
2.7. Le couple est positif lorsque les dents statoriques et rotoriques se rapprochent
(fonctionnement moteur). Il est négatif quand les deux dents s'éloignent l'une de Il'autre
(fonctionnement en générateur). Dans le cas d'une machine 2/2, linductance L(B) est
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périodique de période m (2n/Nr pour le cas général). L'angle électrique @ est ainsi défini par
rapport a l'angle mécanique 0y, :
0=Nr-0,, (2.1)

De méme, une fréquence électrique f peut étre définie 4 partir de la fréquence de

rotation F par la relation :

f=Nr-F=Nr-£ 2.2)
2n

avec Q la pulsation de rotation,

1L JL
Lém)gn

L PeTreEew
[}

H
i i
: ]
L s ;
E ! E >
0 1 ]
Opposition Conjo:xction En ?m :2711 Om
C(6m) : - = E
L : 5 :
: : : i
0 2} o 3m2 0 }
i i = P
: : : :

Fig. 2.7 : Variation de l'inductance et du couple
d'une machine non saturée idéalisée en fonction de la position

La convention adoptée est que les positions d'opposition relatives a la phase alimentée

correspondent aux angles électriques 0=0° et 9=360° (pour une période électrique). La
position de conjonction correspond i l'angle §=180°,

2.2.2- CARACTERISATION D'UNE MRVDS

Si les couplages magnétiques sont négligeables, chaque phase peut étre étudiée
séparément. Pour décrire I'état magnétique de chaque phase, la loi dHopkinson est appliquée.
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Elle permet de mettre en relation des grandeurs électriques et magnétiques. Si n est le nombre
de spires de l'enroulement d'alimentation, i le courant circulant dans cet enroulement, R la
réluctance du circuit magnétique considéré et ¢ le flux embrassé par une spire de l'enroulement
alors :

R(0,i)-0(0,i)=n-i avec n'i la force magnétomotrice (2.3)
Cette équation peut également étre écrite en fonction de I'inductance :

®(08,t)=n-¢(0,i))=L(0,i)-i 2.49)
ou ©(0,i) est le flux total embrassé par la totalité du bobinage.

Lorsque la machine est alimentée en tension (fonctionnement a flux forcé), le flux est
sensiblement une grandeur imposée alors que le courant dépend directement du flux et de
l'inductance de la machine. L(0,i) est le paramétre qui exprime la variation des caractéristiques
du circuit magnétique d'une phase. Selon la position respective des dents rotoriques et
statoriques, la configuration géométrique de l'entrefer varie. Selon le courant injecté, la
saturation du matériau magnétique varie également. L'équation (2.4) permet donc de décrire
l'état de la machine. En effet, si la valeur du courant dans les bobinages peut étre déterminée
(sonde de courant) ainsi que la position (codeur ou résolveur), une connaissance du résean
®(0,1) permettrait de donner en tout point de fonctionnement I'état magnétique précis dans
lequel se trouve la phase. Classiquement, une machine A réluctance variable est donc
représentée par le réseau de courbes de la fig. 2.8 qui caractérise son état magnétique en tout
point de fonctionnement (0.i).

@ N
N Oonjongon %
i2=cte 6m
| / ;
on | [ Opposiion
< 2;! L 0 it i >

Nr Nr

Fig. 2.8 : Caractéristique électromagnétique fondamentale d'une MRVDS
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Cette caractéristique traduit le fait que I'état magnétique de la machine dépend de la
position. Pour des positions voisines de celle d'opposition, le régime de la machine est
généralement linéaire. L'inductance de la machine est alors fonction uniquement de la position
(L(9)). En régime saturé, dés qu'il y a une zone de regard entre les dents statoriques et
rotoriques, I'inductance est toujours fonction de la position mais elle dépend aussi de l'intensité
du courant injecté (L(8,1)).

2.3- MODELISATION ENERGETIQUE - DETERMINATION DES
EQUATIONS DU COUPLE ELECTROMAGNETIQUE

Le caractére non sinusoidal de I'inductance et le fonctionnement en régime saturé de la
machine ne permettent pas I'application & la MRVDS des modéles électriques classiques des
machines & courant alternatif [8]. C'est pourquoi I'étude des MRVDS est basée sur un modéle
énergétique. Dans ce paragraphe vont ére établies les équations du couple électromagnétique
de la machine dans le cas général (régime saturé) et lorsquil n'y a pas de couplages
magneétiques entre phases. Les résultats pour le cas particulier du régime linéaire seront
également mentionnés. Les calculs sont présentés lorsque I'enroulement d'excitation comporte
n spires.

2.3.1- CAS GENERAL

En régime saturé, le comportement électromagnétique de la machine dépend a la fois de
la position et du courant. En particulier, la valeur de l'inductance de la machine dépend du
point de fonctionnement (0,i) (fonction L(8,1)).

En négligeant toutes les pertes possibles (pertes Joule, pertes fer, pertes mécaniques), le
bilan énergétique de la machine s'écrit en convention moteur [9] :

AW, = AW + AW, (2.5)

avec dW, la variation d'énergie électrique apportée par la source, dWep, la variation d'énergie
électromagnetique stockée dans le circuit magnétique et dWy, la variation d'énergie mécanique
fournie par la machine. Pour un systéme en rotation, la variation d'énergie mécanique peut étre
exprimée par :

dWy, =C-dby, (2.6)
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et la variation d'énergie électrique est :
dW, =u-i-dt 27

En négligeant les effets résistifs, la tension u s'exprime

d®
== 2.8
u=sg (2.8)

ou @ est le flux total embrassé par le bobinage de la phase.
Ainsi dW, =1i-d® et I'équation (2.5) devient

AW, =i-d®—C-dby (2.9)

L'expression de la variation d'énergie électromagnétique peut se développer de la fagon

suivante :
oW, oW,
dw,, = —L. 4@ + —=m
om0 M

-8 (2.10)

Les équations (2.9) et (2.10) permettent de déduire les expressions du couple
électromagnétique et de la force magnétomotrice :

e Wen(®p. D)
) com (2.11)
_ OWem (O, ) |
oD

La coénergie magnétique W'ep, st complémentaire i I'énergie électromagnétiqué Wem dans le
sens ol

D-i= wem(emq)) +W'ep (80,1) (2.12)

W'em correspond 4 l'aire hachurée de la fig 2.9.

i i
Wem (Om.1) = [ dW'e = [ @(Bg, i")di’ (2.13)
0 0
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Fig. 2.9 : Représentation de I'énergie et de la coénergie magnétique
dans un circuit magnétique saturé

L'équation dérivée de (2.12) donne :

dW, +dW'e =1-d0+ - di (2.14)
Ainsi est obtenue I'équation duale 4 (2.9) :

dW' oy = P-di+C-d0y, (2.15)

Une autre expression du couple électromagnétique et de la force électromotrice peut étre
déduite :

- Wen Og,)
Bm 2.16)
© = Wem O
o

Les équations (2.16) seront plutdt utilisées lorsque la machine est alimentée en courant.
Elles permettent de calculer le couple électromagnétique et le flux a une position et & un
courant donnés. Lorsque la machine fonctionne & flux forcé, c'est a dire & tension imposée, les
équations (2.11) définissent mieux I'état de la machine. A partir de la position et du flux (ou de
la tension), sont calculés le couple électromagnétique et le courant.
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En régime dynamique, sur une période électrique, le flux dans une phase décrit un cycle
dans le plan ®(i). Les courbes d'opposition et de conjonction représentent les limites extrémes
dans lesquelles s'inscrit ce cycle. L'aire du cycle est égale a I'énergie convertie W pendant une
periode électrique. Elle se calcule par :

W=§o.di (2.17)

conjonction

opposition

Fig. 2.10 : Cycle énergétique d'une MRVDS en fonctionnement moteur

En négligeant l'effet des pertes, la puissance électromagnétique doit étre égale a la puissance
mécanique :

(C)-Q=W-f=W-Nr-% (2.18)

ot (C) est le couple électromagnétique moyen et Q la pulsation mécanique.
Le couple électromagnétique moyen pour une phase est donc égal a :

Nr
(C) _W'EE (2.19)

Le couple moyen total d'une machine a q phases est :

(C)=a-W-2— (2.20)
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2.3.2- CAS DU REGIME LINEAIRE

Dans le cas particulier du régime linéaire, l'inductance de la machine ne dépend plus que
de la position (L(0)). Le flux total produit par une phase est :

@ =L(0)-i (221)

La coénergie magnétique devient :

i
Wiom= [®.di’ = %-L(B)-iz (2.22)
0

L'expression du couple calculé a partir de la coénergie magnétique selon I'équation (2.16) est

N 2 dL©)

C
2 _de

(2.23)

2.4- EQUATIONS GENERALES

Pour étudier le comportement électrique de la machine, un modéle doit étre défini.
Puisque les couplages magnétiques entre phases ont été supposés négligeables, chaque phase
peut étre représentée par un modeéle électrique monophasé.

Fig. 2.11 : Modéle électrique monophasé d'une MRVDS

Le premier élément de ce modéle est la résistance de l'enroulement statorique r. Le second
élément correspond a la tension induite due aux variations de I'inductance et du courant.
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L'équation électrique d'une phase du moteur est la suivante :

u(t) =r- .(t)+d (t) (2.24)

ol ® est le "flux total" embrassé par toutes les spires du bobinage de la phase.

Lfinductance, et par conséquent le flux total de la machine, déja fonctions de Ia position
9, vont dépendre également en régime saturé du courant d'alimentation i. L'équation (2.24)
peut alors s'écrire de la fagon suivante :

oD(t) di(t) N oD(t) dB(t) ri(t)+ oP(t) d:(t) o0(1)

2.25
oi dt 00 dt o dt o0 (1) (2:25)

u(t) = r-i(t) +

Le terme &/&i représente l'inductance incrémentale et (6®/00)-@ correspond a la fe.m. de

la machine, avec ® la pulsation électrique.

En régime linéaire, l'inductance ne dépend que de la position. Le flux total s'exprime
par la relation :

D(t) =L(0)-i(t) (2.26)
L'équation (2.25) devient :
u(t) =r-i(t)+L(0)- dl(t) —=+i(t)- —— ( ) =r-i(t) +L(0)- —— dl(t) (t)-iL&(ee—)-g 2.27)

Dans le cas général (régime saturé), le systéme d'équations différentielles mécaniques et
électriques qui décrit le comportement global de la machine est le suivant :

Op _
dt
a1 g :
T Zlcj(em,lj) C,(6,,9)
J=
di [aq:])'l( o0, Q) L
—= == uj-rij——— pourj=laq
t & Bm (2.28)
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ou J est linertie totale du systéme mécanique {moteur+accouplement+charge), Cr le couple
résistant qui peut dépendre i la fois de la position et de la vitesse (frottements secs, frottements
visqueux ou autres non linéarités),

Pour résoudre avec précision ce systéme en chaque instant t, il faut une bonne connaissance
des fonctions ®(0n,,i) et C(Op,i). Les modéles mathématiques permettant de décrire
I'évolution du flux total @ et du couple électromagnétique C en fonction de la position 8, (ou
0) et du courant i, feront l'objet du chapitre 5.

2.5- ALIMENTATION ELECTRONIQUE DE CETTE MACHINE

Contrairement au couple des machines alternatives classiques, le signe du couple d'une
machine fonctionnant selon le principe de la réluctance variable ne dépend pas du signe du
courant (Cf. équation 2.23). La structure de l'onduleur utilisé dans le cas de courant
unidirectionnel peut étre plus simple que celle des onduleurs classiques "bras de pont" [5].
Cependant, les différents montages existants présentent tous des inconvénients qui ne
permettent pas d'exploiter complétement les possibilités de la machine. Le demi-pont
asymétrique, convertisseur de base de la MRVDS, utilise le méme nombre de composants
électroniques qu'une structure triphasée. Mais il présente un avantage supplémentaire en terme
de sireté de fonctionnement puisquil n'existe pas de configuration dangeureuse des
interrupteurs.

2.5.1- STRUCTURE ET COMMANDES DU DEMI-PONT ASYMETRIQUE

La structure du demi-pont asymétrique est représentée sur la fig. 2.12 :

>
AN 13

Tl/

. u ZXDZ
>0 0—1

1

DIZS s Ty

Fig. 2.12 : Structure du demi-pont asymétrique pour une phase
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Dans ce cas, chaque phase de la machine est alimentée par un demi-pont électriquement
indépendant de ceux des autres phases. La fermeture des deux interrupteurs commandabies
applique la pleine tension continue aux bornes de l'enroulement et magnétise ainsi la phase.
Lorsque les deux interrupteurs sont ouverts, l'énergie magnétique emmagasinée est restituée a
1a source, le courant passant alors par les diodes D et Dy. L'un des avantages de cet onduleur
est quiil supporte trés bien les défauts de commande. En effet, si les deux interrupteurs d'une
phase sont commandés par erreur, aucun court-circuit n'en résulte pour autant comme cela
pourrait étre le cas dans un onduleur triphasé classique. Le courant sera canalisé par
I'enroulement de la phase concernée. L'indépendance électrique et magnétique des ¢ phases
permet méme un fonctionnement "dégradé" en isolant la phase présentant un probléme. En
contre-partie, linconvénient de cette structure est le nombre important de connexions
électriques vers l'onduleur par rapport 4 une machine alternative classique. Enfin, commandée
en Modulation de Largeur dTImpulsion (MLI), cette structure d'onduleur en demi-pont
asymétrique permet d'obtenir n'importe quelle forme d'onde, la valeur moyenne de la tension
modulée pouvant étre positive ou négative.

Trois stratégies différentes parmi plusieurs sont possibles pour la commande de ce
convertisseur. Deux d'entre elles utilisent les techniques de Modulation de Largeur d'Impulsion
(MLI). La premiére est la commande trois niveaux. Chaque interrupteur est commandé
séparément. Quatre configurations sont alors possibles en conduction continue, qui font
apparaitre trois niveaux de tension différents +E, O et -E. Sur la fig 2.13 sont représentés la
tension u aux bornes de l'enroulement, le courant i circulant dans cet enroulement et le courant
i absorbé. L'avantage de ce type de commande est la réduction de l'ondulation de courant a
fréquence de découpage donnée. Mais la quantification du rapport cyclique impose une tension
minimale qui peut rendre difficile le contrle d'un faible courant 4 I'arrét. La commande trois
niveaux est plut6t utilisée pour des applications & vitesse variable (alimentation en créneau de
tension). La seconde stratégie est la commande deux niveaux. Les deux interrupteurs sont
commandés en méme temps et il n'y a que deux niveaux de tension possibles +E et -E, dans le
cas de la conduction continue (Cf. fig. 2.13). Avec cette commande, il est possible d'obtenir
une tension moyenne nulle et de mieux contréler le courant. Par contre son taux d'ondulation
est deux fois plus élevé et le courant efficace absorbé est plus fort. Les condensateurs de
découplage ainsi que les pertes seront également plus importants. Cette commande est plutdt
utilisée dans des applications basse vitesse (par exemple positionnement) ou le courant
d'alimentation doit suivre des formes optimisées pour obtenir un couple constant.
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Fig. 2.13 : Stratégies de commandes MLI

La troisiéme stratégie de commande est utilisée généralement au dela de la vitesse de

base ou lorsque la MLI doit étre évitée. La machine est alimentée en pleine onde de tension

(Cf. fig. 2.14). 1l n'y a alors plus de découpage. Le réglage du couple s'effectue par variation
des angles de commande. Les formes d'onde de courant sont trés différentes de celles obtenues
en basse vitesse. Deux cas de figure peuvent se présenter selon Ia valeur du courant atteinte
fors du début de la phase de croissance de linductance et selon la vitesse. En effet, en
négligeant les effets résistifs et en raisonnant en régime linéaire, I'évolution du courant se décrit

par.

di
dt

1(6)

u—e . dL
=—— avec e=0-1-—
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Oon O off 4]

e>u e<u
Fig. 2.14 : Formes d'onde du courant a haute vitesse en pleine onde de tension

2.5.2- AUTRES STRUCTURES DE CONVERTISSEURS

Selon les caractéristiques du moteur, d'autres structures de convertisseur sont
possibles.

Un moteur & enroulements bifilaires autorise une structure d'onduleur a un interrupteur
par phase dont le principe est donné a la fig. 2.15. Le nombre d'interrupteurs a €té diminué de
moitié par rapport 4 une structure en demi-pont asymétrique classique. Par contre, la tension
que doit supporter l'interrupteur est égale au double de la tension d'alimentation E (dans le cas
ou les bobines sont parfaitement couplées). Les contraintes en tension de l'interrupteur ont
donc été fortement augmentées et les limites technologiques peuvent étre atteintes dans
certains cas. Comme le couplage entre les deux bobines d'une méme phase n'est en réalité
jamais parfait, linductance de fuites correspondante conduit & des surtensions aux
commutations de l'interrupteur. Des pertes, qui devront étre dissipées (nécessité d'ajouter un
écréteur en paralléle avec l'interrupteur) apparaissent alors a la commutation. Finalement, le
rendement d'une telle alimentation se dégrade si la fréquence de découpage désirée est élevée.
De plus, les pertes Joule sont fortement augmentées par lutilisation d'une telle structure
(doublées si la section du fil des deux bobines est identique). Enfin, 1a commande deux niveaux
est une stratégie possible d'alimentation a découpage que permet cet onduleur. Ainsi, le taux
d'ondulation du courant est identique & celui obtenu avec la commande deux niveaux du demi-
pont asymétrique précédent. Cette solution est intéressante pour des applications faible
puissance en trés basse tension [10].

36



Chapitre 2 ; Présentation générale de la machine 3 réluctance variable i double saillance

Fig. 2.15 : Structure de l'onduleur pour une phase d'un moteur a enroulement bifilaire

Pour des moteurs dont le nombre de phases est pair, une alimentation par diviseur
capacitif peut étre utilisée (Cf. fig. 2.16). Sur le point milieu créé par le diviseur capacitif, sont
connectées en €toile les phases du moteur. La valeur moyenne du courant au point neutre est
alors nulle et !a charge dans les capacités constante. Une alimentation par une source de
tension & diviseur capacitif permet de diminuer de moitié le nombre d'interrupteurs par rapport
a la solution du demi-pont asymétrique. Si la tension supportée par les interrupteurs reste égale
a la tension continue E fournie par le redresseur, alors la tension aux bornes de l'enroulement
devient égale a2 E/2. Par conséquent, le nombre de spires du bobinage du moteur doit étre
divisé par deux et le courant doublé pour conserver le méme flux 4 la méme vitesse et le méme
nombre d'ampéres-tours obtenus avec la structure en demi-pont équivalente. Une autre
solution serait d'imposer une tension E aux bornes de chaque diviseur capacitif. Il faut alors
que le redresseur fournisse une tension égale i 2E et que les interrupteurs soient dimensionnés
pour supporter cette tension double. Le nombre de connexions du moteur est également réduit
a (q+1) au lieu de 2.q avec la solution du demi-pont asymétrique. Ce convertisseur peut donc
présenter des atouts économiques. Cependant, les formes de tension applicables aux bornes des
enroulements ne peuvent étre que de deux niveaux. De plus, il est impossible de maintenir a
l'arrét du courant dans une seule phase et donc par conséquent d'asservir en position la
machine.
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Fig. 2.16 : Onduleur & source de tension a point milieu et a diviseur capacitif
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Un banc expérimental s'articulant autour d'une MRVDS a été élaboré pour la validation
des algorithmes de commande qui seront présentés ultérieurement (Cf. chapitre 6). Les
différents éléments constituant le banc peuvent étre regroupés en trois parties distinctes. Le
bloc commande qui & partir des mesures (courants, position) calcule les rapports cycliques &
imposer en entrée de l'onduleur. Le bloc "puissance” est constitué par l'onduleur qui convertit
les rapports cycliques en un niveau de tension. Enfin, le troisiéme bloc comprend le moteur et
sa charge ainsi que tous les capteurs nécessaires 4 la commande (capteurs de courant et
capteur de position pour l'autopilotage). Ces trois parties vont étre maintenant détaillées dans
la suite de ce chapitre.

Courants
Consignes
' Position
Rapports
cycliques
;R(L‘;
ONDULEUR MOTEUR+CHARGE
CAPTEURS 8
] 5 '3.’::
| 1: b AT
==£ / Tensions vy ff'(fﬂ‘?’: 1

Fig. 3.1: Structure schématique du banc expérimental

3.1- LA PARTIE COMMANDE

Un systéme d'Acquisition (des grandeurs a réguler) et de Contréle (calcul des tensions
a imposer & l'onduleur) a été développé par I'équipe "Commande Numérique" du LESiR [1],
[2]. Ce systéme de commande a été congu pour une utilisation universelle. En effet, il permet
de contréler des moteurs (synchrones, asynchrones, i réluctance variable) mais il peut
également étre utilisé pour la commande de convertisseurs statiques spéciaux (par exemple
pour un convertisseur a fréquence variable). La puissance de calcul du Processeur de Signal
(DSP), qui constitue l'organe central de la commande, permet d'essayer une multitude
d'algorithmes de complexité trés différente.
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La commande est gérée par interruption. A chaque période d'échantillonnage Te
programmable, le systéme effectue l'acquisition des grandeurs nécessaires a l'algorithme de
contrdle, calcule les commandes et les conditionne pour les envoyer en entrée du convertisseur
statique.

T
3

Mesuzs ndours ommandes Rappbrts Scrtie
analogiques " n?l:ériquﬂ R cycligues *
Ti {Onduleur+Moteur)
+T°+ A >é}- = — =>4
Convertisseurs Calculateur Corwertisscurs
denirte (DSP56001) de sortie
Commands Procesus
Capteurs
analogiques

Fig. 3.2 : Synoptique de la partie commande

3.1.1- L'ORGANE DE CALCUL : LE DSP56001

Pour contréler en temps réel une certaine classe de systémes électrotechniques, les
algorithmes de commande numérique doivent étre réalisés trés rapidement. Dans 1'état actuel
de la technologie, un processeur de signal interfacé correctement, offre toute la puissance de
calcul nécessaire avec une grande rapidité d'exécution. Le DSP56001 de Motorola a été retenu
pour son bon rapport performance/prix. La carte de développement et son logiciel, qui
permettent de communiquer avec un PC, facilitent la mise en ceuvre du DSP. Motorola fournit
également un assembleur évolué pour le développement des programmes. Un langage C et son
compilateur permettent aussi de programmer des algorithmes plus complexes.

3.1.1.1- Caractéristiques
Le DSP56001 de Motorola, qui a été choisi, est un processeur de signal a virgule fixe.
Il travaille en format normé. Les nombres sont compris entre +1.0 ($7FFFFF) et -1.0

($800000). Le format des données est de 24 bits alors que celui des adresses est de 16 bits. 11
-travaille avec trois zones de mémoires. Une zone de mémoires (P) est destinée aux codes du
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programme a exécuter, les deux autres correspondent & des zones de mémoires indépendantes
pour l'enregistrement des données (X et Y). De ce fuit, la structure interne du DSP est
multibus (structure Harward a trois bus). En effet, trois bus internes sont dédiés aux données
X, Y et P (XDB, YDB, PDB). De méme, les lignes d'adresse des trois champs de mémoire
sont réparties en trois autres bus (XAB, YAB, PAB). Un dernier bus plus général regroupe le
reste des lignes. Enfin, le DSP dispose de deux accumulateurs de 56 bits chacun qui permettent
une grande précision dans les calculs.

3.1.1.2- Principe

Les principaux atouts de ce processeur sont sa multiplication cablée, son temps de
cycle trés court et le parallélisme. En un seul cycle d'horloge peuvent étre effectuées une
multiplication et une addition avec la valeur précédente de I'accumulateur qui contient le
résultat de la multiplication. Ceci est réalisable grice 4 la structure pipeline de l'unité
arithmétique et logique (ALU). Le principe du pipeline consiste en la parallélisation des
opérations élémentaires constituant un cycle d'instruction. En général, dans un cycle
d'instruction, un premier cycle d'horloge est utilisé pour la lecture du mot de commande, le
second sert au décodage, et les deux derniers sont consacrés i I'exécution de l'instruction. Le
pipeline permet pendant un cycle d'horioge d'exécuter deux instructions en paralléle (a
condition qu'elles n'utilisent pas les mémes champs de données), de décoder une troisiéme et de
lire le mot de commande d'une quatriéme.

3.1.1.3- Performances

Le DSP56001 posséde un temps de cycle d'un peu moins de 80 ns. Gréce & sa structure
multibus et 4 son pipeline, le DSP est capable d'effectuer deux transferts de données en
paralléle en méme temps qu'une opération arithmétique méme complexe. It est également
capable de gérer automatiquement les saturations lorsque le contenu d'un accumulateur de 56
bits est transféré vers un registre de 24 bits.
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Fig. 3.3 : Schéma fonctionnel du DSP56001 (extrait de {3])

3.1.2- LE SYSTEME ADS56000

Autour du DSP56001, Motorola a congu un systéme d'application et de développement
ADS56000 (Application Development System). Cet outil permet de créer et de tester des
applications basées sur le DSP56001. 1l comprend deux cartes et un logiciel :

- 1a carte dédiée au développement d'applications (DAM : Application Development
Module). Elle est composée du DSP56001, de 8 kMots de mémoire vive (SRAM) qui
se répartissent entre les zones X, Y et P. Un port d'entrées/sorties permet la
communication avec un micro-ordinateur de type PC. Le programme qui gere la
communication PCDSP est contenu dans une EPROM.

-la carte d'interface avec le micro-ordinatenr (HCI : Host Computer Interface).
Cette carte placée sur le bus du DSP réalise l'interface entre le PC et la carte ADM
par l'intermédiaire d'une liaison paralléle 8 bits.

- le logiciel ADS56000. Il permet depuis le PC, via la liaison PCDSP de télécharger
des programmes ou des données dans le DSP, de signaler au DSP de lancer leur
exécution. Ce logiciel fournit également des commandes qui permettent d'exécuter pas
a pas les programmes, de contrdler le contenu des registres, des accumulateurs ou de

la mémoire.
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La carte ADM posséde également un connecteur 96 broches sur lequel sont disponibles
les principaux signaux du DSP (lignes de données, lignes d'adresse et lignes de commande).
Ces signaux utilisables pour des applications extérieures constituent un bus qui sera appelé
"Bus DSP".

Liaison paralléle S m—
8 bits Carte

Carte HCI ADM

-
iy g

Systéme Utilisateur

Fig. 3.4 : Systéme ADS56000

3.1.3- L'EXTENSION MEMOIRE

De plus en plus souvent, les algorithmes ont besoin de grande quantité de mémoire
dynamique pour l'enregistrement d'importants tableaux de points nécessaires a la commande.
En effet, du temps de calcul peut étre économisé en tabulant les valeurs des fonctions les plus
utilisées plutdt que de les recalculer a chaque période d'interruption. L'acquisition en ligne de
données issues de mesures de grandeurs physiques peut étre également grande consommatrice
de mémoire. Or la place mémoire réservée pour les données sur la carte ADMS56000 peut
s'avérer, pour certaines applications, insuffisante (8 kMots).

Dans le cas d'algorithmes complexes de commande (exemple commande non linéaire),
il est nécessaire de posséder un modele de la machine. Dans le chapitre 4, il sera montré qu'un
modéle analytique est inexploitable pour la MRVDS, car beaucoup trop imprécis. La solution
consistant & utiliser un modéle numérique (tableaux de points) a donc été retenue. Cependant,
pour que la modélisation soit précise, il faut que la résolution des tableaux soit suffisamment
grande. Par conséquent, une importante quantité de mémoire est nécessaire, Une carte
d'extension mémoire a donc été développée au LESIiR. Elle se connecte sur le bus DSP. La
capacité totale de cette carte est de 320 kMots (32 kMots pour chacune des zones mémoire X
et P et 256 kMots pour la zone mémoire Y).
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3.1.3.1- Configuration de la mémoire sur la carte ADMS56000 standard

Le DSP56001 dispose de trois zones mémoire indépendantes (X et Y pour les données,
P pour les programmes). Trois signaux de commande permettent de distinguer ces trois zones
mémoire. Le signal /PS (Program Select) sélectionne la zone P. Le symbole "/" signifie que le
signal est actif A I'état bas. Cette convention sera conservée pour ce chapitre. Les signaux /DS
(Data Select) et X/Y permettent de choisir la zone X ou la zone Y. L'adressage a l'intérieur de
chaque zone s'effectue a l'aide de 16 lignes d'adresses (AO & Al5). Le bus de données du
DSP56001 est composé de 24 lignes (un mot DSP est constitué de trois octets).

Dans sa version standard, la carte ADM56000 ne dispose que de 8 kMots de mémoire.
Tls sont réalisés par trois circuits SRAM CMOS de 8 ko chacun. Ils se répartissent en 4 kMots
réservés aux programmes utilisateurs (mémoire P commengant a I'adresse $0000), et 2 kMots
pour chacune des données X et Y (les mémoires X et Y commencant également a I'adresse
$0000). Ainsi, ces circuits de mémoire sont placés en paralléle avec les mémoires internes du
DSP. En effet, pour la zone P, une RAM interne au DSP de 512 Mots commence a l'adresse
$0000 (Cf. fig. 3.5). Une RAM (a partir de $0000) et une ROM (2 partir de $001F) de 256
Mots chacune constituent la mémoire basse des deux zones X et Y (Cf fig. 3.6).
Eventuellement, les deux ROM internes peuvent étre inactivées. Seule fa ROM interne placée
en zone Y peut présenter un certain intérét pour une application électrotechnique. Il s'agit en
effet d'une table sinus compléte (une période entiére) codée sur 256 points.

La carte ADM56000 dispose également d'une EPROM placée entre les adresses
P:$E000 et P:SFFFF. Elle contient les programmes de Motorola utilisés pour le téléchargement
des programmes utilisateurs ou pour leur surveillance et leur exécution pas a pas. A l'adresse
P:$DFFF se trouve le port de communication entre le PC et le DSP.

Les périphériques internes au DSP sont placés entre les adresses X:$FFCO et X:$FFFF.
Quant aux périphériques externes (convertisseurs, compteurs programmables, codeur de
position), rattachés au DSP par lintermédiaire d'une carte d'interface (Cf. § 3.1.4), une place
leur est réservée entre les adresses Y:$FFCO et Y:SFFFF.
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Tiches de fond (HOST) . .
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Fig. 3.5 : Configuration de la zone mémoire P sans l'extension mémoire (version standard)
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Fig. 3.6 : Configuration des zones mémoire X et Y sans l'extension mémoire
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3.1.3.2- Principe de la carte d'extension mémoire

La capacité mémoire de cette carte d'extension est de 320 kMots. 256 kMots sont
dédiés a la mémoire Y et 32 kMots pour chacune des zones X et P. Les circuits mémoire qui
ont été utilisés sont des circuits de 32 ko de RAM technologie CMOS (MCM6206 de chez
Motorola). Avec 16 lignes d'adresse, il ne peut étre adressé au maximum que 64 kMots.
L'adressage des 32 kMots des mémoires étendues X et P ne pose donc aucun probléme.
Malheureusement, pour pouvoir adresser les 256 kMots de la mémoire Y étendue, 18 lignes
d'adresse sont nécessaires. La solution qui a été adoptée est de n'adresser en méme temps que
32 kMots parmi les 256 kMots de la mémoire étendue Y. Cette solution permet de conserver
une certaine homogénéité par rapport aux dimensions des mémoires étendues X et P.
Concrétement, les 32 kMots de la mémoire étendue X (Y ou P) sont placés entre les adresses
X:(Y: ou P:)$4000 et X:(Y: ou P:)$BFFF. Pour toutes les adresses de cette zone, les lignes
Al4 et AlS5 sont complémentaires. La carte d'extension mémoire est ainsi sélectionnée si
Al4=1 ou si A15=1 (A14 @ A15 =1). L'adressage de chacune des zones de mémoire va étre
détaillé.

Adressage des mémoires étendues X et P

Pour adresser les 32 kMots des mémoires étendues X et P, 15 fils d'adresse suffisent.
Comme Al4 et Al5 sont deux lignes complémentaires, une des deux peut étre éliminée. De
l'adresse $4000 a I'adresse $BFFF, I'état de la ligne A14 passe de 1 a 0 tandis que I'état de la
ligne Al15 passe de 0 a 1. Pour conserver une configuration homogéne dans les circuits
mémoire de la carte d'extension, la ligne A15 est donc privilégiée plutét que la ligne Al4.
Ainsi, les lignes A15, A13, Al2,..., AO permettent un adressage direct de la totalité de la
mémoire étendue X et P. Le principe est représenté sur la fig. 3.7.

Lorsque les mémoires étendues X et P sont utilisées, il est nécessaire de programmer
un cycle d'attente (Wait State) pour toute la zone mémoire X et P. En effet, les buffers pour les
données et les adresses, placés entre la carte d'extension et le bus DSP, ont tendance i ralentir
les signaux. Une lecture ou une écriture ne peut alors plus se faire en un temps de cycle
normal.

52



Chapitre 3 : Présentation du banc expérimental

Mémoire
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Fig. 3.7 : Adressage des zones mémoire X et P étendues

Adressage de la mémoire étendue Y

Les 256 kMots de la mémoire étendue Y sont divisés en 256 pages de 1 kMots
chacune. L'adressage de la mémoire Y étendue consiste a choisir 32 pages de 1 kMots parmi
les 256. Ces 32 pages occupent I'espace mémoire du DSP qui est compris entre les adresses
Y:$4000 et Y:SBFFF. Le DSP a ainsi accés, au travers de cette zone, 4 une image d'une partie
de la mémoire étendue Y. Cet espace mémoire sera par la suite appelé la zone image de la
mémoire étendue.

Pour accéder aux 256 kMots, il faut que le bus d'adresse de 1a mémoire étendue Y soit
augmenté de 16 lignes a 18 lignes. Les 10 premiéres lignes d'adresse de poids faible sont
constituées des lignes A0 4 A9 (Cf. fig. 3.8). Les 8 lignes d'adresse de poids fort qui manquent
sont lues dans les 32 premiéres mémoires de la zone étendue X. Ces 32 premiéres mémoires
sont utilisées comme des pointeurs. Leur adresse est comprise entre X:$4000 et X:$401F. Les
8 lignes de données de poids faible DX0 4 DX7 de ces pointeurs sont donc utilisées comme
ligne d'adresse de poids fort pour la mémoire étendue Y (Cf fig. 3.8). Chacun de ces 32
pointeurs permet donc d'atteindre une des 32 pages choisies parmi les 256 de la mémoire Y
étendue. Il suffit simplement d'écrire au préalable les valeurs appropriées que doivent prendre
les lignes DX0 4 DX7 dans les 32 pointeurs. Quant a la sélection des 32 pointeurs, elle se fait
par les 5 lignes d'adresse A10, Al11, Al12, Al3 et AlS, les autres lignes étant forcées a zéro.
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A chaque accés (lecture ou écriture) a la mémoire étendue Y, il faut aller lire dans un
pointeur. Cette opération de lecture allonge le temps de la procédure d'adressage de la
mémoire étendue Y. Ainsi, il est nécessaire de programmer deux cycles d'attente sur toute la
zone mémoire Y dés lors que la carte d'extension mémoire est utilisée.

2 _>! Meémoire — 5, | Mémoire
g_) Etendue X —DX5y,| Etendue Y
DX4
0_—? —x3>| 256 kMots
0 3 szi,
0 > DXl;
0 DX0
0o > a0 2> DO - D23
0 3 A8 5}
A15> A7
A3y A6 ;;
AIZ) L A5
All; 32 Mots Ad 2
Al0\ | Mémoire A3 3
=
Réservés A2 >
Al 3
A)
—>

Fig. 3.8 : Principe de l'adressage de la mémoire Y étendue
3.1.3.3- Configuration des zones mémoire du DSP avec I'extension mémoire

Lorsque la carte d'extension mémoire est présente sur le bus DSP, une reconfiguration
de 1a RAM de la carte ADM56000 peut s'avérer judicieuse. En effet,  cause de la mémoire
étendue Y, I'adressage de la zone mémoire Y de la carte ADMS56000 se trouve pénalisé de
deux cycles d'attente. Il serait donc préférable d'attribuer les 2 kMots de RAM de la zone Y de
la version standard 4 la zone X ou & la zone P dont I'adressage n'est ralenti que par un cycle
d'attente. La solution adoptée est de réserver la totalité des 8 kMots de RAM de la carte
ADMS56000 i 1a zone P dont les adresses sont comprises entre P:$0000 et P.$1FFF.

D'autre part, il peut étre intéressant d'optimiser I'organisation de la mémoire selon la
nature des programmes. Les programmes d'interruption (essentiellement les algorithmes de
commande Cf § 3.1.6), dont les temps d'exécution sont critiques, peuvent étre placés en
mémoire basse (qui correspond & la RAM interne puis externe de la carte ADMS56000). La
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RAM interne doit étre privilégiée au dépend de la RAM externe car elle est beaucoup plus
rapide. Selon les tiches de contrdle demandées au DSP, ces programmes peuvent devenir trés
"envahissants", au point de venir écraser les programmes "voisins" lors de leur téléchargement.
Ainsi, toute la RAM de la carte ADS56000 a été réservée pour les programmes d'interruption.
Les tdches de fond (programme de communication PC<>DSP) sont placées en mémoire P

-

Port de Communication avec le PC /

Téches de fond (HOST)

Reéservé i’?ﬁ% RAM Interne

Fig. 3.9 : Configuration de la zone mémoire P avec l'extension mémoire
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Fig. 3.10 : Configuration des zones mémoire X et Y avec l'extension mémoire

3.1.4- LA CARTE D'INTERFACE ENTRE LE DSP ET LES PERIPHERIQUES

Les périphériques (convertisseurs, compteurs programmables...) n'ont pas été placés
directement sur le bus DSP. Une carte d'interface a été spécialement congue. Ses principaux
avantages sont les suivants :

- elle permet d'adapter le bus DSP a un "bus périphérique” de format différent. La

conception des cartes périphériques n'est ainsi plus liée au format du DSP56001.
Gréce a ce systéme, ensemble des périphériques qui auront été développés pour cette
application pourront étre utilisés par d'autres microprocesseurs. Il suffira juste de
modifier la carte d'interface.

- elle permet la conmexion de plusieurs cartes périphériques réalisant des fonctions

différentes sur le méme bus périphérique.

- elle permet d'isoler électriquement les cartes périphériques de la carte DSP.

- elle permet de ralentir les signaux du DSP pour leur utilisation par des périphériques

plus lents.
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La structure DSP/Périphériques utilisée est représentée sur la fig. 3.11. Sur le bus DSP
viennent se connecter la carte d'extension mémoire et la carte d'interface. Le format de ce bus
est de 24 bits pour les données et de 16 bits pour les adresses. Sur le bus périphérique, situé en
aval de la carte d'interface, sont comnectées toutes les applications périphériques (qui sont
regroupées sur la carte d'acquisition et de contrdle qui sera I'objet du paragraphe suivant). Le
format du bus périphérique est de 16 bits pour les données et de 6 bits pour les adresses.

La carte d'interface permet donc de réduire le bus données du DSP de 24 & 16 bits.
Seules les lignes de données de poids faible et de poids moyen sont conservées. Les lignes de
poids fort sont forcées & zéro quand le DSP fait une lecture sur Mun des périphériques. La
seconde fonction de la carte d'interface, est qu'elle effectue un prédécodage des lignes d'adresse
du DSP. En effet, la place mémoire du DSP allouée aux périphériques se trouve comprise entre
les adresses Y:$FFCO et Y:SFFFF. 6 lignes d'adresse sont ainsi disponibles pour les
périphériques (64 possibilités d'adressage différent).

(codeur incrémental)
Bus Périphérique Piste A

Piste B
Top ©

PC + Carte HCI

de vitesse, de couple, ...)

Z
Carte d'interface

Carte Mémoire

Fig. 3.11 : Structure matérielle du systéme DSP
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3.1.5- LA CARTE D'ACQUISITION ET DE CONTROLE

Pour contréler une machine électrique, un certain nombre de mesures sont nécessaires
(mesures des courants, mesure de la position). Pour que le DSP puisse exploiter ces mesures,
un traitement préalable doit étre effectué. Sur la carte d'acquisition et de controle ont donc été
mis en ccuvre quatre Convertisseurs Analogiques Numériques (CAN) pour la mesure des
courants et un décodeur de position & interfacer avec le codeur incrémental du moteur.

Deux Convertisseurs Numériques Analogiques (CNA) ont été également ajoutés. Ils
permettent ainsi de visualiser des grandeurs internes du DSP (par exemple des résultats de
calculs intermédiaires).

Enfin, la carte comprend douze compteurs programmables dont certains sont utilisés
pour fixer la fréquence d'échantillonnage générale du systéme, pour synchroniser la génération
des rapports cycliques. D'autres contrdlent l'instant de conversion pour les CAN, linstant
d'acquisition de la position. Ils générent également les signaux utilisés comme interruption pour
le DSP et qui lancent l'exécution des programmes de régulation. Les signaux de MLI
(Modulation de Largeur d'Tmpulsion) qui commandent I'onduleur sont également fournis par
certains de ces compteurs programmables.

Les caractéristiques et le principe de fonctionnement de chacun de ces périphériques
sont détaillés dans la suite de ce paragraphe.

3.1.5.1- Les CAN et CNA

Les quatre CAN utilisés sont des convertisseurs 8 bits (AD7820). IIs sont placés sur les
8 bits de poids faible du bus périphérique. Les 8 bits de poids fort du bus périphériques (les 8
bits de poids moyen du bus DSP) sont forcés a zéro a chaque lecture des résultats de
conversion. Le niveau des signaux d'entrée doit €tre compris entre 0 et +5V. Les quatre
convertisseurs sont utilisés pour la mesure des courants unidirectionnels du moteur. Le niveau
0V correspond 4 O A et le niveau +5 V a Imax (+15 A).

Les deux CNA de la carte sont également des convertisseurs 8 bits (DAC0800), placés
sur les 8 bits de poids faible du bus périphérique. Les niveaux des tensions de sortie sont
compris entre -5 V et +5 V. Pour que la valeur de la tension fournie par le CNA soit
significative, il faut adapter les grandeurs internes du DSP avant leur conversion. Par des
décalages successifs, les poids forts de la variable numérique doivent &tre ramenés sur les poids
faibles.
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3.1.5.2- Le décodeur de position

Il est & interfacer avec le codeur de position incrémental du moteur. Ce décodeur
accepte tous les codeurs dont le nombre de points est inférieur 4 16384. 1l fournit une position
absolue sur 16 bits aprés un tour (au maximum) de la machine (passage devant le top 0). II est
réalisé par un circuit spécial (PAL 16R6ACN) qui a été programmé pour muitiplier par quatre
la résolution du codeur de position.

3.1.5.3- Synchronisation des tiches et génération des signaux MLI

Les circuits utilisés pour les douze compteurs programmables sont les timers 8254-2 de
chez Intel. La carte dispose de quatre de ces circuits, notés TIMO, TIM1, TIM2 et TIM3 dans
la suite de ce paragraphe. Dans chaque circuit, sont disponibles trois compteurs qui peuvent
étre programmés indépendamment.

Synchronisation des tdches

Pour le contrdle d'un systéme en temps réel, les différentes tiches & accomplir doivent
étre synchronisées. Plusieurs compteurs programmables de la carte d'acquisition et de contréle
ont donc été réservés pour assurer cette synchronisation déchargeant ainsi le DSP et
économisant un temps de calcul précieux. Trois signaux de synchronisation différents, décalés
entre eux, sont générés par un premier composant (TIMO).

Le premier compteur de TIMO sert au réglage de la période d'échantillonnage
principale. Il est configuré pour générer une impulsion /SYNCH dont la fréquence est
programmable (mode de fonctionnement 2). La fréquence de /SYNCH peut varier entre
Fquartz/2 et Fquartz/255, Fquart, étant la fréquence de I'horloge de la carte. Pour notre étude,
Ihorloge a été réglée a4 2.45 MHz et la fréquence d'échantillonnage & 2.45 MHz/255~10 kHz
pour que les signaux issus des autres compteurs, notamment les signaux de MLI, bénéficient de
la meilleure résolution possible (sur 8 bits). Le signal /SYNCH détermine l'instant ou tous les
signaux de MLI passent au niveau haut.

Le deuxiéme compteur de TIMO génére le signal /ACQUI qui est une impulsion
retardée par rapport au signal /SYNCH (mode de fonctionnement 5). Ce signal /ACQUI
détermine linstant d'acquisition de la position et commande les CAN (mesure des courants).
Ce signal /ACQUI est retardé de telle sorte que l'acquisition soit réalisée 2 ps avant le
déclenchement du signal de synchronisation /SYNCH (Cf. fig. 3.12). Ainsi, les courants de la
machine ne sont pas relevés juste aprés les commutations de l'onduleur. En effet, pendant et un
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peu aprés les commutations, les courants peuvent étre perturbés. La mesure effectuée & ces
instants ne donnerait pas une bonne représentation de la valeur réelle du courant.

Le dernier compteur de TIMO génére l'impulsion /INTRA qui déclenche l'interruption
A du DSP. Les tiches de contrdle (calcul des signaux MLI en fonction des mesures et des
algorithmes programmés) sont alors exécutées par le DSP. Le signal /INTRA est une
impulsion retardée par rapport au signal /SYNCH (mode de fonctionnement 5). La
programmation de ce retard doit prévoir un délai entre le moment ou s'effectue la derniére
acquisition et le moment ou le DSP est interrompu. En effet, pour que les CAN aient le temps
de convertir, un laps de temps de 2 us est nécessaire aprés l'ordre de conversion. Interrompu
trop t6t, le DSP peut effectuer la tiche de contrdle avec les valeurs des précédentes mesures.
L'impulsion /INTRA est donc retardée de 1 ps par rapport au signal /SYNCH, soit 3 ps apres
/ACQUI (Cf. fig. 3.12).

~ Période d'échantillonnage (100 ps)

2us | lps ~
/SYNCHA i onic 7o) L
1 *
A Retgrd Acquisitions %
/ACQUI, — : ; |
0 >
Retard Interruption
INTRA 1‘ —
0 i >

Fig. 3.12 : Chronogramme des différents signaux de synchronisation, d'acquisition et
d'interruption du sous-programme de régulation

Génération des signaux de commande MLI pour l'onduleur

Les trois compteurs du composant TIM1 et le premier compteur du composant TIM2
sont configurés pour générer des signaux dont le rapport cyclique est variable (mode de
fonctionnement 1). Ces signaux permettent de commander en MLI (Modulation de Largeur
d'Impulsion) 'onduleur de puissance. Ces signaux sont programmés pour passer au niveau haut
de maniére synchrone par rapport au signal /SYNCH (Cf. fig. 3.13).
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! Période d'échantillonnage (100 pus)
< >

/SYNCH A '

ov [ >
RC4 | |
+15v A

ov >

Fig. 3.13 : Chronogramme pour les signaux de commande de I'onduleur d MLI

3.1.6- LE LOGICIEL DE COMMUNICATION PC~DSP

Pendant que la tiche de régulation programmée sur le DSP tourne, il peut étre
intéressant de visualiser et éventuellement de modifier le contenu de certains registres du DSP
sans pour autant interrompre le programme de régulation. Par exemple, pour I'optimisation
d'un correcteur, le réglage est facilité si les coefficients peuvent étre modifiés en ligne pendant
que le systéme fonctionne. Le logiciel de communication PC~DSP fourni par Motorola
permet entre autre de lire ou de modifier des registres. Il utilise une liaison paralléle 8 bits qui
est gérée coté PC par le programme ADS56000 et c6té DSP par un programme contenu dans
une EPROM. Malheureusement, ce programme utilise l'interruption non masquable (NMI) qui
est prioritaire devant toutes les autres interruptions donc a fortiori devant l'interruption utilisée
par le programme de régulation (interruption A). Si ce programme de communication était
utilisé pour la lecture ou l'écriture d'un registre, la tdche de régulation serait interrompue

61



Chapitre 3 : Présentation du banc expérimental

pendant un laps de temps pouvant étre long (quelques millisecondes pour les PC les plus lents).
Ceci peut se révéler trés dangereux et faire perdre totalement le contrdle du systeme.

Néanmoins, la possibilité de modifier des registres en ligne a voulu étre conservée.
L'équipe commande numérique a donc redéveloppé un programme de communication PC&
DSP qui tourne cette fois-ci en tiche de fond sans perturber les programmes de régulation
restant prioritaires. Ce programme utilise toujours la liaison paralléle 8 bits mais le protocole
de communication a été modifié.

Lorsque le nouveau programme de communication PC<DSP est lancé, des
programmes d'initialisation (INIT) sont tout d'abord exécutés. Ensuite, un second programme
(HOST) va tourner en tiche de fond indéfiniment. Le DSP attend qu'une demande de
communication du PC soit enregistrée pour la traiter via le programme HOST. Quand le
traitement de cette demande de communication est achevé, il se remet en attente. Trois sources
d'interruption sont alors possibles.

Les deux premiéres interruptions sont les interruptions A et B déclenchées par le
systéme d'acquisition et de contrdle par les signaux /INTRA et /INTRB. Ce sont des signaux
périodiques programmables qui activent I'exécution des programmes utilisateurs (programmes
de régulation) a intervalle de temps constant (Cf. fig. 3.14). Dans le cas de cette étude, seule
l'interruption A est utilisée. La périodicité du signal /INTRA correspond pour une application
de contrdle de machine électrique 4 la période de MLI de l'onduleur.

La troisiéme interruption est l'interruption non masquable NMI. Elle est utilisée par le
PC pour demander 2 communiquer avec le DSP. Quand le PC envoie une NMI, le DSP est
forcément interrompu, méme s'il est en train d'effectuer une tiche de contréle (Cf. fig. 3.15). Il
est donc indispensable que la tdche qui suit cette interruption soit la plus bréve possible. C'est
pourquot, elle se réduit juste a activer un drapeau attestant qu'une interruption NMI a eu lieu et
4 enregistrer le mot de commande 8 bits envoyé pendant l'interruption NMI. Le traitement
proprement dit de cette communication se fera aprés l'exécution des programmes de contréle.
Il utilisera le laps de temps qui reste entre la fin de la tiche de contrdle et la nouvelle
interruption A. Le traitement de la communication pouvant étre assez long (passage de grands
tableaux de points), il pourra étre réalisé en plusieurs fois. Un fois terminé, le programme
HOST se remet en attente.
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Téches de Fond
INITP.ASM
Initialisations Interruptions
HOST.ASM
Communication INTRA.ASM INTRNMLASM
PC<->DSP Commumication
Thche de contrile PC<->DSP
INTRB.ASM
Deuxiéme tiche de
contréle (éventuellement)

Fig. 3.14 : Organisation des programmes utilisés par le Systéme d'Acquisition et de Contréle

Traitement de U'interruption NMT

Traitement de la communication inifiée par l'interruption NMI

temps

Signal d'interruption
/INTRA
Signal d'interruption
NMI

Fig. 3.15 : Gestion d'une interruption NMI
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3.2- L'ONDULEUR

Dans le paragraphe 2.1, il a été vu que le couple ne dépend pas du signe du courant et
que les MRVDS peuvent étre alimentées par des convertisseurs unidirectionnels en courant.
Parmi les différentes structures d'alimentation présentées au paragraphe 2.5, la structure en
demi-pont asymétrique a été retenue parce qu'elle permet l'exploitation maximale des
possibilités du moteur. La conception de l'onduleur utilisé a été réalisée au LESiR par J.-Y.
LE CHENADEC au cours de sa thése [4]. Elle est représentée sur la fig. 3.16. Les
interrupteurs semi-conducteur choisis appartiennent 2 la technologie des IGBT (Insulated Gate
Bipolar. Tra:nsistor). Leur calibre est de 1000 V - 25 A (IXGH25N100 de chez IXYS). Les
diodes rapides utilisées sont de calibre 30 A - 400 V (BYT30PI400 de STM). La fréquence de
hachage maximale pour la commande en MLI de ce pont a été fixée a 17 kHz. En amont du
pont, la source continue est obtenue par le redressement du réseau triphasé a l'aide d'un
ensemble pont de diodes triphasé et cellule de filtrage LC. La tension et le courant maximum
que supporte le convertisseur, d'aprés les caractéristiques du moteur étudié, sont Upyax=300 V
et Imax=15 A.

Inductance
de lissage
BLLLL
v R B S ¥ T
N (':‘:MR
TS

Fig. 3.16 : Synoptique de l'alimentation de la MRVDS étudiée

Ce convertisseur a été congu pour accepter deux stratégies de commande différentes.
La premiére stratégie est la commande a trois niveaux (+E, 0 et -E) qui a été détaillée au
paragraphe 2.5.1. La seconde stratégie qui a été adoptée, consiste 4 commander les deux
interrupteurs de chaque demi-pont en méme temps (Cf. § 2.5.1). Dans ce cas, il n'y a que deux
niveaux de tension (+E et -E) en conduction continue (Cf. fig. 3.17). La tension moyenne Up,
vue par la phase du moteur en fonction de E et de a. le rapport cyclique est :

Up=(2-a—-1)E
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ATension
'alimentation
+E
Te
>
aTe Temps
-E

Fig. 3.17 : Commande MLI a deux niveaux

3.3- LA PARTIE MOTEUR
3.3.1- LA MRVDS ETUDIEE

La machine 4 réluctance variable & double saillance du banc d'essais est une machine de
la marque OULTON de type PLD 112S/2. Elle est produite par la société du Royaume-Uni
TASC Drives Ltd. C'est une machine tetraphasée avec huit dents au stator et six dents au rotor
(structure 8/6). Ses caractéristiques sont présentées dans le tableau 3.1.

Puissance nominale Pn=4 kW
Vitesse nominale Qn=3000 tr/mn
Couple nominal Cn=12.5N.m
Résistance statorique r=0.3 Q
Nombre de phases q=4

Tableau 3.1 : Caractéristiques principales de la MRVDS étudiée

3.3.2- LES CAPTEURS ASSOCIES

3.3.2.1- Les capteurs de courant
Quatre sondes a effet hall 3 compensation de flux de type HTP 100 (bande passante 0-
100kHz) permettent de mesurer le courant qui circule dans les quatre phases de ta machine.

Elles sont associées & des amplificateurs analogiques. Leur gain a été réglé pour que la tension
maximale de sortie (égale & 5 V) soit délivrée pour une valeur de courant en entrée de 15 A. La
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valeur 0 V de sortie correspond & un courant nul. Ces tensions délivrées par les amplificateurs
analogiques sont dirigées vers des convertisseurs analogique/numérique (Cf. § 3.1.5.1). Les
mesures de courant ainsi converties en grandeur numérique pourront étre utilisées dans les
algorithmes de commande.

En aval de la mesure des courants des quatre phases, une sécurité sur la boucle de
courant a été ajoutée [4]. Dans le cas ou le courant dans une des quatre phases dépasserait les
15 A, un systéme de comparateur et de bascule permet de forcer les rapports cycliques des
quatre phases a 0 et donc de ramener les courants & zéro. Le réarmement (reset) doit se faire

ensuite manuellement.
Adaptation :
LU Sonde 1. |—| et Comparateur— Bascule @RCIB
Bitrage ] RCle
Adaptation
2 Sonde 2 || et . Comparateuri—— Bascule @R_Cis
filtrage | L—J | RC2e
asi)
— —-/
Adaptation I
L Sondes | — et Comparateur[ || Bascule ANDRE
filtrage i .y
] RC3e
Adaptation
JC Sonde 4 || et . Comparateur [~ Bascule AND RO
Altage RCAe
Protection disjonction
Signal de référence Reset
correspondand a Imax manuel

Fig. 3.18 : Principe de la carte des sondes de courant
3.3.2.2- Le capteur de position

Pour la mesure de 1a position du moteur, un codeur optique incrémental de 900 points
par tour est monté en bout d'arbre. 1l s'agit d'un codeur HEIDENHAIN ROD 426A a deux
voies décalées et top 0. Le dispositif de décodage utilisé sur la carte SAC permet de multiplier
par quatre la résolution initiale. Ainsi, la valeur de la position absolue est déterminée avec 3600
points par tour. La résolution sur la position mécanique est portée 4 0.1° ou bien & 0.6° sur Ia
position électrique.
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3.3.3- LA MCC DE CHARGE

Le moteur & courant continu associé au moteur a réluctance variable est un moteur
PARVEX 4 aimants de type T6F3B. En rotation lente, le couple fourni est de 12 N.m pour un
courant d'induit de 22.9 A. Les caractéristiques maximales de la machine sont données dans le
tableau 3.2.

Tension maximale Umax=200 V
Courant impulsionnel maximal Imax=200 A
Vitesse maximale a U=200 V Omax=3100 tr/min
Force électromotrice par tour/minute KE=58 mV/tr/min
Couple électromagnétique par Ampére K1=0.54 N.m/A

Tableau 3.2 : Caractéristiques électriques de la machine a courant continu
3.3.3.1- La génératrice tachymétrique

La machine 4 courant continu utilisée comprend une génératrice tachymétrique qui
fournit une tension de 20 mV/tr/min. Toutefois, cette information sur la vitesse du banc ne sera
pas utilisée dans les algorithmes de commande. La vitesse de la MRVDS sera déduite du signal
position fourni par le codeur incrémental en le dérivant par rapport au temps.

3.4- LES PROGRAMMES DE SIMULATION

Différents algorithmes de commande seront étudiés au chapitre 6. Leurs performances
et leurs limites seront évaluées par simulation avant de les essayer sur le banc expérimental
présenté précédemment, Les programmes de simulation ont été réalisés a l'aide du logiciel
MATLAB de MATH WORKS. IIs se divisent en deux groupes.

Le premier groupe est destiné 4 simuler le comportement de la MRVDS. En utilisant
une méthode d'intégration numeérique classique (Runge Kutta d'ordre 5), le programme résoud
le systéme d'équations différentielles mécaniques et électriques décrit par I'équation (2.28). Les
coefficients de ces équations (C(0,i), od/di, P/50) sont calculés par lintermédiaire du
modéle exposé au § 5.5.

Le second groupe réalise la simulation de l'algorithme de commande. Dans le cas
d'algorithmes complexes, un modéle de la machine est nécessaire pour le calcul de la
commande. Ce modéle est constitué par différents tableaux de points représemtatifs des

67



Chapitre 3 ; Présentation du banc expérimental

variables suivantes, C(0,i), 6C/di, oC/00, O®/di, 0D/00. Ces tableaux de points sont
communs a ceux utilisés en expérimentation. Leur discrétisation est de 1.8 degrés électriques
pour la position et de 0.1 A pour le courant.

3.5- CONCLUSION

Ce banc expérimental a été congu pour faciliter et optimiser {a commande en temps réel
de la MRVDS. La puissance de calcul assurée par un processeur de signal permet
l'expérimentation d'algorithmes de commande complexe (commande non linéaire). Une carte
d'interface et une carte d'acquisition spécifiques effectuent un traitement rapide des signaux
temporels relatifs 4 la commande (mesures des courants et de la position, génération des
rapports cycliques). Le logiciel de communication autorise la modification en temps réel de
certains paramétres de l'algorithme de commande (par exemple les coefficients des
correcteurs). Ainsi, la mise au point des commandes est grandement facilitée. Le stockage de
tableaux de points de taille importante est rendu possible par I'utilisation d'une carte d'extension
mémoire. Leur gestion reste simple et rapide grice 4 la structure paginée adoptée. Enfin,
l'alimentation de la MRVDS est réalisée par un onduleur approprié afin d'exploiter au
maximum les possibilités de la machine. Les performances des différents algorithmes étudiés au
chapitre 6 seront donc évaluées grice a ce banc expérimental.
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4.1- POURQUOI UNE CARACTERISATION ELECTROMAGNETIQUE

Dans le chapitre 2, il a été vu que l'inductance d'une machine a réluctance variable
dépend 2 la fois du courant statorique et de la position du rotor. Par conséquent, le flux total
de la machine ainsi que le couple produit sont des fonctions des q courants ig (ou q est le
nombre de phases de la machine) et de la position 8. Pour l'optimisation de ces actionneurs
ainsi que pour leur commande, des modéles précis sont nécessaires. Or la grande simplicité de
la structure de la machine rend la modélisation difficile. En effet, la répartition des
enroulements d'excitation n'est pas sinusoidale comme dans les machines alternatives
classiques. De plus, pour de meilleures performances en puissance, la machine fonctionne Ie
plus souvent en régime saturé. Méme avec la prise en compte de I'hypothése que les couplages
magnétiques entre phases sont négligeables, 1'élaboration d'un modéle électrique analytique 4 la
fois simple et précis est trés délicate et aucun résultat satisfaisant n'a été obtenu. Les modeles
s'appuyant sur des mesures de flux ou de couple doivent donc étre préférés car ils permettent
de représenter avec fidélité le comportement électromagnétique de la machine. Ainsi, le flux vu
par une phase de la machine ou le couple produit par cette phase peuvent étre pris comme
élément de base du modéle. L'importance des méthodes de caractérisation du flux ou du couple
de la machine se révéle donc ici pleinement. C'est pourquoi, il nous a semblé indispensable de
s'intéresser aux mesures du flux ou du couple.

Dans la suite de ce chapitre, aprés un bref rappel des méthodes de mesure du flux et du
couple déja proposées dans la littérature, nous exposerons nos méthodes de mesure statiques
et dynamiques [1]. Pour caractériser électromagnétiquement une machine  réluctance variable,
trois méthodes de mesure ont été étudiées. Deux méthodes s'appuient sur des mesures
statiques. La premiére est fondée sur les mesures statiques du couple quand une ou plusieurs
des phases de la machine est alimentée par un courant continu. La seconde s'appuie sur les
relevés de flux, lorsque I'une des phases est alimentée par un courant alternatif, le moteur étant
i l'arrét. Enfin, la derniére méthode consite & entrainer le moteur a une vitesse constante et &
alimenter I'une des phases par un courant continu. Les caractéristiques de flux de la machine
seront déduites des relevés de tensions induites correspondants. Chacune de ces trois méthodes
va étre détaillée dans la suite du chapitre. Une comparaison permettra de dégager leurs
avantages et inconvénients respectifs ainsi que leur précision.

Les trois méthodes présentées sont des méthodes générales qui peuvent étre utilisées
pour la caractérisation électromagnétique de n'importe quelle machine a réluctance variable a
double saillance. Dans le cas présent, la machine qui a permis l'expérimentation des trois
méthodes de mesure est une machine i réluctance variable de type Oulton PLD 112 §/2 dont
une plus ample description a été faite au paragraphe 3.3.1.
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4.2- LES METHODES DE MESURE ET DE CALCUL POUR LA
CARACTERISATION ELECTROMAGNETIQUE

Tl est essentiel de bien connaitre linductance de la MRVDS en fonction de la position et
du courant ainsi que les caractéristiques de flux et de couple dans le but d'évaluer ses
performances ou de la commander [2]. Les caractéristiques de flux et de couple peuvent étre
déterminées a partir de mesures. Des comparaisons entre des courbes de flux ou de couple
calculé et mesuré sont souvent présentées dans la littérature en vue de I'élaboration d'un
modéle. Mais les auteurs expliquent rarement les méthodes de mesure utilisées.

L'un des principaux défauts de la MRVDS étant son couple pulsé, les électrotechniciens
cherchent au moyen de techniques de conception ou de stratégies de commande 3 rendre le
couple plus lisse. Des moyens de calcul ou de mesure du couple sont donc nécessaires pour
contrdler les ondulations du couple. Un modéle dynamique pour le calcul du couple instantané
et une méthode expérimentale pour mesurer ce couple, afin de s'assurer de la validité du
modéle, sont exposés dans [3].

Le modéle dynamique de la machine, proposé dans [3], permet de calculer le couple &
un point de fonctionnement donné par lintégration des différentes équations différentielles
électriques et mécaniques. La connaissance des caractéristiques électromagnétiques de la
machine, préalablement mesurées, est nécessaire pour la résolution de ces équations
différentielles. Ces caractéristiques se présentent sous forme de tableaux de points i(0,P) et
C(8,i) élaborés a partir des mesures ®(0,i). Les variables intermédiaires a celles constituant les
tableaux sont interpolées par I'utilisation de fonctions splines cubiques.

Pour valider leur modéle, les auteurs de [3] ont mesuré le couple aux points de
fonctionnement correspondant 4 ceux de leurs calculs. Cependant, la mesure directe du couple
quand la machine est en rotation n'est pas facile et souvent imprécise. Un faible défaut de non
alignement du capteur de couple et de la charge sur I'arbre peut entrainer un léger balourd
pendant la rotation perturbant alors la mesure. La connaissance approximative de la fonction
de transfert du capteur peut également rendre difficile la détermination du couple [4]. Les
auteurs ont donc établi une méthode de mesure du couple qui se réalise en deux temps. Dans
un premier temps, les formes de courant de chacune des phases sont enregistrées en fonction
de la position. Dans un second temps, le couple correspondant au point de fonctionnement
(8,i) précédemment déterminé est mesuré de maniére statique. La machine est alors bloquée a
la position @ désirée. Deux procédés de mesure différents sont alors possibles. Le premier
consiste 4 mesurer séparément chaque couple monophasé. Chaque phase est alors alimentée
avec la valeur de courant adéquate i correspondant a la position donnée 6. Le couple total de
la machine se déduit par la somme des couples monophasés. Cependant, dans le cas ot la
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forme des courants respecte une bonne symétrie et que la réalisation de la machine est
suffisament précise pour que les phases soient considérées comme équivalentes, alors une seule
caractéristique couple/position peut étre utilisée pour toutes les phases. Il faut évidemment
tenir compte des décalages angulaires appropriés pour chacune des phases. La seconde
méthode proposée prend en considération les couplages magnétiques entre phases qui
modifient le couple total produit par la machine. Ce dernier est mesuré statiquement lorsque
toutes les phases de la machine sont simultanément alimentées aux valeurs de courants
correspondant au point de fonctionnement considéré. Ces mesures ont été réalisées a l'aide d'un
couplemétre a jauges de contrainte.

Par ailleurs, dans [5] sont détaillées des techniques numériques trés précises (filtrage,
différentiation) qui permettent a partir de l'acquisition de la position de la machine en régime
dynamique, la reconstruction des faibles ondulations de couple, superposées a un couple
moyen important dans un environnement fortement bruité. Ces techniques numériques ne sont
pas utilisées pour la détermination du modéle électromagnétique de la machine étudiée mais
permettent de quantifier les distorsions que subit le couple en dynamique dans le cas par
exemple d'une application & couple constant. La précision des résultats est largement
supérieure i celle obtenue pour des mesures utilisant des capteurs de couple.

Une autre série d'articles s'intéressent plus précisément aux méthodes de mesure du flux
ainsi qu'aux traitements numériques associés. Dans [6] est proposée une méthode de traitement
mumérique rapide et précise en vue de la détermination des caractéristiques de flux. Au
préalable, les auteurs mesurent le flux de la machine en utilisant deux méthodes expérimentales
différentes. La premiére consiste & alimenter une des phases du moteur dont le rotor est bloqué
avec un courant alternatif et de mesurer la tension induite ainsi créée (le courant et la tension
induite sont acquis numériquement). Un procédé numérique permet de vérifier que l'intégrale
de la f.é.m. sur une période électrique est bien nulle et de compenser l'offset (dfi & des erreurs
de mesures) si besoin est. Pour la seconde méthode, un courant continu est injecté dans une
des phases tandis que le moteur est entrainé i vitesse constante. Pour cette méthode, les
ondulations du courant continu d'alimentation dues & la £.é.m. de rotation du moteur ne sont
pas prises en compte. Les auteurs concluent que la premiére méthode (alimentation en courant
alternatif et rotor bloqué) est de mise en ceuvre plus aisée. Cependant le systéme de blocage de
l'arbre reste un point délicat. Pour la seconde méthode (alimentation en courant continu et
machine en rotation), les conditions de vitesse constante et de courant constant sont
primordiates. Or, les ondulations de vitesse sont difficilement inévitables. Comme la variation

de la vitesse est proportionnelle i l'inverse de l'inertie, plus la machine est grosse et moins la
vitesse ondule a vitesse donnée (AQ =~ AC/JQ). 1l faut alors que 'ensemble moteur/charge au
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moment de la mesure comporte une grande inertie. De méme pour le courant, il faut s'assurer
quil reste le plus constant possible (utilisation d'un générateur de courant). Mais ceci devient
trés difficile lorsque la puissance du moteur étudié augmente. L'article [7] est la suite du travail
qui a été présenté dans [6]. A partir des données de flux obtenues par la méthode statique
exposée en [6], les auteurs montrent comment déterminer de maniére numérique les courbes de
la coénergie magnétique et les courbes du couple. Ils font préalablement 'hypothése que les
couplages magnétiques sont négligeables. L'intérét de déterminer les caractéristiques de couple
a partir de celles de flux réside en l'économie d'un capteur de couple qui peut s'avérer tres
onéreux. Le flux est déterminé par l'intégration numérique de la tension induite mesurée
lorsque la machine est bloquée dans une position donnée et qu'une des phases est alimentée par
un courant alternatif. La coénergie magnétique est alors déduite par intégration numérique (par
rapport au courant) du flux et le couple par dérivation numérique de la coénergie (par rapport
4 la position). L'inconvénient de cette méthode est que le flux, la coénergie ou le couple ne
sont déterminés que pour un nombre fini de positions. Toutefois, avec une méthode
d'interpolation judicieuse, le nombre de points peut étre augmenté. Avant le calcul du couple et
pour éviter les défauts de la dérivation numérique, il est également souhaitable d'effectuer une
interpolation parabolique et un filtrage numérique sur les courbes de coénergie obtenues. Les
courbes de couple ainsi obtenues sont ensuite comparées dans [7] & celles issues de mesures
statiques du couple  l'aide d'un capteur (rotor bloqué, alimentation de 1a phase par un courant
continu). Ces demniéres courbes sont trés proches des courbes de couple issues des mesures
statiques du flux. En effet, lors de la mesure statique du couple, ni les pertes mécaniques, ni les
pertes fer ne perturbent le couple électromagnétique produit par la machine.

4.3- MESURE STATIQUE DIRECTE DU COUPLE

4,3.1- PRINCIPE

Le rotor de la machine étudiée est bloqué dans une position donnée 8 & I'aide d'un bras
qui vient se fixer sur l'arbre (Cf fig. 4.1). La position du rotor est donnée par un codeur
incrémental. A une des extrémités du bras, une tige filletée est vissée au capteur de force a une
distance d de 'axe du moteur. Ce systéme permet de mesurer a la fois des couples positifs et
négatifs. Le parallélisme du bras par rapport 4 I'horizontale se régle par un systéme de double
écrou. A l'autre extrémité du bras, une masselotte se déplacant le long d'une tige filletée,
permet de compenser le poids du bras. Aprés avoir bloqué l'arbre et vérifié I'horizontalité du
bras (a trés faible), une des phases du moteur est alimentée par un courant continu variant de 0
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4 +Imax (Cf. fig. 4.2). Le couple produit par le moteur est mesuré par le capteur de force. Si F
est la force mesurée par le capteur, le couple correspondant se déduit de la fagon suivante :

C(0,i) =F(8,i)-d-coso ~ F(,i)-d (car a=0) (4.1)

Pour déterminer tout le réseau C(0,i), ces mesures sont répétées pour différentes
positions comprises entre 0 et 180° électriques. En effet, si la structure de la machine est
symétrique et les phénoménes d'hystéresis magnétique négligeables, le couple est une fonction
impaire de la position.

Codeur de position|
incrémental

Fig. 4.2 : Principe de la mesure du couple statique

Résultats de mesures

Le capteur de force utilisé est composé de jauges de contrainte (TME F621TC).
L'étendue de mesure est de 100 N. Le couple maximal de la machine étudiée étant de 20 N.m,
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la distance d a été dimensionnée a 0.25 m pour utiliser toute la plage de mesure du capteur. A
cause de I'écart de linéarité et de la résolution du capteur limitée par la présence d'hystérésis, sa
précision vaut environ 0.2% de I'étendue de mesure.

Une des phases du moteur a été alimentée avec un courant positif variant de 0 4 15 A
pour chacune des positions 8 choisie entre 0 et 180° électriques. La caractéristique du couple
statique obtenue est représentée a la fig. 4.3 Cette méthode de mesure peut étre considérée
comme trés précise car l'accés au couple est direct. Les seules erreurs possibles peuvent
provenir de la mesure du courant, de la position qui peut trés légérement varier pour des fortes
valeurs de couple a cause de la torsion de l'arbre, d'un mauvais parallélisme du bras de mesure.
Les caractéristiques couple/position sont représentées pour des valeurs de courant variant de 0
4 15 A par pas de 1 A (Cf fig. 4.3a). Les caractéristiques couple/courant sont représentées
pour des valeurs de position variant de 0 & 180° par pas de 15° (Cf. fig. 4.3b).

Couple [N.m] Couple [N.m]
16 " 16
14 14
127 12]
1o 10
8 8
6 6
4 4]
2 2|
% 50 100 150 O 5
Position [degrés électriques] Courant [A]
Fig. 4.3a : Caractéristiques couple/position Fig. 4.3b : Caractéristiques couple/courant

Fig. 4.3 : Caractéristiques du couple électromagnétique statique monophasé

4.3.2- DEDUCTION DES CARACTERISTIQUES DE FLUX

Les caractéristiques de flux peuvent étre déduites du couple et de la caractéristique du
flux a l'opposition ®(0,i). En intégrant numériquement le couple, la coénergie magnétique peut
étre calculée de la maniére suivante .

3] =2
Wem(0,i) = —- | C(6",i)d0" + Lo 4.2)
Nr 0 2
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dans le cas ou il n'y a pas de saturation en position d'opposition, ce qui est souvent le cas dans
les conditions normales d'utilisation. L'inductance Lo se détermine par la mesure du flux de la
machine pour la position d'opposition en utilisant une méthode statique (Cf § 4.4). Lo
correspond a la pente de la caractéristique ©(0,1).

Dans le cas particulier ot le circuit magnétique sature déja i lopposition, 'équation
(3.2) devient :

3]
Wem(6,i) = I—:; Jc(e’,i)de’ + W'em(0,i) (4.3)
0

Le flux correspondant est déduit en dérivant numériquement la coénergie magnétique

W 'em(6,i)

o(0,i) = =

(4.4)

En fig. 4.4 sont présentées les caractéristiques de flux obtenues par ce calcul numérique. Les
caractéristiques flux/position sont représentées pour des valeurs de courant variant de 0 a 15 A
par pas de 1 A (Cf. fig. 4.4a). Les caractéristiques flux/courant sont représentées pour des
valeurs de position variant de 0 & 180° par pas de 15° (Cf. fig. 4.4b).

Flux [Wb] Flux [Wb]
0.6 0.6 —
0.5 05t 6=180°
0.4 0.4f
0.3 0.3]
0.2 0.2
0.15 7 Ny —= ‘=
100 150 % 5 10 15
Position [degrés électriques] Courant [A]
Fig. 4.4a : Caractéristiques flux/position Fig. 4.4b : Caractéristiques flux/courant

Fig. 4.4 : Caractéristiques du flux déduites de la mesure du couple statique
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4,3.3- ETUDE DE L'INFLUENCE DES COUPLAGES MAGNETIQUES ENTRE
PHASES SUR LE COUPLE

Pour la détermination de la caractéristique électromagnétique, les couplages
magnétiques entre phases ont été négligés. En effet, l'intérét d'une telle caractérisation est le
faible nombre de variables. Par exemple, le couple de la phase k s'exprime alors en fonction
uniquement de la position © et du courant i (Ci(6,ix)). Si les couplages entre phases ne
peuvent étre négligés, le couple s'exprime alors en fonction de (q+1) variables, q étant le
nombre de phases de la machine. C est maintenant fonction de © et des q courants de la
machine (Cy(0,i1....,ig)). La caractérisation devient trés vite laborieuse. Il en est de méme
pour I'élaboration et lutilisation d'un tel modéle. Pour la suite de I'étude, cette hypothése sera
conservée aussi bien pour la modélisation que pour la commande de cette machine & réluctance
variable. Il est donc nécessaire de s'assurer que ces couplages magnétiques sont effectivement
négligeables.

Les effets de couplage magnétique sont étudiés en alimentant deux phases consécutives
de la machine en méme temps. Le couple total produit par le moteur est mesuré pour
différentes positions en utilisant la méthode précédente (Cf. § 4.3.1). Les caractéristiques de
couple obtenues sont représentées en fig. 4.6 pour des valeurs de courant variant entre 0 et 15
A avec un pas de 1.5 A. Dans cet exemple, une premiére phase a été alimentée constamment a
+15 A pour tous les points de mesures. Dans la phase qui lui était consécutive, les valeurs de
courant ont varié entre 0 et 15 A.

Les courbes du couple total obtenues lorsque la phase 1 est alimentée constamment a
+15 A (cas 1) et lorsqu'elle est alimentée & -15 A (cas 2) sont comparées avec celles obtenues
en additionnant les couples monophasés correspondants aux phases 1 et 2 (cas 3). Pour les cas
1, 2 et 3, le courant dans la phase 2 est maintenu 3 +15 A. Les résultats sont présentés en fig.
4.7. Sans couplage magnétique entre phases, les cas 1, 2 et 3 devraient étre équivalents.
D'aprés les courbes de la fig. 4.7, le couplage magnétique de la machine étudiée peut étre
considéré comme négligeable, ce qui valide l'utilisation de modéles monophasés pour la
commande (Cf. § 2.2, chapitres 5 et 6). En effet, I'écart maximal entre les couples des cas 1 et
3 est de 12% tandis quil est de 7% entre les cas 2 et 3. Dans le cas 1, le flux produit par le
premier enroulement alimenté & +15 A circule dans la plus grande partie de la culasse avec le
méme sens que le flux produit par la seconde phase (Cf. fig.4.5a). Par conséquent, une grande
partie de la culasse étant saturée dans le cas 1, le couple total obtenu est inférieur. Par contre,
dans le cas 2, tes flux produits par les deux phases circulent dans la plus grande partie de la
culasse avec des sens opposés (Cf fig.4.5b). L'effet de la saturation est donc moindre et le
couple total obtenu est sensiblement égal au couple du cas 3.
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Fig. 4.5a: Cas 1 (I1=+15 4, 2=+15 4) Fig 4.5b: Cas 2 (11=-15 A, I2=+15 4)

Fig. 4.5 : Circulation des flux des phases 1 et 2 suivant le signe du courant

11 est intéressant de noter également, que pour une machine quatre phases, les effets des
couplages magnétiques sont différents si les deux phases alimentées sont consécutives (phases
1 et 2) ou non (phases 1 et 3). Les valeurs de couple total ne sont alors plus les mémes. Ce
probiéme n'existe pas pour une machine triphasée.

Couple total [N.m] Couple total [N.m]
25 ' - - 25
20]
15]
10]
50
0
5 =15A
00/ L=+5A g0t/ =— CasLIl=tI5A
-15 DRvanantde 0415 A -15 — CasZ I1=-15A
20 20 — Cas3,II=15A
25 100 200 300 400 23 100 300
Position [degrés électriques] Posmon [degrés elecmm]

Fig 4.6 : Caractéristique du couple total Fig 4.7 : Couple total pour les différents cas
quand dewux phases sont alimentées d'alimentation
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4.4- MESURE STATIQUE DIRECTE DES CARACTERISTIQUES DE
FLUX

44.1- LES DIFFERENTES METHODES POUR LA MESURE DE TENSION
INDUITE ET CALCUL DU FLUX CORRESPONDANT

Nous proposons trois méthodes expérimentales différentes pour mesurer la tension
induite produite par une machine i réluctance variable. La premiére consiste 4 bobiner un
enroulement de mesure autour d'une des dents statoriques. Lorque la phase correspondante est
alimentée, la mesure de 1a tension aux bornes de I'enroulement de mesure donne une image de
la tension induite de la machine. Toutefois, il faut s'assurer du bon couplage entre
I'enroulement principal et celui de mesure. Il faut pouvoir également connaitre le nombre de
spires de 'enroulement principal ce qui n'est pas toujours possible. En intégrant numériquement
cette tension induite et en connaissant précisément le nombre de spires des bobinages
d'alimentation et de mesure, le flux total de la machine peut étre déduit.

Dans le cas ou les poles statoriques ne sont pas accessibles, la tension induite peut étre
déduite de la tension d'alimentation en compensant l'effet résistif.

Enfin, pour des moteurs & enroulements bifilaires, le premier enroulement est utilisé
pour l'alimentation tandis que le second est utilisé comme enroulement de mesure.

4.4.2- PRINCIPE

Pour la détermination des caractéristiques de flux du moteur étudié, la mesure de la
tension induite a été réalisée avec la premiére méthode présentée précédemment. Le rotor de la
machine est bloqué dans une position © donnée. Une des phases du moteur est alimentée avec
un courant alternatif délivré par un amplificateur de tension. Pour limiter les effets des pertes
fer, la phase est alimentée par un générateur de basse fréquence (1 Hz), capable de délivrer le
courant maximal d'alimentation de la machine pour atteindre I'état magnétique correspondant.
Cependant il est tout & fait possible d'alimenter Ia phase a partir du réseau 50 Hz. Par ailleurs,
dans le cas de MRVDS de forte puissance, seul le réseau peut fournir la puissance nécessaire.
Pour la présente étude, I'amplitude du courant varie entre -15 A et +15 A. La tension induite
est intégrée directement en ligne par l'utilisation d'un systéme d'acquisition numérique (DSA
601A de chez Tektronix). La résolution interne est de 14 bits (Cf fig. 4.8). Ce procédé de
mesure est répété pour plusieurs positions 8 du rotor comprises entre 0 et 180°. Le cycle
d'hystéresis pour la position de conjonction est représenté en fig. 4.9. Si la fréquence du
courant d'alimentation est suffisamment faible, alors le cycle d'hystéresis est trés étroit, et les
effets des courants de Foucault peuvent étre négligés. La caractéristique finale de flux est
obtenue en moyennant le cycle d'hystérésis.

84



Chapitre 4 : Caractérisation électromagnétique des machines 3 réluctance variable

Les caractéristiques de flux déduites de ces mesures statiques de tension induites sont
présentées en fig. 4.10. En fig. 4.10a, les caractéristiques flux/position sont tracées pour tous
les ampéres. Les caractéristiques flux/courant de la fig. 4.10b sont données tous les 30°.

i(t)

v(t)

Systéme d'acquisition
numérique

Fig. 4.8 : Principe de la mesure statique du flux

Flux [Wb]
0.6 " )

0.4 6=180°
02
0
0.2

04

Vs 0 5 0 s 10 15

Courant [A]

Fig. 4.9 : Cycle d'hystérésis pour la position de conjonction a f=1 Hz
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Flux {Wb] Flux [Wb]
0.6 " " 0.6
0.5 0.5]
0.4 0.4
03] 0.3
0.2 0.2]
0| = 1 o1l

R 0

o Pigitim [deglégglecuiques}m 0 > Courant [A]10 15
Fig. 4.10a : Caractéristiques flux/position Fig. 4.10b : Caractéristiques flux/courant

Fig. 4.10 : Caractéristiques du flux statique

4.4.3- DEDUCTION DES CARACTERISTIQUES DE COUPLE

Les caractéristiques de couple peuvent étre déduites de celles de flux par l'intermédiaire
de la coénergie magnétique

W'em(0,i) = _iftb(e,i').di'
0 (4.5)
OW'em (0.1)

C(0,i)=Nr-
(0.)=ne em

Les caractéristiques de couple présentées a la fig. 4.11 ont été calculées numériquement a
partir des mesures de flux statiques (intégration numérique du flux par rapport au courant pour
obtenir la coénergie magnétique et dérivation numérique par rapport & la position pour en
déduire le couple). Les caractéristiques couple/position sont données pour des valeurs de
courant variant de 0 3 15 A par pasde 1 A.

ol
ol
al
2]
%

50 100 150
Position [degrés électriques]

Fig. 4.11 : Caractéristiques de couple déduites de la mesure du fhux statique
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4.5- MESURE DYNAMIQUE DE TENSION INDUITE

4.5.1- PRINCIPE

La MRYV étudiée est entrainée & une vitesse constante (500 tr/min). Le choix de Ia
vitesse résulte d'un compromis entre un taux d'ondulation de vitesse faible et des pertes fer
minimales. Une des phases de la machine est alimentée par un courant continu (Cf. fig. 4.12).
Les méthodes de mesure de tension induite exposées dans le paragraphe 4.4.1 sont également
applicables pour cette étude dynamique. L2 encore, la tension induite a été relevée a l'aide d'un
bobinage de mesure et enregistrée par le méme systéme d'acquisition numérique que
précédemment. Cet essai est réalisé pour plusieurs valeurs de courants d'alimentation. En fig.
4.13 sont représentés le courant d'alimentation et la tension induite correspondante lorsque le
courant moyen d'alimentation est 15 A. Le réseau de flux se calcule de la maniére suivante :

Comme u(t)=£§--m alors :
n dt
N 3]
$(O.1)= . 9")-do’ + D(0.i 4.6
(0,i) g {“‘ )-d’ + ®(0,i) (4.6)

ou n et ns sont respectivement le nombre de spires du bobinage d'alimentation et du bobinage
de mesure, u(t) la tension induite mesurée.

Inductance MRV

de lissage s

ISystéme d'acquisition  Traitement des
numérique données sur PC

Fig. 4.12 : Principe de la mesure dynamique de la tension induite
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ISW

10t Courant [A] pour Imoy=15 A

5| Tension induite [V] pour Imoy=15 A

0 W
0 0.01 0.02 0.03 004  0.05
Temps [s]

Fig. 4.13 : Formes du courant et de la tension induite

Les résultats ne sont satisfaisants que si l'ondulation du courant d'alimentation est
négligeable. Malheureusement, le courant est toujours inévitablement perturbé par la f.é.m. de
la machine surtout pour les gros moteurs [8], ou les inductances disponibles ne sont pas
suffisamment importantes pour réaliser la source de courant continu (Cf. fig. 4.13). Une
méthode numérique a été développée dans le but de compenser les effets de l'ondulation du
courant.

4.5.2- METHODE DE COMPENSATION NUMERIQUE

Pour chaque série de mesures & un courant moyen donné de valeur <im>, il a été vu
qu'inévitablement le courant ne restait pas a la valeur imposée. La premiére ¢tape de la
compensation consiste a recalculer pour chaque point de mesure la tension induite corrigée,
umcor, qui aurait due étre obtenue si le courant d'alimentation était resté constant et égal a
<im>. Cette tension induite corrigée, umcor, est obtenue par interpolation linéaire entre la série
de mesures m et la série de mesures précédente (m-1) réalisée pour un courant moyen <im-1>
Le principe de ce calcul est expliqué par la fig. 4.14.

Uy COr = Upy +-(El;:l—:2'%° (<ip>—im) 4.7

Avec cette tension induite corrigée upcor, un premier calcul du flux de la machine peut étre

effectué en appliquant (4.6). Le réseau de flux ainsi obtenu sera noté (©0(8,i)). Lindice 0
précise quiil s'agit du flux initial utilisé ultérieurement dans un calcul itératif,
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A
im
\/
im-1
upcor
O [degrés électriques]
0 180

Um-1

Fig. 4.14 : Calcul de la tension induite corrigée

La premiére étape de la compensation de I'ondulation du courant a permis de retrouver
les valeurs de tension induite correspondant a un courant constant. Dans la seconde étape, il
faut tenir compte de la dynamique du courant dans le calcul du flux. L'expression de la tension
induite peut s'écrire de la maniére suivante :
ns_g_&.(a(b_di oP do

=25 == 48
bmeor == G T e @ (4.8)

A cause de l'ondulation du courant d'alimentation, le premier terme de I'équation n'est pas égal
a zero (di/dt=0). Ainsi, la compensation de la dynamique du courant peut s'écrire :

oD

do n. o0 di
o S — 4.9
@ @ o )Gy 49)
Le flux corrigé est alors calculé de la fagon suivante :
®(© i)—-l—-?(u cor - 22 4 9+ @(0,0) (4.10)
UQNr g ™ mg 8 dt ’ '

D'autre part, pour optimiser les calculs, le flux <D(9p,im) peut se déduire du flux ®(Bp.-1.im)
(Cf fig. 4.15).

89



Chapitre 4 : Caractérisation électromagnétique des machines 3 réluctance variable

6
. : 1 4 n o di
DO0p,in)=PO,_1,ig)+——- —_———-—)-do 411
( P im) ( p-1 im) QNr (.)J. (umcor n, & dt) ( )

p-1
avec AB=0,—-6,_) (4.12)

En intégrant numériquement, l'équation devient :

. . 1 AD. .
DOp.im) = @(ep_l,lm)+ﬁ-[umwn&sz§e]-—1—i— im@p)—im(®p-1)] (4.13)

A I

a0y \}\
im(@p) \$\ :
~ IAI

i | Y
: >
A @B /im)
®O0,im-1)
d-"(epsim) /IAQ
¢(ep,im—l}
Op1 Bp ) >

Fig. 4.15 : Calcul du flux corrigé

Pour compenser totalement l'ondulation du courant, le calcul (4.13) s'effectue
itérativement. Comme le di/dt est égal & zéro a la position d'opposition (0=0°), alors aucune
compensation n'est nécessaire pour fa caractéristique d'opposition ®0(0,i) (Cf fig. 4.14).
®0(0,i) est donc le point de départ du calcul. Le premier pas du calcul consiste donc a
appliquer (4.13) pour 8, variant de A® jusqu'a 180° & @0(0,i). La caractéristique ®1(9,i) est
ainsi obtenue aprés cette premiére série de calcul. Le calcul convergeant trés rapidement,
seulement quelques itérations suffisent.
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4.5.3- RESULTATS ET DEDUCTION DES CARACTERISTIQUES DE COUPLE

Sur la fig. 4.16, sont comparées la caractéristique du flux a la conjonction calculée par
intégration de la tension induite avec (4.6) et celle obtenue aprés avoir compensé les effets de
l'ondulation du courant en appliquant la méthode précédente. L'amplitude finale du flux corrigé
est supérieure a celle du flux non corrigé. Ce méme résultat se retrouve sur les caractéristiques
de couple de la fig. 4.17. La caractéristique du couple déduit du flux corrigé est plus proche de
celle obtenue par mesure statique du couple. Dans le but d'améliorer encore le calcul du flux a
partir des mesures dynamiques de tension induite, I'asymétrie de la tension induite due aux
pertes fer et aux variations de vitesse seraient & prendre en compte (Cf. fig. 4.18).

Flux [Wb] Couple [N.m]
0.6 i 16
b J 14 3 E
0.5 p=180° ot FISA ]
0.4 | 1o ++  Couple statique 4
0.3 8 - Couple dynamique
0.2 6 avec comection
o1t -+ Flux dynamique avec correction | 4 | ~ Couple dynamique
' —  Flux dynamique sans correction 2 sans correction
05 5 1o 5 % 50 100 150
Courant [A] Position [degrés électriques]

Fig. 4.16 : Comparaison des caractéristiques  Fig. 4.17 : Comparaison des caractéristiques
de flux dynamiques de couple déduites du flux dynamique

Tension induite [V]
25

[ =154 j\ f
0.57

0
-0.5 > f \ ;?

-17 1
151 I=5A 1
=21

25 001 002 003 004 005
Temps [s]

|
'—“JIN

Fig. 4.18 : Tensions induites obtenues pour différentes valeurs de courant d'alimentation
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4.6- COMPARAISON DES DIFFERENTES METHODES DE MESURE

4.6.1- PRECISION DES RESULTATS

Sur les fig. 4.19-4.22, les résultats des trois méthodes expérimentales permettant la
caractérisation électromagnétique de la machine, sont comparés.

Ces trois méthodes donnent des résultats similaires pour la détermination des
caractéristiques de flux. L'amplitude du flux obtenu par la méthode dynamique avec
compensation est toujours inférieure a celle obtenue avec les deux autres méthodes statiques.
Les pertes magnétiques produites lorsque la machine est entrainée et peut étre les variations de
vitesse peuvent expliquer ces différences (fig. 4.18-4.20).

L'allure des caractéristiques du couple statique et du couple déduit des mesures de
tension induite dynamique sont similaires (fig. 4.21). Cependant, l'amplitude du "couple
dynamique" est inférieure & celle du couple statique. Les caractéristiques couple/position
déduites des mesures statiques du flux semblent moins satisfaisantes. En effet les mesures de
flux statique ont été réalisées pour un nombre limité de positions. Le calcul de la
caractéristique de couple & partir de celle du flux nécessite de dériver numériquement la
coénergie magnétique. Or, la précision d'un calcul numérique est inversement proportionnel a
I'écart existant entre chaque point de mesure. Ceci explique le manque de précision de la
caractéristique couple/position obtenue. Par ailleurs, la comparaison entre les caractéristiques
couple/courant issues des mesures statiques de couple et celles déduites des mesures statiques
du flux révélent de trés bons résultats (fig. 4.22). En effet, la résolution en courant des mesures
de flux statiques est trés grande.

Flux [Wb] Flux [Wb]
0.6 1 — 0.6
L +—  Flux déduit du couple
0.55 _ 0.5/ 6=180°
0.5] ~— Flux dynamique ‘
0457 avec correction 045 o 1
0.4] — Flux statique +=+  Flux déduit
0.35] 0.3 du couple statique
03] =15 A 1 o2t ~— Fhxx dynami_que
002; _ avec correction
5 0_1 I o .
015 Flux statique
0.1 0
.t 50 100 150 0 5 10 15
Position [degrés électriques} Courant [A]

Fig. 4.19 : Comparaison des caractéristques  Fig. 4.20 : Comparaison des caractéristques
Slux/postion Slux/courant
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Couple [N.m] Couple [N.m]
16 1
147 1 147
2/ 154 1 12
10 1 10{
8r “— Couple statique . 2
ot ~—~ Couple déduitdn flux \\ | o
4t dynamique corrigé i 4
. __ Couple déduit du flux _
Co 50 100 150 O 5 10 15
Position [degrés électriques] Courant [A]

Fig. 4.21 : Comparaison des caractéristques  Fig. 4.22 : Comparaison des caractérisiques
couple/postion couple/courant

4.6.2- FACILITE DE MISE EN (EUVRE

La mesure statique directe du couple est une méthode trés précise. Cependant, elle
nécessite la réalisation d'un montage mécanique particulier permettant le blocage de la machine
4 une position donnée. Un capteur de force accompagné de son conditionneur de signal est
également nécessaire a4 la mesure. Par ailleurs, pour une détermination précise de la
caractérisque du couple, les mesures doivent étre répétées pour un grand nombre de positions.
Or pour chaque position, il a été vu qu'il était nécessaire de s'assurer de 'horizontalité du bras
servant a bloquer la machine et permettant la transmission du couple produit par la machine au
capteur de force. Ainsi la caractérisation électromagnétique de la machine par la mesure
statique du couple peut s'avérer &tre une méthode assez longue. Les courbes de flux déduites
de ces mesures de couple statique sont satisfaisantes.

La mesure statique directe du flux est également une méthode précise et assez longue.
La aussi, pour chaque série de mesures le systéme permettant le blocage de la machine dans
une position donnée doit étre ajusté. Par contre, la parfaite horizontalité du bras n'est pas
nécessaire ici. Les caractéristiques de couple déduites de ces mesures statiques de flux sont
acceptables si la résolution des mesures en position est suffisamment grande.

La mesure dynamique de la tension induite est la méthode la plus rapide pour
caractériser le réseau de flux d'une MRVDS. Les résultats sont satisfaisants si I'ondulation du
courant est prise en compte. Les valeurs de couple déduites de ces mesures de flux dynamiques
sont également acceptables.
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Caractérisation du flux Caractérisation du couple
Mesure statique résultats satisfaisants méthode trés précise
directe du couple mesures trés longues
nécessite un capteur de force
Mesure statique méthode précise résultats acceptables
directe du flux mesures longues
nécessite un systéme d'acquisition
Mesure dynamique méthode satisfaisante résultats acceptables
de tension induite mesures trés rapides

nécessite un systéme d'acquisition

Tableau 4.1 : Récapitulation des qualités des méthodes de mesure

4.7- CONCLUSION ET PERSPECTIVES

La mesure dynamique de tension induite semble étre la méthode qui offre le meilleur
compromis entre la précision des résultats, la rapidité des mesures et la facilit¢ de mise en
ceuvre. En effet, par lutilisation d'un systéme d'acquisition numérique, les séries de mesures
tension induite/position/courant sont déterminées trés rapidement. De plus, grice 4 la méthode
de compensation de l'ondulation du courant, le courant d'alimentation n'a plus besoin d'étre
parfaitement lissé. Pour la caractérisation du flux de machines de forte puissance, cette
méthode évite ainsi l'utilisation de trés grosses inductances de lissage onéreuses. Pour obtenir
encore de meilleurs résultats, il serait probablement nécessaire de prendre en compte les pertes
fer ainsi que les inévitables variations de vitesse en relevant simultanément I'évolution de la
position 8 en fonction du temps.

Cependant, la mesure statique directe du couple reste 1a méthode la plus précise pour
caractériser électromagnétiquement une MRVDS. Par exemple, cette méthode est tout 2 fait
indiquée pour I'élaboration d'un modéle utilisé par la suite pour la commande de la machine.
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5.1- POURQUOI ET COMMENT MODELISER LA MRVDS ?

Pour analyser et optimiser, voire commander, l'ensemble convertisseur-machine, il est
nécessaire de disposer d'un modéle précis. Par exemple, dans la simulation d'un nouvel
algorithme de commande, le comportement de 1a machine sera calculé & partir de ce modele.
Pour que les résultats de simulation obtenus puissent étre validés expérimentalement, il est
essentiel que le modéle reproduise finement les réactions de l'actionneur réel. Par ailleurs, le
calcul des commandes nécessite une modélisation de la machine. Le modele choisi devra étre a
la fois précis et simple. En effet, un modéle trop complexe aboutirait sur une commande
demandant un temps de calcul trop long.

Contrairement aux machines alternatives classiques, le comportement intrinséque de la
MRVDS est complexe. Il ne peut étre identifié &4 des fonctions mathématiques connues. En
effet, sa structure trés simple ne permet pas d'imposer 2 linductance une variation sinusoidale
comme c'est 4 peu prés le cas pour les machines & champ tournant classiques a poles saillants.
Les grandeurs électromagnétiques de la MRVDS sont fortement non linéaires (variation non
sinusoidale de l'inductance, saturation magnétique trés prononcée). L'élaboration d'un modéle
électromagnétique & partir de grandeurs physiques comme la résistance du bobinage, les
valeurs d'inductance pour les positions d'opposition et de conjonction n'est donc pas réalisable.
A T'heure actuelle, un modéle précis ne peut étre obtenu qu'en essayant d'approcher au mieux
les grandeurs électromagnétiques comme le flux ou le couple par des combinaisons de
fonctions mathématiques non linéaires. Au préalable, les valeurs de flux et de couple pour les
différentes positions et pour les différents niveaux de courant seront mesurées selon les
méthodes exposées au chapitre 4.

De nombreuses structures de modéles ont déja été étudiées. Dans ce chapitre seront
présentés quelques uns des modéles les plus fréquemment utilisés. Ils peuvent étre classifiés en
quatre catégories. La premiére (Cf § 5.2) regroupe les modéles basés sur la technique de
l'interpolation. Les courbes que forment le réseau de points servant & la caractérisation de la
MRVDS (flux ou couple) sont divisées en plusieurs parties. Chaque portion de courbes est
alors approchée le plus précisément possible par une fonction linéaire ou d'ordre n (n
généralement inférieur 4 quatre). Une combinaison de fonctions mathématiques de base
(fonctions sinusoidales, exponentielles) peuvent également permettre une modélisation plus
globale. Plusieurs exemples de la littérature seront présentés et appliqués & notre machine au
paragraphe 5.3. La troisiéme solution exposée au § 5.4, qui est en fait la plus immédiate, est
d'utiliser directement les réseaux de points (flux, couple) comme modéle. Les problémes
rencontrés avec ce type de modéle sont alors des problémes d'ordre numérique.

Aprés cette étude bibliographique, nous proposerons notre propre méthode de
modélisation. L'originalité de cette méthode est d'étre a la fois trés proche des données
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expérimentales et trés simple dutilisation (peu de paramétres, calculs peu complexes). Cette
structure de modéle s'appuie sur les techniques d'interpolation de surface.

5.2- MODELISATION PAR PARTIES

Ces modéles sont tous élaborés & partir des techniques de l'interpolation de courbes. En
général, ils sont établis a partir des caractéristiques de flux.

Si les portions de courbes sont judicieusement choisies, alors il existe toujours un
polynéme qui permet d'approximer avec une bonne précision chaque morceau de courbe.
Néanmoins, il est préférable que l'ordre soit raisonnable pour que les calculs restent
relativement simples. A chaque calcul, il faut tout d'abord rechercher les paramétres du modéle
(coefficients des polyndmes) associé au point de fonctionnement. Ceci peut compliquer la
structure des programmes.

Par ailleurs, le calcul des autres fonctions, par exemple du couple si c'est le flux qui est
modélisé, ou des fonctions dérivées (dérivée du flux par rapport 4 la position...) peut s'avérer
délicat et trés imprécis si les conditions de continuité entre chaque fonction n'ont pas été
respectées.

5.2.1- FONCTIONS DU PREMIER ORDRE

Pour décrire simplement la caractéristique de flux de la MRVDS, l'un des modéles le
plus couramment utilisé est le modéle dit "3 deux pentes” [1]. Le principe de ce modéle est
représenté sur la fig. 5.1. Mathématiquement, il s'exprime de la fagon suivante :

@(0,i)=L,-i+k-0 pour izI; et 0<O<=m
= k-0, . . (5.1)
(D(O,:)—(Lo+—1—)-1 pour i<I; et 0<0<=
s

Lo, k et I; sont des constantes. Ly, est Iinductance 4 Iopposition, I est la valeur du courant
lorsque le circuit magnétique est supposé saturer quelle que soit la position du rotor. En
réalité, la saturation n'est pas brutale et selon la position, elle apparait pour des valeurs de
courant différentes.
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/N O=n

O+AD

6=

Fig. 5.1 : Caractéristique @(6,i) représentée avec le modéle "deux pentes”

Pour la position d'opposition (6=0), le circuit magnétique est supposé ne pas saturer.
Le flux est donc modélisé par une droite de pente L, Pour les autres positions, la
caractéristique du flux est divisée en deux segments de droite de pente différente.

L'avantage de ce modéle est que, malgré sa trés grande simplicité, il donne une assez
bonne représentation de la caractéristique du flux de la machine. Son principal inconvénient est
que, pour un courant donné i, la valeur du couple est constante sur tout l'intervalle [0,x]. Il ne
peut donc pas étre utilisé en particulier pour des calculs précis du couple instantané.

Par ailleurs, la forme de variation du flux peut étre affinée dans la zone de saturation
[2], [3]. Mais cette forme reste indépendante du niveau magnétique, ce qui représente mal la
réalité.

Une variante de ce modéle est présentée dans [4] et [5]. Son principe est illustré sur la
fig. 5.2. Le plan ®-i est divisé en trois régions : une région linéaire, une région de faible
saturation et une région de forte saturation. La région linéaire correspond 4 des courants
inférieurs 4 Ig et 4 des flux inférieurs 4 ®g. Au dela, il s'agit de la région saturée. La région
saturée est divisée en deux sous régions :

- si ®<®j et iI; alors c'est Ia région faiblement saturée

- si ®>Dy et i>1; alors c'est la région fortement saturée

Sur la fig. 5.3, sont représentées les différentes positions angulaires, relatives des dents
du rotor et du stator.
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(]
7\ cklsAO
=0
oLo
Dy
E :
i :
H i N\
Is I'ls /A
Fig. 5.2 : Caractéristique ®(8,i) représentée avec le modéle "trois pentes”
V4 Ps > stator
_Kﬂ
0=—01
0=0
0=PBs
0=fr
0=Ps+Ppr
< » —>

Fig. 5.3 : Définition des différentes valeurs d'angle caractéristiques au modéle

104



Chapitre 5 : Modélisation des caractéristiques électromagnétiques des machines
4 réluctance variable 4 double saillance

Selon la position 0, les équations du modéle sont les suivantes

pour -01<0<0
Lo.i i<

o(6,i)={ °" . pour 0<i<Tl 5

| oL,y.i+(1-0).L,.I; pour i=TI

pour 0<0 <P,
(L +kB)i pour 0<i<Ig

®(0,i) ={L,.i+kI0 pour [ <i<Ip  (5.2b)
oL,.i+okl®+(1-c).L, I, pour i2Ig

pour B <0 <B,
Lg.i 0<i<I

®(0,i)={ 7. pour "=1=%  (52)
oL,.i+(Ly —oL,)Ig pour ixIg

pour B, <O <B;+p;
[Lo"‘k(ﬁs"'f'r“e)]i pour 0<i<Ig

®(0,i) ={ L,.i+ kI (Bs +B; —9) pour I;<i<Igp  (5.2d)
oL, .i+okly(Bs +B; —0)+(1-c).L, I pour izlg

I¢p est le courant qui permet de produire un flux égal & ®g pour une position donnée, oL, est
la pente de la caractéristique ®(0,i) aprés le point (I'lg,®g). I' est le rapport des inductances L,
etL,.

I'=

Il

§,2.2- FONCTIONS DE FORME QUADRATIQUE

L'approximation des courbes de flux par des fonctions quadratiques permet de mieux
prendre en compte les variations des caractéristiques de la machine. L'intérét des techniques
dinterpolation quadratique est que les calculs associés restent relativement simples donc assez
rapides pour une utilisation en temps réel. Ces techniques d'interpolation peuvent étre utilisées
pour déterminer des points intermédiaires 4 ceux d'une table [6] ou pour exprimer une courbe
en fonction des coefficients d'interpolation, minimisant ainsi le nombre de données a stocker

[71.
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Dans [6], les auteurs font remarquer que plusieurs formes mathématiques sont possibles
pour exprimer I'équation électrique utilisée lors de la détermination des performances de la

MRVDS. Selon la forme mathématique choisie, un ou plusieurs des termes suivants, % %%,
oL

=’ ou % doivent étre connus pour chaque point de fonctionnement (8,i). Ils peuvent étre,
par exemple, déduits directement de la modélisation des courbes ®(8.i) et L(6.i). Cependant,
les erreurs commises lors du lissage de ces deux derniéres courbes sont amplifiées au moment
de la différentiation. C'est pourquoi, ces modélisations nécessitent un grand nombre de données
surtout dans le cas de machines fortement saturées. Les temps de calcul associés a la
simulation de ces modéles peuvent alors étre assez longs. De plus, une modélisation
apparemment correcte des courbes de flux peut s'avérer trés éloignée de la réalité quant a sa
dérivée. C'est pourquoi dans [6], l'intégration de l'équation différentielle du flux est préférée a
celle du courant. Ainsi, les dérivées partielles du flux en © et en i, difficiles 4 estimer,
n'apparaissent pas dans les calculs.

dd(0,i)

dt
Cependant, pour résoudre I'équation différentielle précédente, les caractéristiques i(0,P) sont
nécessaires. Dans [6] est alors présentée une méthode qui permet de déduire facilement les
courbes i(,®) A partir des caractéristiques ®(6,i). Ces caractéristiques ®©(0,i) sont stockées
dans des tables. Les données de flux sont plutdt représentées sous la forme <I>(9,i)|e= e CAT

=tu-rni (5.3)

ces fonctions sont monotones, sans aucun point d'inflexion et leur taux de variation le plus
important se situe dans la méme région de i pour toutes les courbes. Ainsi les courbes
d)(e,i)[e: o PeUVent étre représentées trés précisément en utilisant un nombre restreint de
points non réguliérement espacés en i. Une méthode d'interpolation quadratique permet de

trouver les valeurs de flux intermédiaires. Cependant cette méthode d'interpolation quadratique
n'est pas facilement transposable pour les courbes <I>(E),i)i= o qui comportent un point

d'inflexion. Les tables ©(0,i) comportent donc des valeurs de flux réguli¢rement espacées en 6.
La table i(9,®) est obtenue en "inversant" la table d'entrée ®(8,i) au moyen de techniques
d'interpolation quadratique. Des valeurs i(0,0) supplémentaires sont déterminées par une
interpolation linéaire en 0 et quadratique en P.

La caractéristique magnétique ®(0,i) est modélisée analytiquement, dans [7], par des
fonctions du premier ordre et par des fonctions de forme quadratique par rapport & la position

et paramétrées en courant. La précision peut étre améliorée par des facteurs de correction
calculés & partir de deux ou trois points de la courbe. Les courbes o(0,1) (= cte 0T divisées en

trois régions. Chacune de ces régions est exprimée par une fonction mathématique dont les
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coefficients permettent de tenir compte des phénoménes non linéaires comme les effets de bord
ou la saturation magnétique. Sur la fig. 5.4 sont représentées les courbes de flux 4 un courant
donné dans le cas d'une machine idéale (inductance de forme trapézoidale) en trait pointillé et
dans le cas d'une machine réelle en trait plein.

* %

Eu S & Shr €a
Fig. 5.4 : Les différentes zones pour la modélisation de la caractéristique du flux

D1(0), Pr1(B) et P11(9) sont les expressions du flux pour les trois régions.

_ A(0-E;)
@r(0) = Ppt—r— 0t (5.4a)
Op(0)=d, +k,(0-8,) (5.4b)
Dyp(6) = Dy, +% (5.4¢)

avec ky, A, B, A', B' des coefficients qui dépendent de Ia valeur de i.

5.2.3- FONCTIONS SPLINES CUBIQUES
Les caractéristiques magnétiques de la MRVDS peuvent également étre interpolées par

des fonctions du troisiéme ordre. Ces fonctions sont généralement appelées splines cubiques
pour le cas de fonctions a une variable ou bicubiques pour des fonctions 4 deux variables. Ces
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fonctions permettent de bien prendre en compte les variations des caractéristiques avec un
choix judicieux des intervalles d'interpolation. Toutefois, leur utilisation est plus délicate pour
approcher une fonction dont la dérivée est nulle entrainant d'inévitables ondulations.

Dans [8], les fonctions splines sont utilisées pour élaborer un modele afin de prédire les
performances statiques et dynamiques d'une machine 4 grande vitesse. Les principales
caractéristiques comme celles du couple sont déterminées & partir de ce modéle. L'article [9]
reprend la méthode proposée dans [6] en lui apportant certaines améliorations. L'interpolation
quadratique utilisée pour représenter les courbes @(0,1) o=cte St remplacée par une
interpolation avec des fonctions splines cubiques. Ainsi, une nouvelle base de données pius
pratique est générée. Elle est constituée des coefficients des splines et de la valeur des nceuds
correspondants. Cette base de données peut ensuite étre utilisée pour le calcul du couple, du
flux et du courant présents dans la machine  un instant donné. Dans [10], la surface du flux
dans le plan (i,08) est modélisée par des fonctions splines bicubiques. Une représentation
matricielle des fonctions polynomiales en i et en 6 facilite la recherche des coefficients
d'interpolation optimaux. Les caractéristiques ®(i,8), dans [11], sont également représentées
par des fonctions splines bicubiques. Pour accroitre la précision du modéle, ces splines sont
ajustées aux données par une approximation par moindres carrés. Dans [12], les paramétres de
]a machine sont tout d'abord calculés par une méthode basée sur les éléments finis qui utilise
une technique de maillage spécifique permettant de tenir compte des forts gradients de champ.
Le couple, le flux, les inductances et la f£.é.m. sont ensuite obtenus a partir de ces parameétres
par le biais de techniques d'interpolation par splines bicubiques.

5.3- MODELISATION PAR UNE FONCTION GLOBALE CONTINUE

Pour tester une commande en simulation ou pour effectuer des calculs en temps réel, il
est commode de disposer dun modéle continu. En effet, dans ce cas, une seule et unique
fonction permet de calculer le flux (ou le couple) en tout point de fonctionnement. Si
l'expression mathématique du modéle est simple, la structure des programmes peut étre alors
considérablement allégée et leur exécution accélérée. Dans le cas par exemple ou cest le flux
qui est modélisé, le calcul du couple et des fonctions dérivées est grandement facilité par la
continuité de la fonction flux initiale. Contrairement & la solution précédente, le nombre de
paramétres & stocker en mémoire est trés faible. Cependant, & cause de leur simplicité, la
précision de ces modéles sera généralement inférieure 2 celle que peuvent atteindre les modéles

par parties.
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$.3.i- MODELE EXPONENTIEL-LINEAIRE

Les fonctions exponentielles ont I'avantage de faciliter les opérations de différentiation
et d'intégration. De plus, la forme des exponentielles est assez proche de celle des courbes de
magnétisation. Dans [13], les caractéristiques @(i,0) sont exprimées par une somme
d'exponentielles associées & une composante linéaire. Pour une position 8 donnée, I'expression
@(i) est donnée par l'équation suivante

(D(i)le=cte = ao.i+a1.{1—exp(—a1.i)}+a2.{1—exp(—a2.i)}+a3.{1—exp(-—a3.i)} (5.5)

Les coefficients ag, a), a, a3, a1, aa, a3, sont fonctions de la position . Les coefficients "o."
sont analogues & des fréquences. Dans une premiére étape, les auteurs ont essayé de trouver
les valeurs des coefficients "a" et "a" en utilisant un algorithme d'optimisation non linéaire par
moindres carrés. Mais aucune solution satisfaisante n'a pu étre retenue pour les valeurs de "ao"
a cause de Ia non orthogonalité des fonctions exponentielles. Les auteurs ont alors décidé de
fixer la valeur des coefficients "o" et de déterminer les coefficients "a" par un algorithme
linéaire par moindres carrés pour chacune des positions 9. La méthode permet une
caractérisation précise du flux de la machine pour des valeurs de courants comprises entre 10%
et 100% de la valeur maximale. Pour de faibles valeurs de courant, d'importantes erreurs sont
commises. Pour améliorer les performances du modéle pour de faibles niveaux de courant,
l'algorithme permettant le calcul des coefficients "a" a été modifié. La prise en compte de la
pente initiale des courbes de flux (2 i=0) ainsi que la minimijsation de I'erreur entre le modéle et
les données initiales améliorent la précision des résultats. Le modéle final du flux est constitué
par des séries de coefficients "a" calculés pour plusieurs positions 8 comprises entre 0 et 180
degrés électriques. Pour faciliter le stockage et l'utilisation de ces coefficients "a", les auteurs
avaient envisagé d'approcher chaque série de coefficients par une fonction polynomiale du
cinquiéme ordre. Mais aucun résultat satisfaisant n'a pu étre déterminé. Ainsi, la détermination
des coefficients "a" pour des positions 0 intermédiaires est réalisée par une simple interpolation

linéaire. Les valeurs %‘B et %(:- sont calculées a partir du modéle avec les coefficients "a"

correspondant au point de fonctionnement. Du fait de la discrétisation du modéle en 0, les

courbes — sont constantes par morceaux. Une seconde interpolation linéaire est alors utilisée

pour recréer une continuité dans la variation des courbes %
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Dans [14], TORREY et LANG présentent un modéle proche de celui de [13].
L'expression analytique du flux en fonction du courant i et de la position mécanique 6y, est la
suivante :

o(i,0,) = al(em).(l—ea=(°m)-i) +25(8,).i .6)

ot a1(6p,) correspond au flux de saturation, ay(By,) permet de traduire I'effet de la saturation
en contrdlant le profil de la courbe et a3(8y,) représente linductance incrémentale pour des
niveaux de courants élevés. Les caractéristiques de flux sont similaires pour chacune des
phases du moteur. Il suffit de tenir compte du déphasage angulaire. Les coefficients aj(fyy),
a2(0p) et a3(0p,) sont déterminés par des méthodes numériques 4 partir des données de flux
disponibles pour un certain nombre de positions 8. La structure périodique en 6 de la machine
permet d'exprimer les coefficients "a" par une série de Fourier telle que :

ap= 2 Apg.cos(k Nr.6py) .7)
k=0

Nr étant le nombre de dents rotoriques. Le couple monophasé C; de la phase j peut étre déduit
de l'expression du flux et prend la forme suivante :

. :2
Cj= ij+i(1_ea2j'ij) ﬂ._ .i-iz(]_eazj'ij)+mea2j'ii day; +1ida3j (5.8)
&2j dem a2j azj dem 2 dem

ﬂ: E—k,Nr.Apk.sin(k.(Nr.Om+(j—1)3—6-gn (5.9)
Omn g1 q

Le modéle de TORREY-LANG a été testé pour la machine étudiée (OULTON PLD
1128/2). Les calculs des coefficients "a" ont été réalisés & partir des courbes de flux déduites
des mesures statiques du couple. Ces caractéristiques de flux sont exprimées avec des angles
électriques. Les différentes expressions du flux, des coefficients "a" et du couple deviennent :

o(i,0) = al(e).(l-e“=‘°)-‘)+a3(e).i (5.10)
ap = azo:Apk.cos(k.B) (5.11)
k=0
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0 | a,2 a3 e 2 do

:2
1.\ | dag; ap; 1.\ A13.d; a..i. |dag; 13 das;
Cj=Nr- ij+_1_(1_eazj-u) &5 _ i(l_eazj-lj)+LeazJ-lj de2; 3 %83)
a azj

(5.12)

Une fois le modéle du flux établi, le couple correspondant a été calculé a partir de
l'équation (5.12) et comparé aux valeurs de couple mesurées statiquement.

Pour l'essai présenté, les coefficients ap ont été définis par une série de Fourier A neuf
coefficients (Apo a Apg) comme dans [14]. Les Apj ont été calculés en utilisant un algorithme
d'optimisation, fourni par le solveur d'EXCEL de Microsoft, basé sur la méthode de Newton.
Le critére a4 minimiser correspond & la somme des valeurs absolues de l'écart entre le flux
mesuré et le flux modélisé. Ces valeurs de flux modélisé sont calculées pour chaque (0,i)
correspondant 3 un point de mesure. Le pas en position est de 5° électriques pour une variation
de 0 a 180° et le pas en courant est de 0.5 A pour une variation de 0 a 15 A. Les différents
résultats obtenus pour les coefficients Apj sont présentés dans le tableau 5.1.

al(8) A10 All Al2 Al3 Al4
1.028/2856) lolbb6as DERAELL) 02012

A24
1.99978652

A23
3.66149498

3.94346956

23(8) A30 A3l | A2 A33 A34

-0.00715215] 0.02778225] -0.01458687] -0.00168337} 0.00330468
al(6) Al6 Al7 Al8

0.04804797| -0 083818

A28
00767957

22(0) A25 A26

-0.87755721] -0.29434785

a3(0) A35 A36 A37 A38
0.00086787] -0.00123465] 0.00016144 2.7707E-05

Tableau 5.1 : Coefficients Apj relatifs au modéle de TORREY-LANG
Les courbes de flux en fonction de la position et paramétrées en courant, correspondant

au modeéle calculé, sont présentées sur la fig. 5.5. La caractéristique de couple en fonction de la
position et paramétrée en courant déduite de celle du flux en appliquant la formule (5.12) est
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donnée a la fig. 5.6, Les caractéristiques de flux et de couple en fonction du courant et
paramétrées en position figurent en annexe 5.1. L'évolution des coefficients aj, ap et a3 en
fonction de 6 sont en annexe 5.2.

0.60 ¢ W

0.50 A

0.40 -
0.30 4
0.20 -

0.10

0.00
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques)

Fig. 5.5 : Comparaison des caractéristiques flux/position mesurées et calculées
avec le modéle de TORREY-LANG

18,00 - CoPle INml

16.00 +

14.00 T+

1200 +

10.00 +

8.00 +

6.00 -

4.00 -

200 -

o 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]

Fig. 5.6 : Comparaison des caractéristiques couple/position mesurées et calculées
avec le modéle de TORREY-LANG
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Le modéle de TORREY-LANG permet d'approcher assez finement le flux pour des
valeurs de courant élevées. Cependant, pour de faibles valeurs de courant, une erreur
relativement importante d'environ 30% est commise. De plus, sur les caractéristiques de
couple, sont constatées des ondulations de couple. Les auteurs font remarquer que ces
ondulations de couple haute fréquence, généralement de faible amplitude, sont dues a la
représentation en série de Fourier des coefficients ag, ay et a3.

5.3.2- MODELE EXPONENTIEL

Une version plus succincte des modéles de [13] et [14] est proposée dans [15], qui sera
désignée dans la suite de ce paragraphe par modéle de SPONG. Ce modéle conserve la méme
structure que celle de [13] et [14]. En effet, le flux est modélisé par une fonction continue en 6
et en i qui prend en considération la saturation du circuit magnétique et le caractére non
sinusoidal de I'inductance. La périodicité en 8 est également prise en compte. L'expression du
flux vu par une phase est donc de la forme suivante :

@;(Bpmsij) = Dg.(1-¢ 15Oy aveci;20 (5.13)

@, représente le flux 2 la saturation, j correspond au numéro de la phase étudiée (j est compris
entre 1 et q). Ce modéle est établi pour des courants supposés positifs (courants
unidirectionnels). L'angle 0, de I'expression (5.13) correspond a 'angle mécanique exprimé en
radians. £(0) est un développement en série de Fourier qui traduit la périodicité du flux en O et
qui tient compte de son évolution non sinusoidale, tel que :

oD
£;0m) =2+ Y {bysin[n-(Nr-04 — (- 1)27/q)]+ ¢ cos n- (Nr-8,5 — (i~ ) 27/q)]} (5.14)

n=1

L'expression du couple électromagnétique produit par une phase (indice j) se déduit de
celle du flux par l'intermédiaire de la coénergte magnétique :

r ij
Wi (0msij) = Iq’j(em’ii)diﬁ
0

OWemi
Cj(em’l])= memj

(5.15)

m
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L'expression du couple obtenue est de la forme :

_ @, _dfj(em)_
£7(6n) ®m

C;(Bm.ij) {1—[1+ijfj(0m)]-e_ijfj(e"‘)} avec i;>0 (5.16)

Dans cette expression, la saturation magnétique est représentée par le terme entre accolades
qui est borné entre 0 et 1 quelle que soit la valeur du courant.

Les auteurs de [15] ont vérifié que, dans le cas de leur machine, il suffit de limiter la
série £;() & deux termes (Cf. équation (5.17)). Ainsi, les modéles du flux et du couple suivent
les courbes expérimentales avec une erreur inférieure & 10%.

fj(0m)=a+bsin[Nr-6,—(j—1)2n/q] aveca>b (5.17)

Le modéle de SPONG a été testé pour le cas de la machine étudiee (OULTON PLD
1128/2). 1 a été calculé a partir des données de flux déduites des mesures statiques de couple.
Les coefficients du modéle ont été obtenus a l'aide du solveur fourni par le logiciel EXCEL de
Microsoft. Ils ont été calculés par un algorithme d'optimisation itératif, basé sur la méthode de
Newton, afin de minimiser l'erreur entre les données expérimentales et les valeurs de flux
fournies par le modéle. Tous les calculs ont été réalisés en considérant 'angle électrique noté 6.
L'expression du couple devient :

: @, df;(6) _ i,

cj(e,lj)=Nr-fj2(e)- L -{1-[1+1,-fj(9)]-e Jfl“')} (5.18)
dfj(0n) __ df;(6)

avec a0, =Nr- 7 (5.19)

Un premier essai (essai n°1), est réalisé avec {0) de la forme :
£(8)=a-b; cos(8)

Le critére d'optimisation est la somme des écarts absolus entre le flux réel et le flux
modélisé. Les coefficients du modéle de SPONG sont donnés dans le tableau 5.2 a la fin de ce
paragraphe. Les caractéristiques de flux en fonction de la position, correspondant & ce modéle,
sont représentées a la fig. 5.7. Le couple déduit du modéle du flux a I'aide de I'expression
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(5.18) est représenté 4 la fig. 5.8. En annexe 5.3, figurent les caractéristiques de flux et de
couple en fonction du courant.

070 kWl

060 +

050 +

0.40 +

0.30 +

020 +

0.10 +

0.00 : 3
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]

Fig. 5.7 : Caractéristiques flux/position - modéle de SPONG - essai n°1

16.00 1 CooPle (BNl

14.00 +

1200 +

10.00 -+

8.00 -

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]

Fig. 5.8 : Caractéristiques couple/position - modéle de SPONG - essai n°1
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Les résultats de ce modéle sont trés médiocres pour le flux. Les caractéristiques de
couple ne correspondent pas du tout 4 celles mesurées. Pour améliorer la précision du modéle,
le développement de f{0) est augmenté.

Plusieurs essais ont donc été réalisés avec différents développements de 0) :

essai n°2 : £(0) = a - b; cos(6) — b, cos(26)

4
essain°3 : f(6) =a— ) by cos(k)
k=1

- 8
essai n°4 : f(0)=a~— ¥ by cos(ko)
k=1

Pour s'assurer qu'un développement comprenant des termes en sinus ne permet pas
d'augmenter la précision de la modélisation, l'essai n®5 suivant a été réalisé. Les coefficients
®s, a, by, by, b3, by, sont issus de l'essai n°3. Seuls les coefficient relatifs aux termes en sinus
ont été optimisés.

4 4
essain®5 : £(0) =a— 3 by cos(k8)— Y by 4 sin(kO)
k=1 k=1

Les valeurs des coefficients de ces modéles sont donnés au tableau 5.2. Les différentes
courbes relatives aux essais 2, 3 et 5 sont présentées respectivement aux annexes 5.4, 5.5 et
5.7. L'essai n°4 donne les meilleurs résultats. La précision du modéle s'est en effet améliorée
d'aprés les courbes de flux et de couple en fonction de la position des fig. 5.9 et 5.10 (C£
annexe 5.6 pour les courbes de flux et de couple en fonction du courant). Cependant I'erreur
maximale sur le flux est encore d'environ 20% ainsi que sur le couple. Par ailleurs, la prise en
compte des termes en sinus lors de I'essai n°5 n'améliore pas les résultats de I'essai n°3.
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Flux [Wb}
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Fig. 5.9 : Caractéristiques flux/position - modéle de SPONG - essai n°4

16.00 - oouPle Nm] 1a

14.00 +

12.00 +

10.00 -

8.00 -

6.00 -

4.00 4

2.00

0 20 40 &80 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]

Fig. 5.10 : Caractéristiques couple/position - modéle de SPONG - essai n°4

La simplicité de ce modéle permet de déterminer en peu de calcul le flux et le couple
produits dans la machine. Une utilisation en temps réel pourrait étre envisagée. Cependant,
l'erreur entre les données déduites du modéle et les données expérimentales est beaucoup trop
importante pour que ce modéle puisse étre exploité par un algorithme de commande
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sophistiquée pour le cas de la machine étudiée. En effet, les auteurs de [15] ont estimé une
erreur inférieure 3 10% et les meilleurs résultats obtenus pour la machine étudiée
correspondent 3 une erreur de 20% en ayant augmenté le nombre de termes de la série de
Fourier de f{B).

| 0.0057243 -6.1073E-05

-0.00570861

-2.1053E-06] 3.5443E-05| 0.00016475

Tableau 5.2 : Coefficients du modéle de SPONG pour les cing essais

5.3.3- MODELISATION DES INDUCTANCES ET DES MUTUELLES

Dans [16], les auteurs ont recherché a modéliser les inductances et les mutuelles de la
MRVDS en régime saturé. Une résolution par éléments finis a permis de déterminer ces valeurs
pour plusieurs courants et plusieurs positions. Pour le modéle, ces inductances et ces mutuelles
sont représentées par une série de Fourier. Les performances dynamiques de la machine sont
évaluées par la résolution du systéme matriciel (5.20), présenté pour le cas d'une machine trois
phases, qui fait intervenir les inductances et les mutuelles.

1]

U=R-I+L.—+Q-—'1 (5.20)

S
&\ &
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avec :
ﬁ=[u1 us U3]T et T=[i1 i2 i3]T (5.21)
_fn 00 Ly Lip Lys
R=|0 p 0] et L= Ly; Lgyy Lys (5.22)
0 0 n3 L3; L3 L3

L'intérét de ce modéle est qu'il permet de tenir compte des effets des couplages
magnétiques entre phase. Dans [17], est présentée une méthode qui permet de modifier les
parameétres de ce modéle en temps réel lorsqu'un défaut de fonctionnement est détecté
(interrupteurs endommagés, court-circuit entre phases). Les inductances et les mutuelles sont
alors recalculées 4 partir de la mesure du courant et en fonction d'un critére de convergence.

S.4- MODELISATION DISCRETE : LES TABLEAUX DE POINTS

Lorsque les mesures de flux ou de couple ont été réalisées pour un nombre suffisant de
positions et de niveaux de courant, des tableaux de points permettent de modéliser plus
précisément et trés simplement les caractéristiques d'une machine.

Cependant, plus la précision souhaitée est grande, plus la place mémoire pour le
stockage des données doit étre importante. Ceci ne pose aucun probléme si ce modéle est
utilisé pour simuler par exemple le comportement d'une MRVDS i une commande. En effet, la
génération actuelle des micro-ordinateurs permet d'enregistrer de trés grande quantité de
données. Si les circuits mémoire utilisés ne sont pas trés rapides, seul le temps de simulation en
sera affecté. Mais le dilemne taille des tableaux et temps de calcul peut devenir crucial lorsque
le calcul porte sur la totalité des données (par exemple pour l'optimisation d'un critére). Les
temps de calcul peuvent alors devenir trés prohibitifs.

Par contre l'environnement des processeurs trés rapides utilisés pour le temps réel n'est
en général pas congu pour le stockage d'importante quantité de données. De plus, dans ce cas,
il faut que la mémoire soit suffisamment rapide pour que la recherche des données dans les
tables ne prenne pas trop de temps et ne ralonge le temps imparti au calcul.

Par ailleurs, la dérivée relative aux points du tableau peut étre facilement calculée
fonction du pas entre chaque point. Or, si celui-ci est trés grand, la dérivée sera trés éloignée
de la réalité 3 cause du caractére discret du modéle. La précision peut étre améliorée si les
dérivées sont calculées a partir des courbes réelles puis ensuite stockées dans des tableaux.
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5.5- MODELISATION PAR ELEMENTS DE SURFACE

Nous avons vu dans le paragraphe 5.2.3, que les caractéristiques électromagnétiques de
la MRVDS, qui sont fonction 4 la fois de la position 6 et du courant i, peuvent étre facilement
interpolées par des fonctions splines bicubiques. Une représentation en 3D est ainsi obtenue
faisant intervenir des fonctions de degré trois & deux variables. Cependant, les calculs associés
a ce type de modéle sont généralement complexes. Ils sont d'autant plus longs et difficiles a
réaliser lorsque, par exemple, le couple doit étre déduit a partir du modéle du flux. Pour
simplifier le modéle, il peut &tre intéressant d'interpoler la surface du flux ou du couple par une
combinaison de fonctions en 6 et en i de faible degré. Nous avons donc mis au point pour la
machine étudiée un modéle utilisant cette technique.

Ce modéle est calculé a partir des mesures statiques du couple. En effet, la mesure
directe du couple statique est la méthode la plus précise et permet de déduire des valeurs de
flux correctes. Le couple étant normalement une fonction impaire par rapport a la position
angulaire (Cf § 4.3.1), le domaine d'étude B est défini, dans notre exemple, entre 0°
(opposition) et 180° (conjonction) pour la position et entre 0 A et 15 A pour le courant. Pour
cette étude particuliére, la variable u correspond au courant et la variable v 4 la position en
degré électrique.

(u,v) «([0,15],[0,180]) (5.23)

Le domaine d'étude 3 peut étre divisé en sous-domaines dij, de surface égale, tels que -

uelig(i+1).g

ve[jh(j+1).0] 5.24)

(u,v) e d; ¢>{

g est I'écart en courant de chaque sous-domaine 4;j et h I'écart en position. Pour plus de clarté,
la valeur de courant égale a i.g est noté u(i). Il en est de méme pour la position, j.h=v(j). Le
couple correspondant 4 u(i) et v(j) sera noté C(i,j).
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courant (u) h
S
i+2 - /
2 C(i+1,j+1)

i+1 / C(’“’J)

//ué/%uﬂ/g
Vs e

# position (v)

Fig. 5.11 : Partition de la surface de couple & modéliser

A chaque sous-domaine &;; est associée une partie de la surface du couple C(u,v), notée
Gj(u,v). Soit la surface Gj(u,v) représentée sur la fig. 5.11. Elle est délimitée par les quatre
points extrémes C(i,j), C(i+1,j), C(i,j+1) et C(i+1,j+1). Le principe de ce modéle est d'essayer
d'interpoler le plus finement possible chacune des surfaces Gj(u,v) en leur associant une
équation de la forme :

Cij( wv)= ajj +bju+¢v+dzuv  pour (u,v) e & (5.25)

La détermination du modéle consiste alors i déterminer les quatre coefficients ajj, bij
Gj et dij pour tous les sous-domaines djj. Pour imposer une solution unique, un systéme de
quatre équations linéairement indépendantes est donc établi de la forme suivante :

c(i,j) 1 u(i)  v(j) u(i)v(i) T

Cli,j+1) | [t uli) v(j+1) uli)v(j+1) | by (5.26)
cli+1j) | |1 u(i+) (i) wl+)v(i) |f oy |
Cli+Lj+1)| [1 w(i+1) v(j+1) u(i+1v(j+1)] dj

i~ |

La solution est donc :

2jj c(i,j)

bij -1 C(i,j+l)

Cj =Z c(i+1,j) G20
dj cli+1,j+1)
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Pour déduire l'expression du flux & partir de ce modéle, il faut tout d'abord calculer la
coénergie.
n

W (u,v) = 180.Nr

v 2
[Clu,v")dv’ +Lov” (5.28)
. 2

Lorsque la variable d'intégration v' varie de 0 & v, elle traverse plusieurs sous-domaines
&;; différents. Soit les variables n1 et n2 définies comme suit ;

nl = partie entiére(u/g)
n2 = partie entiére(v/h)

Ainsi le bipoint (u,v) appartient au sous-domaine dp] 7. L'expression de la coénergie
se décompose en (n2+1) intégrales :

h 2h
r n r r 14 ?
Wim(u,v) = 80N {,!)Cnl,o(u,v Jav’ + { Cp1,1(u,v')dv 4+
n2.h v L u2
JCnl’nz-l(u,V')dV' + Cnl,nz(u,v')dv' + 02 (5.29)
(n2-Dh n2.h
Le flux est alors déduit en dérivant la coénergie par rapport au courant.
awt
®(u,v)=—]=0 5.30
(u,v) = =25 (5.30)
o |21 (k+1)% - lcz]h2
o = h+d
(U,V) T80.Nr k§0 b xh+dnx >
v - (n2. h)z]
+by) pa[v—n2.h]+dp) o * +Lgu (5.31)

Les calculs intermédiaires sont présentés a l'annexe 5.8.

Ce modéle a été essayé sur les mesures de couple statique de la machine étudiée. Les
résultats sont présentés & la fig. 5.12. Les courbes de gauche correspondent a une modélisation
réalisée avec un pas en position égal 4 10° électriques (h=10°) et un pas en courant de 1 A
(g=1 A). Les pas, en position et courant, des courbes de droite sont égaux respectivement 4 1°
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électrique et 0.1 A (h=1° et g=0.1 A). Une fois les paramétres du modéle déterminés, le couple
modélisé a été calculé pour des angles variant de 0° & 175° par pas de 5° pour les courbes
paramétrées en courant et pour des courants variant de 0 A 4 14.5 A par pas de 0.5 A pour les
courbes paramétrées en position. Ces valeurs de couple modélisé sont comparées aux valeurs
de couple statique connues dont le pas en position est de 5° et le pas en courant de 0.5 A. De
maniére €vidente, les valeurs de couple issues du modéle (h=1° - g=0.1 A) sont beaucoup plus
précises. Ces valeurs de pas seront choisies pour le modéle qui servira & simuler le
comportement de la machine. Toutefois, le choix (h=10° - g=1 A) donne des résultats
acceptables sur le couple.

Couple[N.m] Couple[N.m]
0.8 - 08
0.7{ 1 071
0.6f 0.6]
0.5f 0.57
0.4f 0.4]
0.3] 0.3
A o Couple mesuré 02t o Couple mesuré
0.2 — Couple modélisé . — Couple modélisé
0.1 - 0.1t
O 50 100 150 % 50 100 150
Position [degrés électriques] Position [degrés électriques)
Couple [N.m} Couple [N.m]
16 16 "
14t F145A 14f , I—4.5 A
12 12
10[ 10
8 8!
:_ E7A g. ,
o Couple mesuré o Couple mesuré
2 " — Couple modélisé 2 — Couple modélisé
% 50 100 150 O 50 100 150
Position [degrés électriques] Position {degrés électriques]
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Couple[N.m] Coupie[N.m]
16 E) 16 ' 3
14 o Couple mesuré 1 14 © Couple mesuré 1
1t Couple modélisé Bt Couple modélisé 1
10] 10[

8 8

6f 6f

4| 4t 1

0 %

0 5 10 15 5 10 15
Courant [A] Courant [A]
h=10° g=14 h=1° g=0.14

Fig. 5.12 : Modélisation du couple par éléments de surface

Les valeurs de flux déduites en appliquant (5.31) & partir des deux modéles du couple
précédents sont présentées a la fig. 5.13. Le modéle calculé avec h=10° et g=1 A donne de trés
mauvais résultats sur le flux. Par contre, avec h=1° et g=0.1 A, une erreur d'environ 5% est
commise sur le flux correspondant & de faibles valeurs de courant. Pour de trés faibles valeurs
de courant, l'erreur commise peut étre trés importante vis & vis des trés faibles valeurs de flux

correspondantes.

50 100 150
Position [degrés électriques]

Flux [Wb]

0.18
0.16]
0.14]
0.12f

0.17]
0.08]
0.06[
0.04]

0.02,
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Flux [Wb]
0.6

¢ Flux mesuré

0.1, — Flux modglisé |
) 50 100 150
Position [degrés électriques]

5 10
Courant [A]

h=10° g=14

Flux [Wb]
0.6 3
0.5 SN
o® I=10 Al
0'4 r o
| =7 A
0.3
0.2]
| o Flux mesuré
0.1 — Flux modélisé
]
Oy 50 100 150
Position [degrés électriques]
Flux [Wb]
0.6

0 Fluxme'suré 0=175° — =

0.5 — Flux modélisé -
0.4] '
03} '
0.2
0.17 ’[
% 5 10 15
Courant [A]
h=1° g=0.14

Fig. 3.13 : Déduction du flux a partir de la modélisation du couple par éléments de surface

Ce modéle est utilisé pour simuler le comportement de la MRVDS. Les données de
couple sont donc disponibles sous la forme de tableaux contenant les coefficients notés a,, be,
¢c et do de chaque sous-domaine. Un programme permet de déterminer dans quel sous-
domaine appartient le point de fonctionnement (0,i) et calcule la valeur de couple & partir des
coefficients du sous-domaine. La caractéristique de flux a été déduite de celle du couple en
appliquant I'équation (5.31). Pour minimiser les temps de calcul dans les programmes de
simulation, la caractéristique de flux ainsi déduite a été modélisée par la méme technique. Des
tableaux de coefficients notés ag, bg, cf et df ont ainsi été établis. Ces modéles du couple et du
flux permettent une détermination aisée des dérivées partielles en © et en i. Cependant, pour
des raisons de simplicité, aucune condition de continuité sur les dérivées a la frontiére des

sous-domaines n'a été imposée lors du calcul du modéle.
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5.6- COMPARAISON ET CONCLUSION

Les techniques d'interpolation par morceaux, par des fonctions polynomiales 4 une
variable (interpolation en deux dimensions), sont des méthodes qui permettent d'approcher
n'importe quel type de courbe. La précision finale du modéle dépend 4 la fois du nombre de
domaines utilisés pour l'interpolation et de la nature des fonctions choisies pour approcher les
différentes courbes de la caractéristique de la machine. Plus les domaines d'interpolation sont
petits, meilleure sera la précision. Par contre le nombre de paramétres 4 sauvegarder devient
important et I'exploitation du modéle peut devenir complexe. De plus, la déduction des
fonctions dérivées a partir du modéle peut ne pas étre toujours trés précise. Par exemple, dans
le cas d'interpolation A partir de fonction linéaire, la représentation de la dérivée est une
fonction constante par morceaux.

Les modéles basés sur une fonction globale, & deux variables, permettent une
représentation concise de la caractéristique de la MRVDS. Les calculs associés & ces modeles
sont généralement simples et les fonctions dérivées sont déduites facilement. Malheureusement,
les modéles présentés au paragraphe 5.3 s'adaptent mal 4 la forme de la caractéristique de la
machine étudiée et ne peuvent dans ce cas étre utilisés. De plus, il est fort probable que les
résultats obtenus avec ces modéles soient trés éloignés des caractéristiques réelles dans le cas
d'une machine trés saturée.

La troisiéme solution envisagée consiste i représenter la caractéristique sous forme de
tableaux de points. Pour garantir une bonne précision, il faut stocker les données avec un pas
en O et en i suffisamment petit. Un compromis entre la précision et la quantité de données &
stocker doit étre trouvé. Il vaut mieux éviter le tableau de points unique (par exemple tableau
du couple), méme s'il est trés précis, & partir duquel toutes les autres variables du modéle (flux
et dérivées) seraient déduites par dérivation ou intégration numérique. Un tableau de points
pour chacune des variables du modéle permet d'utiliser plus judicieusement la place mémoire
disponible. Cette solution offre une précision globale meilleure que dans le cas du tableau de
points unique méme si le pas en 0 et en i est plus grand.

L'approximation de la caractéristique de la machine avec notre modéle par éiéments de
surface donne de bons résultats. Pour une utilisation en temps réel, les calculs requis par ce
modéle peuvent étre toutefois un peu longs. Cependant, nous l'avons retenu pour nos
programmes de simulation.

Les principales spécificités de ces modéles dans le cas de I'approximation de la
caractéristique de la MRVDS étudiée sont résumées dans le tableau 5.3.
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Méthode Précision Calcul Nombre de

paramétres

Interpolation (2D) (§ 5.2) trés bonne | gestion du modéle important

complexe
Fonction globale continue (§ 5.3) | moyenne simple faible

Tableaux de points (§ 5.4) bonne aucun trés important

Interpolation par éléments de trés bonne raisonnable important

surface (§ 5.5) ‘

Tableau 5.3 : Principales propriétés des modéles appliqués au cas de la machine étudiée

Différents algorithmes pour commander la MRVDS vont étre étudiés dans le chapitre
suivant. Ces commandes doivent tout d'abord étre simulées afin de s'assurer de leurs
performances. Comme leur principe n'est plus a valider (étude de commandes linéaires et non
lindaires classiques), deux modéles différents vont étre utilisés pour reproduire du mieux
possible les conditions expérimentales. L'un est destiné & simuler le comportement de la
machine et doit étre par conséquent trés précis. L'autre permettra le calcul de la commande. Ce
dernier modéle doit donc étre semblable a celui qui sera utilisé lors de I'expérimentation. Le
modéle par éléments de surface, que nous avons mis au point, est donc choisi pour permettre la
simulation du comportement de la machine. La commande simulée et la commande réelle

seront calculées a partir des mémes tableaux de points.
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Annexe 5.1

8
Modéle de Torrey-Lang avec a, = . Ay cos(k8) - Courbes flux/courant et couple/courant
k=0

Flux {Wb]

0.60 +
o=180°

0.50 -

0.40 -

6=90°
0.30 -

0.20 4

0.10 4 .

0.00 4

Courant [A]

16.00 -
0=90°

14.00 -

12.00 -

10.00 -

8.00 -

6.00 -

Courant [A]
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Annexe 5.2

8
Modéle de Torrey-Lang avec ap = 3. Ay cos(k) - Coefficients a;, ap et a3 en fonction de &
k=0

=25 +

a2 a1l

a1 f(Whj al
25 4
2 1
1.5 +
1 -
0.5 +
0 } f f t f } ; i
T 20 60 80 100 120 140 160 180
0.5 Pesition [degrés électriques]
Position [degrés électriques]
80 100 120 140 160 180
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Annexe 5.2

001 +

a3 [H]

Position [degrés électriques]

} ] !

—s

0.01 |

a3

T T T

120 140 160
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Annexe 5.3

Modéle de Spong avec f{8)=a-bjcos(B) - Courbes flux/courant et couple/courant

0.70 - [hm[Wo]

-

0.60 - 6=180°

0.50

0.40 -
o=
0.30 -

0.20

0.10 - 6=0°

0.00 -

Courant [A]

Coupl
16.00 - CouPle Nm]

6=90°

6=45"

Courant [A]
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Annexe 5.4

Modéle de Spong avec f{8)=a-bjcos(8)-bycos(20) - Caractéristiques du flux

0.70 -

0.60 4

0.50 -

0.40

0.30 -

Flux {Whb]

------
a= "
-
-

Position [degrés électriques]

0.70 -

0.60 -

0.50 -

0.40 -

0.30

0.20 -

0.10 -

0.00 4

6=180°

e

10

Courant [A]
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Annexe 5.4

Modéle de Spong avec f{B)=a-bjcos(8)-brcos(20) - Caractéristiques du couple

18.00 -

16.00 -

14.00 -

12.00 -

10.00 -

8.00 -

6.00 -

4.00 -

Couple [Nm]

mesure
PR - | meeee=- modale

Position [degrés électriques]

16.00 T
14.00 +
12.00
10.00 -
8.00 -
6.00 -

4,00 -

Couple [Nm]

mesure

6=90°

0=45°

6=30°

Courant [A]
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Annexe 5.5

4
Modéle de Spong avec f{8) =a— Y by cos(kf) - Caractéristiques du flux

k=1

0.70 -
0.60 +
0.50
0.@
0.30
0.20

0.10

Flux [Wh]
-

0.00

Position [degrés électriques]

Q.70 +

0.60 +

0.50 +

0.40 -

0.30 -

0.20 4

0.10 4

0.00 &

Flux [Wb]

0=180°

0=80"

6=0°

Courant [A]

16
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Annexe 5.5

3
Modéle de Spong avec f(8) =a~ ) by cos(k8) - Caractéristiques du couple
k=1

i Couple [Nm]

16.00 -

14.00 -

12.00 4

10.00 -

8.00 4

6.00 -+

4.00 -

Position [degrés électriques]

16.00 o CoupleNm]

0=80°

14.00 -

mesure
12.00

10.00 -
8.00 4

0=45°
6.00 -

6=30°

e

18

Courant [A]
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Annexe 5.6

8
Modéle de Spong avec £(0)=a— Y by cos(k0) - Courbes flux/courant et couple/courant
k=1

070 - X[W]

0.60 4 et 8=180°

0.50

0,40 -
6=00°
0.30

0.20

0.10 o=0°

0.00

Couple [Nm]

16.00 +
0=90°

14.00 -

12.00 +

10.00 -

8.00 4

6.00 |
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Annexe 5.7

4 4
Modéle de Spong avec f(8) =a— D by cos(k8) — 3 by.4 sin(k8) - Caractéristiques du flux

k=1 k=1
Flux [Wh]
0.70 T
060 + B =SS T 15A
"""" modéle 12A
0.50 +
9A
040 +
6A
0.30 +
0.20 + ceeeemennn ap
0.10 -
0.00
0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]
3
070 - X[l
0.60 - .o 9=180°
0.50
0.40 -
0=90°
0.30 -
0.20 -
0.10 - 6=0
0.00 - j
16

Courant [A]
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Annexe 5.7

4 4
Modéle de Spong avec f(0)=a— ) by cos(k8)— 3 by,4sin(kf) - Caractéristiques du
k=1 k=1

couple

16.00 — Couple [Nm]

14.00 -

12.00 -
10.00
8.00 +
6.00 1

4.00 -

2.00 -

o 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Position [degrés électriques]
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Annexe 5.8

Détail du calcul du flux i partir du couple exprimé par le modéle présenté au § 5.5

L'expression de la coénergie déduite de celle du couple est :

v 2
_[C(u,v')dv'+L°Tu (A5.1)

T
ll > =
em(v.V) 180.Nr )

Lorsque la variable d'intégration v' varie de 0 & v, elle traverse plusieurs sous domaines jj
différents. Soit n1 et n2 telles que :

nl = partie entiére(u/g)
n2 = partie entiére(v/h)

Ainsi le bipoint (u,v) appartient au sous domaine dp] np. L'expression de la coénergie se
décompose en (n2+1) intégrales telles que :

2h
Y]
Wém(u,v)= 180.Nr {I nl, 0(!1 v! dV + anl l(l.l v )dV +--4

h
n2h L, u2
f Cata-t(0,v)av"+ [ Cap gy { + 222 > (A5.2)
{n2-1)h n2.h
n2— I(k+l)h L u2
Wim{u,v)= 180N 2 JCarx(u,v)dv + jcnm u, v )dv' b + °2 (A5.3)
kh n2.h
n2— 1(k+l
Wém(u v 180N z anl,k +bnl,ku+cnl’kv'+dn1,kuv')dv'
v 2
+ J( n1n2+bn1n2u+cn1 VAl +dn1 n2uv )dV +L""—]'1 (AS.4)
n2.h 2
(k+1)h
Wem(u,v)= - nzil anlkv"'bnlkuv"‘cnlkvz +dnlki
AT TI80Nr | o | ’ 2 2
- kh
2 2V 2
\'s uv L,u
+|:an1,n2v+bn1’n2uv+cn1,n2 2 +dnl,n2 -—2—-'] + 02 (ASS)
n2.h
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Annexe 5.8

21 [(k+1)2 _ 2 |n?
, _ L
Wem(u,v) = 180N EO (anl,k +bn1,ku)h +- 2 (cnl,k +dn1,ku)

2 2
~(n2.h 2
+(V— n2. h)(anl,nz + bnl,nzu) + {w—}(cnl,ﬂ + dnl,n2u)} + L°2u (A5.6)

2
aw'
Oy, v)=—=0
(u,v) P (A5.7)
_ 2 .2%2
Oy, v) = —- Sl 1xh+d 1k'(k+l) ‘ ]h
180.Nr | S | ™ 2
vz—(n2.h)2]
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Les actionneurs électriques permettent de résoudre facilement les problémes
d'entrainement & vitesse variable ou de positionnement. Leur grande compétitivité ainsi que
leurs bonnes performances leur donnent la possibilité de remplir des cahiers des charges trés
stricts. C'est pourquoi, a I'heure actuelle, ils sont massivement présents et progressent encore
dans de nombreux secteurs industriels comme celui de la robotique. Cependant, il est essentiel
en robotique que l'actionneur électrique utilisé soit d'une grande robustesse et présente de
bonnes performances en couple et en puissance tout en restant bon marché [1]. La MRVDS
répond & ces exigences grice & sa structure simple qui lui confére un excellent compromis
robustesse-performances. Le caractére unidirectionnel des courants d'alimentation permet
lutilisation de convertisseurs économiques et fiables offrant une grande sireté de
fonctionnement. Cependant, du fait de ses nombreuses non linéarités, le couple délivré par Ia
machine est naturellement pulsé. De plus comme chaque phase ne peut produire du couple
positif que pendant une période angulaire bien définie, la stratégie d'alimentation adoptée
introduit quasi-inévitablement, pendant les commutations entre phases, des ondulations de
couple inacceptables en robotique. En effet, le déplacement d'un objet doit étre réalisé le plus
réguliérement possible et la précision du positionnement est un critére trés important. En outre,
les caractéristiques fortement non linéaires de la machine rendent son pilotage délicat. 1i
n'existe pas de relation simple entre la tension d'alimentation et la vitesse ou le couple. Par
conséquent la mise au point d'une commande performante ne peut se faire au moyen des
techniques classiques de I'automatique linéaire.

L'objectif de ce chapitre est donc de rechercher une commande qui permettrait
d'asservir le couple & une valeur constante (minimisation des ondulations de couple). Le
résultat optimal serait d'atteindre la valeur minimale d'ondulation propre i I'ensemble machine-
convertisseur qui dépend de la tension d'alimentation et du point de fonctionnement (couple,
vitesse) [2]. L'idée principale est que la commande puisse tout d'abord compenser les non
linéarités de la machine, causes principales des ondulations de couple. Puis, cette méme
commande devra pouvoir imposer la dynamique souhaitée.

Nous dresserons, dans le paragraphe 6.1, un bilan sur les méthodes existantes
permettant de minimiser les ondulations de couple. Comme nous le verrons, celles-ci s'avérent
insuffisantes. C'est pourquoi, nous proposerons des méthodes innovantes dans le paragraphe
6.2. Nous présenterons notamment une commande non linéaire capable de compenser les non
linéarités de la machine et donc d'éliminer l'ondulation de couple et d'imposer la dynamique
souhaitée. Des résultats expérimentaux attesteront de l'efficacité de nos méthodes.
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6.1- RECHERCHE DE METHODES POUR LA MINIMISATION DES
ONDULATIONS DE COUPLE DE LA MRVDS - ETAT DE L'ART

6.1.1- INTRODUCTION

Les performances de la MRVDS peuvent étre facilement améliorées par la modification
de certains paramétres géométriques. Des méthodes simples présentées au paragraphe 6.1.2,
peuvent réduire de maniére assez conséquente les ondulations de couple. Le paragraphe 6.1.3
est consacré aux différentes commandes déjd proposées dans la littérature qui s'intéressent 4 la
minimisation des ondulations de couple.

6.1.2- REDUCTION DES ONDULATIONS DE COUPLE PAR LA CONCEPTION

Les ondulations de couple étant dues en partie 2 la structure dentée de la MRVDS, il
est possible de les réduire en jouant sur les paramétres géomeétriques liés a la double saillance
de la machine. Dans [3] et [4], linfluence de la valeur des angles dentaires statoriques et
rotoriques sur la forme du couple est discutée. Les angles dentaires réduits g et By sont définis
par rapport aux angles polaires correspondants ol et o.y de la maniére suivante :

0 2n
= -5 avec ao =— 61
Bs 2l s =N, 6.1)
[\
BI = B_r avec ao = 2_15. (62)
o? I N;

En général, les dents statoriques ont un angle dentaire B‘s’ inférieur 4 celui des dents rotoriques

B‘r' pour laisser suffisamment de place aux bobinages.
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o
or

Fig. 6.1 : Définition des angles dentaires et des angles polaires de la MRVDS
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Fig. 6.2 : Inductance d'une machine non saturée idéalisée en fonction
des angles dentaires et des angles polaires

L'angle Bg permet de jouer sur la forme générale de l'onde de couple. En effet,

l'inductance d'une phase ne peut varier que si les surfaces des dents statoriques et rotoriques
qui sont en regard varient aussi. Pour une phase donnée, un couple moteur ne peut donc étre
généré que dans un secteur angulaire restreint égal a B:. Plus Bg sera petit et plus le couple

sera pulsé.
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Si la valeur de l'angle B, est élevée alors l'inductance de chaque phase présente un large
“plat de conjonction" entrainant une démagnétisation plus aisée. Ainsi, en injectant des ondes
de courant de forme appropriée, il est possible d'obtenir un couple bien lissé. Par ailleurs, si la
valeur de l'angle B; est faible, linductance présente cette fois ci un "plat d'opposition"
important qui permet d'accroitre sensiblement la puissance maximale de la machine et le
fonctionnement en régime de "défluxage”. Malheureusement, I'obtention d'un couple instantané
peu ondulé est plus difficile.

Dans [5], la forme des courbes de couple monophasé et les ondulations qui perturbent
le couple quand la machine tourne sont étudiées en fonction de I'épaisseur de la culasse du
stator et de la forme des dents statoriques. Les autres paramétres de la machine tels que le
diamétre externe ou I'épaisseur d'entrefer sont gardés constants. La réalisation d'un prototype
expérimental et des calculs par éléments finis ont permis de conclure que pour un
fonctionnement a faible vitesse et pour une alimentation par des créneaux de courant, le couple
moven peut étre maximisé et les ondulations de couple réduites pour une épaisseur de culasse
optimale et avec une section trapézoidale des dents statoriques au lieu de rectangulaire. Les
ondulations de couple peuvent étre encore diminuées avec une alimentation en courant de
formes optimisées permettant ainsi une plus large plage de vitesse. Pour un fonctionnement a
haute vitesse et une alimentation en tension, une importante épaisseur de culasse et des dents
statoriques trapézoidales permettent encore un couple moyen plus élevé mais dans ce cas les
ondulations de couple sont accentuées. Cet article met donc en évidence lincidence des
paramétres géométriques de la machine sur sa caractéristique en couple.

6.1.3- REDUCTION DES ONDULATIONS DE COUPLE PAR UNE COMMANDE
APPROPRIEE

Une fois que les paramétres géométriques de la machine sont optimisés pour remplir un
cahier des charges donné, il est possible de réduire les ondulations de couple en associant 4 la
machine une commande appropriée.

Des commandes classiques par micro-contréleur permettant d'asservir le couple de la
machine ont déja été expérimentées. Dans [6], la MRVDS est contrdlée a la fois par une
boucle de vitesse et par une boucle de couple. Un circuit spécialisé permet de calculer en temps
réel les angles de commande pour la commutation des phases réalisant ainsi 'autopilotage de la
machine et permettant 4 la commande d'étre opérationnelle dans les quatre quadrants. La
boucle de vitesse comporte un correcteur proportionnel intégral. La vitesse est calculée a partir
d'un train d'impulsions généré par des capteurs de position pour des fonctionnements a grande
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vitesse. Pour des applications a faible vitesse, un capteur de vitesse a été prévu. Dans la boucle
de couple, ce dernier est calculé a partir des grandeurs électriques. Ce calcul n'est pas valide
lorsque la vitesse de la machine est trés faible a cause d'ondulations excessives.

Dans [7], le couple instantané dans la machine n'est pas calculé a partir des grandeurs
électriques mais 4 partir d'un modéle électromagnétique. Pour élaborer ce modéle, les
caractéristiques de flux en fonction du courant et de la position ont été déterminées
expérimentalement. Les mesures ne pouvant étre réalisées pour toutes les valeurs possibles de
courant et de position, un algorithme de lissage puis d'interpolation par des fonctions splines
bicubiques permet de calculer les coefficients du modéle. En temps réel, il est donc possible
d'estimer le couple €lectromagnétique de la machine 4 partir de ce modéle dont les coefficients
sont stockés dans une table. Ce couple estimé est alors comparé i un couple de référence.
L'erreur obtenue est utilisée par un régulateur de courant pour générer les consignes de
courant relatives & chacune des phases du moteur permettant de minimiser les ondulations de
couple.

D'autres stratégies de commande minimisent les ondulations de couple par la recherche
de formes optimales des courants d'alimentation en fonction du couple consigne et de la
position. L'article [8] montre comment optimiser le fonctionnement d'une machine a réluctance
variable & partir des formes de courant d'alimentation. Des formes de courant optimales,
permettant de maximiser le rapport du couple moyen avec le carré du courant créte ou le
rapport du couple moyen avec le camré du courant efficace, sont calculées pour des
fonctionnements sans saturation et avec saturation du circuit magnétique et pour divers types
de machines. Le couple correspondant i ces modes d'alimentation est déduit permettant ainsi
d'évaluer les ondulations qui en résultent. Cet article met bien en évidence les corrélations
existant entre les performances de l2 machine (maximisation du couple moyen) et la stratégie
d'alimentation méme si la réduction des ondulations de couple n'est pas le premier objectif
Toutefois il faut noter que pour minimiser les pulsations de couple d'une machine i q phases, il
faut que la forme des courants puisse minimiser les harmoniques de couple de rangs muitiples
de q. I est ainsi montré que les machines dont la forme de la perméance s'approche dun
trapéze permettent plus facilement de réduire les pulsations de couple.

Une méthode originale permettant de trouver la forme des courants optimaux qui
minimisent 4 la fois les ondulations de couple et I'énergie nécessaire i produire un couple
donné est présentée dans [9]. Ces deux objectifs sont traduits par un probléme d'optimisation
non linéaire ou la fonction coit représente I'objectif de la minimisation de I'énergie. Les
contraintes non linéaires qui sont associées traduisent la minimisation des ondulations de
couple avec une contrainte sur la valeur moyenne du couple polyphasé. Pour la simplification
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des calculs, ce probléme d'optimisation non linéaire est transformé en un probléme linéaire par
un changement de variable astucieux. Il faut préciser que I'étude de [9] n'est réalisée que dans
le cas de machines non saturées.

Pour réduire les ondulations de couple de la MRVDS, une nouvelle loi de commande
est développée dans [10]. Elle se base sur un modéle précis de la dynamique non linéaire de la
machine & réluctance variable qui consiste & exprimer les caractéristiques magnétiques de la
machine au moyen de fonctions splines bicubiques. Pour des applications & couple constant, les
techniques de commande optimale pourraient étre appliquées. Mais les auteurs montrent que
dans ce cas précis, ces techniques ne sont pas applicables 4 cause de la dépendance non linéaire
du couple vis a vis de la position et du courant. Un algorithme de commande & couple constant
est donc proposé. 11 s'articule en deux parties. Une premiére partie consiste en un algorithme
de commande prédictive. Une stratégie de décision optimale constitue la seconde partie de la
commande. L'algorithme de commande prédictive calcule les valeurs de commande
appropriées pour générer un couple constant. Ces calculs se font hors ligne. Ces valeurs de
commande qui correspondent 3 un régime permanent donné de la machine (fonctionnement a
un couple donné), sont stockées en mémoire. Cette commande prédictive est une commande
en boucle ouverte, elle est donc trés sensible aux perturbations. La stratégie de décision
optimale vient compléter et renforcer la commande prédictive. Elle permet d'augmenter la
robustesse de la commande et s'applique en temps réel. Cette stratégie de décision optimale
permet de compenser les effets des perturbations en minimisant l'erreur qui existe entre le
couple réel de la machine et la trajectoire de couple désiré pour le régime permanent. La
solution optimale se calcule en une itération.

Dans [1], les auteurs recherchent une commande qui permettrait d'asservir en position
une charge a l'aide d'un entrainement direct avec une MRVDS. 1l s'agit d'un probléme classique
de robotique ou les oscillations de couple de I'actionneur sont intolérables et néfastes a la
précision du positionnement. Pour minimiser ces ondulations de couple, les auteurs établissent
une commande qui consiste 3 alimenter la machine avec des courants de forme bien précise.
Une premiére partie du travail présenté dans [1] consiste 4 déterminer 4 l'aide d'une analyse par
éléments finis les caractéristiques électromagnétiques principales de la machine. Aprés avoir
vérifié i I'aide de mesures expérimentales I'exactitude des résultats obtenus avec le modeéle, les
formes optimales de courant sont alors calculées avec la technique des éléments finis. La forme
optimale pour les courants sera celle qui permettra une évolution du courant la plus douce
possible. C'est pourquoi les auteurs ont choisi une forme trapézoidale pour les consignes de
courant avec des périodes de chevauchement entre deux phases qui correspondent aux parties
croissantes et décroissantes des trapézes. L'amplitude maximale du trapéze de courant dépend
de la valeur du couple désiré et chaque trapéze s'étend sur 180° électriques.
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Des profils de courant optimaux sont également précalculés dans [11] pour éliminer les
ondulations de couple dans la MRVDS. Ces profils sont calculés & partir d'un modéle qui
repose sur une interpolation par des fonctions splines bicubiques de données expérimentales.
L'optimisation des formes de courant se fait par rapport a la minimisation du courant moyen et
du courant créte pour une valeur de couple donné. Les paramétres de réglage sont les angles
de conduction de chacune des phases (période angulaire ol circule un courant positif dans Ia
phase) ainsi que la valeur de la période de chevauchement entre deux phases. Les profils des
couples monophasés relatifs aux formes optimales de courant ainsi déterminées sont des
trapézes.

Un mode de commande analogue, pour minimiser I'ondulation du couple polyphasé
instantané est recherché dans [2). La solution adoptée est de produire des formes d'onde
trapézoidales de couple monophasé. Par I'étude de certains coefficients de dimensionnement,
les formes d'onde de courant d'alimentation ont été optimisées. L'influence de la forme de la
caractéristique magnétique de la machine sur ces coefficients a été aussi chiffrée. Une seconde
étude a mis en évidence les effets des limitations en tension du convertisseur statique de la
machine sur la forme du couple. Enfin, les angles de commande relatifs au trapéze de couple
monophasé ont été calculés de maniére 4 minimiser soit les ondulations créte & créte du couple,
soit la valeur efficace de cette ondulation. L'intérét des consignes trapézoidales de couple
monophasé a été¢ vérifié par la simulation et par l'essai sur un banc expérimental d'une
commande & couple constant. Le contrdle des boucles de courant a été réalisé par un
correcteur PI dont les coefficients sont fonction de la position angulaire.

Une autre étude est réalisée dans [12] ou le couple est contrdlé en boucle ouverte a
partir de consignes de courant, fonctions du couple désiré et de la position, stockées en table.
Ces consignes de courant sont calculées en temps différé de telle sorte que les ondulations de
couple soient aussi faibles que possible. Le modéle qui a permis le calcul des consignes de
courant, a été élaboré a partir des mesures de flux statiques. Ici également, il existe des
positions ou deux phases peuvent produire du couple en méme temps. 1l s'agit des positions ou
le courant d'une phase est en train de croitre alors que celui de la phase précédente est en train
de décroitre de telle sorte que le couple polyphasé résultant reste constant. Pour des vitesses
importantes, il n'est plus possible de générer des formes optimales de courant & cause de la
limitation de la source de tension qui entraine des saturations. La valeur de tension maximale
que peut fournir le convertisseur détermine le domaine de vitesses ou les ondulations de couple
peuvent étre réduites.

La méthode traitée dans [13] permet de contrdler le couple d'une machine a réluctance
variable qui sert d'actionneur & un bras de robot. Les objectifs des auteurs sont de pouvoir
générer un couple total en sortie constant, sans ondulation, indépendant de Ia position et de
compenser les effets de la friction. Le couple total est ici égal 4 la somme du couple moteur, du
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couple de charge négligeable en basse vitesse et du couple de friction. Une caractéristique
couple/courant/position est préalablement déterminée. A partir de cette caractéristique sont
évaluées les consignes de courant de chacune des phases pour que le couple total soit constant.
Le couple de friction est estimé en mesurant le couple total dans les deux sens de rotation.
Pour les mémes conditions (méme position et méme courant), le couple de friction est alors
proportionnel  la différence des deux couples mesurés. Le courant correspondant a ce couple
de friction peut étre déduit. Il va servir & modifier la consigne de courant précédemment
calculée dans le but de compenser le couple de friction.

1l vient d'étre vu qu'une commande en couple, en boucle ouverte, avec des consignes de
courant précalculées permet de compenser assez bien le caractére non linéaire du couple. Les
différents travaux menés sur ce sujet ont permis de mettre en évidence qu'il est nécessaire que
le couple soit produit par deux phases en méme temps au moment des commutations pour
minimiser les ondulations de couple. Actuellement, gréice 4 la théorie de la logique floue et des
réseaux neuronaux, de nouvelles commandes voient le jour dont le but est toujours de
minimiser les ondulations de couple de la MRVDS. Toutefois, le principe reste le méme c'est &
dire alimenter la machine avec des formes optimales de courant pour minimiser les ondulations
de couple. Les techniques de la logique floue et des réseaux neuronaux interviennent pour la
détermination de ces formes optimales de courant.

Un des points cruciaux de la commande de la MRVDS est la détermination des
caractéristiques de la machine. Que ce soit par la méthode des éléments finis ou par des
mesures expérimentales, la détermination des données de la machine est souvent longue et
fastidieuse. Une technmique qui permet [l'apprentissage des  caractéristiques
couple/position/courant pendant le fonctionnement de la machine, pilotée par la commande, est
présentée dans [14] et [15]. Ces données venant d'étre acquises sont ensuite utilisées en temps
réel pour déterminer le courant optimal désiré pour chacune des phases afin que le couple
polyphasé puisse étre égal a la valeur demandée. Cette technique peut prendre du temps &
cause des nombreux calculs et tests nécessaires pour l'obtention de résultats précis. Utilisée
pour des applications basse vitesse, cette technique élimine la phase expérimentale pouvant étre
parfois assez longue mais nécessaire pour l'acquisition des données de la machine. Cette
méthode d'auto-apprentissage en temps réel permet de prendre en compte également les
variations éventuelles des paramétres de la machine et de les compenser.

Dans [16] et [17], un réseau neuronal élabore en temps réel la caractéristique du
courant en fonction du couple demandé et de la position permettant de minimiser les
ondulations de couple. Les différentes phases du moteur sont supposées symétriques. Les
mémes profils de courant seront donc utilisés pour chacune des phases. Une logique de
commutation indique au réseau neuronal les phases qui doivent produire du couple ainsi que
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les angles de conduction correspondants. Au début de la phase d'apprentissage, le systéme est
initialisé avec des profils de courant triangulaires. Les courants croissent linéairement pendant
la premiére demi-période de conduction et décroissent linéairement pendant la seconde demi-
période. Au bout d'un certain nombre de cycles d'apprentissage, la caractéristique initiale est
modifiée pour se rapprocher de la solution optimale. Le réseau neuronal utilisé est un réseau
local qui permet de ne pas modifier les points déja appris et faisant partie d'une zone différente
de celle qui est en train d'étre testée. Néanmoins, la complexité de ce réseau local reste
raisonnable puisque le nombre d'entrées est limité & deux. Une fois la phase d'apprentissage
terminée, une table de données est constituée. Cette table permet de fournir en fonction du
couple désiré et des angles de conductions calculés par la logique de commutation, la valeur
des deux courants de consigne relatifs aux phases produisant le couple de la machine.

Enfin, du fait du caractére fortement non lindaire de la MRVDS, les techniques de
commande non linéaire utilisant le principe de la linéarisation par retour d'état sont
particulierement bien adaptées. Dans [18), une commande non linéaire "composée" est
proposée pour la MRVDS. Son but est de réduire les ondulations de couple au cours dun
asservissement de position. Le principe de cette commande est une décomposition en deux
sous-systémes permettant une linéarisation partielle limitant ainsi la complexité de l'algorithme
de commande final. Un premier sous-systéme de dynamique lente correspond aux variables
mécaniques. Les variables électriques de dynamique plus rapide constituent le second sous-
systéme. Le sous-systéme lent permet de contrdler le régime permanent en imposant la valeur
du courant, alors que le sous-systéme rapide définit la dynamique de ce courant.

Une commande non linéaire pour le contrdle en position dune MRVDS est également
présentée dans [19] et [20]. Elle utilise la technique de linéarisation totale par retour d'état sur
un modéle complet de la machine. Comme la commande linéarise 1'état complet du systéme,
l'algorithme qui en résulte est un peu plus complexe que dans [18]. Bien que cette commande
présente de bons résultats sur la dynamique de la position, les ondulations de couple ne sont
pas du tout considérées. Le principe de la linéarisation par retour d'état sera exposé pius en
détail au paragraphe 6.2.3 4.

Une variante de la commande non linéaire de [19] et [20] est proposée dans [21]. Elle
permet de prendre en compte les problémes de singularité de la matrice de découplage et
I'inévitable saturation de la tension d'alimentation qui entrainent l'invalidité des équations de la
commande. La stabilité du systéme n'est alors plus garantie. Le probléme de la saturation est
résolu en imposant i la commande non linéaire la minimisation d'un critére.

Dans [22], une commande non linéaire adaptative pour contrfler la position d'une
MRVDS est étudiée. Au principe de la linéarisation par retour d'état du systéme, est associée
une loi adaptative qui permet de tenir compte des variations du modéle. La minimisation des
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ondulations de couple aux instants de commutation se fait par loptimisation des angles de
commutation.

Dans les articles [18] & [22], la théorie de la linéarisation par retour d'état est appliquée
pour le contrdle en position de la MRVDS, le probléme de la minimisation des ondulations de
couple n'étant pas considéré ou bien étant résolu par le réglage de paramétres annexes.
Cependant, il peut étre intéressant d'utiliser les techniques de la commande non linéaire pour
controler directement le couple de la machine.

Un exemple d'une telle commande est présenté dans [23] pour obtenir une réponse
dynamique du couple rapide tout en minimisant les ondulations de couple. Le modéle d'¢tat
utilisé est basé sur la connaissance des flux monophasés dans la machine. Un observateur, pour
estimer le flux, basé sur des techniques non linéaires est alors mis en ceuvre. Comme dans [20],
la commande non linéaire n'est plus efficace pour la minimisation des ondulations de couple si
les tensions d'alimentation saturent. Des profils optimaux de flux ont été calculés qui
permettent de garantir la non saturation des tensions d'alimentation en minimisant les pertes
Joule.

Enfin dans [24] et [25] est présentée une commande non linéaire adaptative en couple.
L'algorithme de contrdle comprend une procédure adaptative basée sur un modéle
paramétrique qui utilise des techniques similaires a celles présentées dans [22] mais cette fois ci
dans le but de contrdler le couple d'une MRVDS, La mesure du couple instantané se fait par
lintermédiaire d'un observateur de flux.

L'analyse précédente a montré que seules des formes de courant d'alimentation
adaptées permettent de réduire les ondulations de couple de la MRVDS. L'originalité des
différents travaux présentés réside dans la fagon de déterminer ces formes de courant. Dans
une premiére série d'articles, les courants sont calculés pour minimiser les variations du couple
en imposant dans certains cas des contraintes énergétiques (minimisation des pertes). Ces
calculs sont réalisés & partir de la connaissance électromagnétique de la machine obtenue par
mesures ou par calculs (éléments finis).

Avec la théorie de la logique floue et des réseaux neuronaux, les caractéristiques
électromagnétiques ainsi que la forme optimale des courants peuvent étre facilement
déterminées en temps réel.

Enfin, avec les techniques de commande non linéaire, les ondulations de couple peuvent
étre réduites par la compensation des non linéarités de la machine.

Cette étude bibliographique a permis de mettre en évidence la nécessité de faire
travailler successivement les phases de la machine avec des zones de chevauchement pendant
lesquelles se font les commutations. De plus, la machine doit étre alimentée avec des formes de

158




Chapitre 6 ;: Commande de 1a MRVDS

courant minimisant les ondulations du couple polyphasé ainsi que les pertes. Enfin, comme les
performances des commandes sont affectées par la limitation en tension imposée par le
convertisseur de la machine, il serait intéressant de la prendre en compte dans la commande.

6.2- LES STRATEGIES DE COMMANDE PROPOSEES -
COMPARAISON AVEC LES COMMANDES CLASSIQUES

Dans ce paragraphe sont comparés les avantages et les performances de différentes
stratégies de commande. Aprés avoir montré les limites d'une commande classique en créneau
de courant, des stratégies de commutation pour les phases sont proposées permettant de mieux
prendre en compte les caractéristiques intrinséques de la machine (couple pulsé) et de répondre
a certains critéres énergétiques.

Puis, différentes commandes, dans le but d'asservir la machine a un couple constant
avec le moins d'ondulation possible, sont simulées et essayées sur un banc expérimental. Pour
cela, une premiére étude consiste a4 mettre en ceuvre des commandes classiques basées sur des
correcteurs linéaires de type Proportionnel (P) et Proportionnel Intégral (PI). Nous verrons
que ce type de correcteurs ne peut pas prendre en compte les non linéarités de la MRVDS. Par
la compensation de l'effet des fé.m., les performances du correcteur PI peuvent étre
sensiblement améliorées. 1l semble donc logique d'essayer de compenser toutes les non
linéarités de la MRVDS. Cette "compensation totale” est réalisée par la commande non
linéaire. Nous verrons également comment l'effet des saturations des tensions d'alimentation
peut étre compensé en modifiant cette commande non linéaire.

Enfin, dans le paragraphe 6.2.4, les résultats obtenus avec ces différentes commandes
étudiées sont comparés par des critéres statistiques et par une analyse fréquentielle.

6.2.1- COMMANDE EN COUPLE AVEC UNE ALIMENTATION EN CRENEAU DE
COURANT

Deux des stratégies les plus simples pour lalimentation d'une MRVDS sont la
commande en créneaux de courant pour des fonctionnements & faible et moyenne vitesse et la
commande pleine onde (créneau de tension) lors de fonctionnements & grande vitesse. Ces
commandes peuvent étre optimisées en jouant sur les angles de début de magnétisation et de
début de démagnétisation.

Une commande en couple utilisant une alimentation en créneau de courant a été
simulée. La réponse en couple de la machine OULTON ainsi que les couples monophasés, les
courants et les tensions sont présentés  la fig. 6.3. La vitesse de la MRVDS lors de cet essai
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est d'environ 300 tr/mn. Un correcteur PI permet d'asservir le courant dans chacune des

phases.
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4 ' ' 4
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Fig. 6.3 : Simulation d'une commande en créneau de courant a 300 tr/mn - Correcteur PI

Pour cette simulation et pour toutes les simulations présentées durant ce chapitre 6 :

-les tensions d'alimentation ont été saturées 4 +200 V pour l'amplitude maximale
(Umnax="200 V) et & -200 V pour I'amplitude minimale (Upin=-200 V). Pour la
simulation, la tension fournie 3 la phase statorique par le convertisseur est assimilée a
1a valeur moyenne sur une période de hachage, de la tension réelle modulée en largeur
d'impulsion. De méme, lors des essais expérimentaux présentés ultérieurement, la
tension fournie par le pont redresseur est fixée 4 +200 V.

-la période d'échantillonnage des simulations comme celle de I'expérimentation est
choisie & 100 ps.

- 1a fonction de transfert du correcteur PI est : Ky + Ep‘-
1l a été réglé par l'étude de la fonction de transfert du systéme en boucle ouverte

constituée du correcteur PI et de la MRVDS. La fonction de transfert de la MRVDS,
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. L et r ont été fixées

Ip) 1 1
I

utilisée pour le calcul du correcteur est : =
r

respectivement 4 0.04 H et 0.3 Q. L=0.04 H est la valeur de l'inductance i la position
de conjonction pour I=15 A. C'est la valeur maximale de l'inductance qui correspond 2
la constante de temps électrique la plus grande. Les coefficients Kp et Kj ont été
réglés pour que les marges de stabilité du systéme en boucle ouverte soient correctes
(Kp=100, K;=5000).

- pour son application, cette commande continue est discrétisée. Il faudrait donc tenir
compte des retards dus au temps de calcul de l'algorithme de contrdle (Te) et au
hachage (retard statistique de Th/2=Te/2). Le correcteur devrait alors étre calculé en
considérant un retard pur de 3Te/2. A la fréquence de coupure la plus grande du
moteur, correspondant a l'inductance d'opposition (Lo~7.5.10-3 H), le déphasage dii
au retard est de 0.34°. Cette derniére valeur est trés faible permettant de négliger
l'influence des retards pour le réglage du correcteur.

Cet essai permet de mettre en évidence trois problémes relatifs 4 la commande en
couple de la MRVDS.

Entre chaque commutation des phases, se traduisant sur la forme du couple polyphasé
simulé par un "trou”, le couple de la MRVDS n'arrive pas a rester constant. En effet, il est tout
d'abord impossible d'asservir i une constante le couple de la MRVDS avec des consignes de
courant en crénecau. Ces consignes de courant ne sont évidemment pas adaptées pour obtenir
un couple constant. Le couple de la MRVDS résultant d'une alimentation 4 courant constant
varie en fonction de la position. Pour que le couple polyphasé soit constant, il faut que les
courants imposés dans chacune des phases soient déduits de consigne de couple bien définies.
Ces consignes de couple monophasé doivent étre choisies telles que leur somme soit égale au
couple désiré pour toutes les positions.

Le deuxiéme probléme est relatif aux fortes distorsions que subit le couple durant
chaque commutation entre deux phases. Ces distorsions sont dues aux variations brutales des
courants qui durant les commutations doivent croitre ou décroitre rapidement. Cette stratégie
n'est donc pas optimale d'un point de vue énergétique (forts di/dt, saturations des tensions). Il
faudra donc définir une stratégie qui permette une croissance et une décroissance progressive
des courants des phases en commutation de maniére a réduire les distorsions sur le couple
polyphasé.

Enfin, le correcteur doit étre trés rapide pour pouvoir compenser les non linéarités de Ia
carctéristique de couple. Un simple correcteur PI ne pourra pas réduire les ondulations de
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couple. En effet, pour le rendre suffisamment rapide et apte & compenser les non linéarités, il
faudrait augmenter fortement son gain avec le risque de rendre instable le bouclage.

Pour améliorer les performances dynamiques en couple de la MRVDS, une étude sur
les stratégies de commutation et sur les formes de consignes de couple monophasé 4 imposer
va étre réalisée dans la suite de ce chapitre. Différentes commandes seront également essayées
et comparées dans le but de compenser les non linéarités de la MRVDS.

6.2.2- LES DIFFERENTES STRATEGIES DE COMMUTATION DES PHASES DE
LA MRVDS

D'aprés les résultats de simulation du paragraphe précédent et d'aprés [1], [2], [11] et
[26] une stratégie de commutation appropriée des phases de la machine est indispensable pour
que les ondulations de couple soient minimisées. Avant d'exposer la stratégie de commutation
adoptée dans le cadre de cette étude, certaines stratégies originales de la littérature vont étre
exposées.

6.2.2.1- Les stratégies de commutation de Iz littérature

Une étude précise sur la commutation des courants et les problémes de circulation
d'énergie dans ta MRVDS est réalisée dans [27a], [27b]. En effet, il devient trés difficile de
commuter les courants lorsque la machine fonctionne 4 grande vitesse du fait d'une circulation
excessive d'énergie entre la machine et le convertisseur. Les auteurs présentent une nouvelle
structure de MRVDS qui permet i I'énergie stockée dans le champ magnétique d'étre retenue
et utilisée dans le moteur au lieu de retourner a la source. Ceci est réalisé au moyen d'un
enroulement supplémentaire. Cette machine peut alors fonctionner i de grande vitesse et le
couple fourni en sortie est supérieur a celui délivré par des machines classiques. En effet, le
courant dans les enroulements de la machine arrive a décroitre plus rapidement que dans un
moteur conventionnel. Cependant, des problémes d'ondulation de couple apparaissent.
Néanmoins, lintérét de ce travail est de mettre en évidence les problémes de circulation
d'énergie dans la machine qui existent au moment de la commutation. En effet, pour optimiser
le fonctionnement de la machine d'un point de vue énergétique (maximisation du couple de
sortie) mais également pour que la commande soit la plus performante possible (minimisation
des ondulations de couple), il faut s'efforcer a ce que la commutation des courants soit la plus
"douce” possible. La commutation consiste donc 2 faire décroitre le courant d'une phase tandis
que le courant de la phase suivante croit. Pour que la commutation entraine le moins
d'ondulation possible de couple, il va falloir jouer sur la forme d'onde des courants (choix
judicieux des angles de commande).
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Une méthode originale pour calculer les angles de commutation a partir de la mesure de
linductance d'une phase est présentée dans [28]. Par rapport aux stratégies classiques de
commutation, basées sur la mesure directe de la position par un capteur, cette nouvelle
méthode permet de tenir compte d'éventuelles variations de parameétres de la machine. En effet,
a cause par exemple d'un entrefer non constant, d'une disymétrie des péles, de la saturation ou
de l'usure mécanique de la machine, linductance dans la machine peut varier d'une phase &
lautre et au cours du fonctionnement. C'est pourquoi, les angles de commutation sont
optimisés par rapport 4 la vitesse de I'actionneur, au courant demandé et au profil de
linductance. Commander la machine par l'intermédiaire de la mesure de l'inductance (et non de
la position), permet de détecter les variations de paramétres liés & linductance et de les
compenser facilement au cours du fonctionnement.

Dans [29], une étude sur les angles de commutation est réalisée dans le but d'optimiser
le couple de sortie. La méthode proposée permet de calculer les angles en temps réel en faisant
hypothése d'un fonctionnement en régime non saturé. Cette méthode consiste en un
algorithme linéaire simple qui calcule I'angle d'extinction avec un minimum de paramétres
d'entrée (valeur du courant correspondant au début de la partie croissante de l'inductance). Une
loi est déterminée pour chacun des deux modes d'alimentation (mode pleine onde ou MLI).
Avec cette stratégie, les ondulations de couple sont réduites ainsi que le bruit acoustique et la
puissance de sortie a été augmentée.

Les angles de commutation sont calculés dans [30] pour réduire les pics de courant et
les di/dt trop importants des références de courant afin que les ondulations de couple soient
réduites. Deux phases peuvent produire du couple simultanément et la stratégie de pilotage
consiste & déterminer les angles "d'allumage” et "d'extinction” des courants dans les phases. Un
angle particulier est défini, appelé "angle critique” Bcﬂt(Cd), qui correspond & l'angle pour
lequel deux phases peuvent produire la méme valeur de couple Cd 4 partir de la méme valeur
de courant. Les consignes de courant peuvent se diviser en trois étapes. Une premiére étape
correspond 4 la croissance linéaire du courant d'une phase p+1 depuis zéro tandis que la phase
p continue & produire du couple. Dans la deuxiéme étape, le courant référence de la phase p+1
correspond & la valeur du couple demandé pour la position actuelle. Enfin dans la troisiéme
étape, le courant référence de la phase p+1 décroit rapidement de maniére linéaire, la phase
p+2 produisant déja du couple. Les angles correspondant & ces différentes étapes sont calculés
en fonction de Gcﬁt(Cd). Il a été montré qu'en utilisant cette stratégie de pilotage les
ondulations de couple sont diminuées. L'influence du choix des angles dentaires est également
discutée.
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6.2.2.2- La stratégie de commutation adoptée dans le cadre de I'étude

Pour que les ondulations de couple soient minimisées et la circulation de I'énergie dans
la machine facilitée pendant la commutation entre deux phases, les consignes de courant sont
optimisées, Pour une machine quatre phases, il existe des positions ou deux phases peuvent
produire un couple positif. Sur la fig. 6.4 sont représentées les différentes zones ot une ou
deux phases sont susceptibles de produire un couple positif’

| | couplenégatif  } ] couple positif
0° 180° 360°
I | | |
I : ! | |
0° 180° 360°
| | N [
t t t 3
0° 180° 360°
1 | 1 i
| | — |
0° : 180° 360°
- | :
0° 90° 180° 270° 360° 450° 540° 630° degrés électriques
| | 1 1 1 [ 1 | )
i | 1 I ) | 1 ]
0° 15° 30° 45° 60° 75° 90° 105° degrés mécaniques

Fig 6.4 : Séquencement du couple pour chacune des phases de la machine étudiée

De maniére évidente la commutation entre deux phases doit étre réalisée dans une zone
o ces deux phases peuvent produire du couple de méme signe. L'objectif de la commande
étant d'imposer un couple constant & la machine, il est plus commede de fixer les consignes de
couple puis ensuite d'en déduire les valeurs correspondantes de courant pour la position
donnée. Dans [2] et [26], ont été proposées des consignes de couple de forme trapézoidale.
Cette solution n'est pas nécessairement la solution optimale vis & vis du probléme de la
minimisation des ondulations de couple mais elle a le mérite d'étre simple et facilement
implantable. En effet, peu de paramétres sont nécessaires i la modélisation analytique d'un
trapéze, entrainant des calculs peu complexes dont I'exécution est rapide. La fig. 6.5 représente
les consignes de couple lors de la commutation entre les phases 4 et 1 de la machine et lors de
la commutation entre les phases 1 et 2.
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consigne de couple consigne de couple consigne de couple

de la phase 4 < de la phase 1 > de la phase 2

phase 4 principale phase 1 principale phase 2 principale
Ocl 0c2

commutation commutation
4—1 i—2

Fig 6.5 : Forme trapézoidale des consignes de couple monophasé

Consigne de couple monophasé
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< se9c > Oc+1 > | Angles
Al A2 A3 A2 électriques

Fig. 6.6 : Définition du trapéze de couple

Plusieurs zones peuvent étre définies (Cf fig. 6.6). Une premiére zone d'angle A3 ou
une seule phase produit tout le couple de la machine. Une seconde zone d'angle A2 on le
couple de la machine est produit par deux phases (commutation). Au milieu de cette seconde
zone est définie une position 8 ou les deux phases produisent la méme valeur de couple, égale
a la moitié du couple désiré Crer O sera par la suite désignée comme la position de la
commutation. L'angle Al est la zone angulaire entre la position d'opposition et la position ot la
consigne de couple commence a croitre. Entre la position 6,1 et 8,2 (Cf. fig. 6.5), la phase 1
est dite phase principale. Il faut noter que le trapéze de couple est entiérement défini en
connaissant la valeur Cer qui est la valeur de couple désiré et les angles Al et A2.

La valeur des angles Al et A2 peut étre calculée selon différents critéres. Dans [2] et
[26], une étude approfondie a été réalisée sur la valeur optimale de ces deux angles par rapport
a des critéres énergétiques. En effet, en l'absence de limitation de tension (faible vitesse), les
angles optimaux dépendent du couple de consigne et sont déterminés pour minimiser les pertes
Joule (courant efficace). Pour de plus grandes vitesses, la tension arrivant en saturation, les
angles sont calculés pour minimiser la variation du couple, qui ne peut plus alors étre nulle du
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fait de la "limite énergétique” de l'ensemble convertisseur-machine. Dans ce cas, le critére des
pertes Joule passe au second plan. Le terme de "limite énergétique” englobe les limites dues a
la partie conversion d'énergie qui dépendent des caractéristiques électromagnétiques de la
machine, de la tension maximale délivrée par le pont redresseur et des pertes. Dans le cadre de
cette étude, les résultats de [2] et [26] seront repris. Plus précisément, les angles Al et A2
choisis permettent de minimiser I'ondulation créte & créte du couple. Cependant, il serait
intéressant de rechercher les angles Al et A2 qui minimisent les ondulations de couple tout en
tenant compte de l'algorithme de commande utilisé.

Dans [31], nous avons prouvé l'intérét d'une telle stratégie de commutation.

La simulation suivante compare deux stratégies de commutation différentes pour une
commande en couple. La premiére est basée sur des créneaux de couple, la seconde sur des
trapézes (A1=21° électriques, A2=56° électriques). Dans ces essais, le couple doit étre asservi
4 4 N.m. Théoriquement, pour la *commande créneau" une seule phase produit du couple 4 la
fois alors que dans la "commande trapéze® deux phases peuvent produire du couple en méme
temps. Sur les fig. 6.7a et 6.7b sont représentées les formes du couple polyphasé, des couples
monophasés, des courants et des tensions obtenues avec une commande en couple dont les
consignes de couple monophasé sont en créneau (courbes de gauche) ou en trapéze (courbes
de droite). Un correcteur PI asservit le courant dans chacune des phases suivant une référence
calculée i partir de la consigne de couple. Le réglage du correcteur est identique a celui de la
simulation du § 6.2.1 (Kp=100, K{=5000). Pour ces deux essais, la vitesse de la MRVDS est
d'environ 300 tr/mn.

Les distorsions du couple polyphasé pendant les commutations ont disparu avec la
commande en trapéze. Le couple est maintenant perturbé par des "bosses" qui sont dues & un
excés de couple. En effet, le courant commence & décroitre dans une zone proche de la
conjonction donc lorsque l'inductance de la machine est maximale. Par contre, le courant croit
dans une zone proche de l'opposition ou la valeur d'inductance est faible. Les dynamiques des
courants croissant et décroissant sont donc différentes. Or, le réglage des correcteurs PI est
identique pour toutes les positions. Ainsi, le courant décroissant suit moins bien la consigne et
un surplus de couple apparait sur le couple polyphasé sous forme de "bosses". Par ailleurs,
avec la commande en trapéze, la dynamique des courants est beaucoup plus "douce” et les
saturations de la tension d'alimentation sont fortement diminuées.
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Fig. 6.7a : Comparaison des commandes simulées en créneau de couple et en trapéze de

couple a 300 tr/mn - Couple polyphasé et couples monophasés des phases 4 et 1
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Tension phase 1 [V] Tension phase 1 [V]
200 ' 200
150( 1 150f
100 1 1007
S50 1 s0r
0 0
=50 1 =50t
-100} 1 100
-150 ] -150[
200 0005 001 0015 002 0025 003 200 0gos 001 0015 002 0.025 0.03
Temps [s] Temps [s]

Fig. 6.7b : Comparaison des commandes simulées en créneau de couple et en trapéze de
couple a 300 tr/mn - Courants des phases 4 et 1 et tensions

Dans [32], une variante de cette méthode a été présentée dans le cas d'une commande
non linéaire en position. Elle est illustrée a la fig. 6.8 dans le cas d'une commutation entre les
phases 1 et 2. A I'angle 01, oi deux phases peuvent produire du couple de méme signe et en
méme temps, le couple polyphasé de la machine Cq) est estimé. Les courants Inrefpc et
Iirefgc Sont calculés de telle sorte quils puissent produire chacun un couple Cg1/2 a la
position 8. Une trajectoire linéaire est alors imposée au courant ip qui doit varier de 0 a
Inrefgc pendant Fintervalle [01,8.]. Pour l'intervalle [0,92], c'est le courant i] qui doit suivre
une trajectoire linéaire qui varie de Ijgefpc @ 0. L'analogie avec le cas précédent est que
pendant I'angle §2-01=A2, le couple polyphasé de la machine est produit par deux phases.

Courant
2refOc+
flrefbe7 Trajectoire Trajectoire
référence de 12 77 |\  référence de Il
0 :

9|1 elc 9'2 Position

Fig. 6.8 : Commutation avec des consignes de courant linéaires
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6.2.3- ETUDE THEORIQUE, SIMULATION ET EXPERIMENTATION DES
COMMANDES EN COUPLE PROPOSEES

L'objectif recherché est d'asservir le couple moteur de la MRVDS & une valeur
constante en essayant de minimiser les ondulations de couple dues a la commutation des phases
et au caractére fortement non linéaire de cette machine.

Pour toutes les commandes qui vont étre étudiées dans les paragraphes suivants, les
courants des phases sont commutés et asservis de tefle sorte que les couples monophasés
suivent les consignes en trapéze définies dans le paragraphe précédent. Les angles Al (retard
par rapport a l'opposition) et A2 (angle de variation linéaire des consignes de couple) ont été
calculés dans [2] pour minimiser l'ondulation créte & créte du couple. Ces valeurs
correspondent & des angles électriques.

Dans le cas ou les commandes sont 4 la fois simulées et essayées sur le banc
expérimental, les coefficients des correcteurs ont été choisis de telle sorte que le couple
polyphasé réel soit le moins perturbé possible.

Les différentes phases du moteur sont électriquement indépendantes et les couplages
magnétiques sont supposés négligeables. Chaque phase de la machine peut étre alors
considérée comme un systéme indépendant. L'équation électrique qui régit le comportement de
la phase j de la MRVDS est la suivante :

oy d®4(1)

Uj(t)=r.lj(t)+d—'lt 6.3)

. oD: do,. OD; di;

J m J J
(t)=ri(t)+—L.=my_J _J 6.4
o) =rijlt)+ 553 HETIE ©4

. i)+ Li .y dij

<:>uj(t)=r.1j(t)+ej(9m,1j +mej(em’lj)-¥ (6.5)

uj(t) est la tension appliquée aux bornes de I'enroulement de la phase j, ij(t) est le courant
circulant dans cette enroulement, r la résistance de l'enroulement. €j et Linc; représentent
respectivement la force électromotrice et l'inductance incrémentale de la phase j au point de
fonctionnement (Bm,ij) donné. En utilisant la transformée de Laplace et en supposant les
conditions initiales nulles, 'équation (6.5) peut étre écrite sous la forme suivante .

U;(p)-Ej(p)

6.6
r+Linc;p ©6)

U;(p)=1.1;(p) + E;(p) +Linc;.p.I;(p) <> I;(p) =
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La fig. 6.9 représente la phase j du moteur et sa commande dans le cas de correcteurs
classiques (P, PL, PI avec compensation des fé.m.). Le cas de la commande non linéaire sera
détaillé ultérieurement.

phase j du moteur

Creﬁ Ui .
Table |Irefy . J IJ\
> ‘ I=f(C,0) >€¥\F @ - -~

Fig. 6.9 : Schéma bloc de la phase j du moteur et de sa commande

G correspond 4 la fonction de transfert du correcteur de la phase j. Le courant de la phase j
est asservi 4 une valeur de courant référence [rgfj. Cette référence Irefj correspond & la valeur
de courant qui permet a la phase j de produire un couple Cret] pour une position 6 donnée. Si
la MRVDS doit produire un couple Cref, il faut que les consignes de coupie monophasé Crefj
verifient en chaque instant

q
2.Crefy=Crer (6.7)
j=1

6.2.3.1- Correcteur P

Pour chacune des phases de la machine, le correcteur Cj(p) est un correcteur
proportionnel : C j(p) =Kp

Les courbes de la fig. 6.10 présentent les résultats de simulation et d'expérimentation
obtenus avec la commande P. Les conditions d'étude sont les suivantes :

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse ; 600 tr/mn

-Kp=53

- A1=25°, A2=60°

Pour tous les résultats expérimentaux présentés dans ce chapitre, le couple réel de la
phase k est lu dans une table & partir de la connaissance de la position 0 et du courant iy. Le
couple polyphasé réel est la somme des quatre couples monophasés. Le courant réel provient
directement de la mesure fournie par la sonde de courant. Enfin, la tension réelle est déduite de
la valeur du rapport cyclique calculé par le DSP (valeur moyenne sur une période de hachage).
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Couple polyphasé simulé [N.m] Couple polyphasé réel [N.m]

5/ ] 5[
) 4.5]

n:
3.5
3
25]

2y 0005 001 0015 002 0025 003 2 0005 001 0015 002 0025 003

Temps |s} Temps [s]
Couple monophasé [N.m] Tension [V]
4 consigae de couple| 200
3 couple simulé 150
A 100[
2 507
A 0
1 -50[
0 -100[
- -150[
‘o 0005 001 0015 o002 0025 2%p005 001 0015 002 0025
Temps {s] Temps {s]
Courant [A]
12
consigne de courant

2 0.005 0.01 0.015 002 -2 0.005 6.01 0.015 0.02
Temps [s] Temps [s]

Fig. 6.10 : Simulation et expérimentation de la commande P - {4 N.m, 600 tr/mn]

Les distorsions du couple polyphasé simulé sont plus importantes que celles du couple
réel. Cette différence provient du fait que l'amplitude des couples monophasés simulés est
supérieure 2 celle des couples monophasés réels, d'od un couple polyphasé simuié plus
important. En effet, 'acquisition des courants est faite en fin de période au moment ou le
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courant n'est plus 4 son maximum & cause de la MLI. Le couple réel déduit a partir de cette
valeur de courant est donc inférieur a la valeur de couple simulé, calculée avec la "vraie" valeur
de courant (la MLI est modélisée au sens des valeurs moyennes pour la simulation). Par
ailleurs, les couples polyphasés simulés et réels n'atteignent pas la valeur référence 4 N.m. Ceci
s'explique trés bien en observant la forme des courants réel et simulé. Ces derniers n'arrivent
pas 2 suivre la consigne de courant. Par conséquent, les couples monophasés ne suivent pas
non plus la consigne trapéze et le couple polyphasé est inférieur 4 4 N.m. Par contre, les
tensions sont trés peu saturées. Le correcteur P n'est donc pas assez dynamique pour
compenser les non linéarités de la MRVDS (f.é.m. et variation d'inductance).

Le tableau 6.1 présente les résultats de I'analyse statistique effectuée sur les données du
couple polyphasé simulé et réel. Les analyses statistiques présentées tout au long de ce chapitre
ont été réalisées sur un cycle électrique du signal. Si n est le nombre de points de I'échantilion,
la moyenne, la médiane, la variance, l'écart type et le coefficient de variation sont définis tels
que :

_ 1
- enne:x:;-zxj
=1

F

- médiane : valeur de la variable telle que f'on ait autant d'éléments ayant une valeur
supérieure ou égale  la médiane, que d'éléments ayant une valeur inférieure ou égale.

- variance : 62 =lzn:(xj —i‘.‘)z
n i

- écart type (6) : racine carrée de la variance.

- coefficient de variation : o/X. Ce coefficient adimensionnel permet la comparaison
des couples polyphasés obtenus avec différentes commandes et pour différents points
de fonctionnement (couple moyen, vitesse). Par ailleurs, dans [12], les auteurs ont
défini un facteur d'ondulation équivalent au coefficient de variation qui leur permet
d'évaluer la distorsion du couple polyphasé.

[4Nm,6800tr/mn] - Kp=53

Commande P Moyenne Médiane o Coefficient de
[Nm} [Nm] fNm] variation [%]

Simulation 3.1446 29773 0.4740 15.1

Expérimentation 2.9052 2.8320 0.3447 11.9

Tableau 6.1 : Analyse statistique de la commande P simulée et réelle
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L'analyse statistique confirme que le couple référence demandé (4 N.m) n'est pas atteint
pour la simulation et I'expérimentation, Le correcteur P n'est pas assez rapide et il ne compense
pas les non linéarités. Les valeurs du coefficient de variation confirment que le couple
polyphasé simulé est plus perturbé que le couple polyphasé réel.

Une analyse fréquentielle réalisée sur les données du couple polyphasé simulé et réel est
présentée en annexe 6.1. Elle consiste a calculer la FFT des couples définis sur une période
électrique. L'amplitude des harmoniques est donnée en valeur relative (amplitude divisée par la
moyenne). Les résultats de cette analyse font apparaitre clairement que les harmoniques de
rangs multiples de 4 sont prépondérants. En effet, d'aprés [9] et [12], les harmoniques
principaux du couple polyphasé sont des multiples de g, ou q est le nombre total de phases de
la machine (qg=4). Ainsi, pour plus de clarté, seuls les harmoniques multiples de 4 sont
présentés sur la fig. 6.11.

Spectre du couple polyphasé - Comm ande P
[4 N.m, 600 t'mn] - Kp=53

in

[ simulation
B Expérimentation

4 8 12 16 20 24 28 32
Rang dharmonique

Fig. 6.11 : Analyse fréquentielle de la commande P simulée et réelle
L'analyse fréquentielle confirme que le couple simulé est plus perturbé que le couple

réel. L'harmonique 4 est trés important traduisant les "bosses" de couple qui apparaissent entre
chaque commutation.
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6.2.3.2- Correcteur P1

Pour chacune des phases de la machine, le correcteur Cj(p) est maintenant un

correcteur proportionnel intégral : Ci(p)} =K, LSt
P

phase j du moteur

Creg Table |[ Ij
Ti
> | I=RC6) > ke =
‘ Ki
T

Fig. 6.12 : Schéma bloc de la phase j du moteur et de sa commande PI

Pour la simulation et 'expérimentation, la commande u; a été discrétisée de la fagon

suivante :
n-1

ug; = Kp(Irefy; -inj)+Te.Ki.kz O(Irefkj —iy) (6.8)

Les courbes de la fig. 6.13 présentent les résultats de simulation et d'expérimentation
obtenus avec la commande PI. Les conditions d'étude sont les suivantes :

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse : 600 tr/mn

-Kp=53, Kj=33333

- A1=25°, A2=60°

Couple polyphasé simulé [N.m] 5Cguple polyphasé réet [N.m]
5.5 " i . '

2.5 0005 001 0015 002 0025 003 233 0005 00t 0015 002 0025 003
Temps [s] Temps [s]
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Couple monophasé [N.m] Tensicn [V]
4 " - 200
consigne de couple soupleismuls 4 150!

3 couple réel 100f
) 501
o
1 -50
-100f N
0 150" tension réelle
0 0005 001 0015 002 o002 299005 001 0015 002 0025
Temps [s] Temps [s]
lozourant simuilé [A] Courat réel [A]
v 12 -
10 P consigne de courant
8 courant simulé
6 -
at
ol
0 \/
2 )
0.005 0.1 0.015 0.02 0.025 20005 001 0.015 0.02 0.025

Temps |s] Temps |s]
Fig. 6.13 : Simulation et expérimentation de la commande PI - [4 N.m, 600 tr/mn]

La encore, le couple polyphasé simulé est plus perturbé que le couple polyphasé réel
pour les mémes raisons que précédemment. Les couples monophasés ainsi que les courants
arrivent & mieux sutvre leur consigne respective mais il subsiste encore une erreur. Méme avec
un terme intégrateur, le correcteur n'arrive pas a compenser toutes les non linéarités de la
MRYVDS (f.é.m., inductance fonction de la position et du courant).

Une différence apparait dans I'évolution des tensions réelle et simulée. En effet, la
tension réelle se stabilise & une valeur négative (-50 V) alors que la tension simulée est nulle.
Le registre du DSP, ou est sauvegardée la somme des erreurs, sature et entraine une tension
négative (probléme de la gestion des saturations). Vis 4 vis de la dynamique du courant, cette
saturation n'est pas génante car dans cet intervalle, le courant doit étre nul.

Enfin, la valeur négative du courant simulé est due au fait que le simulateur ne fait pas
I'hypothése que les courants dans la machine sont unidirectionnels. La encore, l'origine de ce
probléme vient du fait que le courant n'est pas nul au moment ou la comsigne de courant
s'annule. La somme des erreurs va alors augmenter. Tant que cette somme ne sera pas revenue
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4 zéro, le correcteur calcule une tension positive. Une gestion différente de la somme des
erreurs est la cause du comportement différent de la simulation et de I'expérimentation. La
phase concernée est en fonctionnement frein (couple négatif) dont la conséquence est un
courant négatif Toutefois, pour les calculs des couples monophasés simulés et du couple
polyphasé simulé, les courants négatifs sont forcés a zéro.

[4Nm,600tr/mn] - Kp=53 , Ki=33333

Commande P1 Moyenne Médiane o Coefficient de
[Nm] [Nm] [Nm] variation [e}

Simulation 4.1029 3.7598 0.6475 15.8
Expérimentation 3.5412 3.4320 0.3231 9.1

Tableau 6.2 : Analyse statistique de la commande PI simulée et réelle

Le terme intégrateur de la commande PI permet au couple polyphasé de mieux
s'approcher de la référence demandée d'aprés les valeurs des moyennes et des médianes. Le
coefficient de variation du couple simulé est encore ici trés important et trés éloigné de celui du

couple réel.

Spectre du couple polyphasé - Commande P1

[4 N.m, 600 t/mn] - Kp=53 , Ki=33333

4 O simulation
B Expérimentation

o ! I’—l;.r- m Heree=_ 9
4 s 12 16 20 % 3 2
Rang dharmoni

que

Fig. 6.14 : Analyse fréquentielle de la commande PI simulée et reelle
Par contre, les amplitudes des harmoniques des couples simulé et réel sont assez

proches (Cf. fig. 6.14 et annexe 6.1). Le couple réel est plus bruité que le couple simulé d'on
limportance des harmoniques 12 et 16.
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6.2.3.3- Correcteur PI et compensation des f.é.m.

o, o®
Pour compenser I'effet di} 4 la fé.m. (Eln) , le terme Taé'l est calculé & partir du

modéle et de la connaissance de 0 et ij. La vitesse de la machine est évaluée & partir de la

position 8. Une fois estimée, cette f.é.m. est rajoutée i la commande u;.

phase j du moteur

Creﬁ Table Ij
I=RC.9) >

Fig. 6.15 : Schéma bloc de la phase j du moteur et de sa commande PI
avec compensation des f.é.m.

Les courbes de la fig. 6.16 présentent les résultats de simulation et d'expérimentation
obtenus avec la commande PT et la compensation des fé.m.. Les conditions d'étude sont les
suivantes :

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse ; 600 tr/mn

- Kp=53, K;=33333

- A1=25°, A2=60°

Couple polyphasé simmlé [N.m] Couple polyphasé réel [N.m]
6 T T 6 —r

5.5]
5t
457

3'50 0005 001 0015 002 0.025 3-50 0005 001 0015 002 0025
Temps [s] Temps [s]
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Couple monophasé [N.m] Tenston [V]
' 200
41 couple réel . 1501
3! consigne de coup . 100t
couple simulé sot
2 0
1} S0
A -1007
0 -150]
0 6005 001 0015 002 0.025 2009005 001 0.015 0.02 0.025
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Courant simulé JA] Courant réel [A]
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0.01 0.015 0.02 0.025 0.01 0.015 0.02 0.025

Temps [s] Temps [s]

Fig. 6.16 : Simulation et expérimentation de la commande PI avec compensation des f.é.m. -
[4 N.m, 600 tr/mn]

Les courbes des couples polyphasés, des couples monophasés, des courants et des
tensions sont similaires  celles de la commande PI. Les courants et donc par conséquent les
couples monophasés suivent encore mieux leur consigne respective. L'importance des "bosses"
des couples polyphasés réel et simulé est également diminuée.

[4Nm,600tr/mn] - Kp=53 , Ki=33333

Commande PIfem | Moyenne Médiane o Coefficient de
fNm] [Nm] [Nm] varigtion [%o]

Simulation 4.5076 4.2559 0.6012 13.3
Expérimentation 4.0938 4.0320 0.3000 7.3

Tableau 6.3 : Analyse statistique de la commande PI
avec compensation des f.é.m. simulée et réelle
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Avec la compensation des f.é.m., la moyenne du couple polyphasé est trés proche du
couple référence. La moyenne de simulation est méme supérieure & 4 N.m. Cet excés de couple
s'explique par le fait que le courant simulé et donc le couple monophasé simulé sont toujours
supérieurs 3 leur consigne. Le coefficient de variation du couple réel a nettement diminué.

Spectre du couple polyphasé - Comm ande PIfem

9 4 [4 N.m, 600 ir/mn] - Kp=53 , Ki=33333

:i‘ 1 [J Simulation
é B Expérimentation
E S-L
il
4 3 12 16 20 24 28 32

Rang dharmonique

Fig. 6.17 : Analyse fréquentielle de la commande PI
avec compensation des f.é.m. simulée et réelle

Les harmoniques 4 et 8 du couple simulé sont importants. Hs sont dus a I'ampiitude

élevée des "bosses” (Cf fig. 6.17 et annexe 6.1). Le couple réel est plus bruité. Les
harmoniques de rang élevé s'annulent moins rapidement.
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6.2.3.4- Commande non linéaire

Principe de la commande non linéaire

Définition de la classe des systémes non linéaires étudiés
Les systémes étudiés appartiennent a la classe des systémes linéaires analytiques.

xeR"?
x = f(x)+
{x () +gx)u avec f,g:R*—>R" (6.9)
y = h(x) o
h:R" >R

f, g et h sont des fonctions analytiques.
X, U et y représentent respectivement l'état, Fentrée et la sortie du systéme et sont des fonctions
du temps.

Pour de tels systémes, la relation entre 'entrée et la sortie est non linéaire. Elle dépend
du point de fonctionnement. Les techniques de commandes linéaires classiques ne peuvent étre
appliquées directement sans risque de dégradations des performances du systéme. Pour
certains cas extrémes, la stabilité du systéme peut étre remise en cause. Il serait donc
intéressant de trouver une transformation qui permettrait de rétablir un comportement
entrée/sortie linéaire.

Linéarisation autour d'un point de fonctionnement

Une méthode immédiate est celle de la linéarisation autour d'un point de
fonctionnement (x, Ug). Le modéle obtenu est valable pour de petites variations de I'état Ox et
de l'entrée du autour du point (xg, ug).

&:(%+%uo)m+g(xo)m
oh
3)’-56"

(6.10)

A partir de ce systéme linéarisé, une commande linéaire peut étre calculée. Le probléme
de cette méthode est que la dynamique du systéme linéarisé correspond a la tangente de la
dynamique du systéme non linéaire au point (Xq, ug).
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Yy Commande du | Systéme linéarisé oy >
linéaire en X0

¢ ox

Fig 6.18 : Linéarisation du systéme non linéaire autour d'un point de fonctionnement
et sa commande linéaire associée

linéarisé en xo Dynamique du systéme

non linéaire

Fig. 6.19 : Schéma des dynamiques du systéme non linéaire
et du systéme linéarisé autour du point xo

Si I'amplitude de I'entrée u est importante, I'état va se "déplacer" rapidement, et le
comportement linéarisé ne correspondra plus du tout & la réalité entrainant une erreur sur la
dynamique de sortie. Cette méthode de linéarisation ne peut donc pas étre utilisée dans le cas
de la commande de MRVDS ou l'amplitude des commandes (tensions d'alimentation) peut
subir des variations importantes d'un instant a l'autre.

Linéarisation globale entrées/sorties

Pour un systéme dont le comportement sortie/entrée (y/u) est non linéaire, la
commande non lindaire va permettre de compenser les non linéarités du systéme. Les
techniques de linéarisation par retour d'état [33] vont étre utilisées pour créer un nouveau
systéme dont le comportement sortie/entrée (y/v) est maintenant linéaire. La nouvelle entrée du
systéme est maintenant v. Ce systéme linéarisé peut étre ensuite commandé en utilisant les
techniques classiques de l'automatique linéaire.
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Yref v Commande | U+ | Syste y
ystéme non
—>»| Correcteur > non linéaire )' linéaire >
A ;
Systéme linéarisé

Fig. 6.20 : Systéme non linéaire linéarisé par retour d'état et son correcteur associé

Soit le systéme linéaire analytique suivant :

xeR?
‘o f ,
{x (x)+g(x)u ec f,g:R*>R" (6.11)
y =h(x)

h:R* >R

fix)

Fig. 6.21 : Schéma bloc d'un systéme linéaire analytique

Rappels :
1) La dérivée de Lie de Ia fonction A est définie comme la dérivée de la fonction A le

long du champ de vecteur t :
oA

L-c(h)lx = E‘C(X) (6.12a)

Une composition itérée de la dérivée de Lie peut étre définie. Si f et g sont deux
fonctions analytiques, Lg Ly est la composition de ces deux opérateurs telle que

oLg (1)
ox

g(x) (6.12b)

X

LgoLe(A)| =
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Lﬁ,(x)|x= LyoLe(A)|, = aL;?) f(x) (6.12¢)

X

2) Le degré relatif r d'un systéme linéaire analytique est défini par

k

Lgo

=0 k=0,...,r-2
. x (6.13)
LgoL} (h)|x 20

Si le degré relatif r est égal A la dimension de I'état du systéme n (r=n), le systéme est
dit totalement linéarisable. Il y a linéarisation exacte.

Le systéme étudié est supposé totalement linéarisable alors un changement de
coordonnées ¥ peut étre défini qui permet de réécrire le systéme (6.11) sous une forme de
grand intérét

¥(x)=[W(x) ¥(x) .. ‘Pn(x)]t=z=[z1 Zy ... zg]' (6.14)

Les variables z1,2),...,z, et v se définissent de la maniére suivante :

y =h(x) =z,
dy _d ah(x)ax h(x) oh(x)
d’t’ h(x) = . o f(x)+ = ——g(x).u=Le(h)| =2
=0
d2Y_ 2 _
?'—Lf(h)l =123
,dn_IY_Ln—l(h) — 5
el T T
;t_z: I-‘Itl-(h)|x +u'Lg OLr;—l(h)'x =otpu=v (6.15)
aveca=L‘;(h)| et B=Lgo1};-1(h)| (6.16)
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Si le bouclage non linéaire suivant est effectué :

——(v-a(x)) (6.17)

Alors I'équation du systéme linéarisé devient :

dy/dt 01 y 0

. _ it . _ + . 618
d™ly /a1 1 d*2y/a2 |7 o|" (©.18)
diy/de" 0 off d*ly/at™ 1| |1

Une commande linéaire peut maintenant étre appliquée au systéme linéarisé. Un
placement de pdles est effectué en imposant :

n-1

d
v= Kn—l'dtn__l(Yref =y +Ko(Yrer ) (6.19)

Nous obtiendrons alors en boucle fermée

dy/dt o 1 y 0
: = . : + KoY, 6.20
dn—ly/dtn—l 1 dn—2y/dtn—2 0 Ko Yrer (6.20)
d“y/dtn -Ko "Kn—l dn*ly/dtn_l 1

Sur la fig. 6.22 est représenté le systéme linéarisé accompagné de sa commande
linéaire.
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SYStéme linéarisé .“..l.llI'.Il.l.ll...i.ll.l...ll"...ll.....lll..lilllll.
: Systéme non linéaire
J/Yref ; i y=h(x)
H H ~
: D
Commande| v 1| dx/dt X
linéaire Bx) [ ] 8™ ——> I > |
o(x) : f(x) :
b :
ereer e eesass bbb ne e
Fig. 6.22 : Schéma bloc du systéme linéarisé et de sa commande linéaire
Cas d'un systéme multi entrées / multi sorties (exemple deux entrées et deux sorties)
Le systéme est défini par :
X =F{X)}+G(X)Uu
(x)+G(x) 621)
Y = H(X)

avec : X=[x] x2 x3]t U=[uj upl' Y=[yj yoI!
L'état X est ici de dimension n=3.

Y=H(X)

dX )

SEEhI—

Fig. 6.23 : Schéma bloc d'un systéme multi entrées / multi sorties
Comme précédemment, les sorties y; et y» vont étre dérivées respectivement nj et ny

fois pour que les commandes uq et uy puissent apparaitre. Dans le cas ou la somme de nj et np
est égale a n, dimension de I'état, alors le systéme est dit totalement linéarisable.
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Le bouclage non linéaire donne :

[ d"ly;/ar™ } =B, +Ao[ul] (6.22)

dn2y2 /dtn2 uz

A, est appelée matrice de découplage.
Par exemple, dans le cas ol ny=1 et np=2, le systéme est totalement linéarisable et il

sera imposé
U=AJ'[V-B,] (linéarisation) (6.23)
avec .
Kio(Yiret - ¥1)
V= (commande linéaire) (6.24)

d
KZIE;(YZref ~y2) +Koo(Yarer = ¥2)

Cas de la commande non linéaire en couple de la MRVDS
Pour linéariser par bouclage la MRVDS commandée en couple, les couplages

magnétiques entre phases sont supposés négligeables. Le vecteur d'état est composé de la
position angulaire, de la vitesse de rotation et des quatre courants (machines quatre phases). Il
est de dimension n=6. Le vecteur de sortie comprend le couple polyphasé produit par la
machine et les trois courants secondaires (non liés 4 la phase principale). Le vecteur de
commande est constitué des quatre tensions d'alimentation. Par exemple, dans le cas ou la
phase 1 est la phase principale, les vecteurs d'état, de sortie et de commande sont de la forme

suivante :
X=[0 Q i iy i3 ig] (6.25)
Y =[C(0,in,ini3.1s) 1p i3 ig] (6.26)
U=[u; up u3 ugl (6.27)

Pour ce cas, ny=ny=n3=ng=1. En effet, la commande apparait immédiatement dans la
dérivée premiére des sorties (Cf. équations 6.28, pour le cas de la phase 1 principale).

186



Chapitre 6 : Commande de 1a MRVDS

-1 -1
d_C—éc_m_}.ia_C;i. @ .u._& r.i.+if‘lj_m
&t 00 Da; || & o ai; o

dij acbj - . a(Dj a(p_] - . 5
— = r-1j+-aTm +|—=—] u; pourj=2a4

(6.28)
dt aij aij

La non linéarité du systéme provient alors de la dépendance non linéaire par rapport a
la position et par rapport au courant du couple, du flux et de leurs dérivées respectives.
Comme nj+ng+n3+ng=4#n, le systéme n'est pas totalement linéarisable. Le systéme a donc
deux dynamiques non contrdlées par la commande non linéaire correspondant aux variables
non asservies O et ).  sera contrdlée par la boucle externe de vitesse et O est bornée
(6 €[0,2x]). Nous avons donc :

:—T= By +Ag.U (6.29)

avec A, matrice de découplage et B, de la forme :

9C(0®;)" oCy (0@, )" aCs(005) " ac, (ow, )
ERET Giy \ By dis | 0ig dig \ di,
-1
0 (%‘I’-Z-) 0 0
A, = 2 .
0 0 [%) 0
Oi3
-1
0 0 0 (&)
| oy (6.30)
) 1 i
ac oc;(6,i;) ( a0, o0,
® " El & \a;) (e
( -1
- &) (ﬁ +&G))
B, = \ iz o8
( a¢3)"l(. 00 )
- = ni+
\ Oi3
4 -1
- —6?4) (1‘14 +—6(D4 0))
_ iy ") | (631)
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Le comportement désiré du couple et des courants est imposé par les consignes Cref;
12,6£(9), I3,£(0) et 141¢f(8) . Cref est constante quelle que soit la position. 12¢f(8), I3;ef(0) et
I4,0f(0) sont déduites des consignes de couple en trapéze. Dans le cas de correcteur PI sur les
boucles linéarisées de couple et de courant, le comportement imposé est le suivant :

Kep(Cret —C) + c,j Crer —C)dt

Kip(I2ef —i3) +Kij j (I24eg —ip)dt

V= 9
Kip(I3ref-i3)+KﬁJl(I3ref—i3)dt
0
t
Kip(l4ref - i4)+KﬁI(I4ref —i4 )dt
" ] i (6.32)
avec U= A;l{V—Bo}, on obtient finalement :
cp(Cref C 01,[ Cref — C)
0
dC/dt . : .
Kin(I2per —ip )+ Kij [ (12,05 —iq )dt
EY__ diZ/dt_ ip\t<ref — 12 u{( ref 2)
dt | dig/dt |
di4/dt Klp(Isref +Ku£ I3ref—l3)dt
Kip(T4per —is) + K j T4 — 14 )dt
L i (6.33)

Le principe de la commande non linéaire en couple est représenté sur la fig. 6.24 dans
le cas oi la phase 1 est la phase principale. La dynamique imposée pour le systéme linéarisé
correspond & une correction proportionnelle intégrale.
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0
u3 Onduleur + MRVDS
Sondes de
ud ? courant v l
:: Table
i+ C=1(0,{I])

. N 14 ref
=1 Correcteur i .
13 ref
- Correctenr i 2
dC/dt | {1,
diz/dt | {{ comesteur I( é(mef C

By di3/dt
did/dt C ref
A'ol ————— Correcteur C I(

Commande non linéaire Correcteur linéaire

Fig. 6.24 : Principe de la commande non linéaire en couple

Le détail des "correcteur i" et "correcteur C" est donné aux fig. 6.25a et 6.25b.

C 1
dC/dt ' Cref  di/dt I ref
Kep < Kip

Kei (€ | Ki (€ |

Fig. 6.25a : Schéma bloc du correcteur pour  Fig. 6.25b : Schéma bloc du correcteur pour
la boucle de couple les boucles de courant

Remarque : Qutre le fait que les consignes en trapéze de couple minimisent les ondulations de
couple, elles permettent également d'éviter que la matrice de découplage A, ne devienne
singuliére pour certains points de fonctionnement. En effet pour des consignes en créneau de
couple, les courants doivent commuter instantanément ce qui n'est pas physiquement réalisable
et le couple de la machine n'est toujours produit que par une seule phase & la fois. Avec de
telles consignes, au début de la commutation de la phase j le courant i; reste nul pendant un
certain temps. Pour la commande non linéaire en couple, lorsque la phase j est la phase
principale et que 1J est nul, une colonne de zéros apparait dans la matrice de découplage. En
effet, la dérivée du couple de la phase j par rapport au courant i est nulle en cet instant. La
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matrice de découplage A, est alors singuliére rendant l'application de la commande non
linéaire impossible (inverse de la matrice A, non définie). Ce probléme a été développé dans

[31]

Quel est le rdle de la commande non linéaire en couple pour un systéme tel que la MRVDS ?
La commande non linéaire en couple d'une MRVDS permet de réaliser une

compensation presque totale de toutes les non linéarités de la machine. Par exemple, la dérive
des paramétres et les couplages entre phases ne sont pas pris en compte. Le changement de
coordonnées est ici transparent puisque le degré relatif & chacune des sorties (couple et
courant) est de un. La boucle de courant qui est plus simple que celle du couple va étre
étudiée. L'expression de la tension donnée par la commande non linéaire est :

. obdi odP
= ol Wil 6.34
u=ri+ = dt+69m (6.34)
L'équation d'état du courant est .
d& (oYY, o a0\!
2| = udinil 35
it (61) (n+aem)+(ai) u (6.35)

La dynamique de l'erreur pour le courant est ici
di .

—=K{Ifer — 6.36
— = Klleg i) (6.36)

Le schéma bloc de la commande non linéaire associée au moteur dont les dynamiques sont
données par les équations (6.34)-(6.36) est représenté a la fig. 6.26 :

V

Commande non linéaire Moteur

Fig. 6.26 : Principe de la commande non linéaire sur la boucle de courant
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'y correspond a l'inductance incrémentale dont la variation en fonction du point de

fonctionnement est prise en compte par la commande non linéaire. (%m) +r1i correspond &

la force électromotrice dépendant également du point de fonctionnement et a la chute de
tension due a la résistance de l'enroulement statorique. Toutes deux sont compensées par la
commande non linéaire. Avec la commande non linéaire, la dynamique des grandeurs régulées
est indépendante du point de fonctionnement puisque les non linéarités intrinséques a la
machine (saturation, f.é.m. non sinusoidale) sont prises en compte.

La commande non linéaire compense donc tous les termes non linéaires. Le systéme
(moteur) et l]a commande non linéaire correspondent & un simple intégrateur dont la dynamique
peut étre imposée. La commande non linéaire apporte un formalisme mathématique rigoureux
qui permet de n'oublier aucun terme dans la compensation.

Remarque : Les intégrations présentent dans le bouclage linéaire permettent d'éliminer toutes
les erreurs statiques provenant d'une compensation inexacte des non linéarités de la machine
(imprécision du modéle, dérive des paramétres).

Simulation et expérimentation de la commande non linéaire en couple

Les courbes de la fig. 6.27 présentent les résultats de simulation et d'expérimentation
obtenus avec la commande non linéaire. Les conditions d'étude sont les suivantes :

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse : 600 tr/mn

- correcteur C : Kgp=4320, K¢i=0

- correcteur i : Kjp=830, Ky=0

- A1=25°, A2=60°

Cette commande sera désignée dans la suite du chapitre sous le nom de CNL1.
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Couple polyphasé simulé [N.m] Couple polyphasé réel [N.m]
44| - 44
a2 Pooazt oy | |
38; 3.8 _‘
36 Y
0.005 0.01 0.015 0.02 0025 0.03 0 0005 001 0.615 0.02 0025 0.03
Temps [s] Temps [s]
Couple monophasé [N.m] Tension [V]
3 | consigne de couple 1 100!

50(
0

couple simulé

-SOh tension simulée
-100!
-150¢ 1
0005 001 0015 002 0025 29005 001 0015 002 0025
Temps [s] Temps [s]
Courant [A]
10 -
courant réel

0.005 0.01 0.015 0.02 0.025
Temps [s]

Fig. 6.27 : Simulation et expérimentation de la commande non linéaire (CNL1)

Avec la commande non linéaire, les distorsions du couple ont été considérablement

diminuées. Le couple polyphasé réel est plus perturbé que le couple polyphasé simulé.

Les courbes des courants simulé et réel sont trés proches l'une de l'autre. Les tensions

simulée et réelle sont également similaires. I y a donc une bonne concordance entre les
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résultats de simulation et ceux d'expérimentation permettant de valider les modéles de
simulation.

Une erreur de trainage peut s'observer sur I'évolution des couples monophasés réel et
simulé.

[4Nm,600trimn] - Kep=4320 , Kci=0 , Kip=830 , Kii=0

Commande CNL1| Moyenne Médiane y Coefficient de
[Nim] [Nm] [Nm] vanation [%]

Simulation 3.9857 3.9906 0.0557 1.4
Expérimentation 40371 4.0440 0.1342 33

Tableau 6.4 : Analyse statistique de la commande non linéaire simulée et réelle (CNL1)

L'analyse statistique confirme les bons résultats de la commande non linéaire. Les
moyennes et médianes des couples polyphasés simulé et réel sont égales 3 4 N.m. Les
coefficients de variation sont également trés faibles.

Pour étudier l'influence du terme proportionnel Kip de la boucle de courant, un second
essal a été réalisé référencé sous le nom de CNL2 .

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse : 600 tr/mn

- correcteur C : K¢p=4320, Ki=0

- correcteur i : Kjn=1800, Kjj=0
Kjpaée réglé i la valeur maximale juste avant que le courant ne commence a osciller
(oscillations dues au déphasage supplémentaire créé par le retard 3Te/2).

- A1=25°, A2=60°

[4Nm,600tr/mn] - Kep=4320 , Kci=0 , Kip=1800 , Kii=0

Commande CNL2 | Moyenne Médiane o Coefficient de
[Nmj [Nm] [Nm] variation [%]

Simulation 3.9832 3.9940 0.0800 2.0
Expérimentation 4.0020 4.0080 0.1723 4.3

Tableau 6.5 : Analyse statistique de la commande non linéaire simulée et réelle (CNL2)

Les moyennes et médianes de I'essai CNL2 sont identiques a celles de I'essai CNL1. Par
contre, les coefficients de variation sont plus grands.

193



Chapitre 6 : Commande de la MRVDS

Spectre du couple polyphasé - Commande CNL1

Ls [4 N.m, 600 tr/mn] - Kep=4320 , Kci=0 , Kip=330 , Kii=0

O Simulation
B Expérimentation

O-J: = _J;._El_rzl_:-_
4 8 12 16 2 2 b 2
Rang Fharmonique

Fig. 6.28 : Analyse fréquentielle de la commande non linéaire simulée et réelle (CNL1)

Amplitude relative [%]

Les résultats de l'analyse fréquentielle (Cf fig. 6.28 et annexe 6.1) confirment la
diminution des perturbations du couple polyphasé par rapport aux commandes classiques.

Spectre du couple polyphasé - Commande CNL2
{4 N.m, 600 tr/am] - Kep=4320 , Kei=0, Kip=1800 , Kii~0

15l [ simulation
M Expérimentation
14
o Ii [ . | .r"h
4 $ 12 16 20 24 2% 2
Rang dharmonique

Fig. 6.29 : Analyse fréquentielle de la commande non linéaire simulée et réelle (CNL2)

Amplinde relative [%]

L'amplitude de certains harmoniques de I'essai CNL2 (Cf. fig. 6.29 et annexe 6.1) est
supérieure a celle de l'essai CNL1. En effet, le couple polyphasé est plus perturbé dans l'essai
CNL2 i cause des légéres oscillations du courant.
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6.2.3.5- Compensation des saturations de la commande

Pendant la commutation de deux phases, pour des vitesses supérieures a une limite qui
dépend i la fois du couple de référence et des angles Al et A2, la saturation de la tension
d'alimentation de la phase, dont le couple doit décroitre, devient non négligeable. Dés qu'une
des commandes sature, le couple polyphasé du moteur ne peut plus étre maintenu a la
référence voulue. Pour compenser la dégradation des performances de la commande due
cette saturation, il faut recalculer les tensions d'alimentation en tenant compte de la saturation
de l'une d'entre elles. Par exemple, dans le cas ol la commutation a lieu entre les phases 4 et 1,
le couple de la phase 4 doit décroitre. Il faut alors démagnétiser la phase 4 en lui imposant une
tension négative dont l'amplitude nécessaire calculée par la commande peut dépasser les
possibilités de la source continue. La tension est alors saturée et le couple ne peut plus suivre
la dynamique imposée. Pour compenser la saturation de la tension de la phase 4, la tension de
la phase 1 va étre recalculée en imposant a la commande non linéaire les contraintes suivantes :

u4 = Umin
u2 = u2 précédemment calculée
u3 = u3 précédemment calcuiée

L'expression de la phase 1 recalculée est la suivante :

-1

sloc;  oci| (s Y oo

u1={ch(Cref‘C)—Z &J(D'l"aij'] —(aiJJJ (nj+¥"m—uj)
j=

-1 -1
G 8Ci[dor) (. 00 1) (de
2 " G [ail) (nl+ 6 m)}[ ail) (ail) ©37

Une simulation & été réalisée pour un point de fonctionnement (couple, vitesse) ou la
tension de la phase devant démagnétiser sature.

Les courbes de la fig. 6.30 présentent les résultats de simulation obtenus avec la
commande non linéaire classique et avec la commande non linéaire associée a la compensation
des saturations. Les conditions d'étude sont les suivantes :

- Couple polyphasé de référence : 4 N.m

- Vitesse : 750 tr/mn

- correcteur C : Kcp=5000, K¢i=0

- correcteur i : Kjp=5000, K;i=0

- A1=25°, A2=60°
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4.3 Couple polyphasé [N.m] . Couple monophgsé [N.m] '
4 -s- CNL avec compensation|
_ — CNL classique |
3l ]
21
1!
. 0
3.6— CNL classique .= CNL sveec compensation |
0 0.005 0.01 0.015 0 0.005 0.01 0.015
Temps [s] Temps [s]
Courant [A] Tension [V]
8 - 200 "
I -~ CNL avec eompenﬂﬁun_ 150+ \
6l — CNL classique ] 100k [ﬁ \?Se'\
L J 50F D\ 1
4 - - 0 V oﬁwhﬂﬂmﬂb
! 1 -50 ° f / )
z -100 = CNLawec compensation 1 !
=150r — CNL classique I
0 -200 =
0 0.005 0.01 0.015 0 0.005 0.01 0.015
Temps [s] Temps [s]

Fig. 6.30 : Simulation de la commande non linéaire classique et de la commande non linéaire
avec compensation des saturations

Le couple polyphasé est 1égérement amélioré avec la compensation des saturations. Les
ondulations sont moins grandes lorsque la compensation est active. Le courant et donc le
couple monophasé sont donc moins importants également.

6.2.4- ETUDE COMPARATIVE DES PERFORMANCES SIMULEES ET REELLES
DES COMMANDES ETUDIEES

Les commandes P, PL PI avec compensation des f.é.m. et les commandes non linéaires
CNL1 et CNL2, étudiées au § 6.2.3, vont étre comparées par leur coefficient de variation et
leur spectre du couple polyphasé. Une premiére partie est consacrée a la comparaison des
commandes simulées. La seconde partie a celle des commandes réelles. La comparaison pour
un méme type de commande entre simulation et expérimentation a déja été présentée dans le
paragraphe précédent (§ 6.2.3).

196



Chapitre 6 : Commande de la MRVDS

Commandes simulées

Coefficient de variation du couple polyphasé
Commsndes simulées [4¢ N.m, 600 tr/mn]

164
%12-/_1
il
I

. : . : T

P M Plfem CNL1 CNL2

Commande

Fig. 6.31 : Coefficient de variation du couple polyphasé des différentes commandes simulées

Le coefficient de variation du couple polyphasé des commandes P et PI (Cf fig. 6.31)
est trés important (environ 16%). La compensation des f.é.m. permet de réduire un peu les
distorsions du couple. Les résultats obtenus avec les commandes non linéaires CNL1 et CNL2
apparaissent trés satisfaisants.

Spectre du couple polyphasé - Comm andes simulées

10 [4 N.m, 600 tr/mn]
— W Commande P
7 81 [J Commande PI
g 6 . [T Commande Pifem
£ Commande CNL1
é . .

Fig. 6.32 : Comparaison des spectres du couple polyphasé des différentes commandes
simulées
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La méme conclusion peut étre faite pour les spectres du couple polyphasé simulé
(Cf fig. 6.32 et annexe 6.2). Il est également intéressant de noter que malgré son fort
coefficient de variation, le spectre de la commande PI apparait meilleur que celui des
commandes P et PI avec compensation des f.é.m..

Commandes réelles

Coefficient de variation du couple polyphasé
Commandes réelles [4 N.m, 600 tr/mn]

124

Coefficient de variation [%6]

-]

P M Pfm  CNLI  CNL2
Commande

Fig. 6.33 : Coefficient de variation du couple polyphasé des différentes commandes réelles

Les résultats avec les commandes réelles (Cf. fig. 6.33) sont similaires avec ceux des
commandes simulées. Cependant, les coefficients de variation des commandes P, PI et PIfem
réelles sont inférieurs a ceux des commandes simulées correspondantes. Le phénoméne inverse
s'applique pour les commandes non linéaires.
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Spectre du couple polyphasé - Commandes réelles
[4 N.m, 600 tr/mn]

M Command: P
] Commande PI
[J Commande PYem
E Commande CNL1

Fig. 6.34 : Comparaison des spectres du couple polyphasé des différentes commandes réelles

Les mémes observations peuvent étre faites sur les spectres des commandes réelles
(Cf. 6.34 et annexe 6.2). L'amplitude des harmoniques de rang faible des commandes P, PI et
Plfem réelles est inférieure & celle des commandes simulées correspondantes. Par contre, les
amplitudes des harmoniques de rang élevé des cinq commandes réelles sont légérement plus
importantes que celles des commandes simulées.

6.2.5- ETUDE DE LA COMMANDE NON LINEAIRE [CNL]) EXPERIMENTALE
POUR DIFFERENTS COUPLES ET DIFFERENTES VITESSES

La commande non linéaire expérimentale va étre essayée pour différentes valeurs de
couple référence et pour différentes vitesses. Les angles des consignes en trapéze de couple ont
été calculés dans [2] pour minimiser I'ondulation créte & créte du couple. De méme, les
coefficients des correcteurs ont été réglés pour réduire les ondulations de couple & chaque
point de fonctionnement (couple, vitesse). En effet, il n'existe pas un réglage unique des
coefficients des correcteurs a cause des imprécisions du modéle et de la dérive des paramétres.
Par conséquent, il n'est pas possible pour la commande non linéaire de compenser parfaitement
toutes les non linéarités. Les coefficients Koy et Kijp, relatifs au terme proportionnel des
boucles de couple et de courant, varient trés peu. Le coefficient K;; du terme intégrateur de la
boucle de courant reste toujours a zéro pour tous les points de fonctionnement. Le coefficient
K du terme intégrateur de la boucle de couple est, dans la majeure partie des cas, nul. Pour
certains points de fonctionnement (grande vitesse), il permet de diminuer l'erreur statique sur le
couple. Les fig. 6.35a et 6.35b représentent le coefficient de variation du couple polyphasé réel
en fonction de la vitesse pour différentes consignes de couple. Les fig. 6.36-6.38 donnent une
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analyse fréquentielle en fonction de la vitesse de fonctionnement pour trois valeurs de couple
référence différentes (2, 4 et 6 N.m).

Coefficient de variation du couple polyphasé - Commande CNL
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Fig. 6.35a : Coefficient de variation du couple polyphasé pour différentes valeurs de couple
et pour différentes vitesses

Coefficient de variation du couple palyphasé - Commande CNL
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Fig. 6.35b : Coefficient de variation du couple polyphasé pour différentes valeurs de couple
et pour différentes vitesses

Pour toutes les valeurs de couple référence, les coefficients de variation pour les faibles
et moyennes vitesses sont bons. Ils commencent  se dégrader lorsque la vitesse augmente a
cause des problémes liés a la discrétisation.
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Les résultats avec un couple référence faible (1, 2 et 3 N.m) sont moins bons que ceux
obtenus avec des couples référence plus grands. Ceci est dii 2 un probléme de modéle. En
effet, nous avons vu dans le chapitre 4 que les mesures de faible couple sont moins précises.
L'erreur sur le modéle du couple correspondant est donc par conséquent plus grande. Les
performances de la commande sont alors dégradées. La seconde raison des moins bonnes
performances pour des couples faibles et des vitesses faibles est que les angles Al et A2 des
trapézes de consigne ne sont pas bien adaptés. Sur la fig. 6.35a sont représentés par des croix
les deux essais effectués pour un couple référence de 4 N.m 4 la vitesse de 200 tr/mn environ.
Le plus grand coefficient de variation a été obtenu en utilisant les angles Al et A2 calculés
dans [2] et [26]. Une plus faible valeur de ce coefficient est obtenue en modifiant les angles.
Pour améliorer encore les performances de la commande non linéaire, il faudrait donc
optimiser les angles des consignes de couple en fonction d'un critére qui tienne compte de la
commande.

Enfin, le coefficient de variation du couple ne pourra jamais étre inférieur 4 une certaine
valeur qui tient compte, de la "limite énergétique" de la machine (définie au § 6.2.2), de la
discrétisation du modéle en tableau de points utilisé pour reconstituer le couple en fonction de
la position et des courants, de l'erreur de quantification introduite par le convertisseur
numeérique analogique.

Spectre du couple polyphasé - Commande CNL

Cref=2 N.an.
81 B V=180wmn
T v=320t/mn
267 O v=660w/mn
.5 & V=1000tr/om
-g | V=1315tr/mn
f

Fig. 6.36 : Comparaison des spectres du couple polyphasé en fonction de la vitesse pour une
référence de couple & 2 N.m
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Spectre du couple polyphasé - Commande CNL
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47 M V=175t/mn

[ v=175w/mn
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Fig. 6.37 : Comparaison des spectres du couple polyphasé en fonction de la vitesse pour une
référence de couple a 4 N.m
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Fig. 6.38 : Comparaison des spectres du couple polyphasé en fonction de la vitesse pour une
référence de couple a 6 N.m

L'étude des spectres de couple polyphasé en fonction de la vitesse (Cf. fig. 6.36-6.38 et
annexes 6.3-6.4) fait apparaitre que I'amplitude des harmoniques est fortement augmentée pour
les fortes vitesses. En effet, la commande non linéaire n'arrive plus & compenser les non
linéarités de la machine a cause entre autres des saturations des tensions d'alimentation,
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6.3- CONCLUSION

La commande non linéaire permet de réduire efficacement les distorsions du couple
polyphasé que ne peuvent éviter les commandes classiques P, PI et PI avec compensation des
fém.,

Les résultats obtenus avec la commande non linéaire en basse et moyenne vitesse
jusqu'a 700 tr/mn sont prometteurs. Pour des fonctionnements a faible vitesse et faible couple,
les angles des trapézes de consigne devront étre recalculés en fonction de la commande. Pour
les grandes vitesses, une étude plus approfondie sur la compensation des saturations des
tensions d'alimentation permettrait d'améliorer les performances. Dans le cadre de cette étude,
il serait également intéressant de prendre en compte le caractére discret du systéme et
d'appliquer un sous-échantillonnage de la commande.
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Annexe 6.1
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Amplitude relative [%6]

Spectre du couple polyphasé - Commandes simulées
[4 N.m, 600 tr/mn]

Amplitudo relative [26]

Spectre du couple pelyphasé - Commandes réelles

7 - [4 N.m, 600 tr/mn)
6 1 B Commands P
51 [0 Commande PI

[0 Commande Pifem
. & Commands CNL1
3 Commande CNL2
2

212




Annexe 6.3

Amplitude relative [24]

Spectre du couple polyphasé - Commande CNL
Cref=1 Nm

]
i

—
)

B v=315tr/om
3 v=700tr/mn
O v=1000tr/mn

Amplitude relative [26]

Spectre du couple polyphasé - Commande CNL

. Cref=2 N.m
6 -
4

B v=180tr'mn
3 v=320tr/mn
[ v=660tr/mn
B v=1000tr/mn

2 v=1315tr'mn

AHRIBRKRRA

A I

213




Annexe 6.3
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La MRVDS est une machine de conception trés simple mais qui peut concurrencer les
machines classiques & courants alternatifs grice a ses bonnes performances. Cependant, sa
caractéristique électromagnétique, fortement non linéaire par rapport i la position rotorique
(structure non sinusoidale) et par rapport au courant (fonctionnement en régime saturé),
complique Ia recherche d'un modéle et la mise au point d'une commande performante. De plus,
la nécessité de commuter successivement les phases électriques, pour assurer une rotation
continue, crée des ondulations supplémentaires de couple. Le principal objectif du travail
présenté dans cette thése a donc été de réduire ces ondulations par une commande appropriée
pour tendre vers ce que nous avons appelé la "limite énergétique” de l'ondulation. Une
commande idéale permettrait d'atteindre cette limite. L'étude s'est articulée autour de trois axes
principaux.

1) Le premier axe, exposé dans le chapitre 4, correspond aux différentes méthodes
expérimentales qui permettent la caractérisation électromagnétique de la MRVDS. Trois
méthodes de mesures ont été expérimentées pour la machine étudiée. L'originalité de notre
travail consiste 4 avoir comparé leurs résultats et a avoir cherché a résoudre les problémes
inhérents 4 certaines de ces méthodes. La premiére méthode consiste & mesurer le couple
statique produit par la machine lorsque I'une des phases est alimentée par un courant continu et
que le rotor est bloqué. Ces mesures sont répétées pour plusieurs niveaux de courant et pour
plusieurs positions. Cette méthode s'est révélée la plus précise bien qu'assez longue. Les deux
autres méthodes consistent & mesurer la tension induite d'une maniére statique (rotor bloqué)
ou d'une maniére dynamique (rotation & vitesse constante) puis d'en déduire le flux
correspondant. Ces deux méthodes beaucoup plus faciles et beaucoup plus rapides a réaliser
sont toutefois moins précises que la mesure statique du couple. De plus, la machine devant étre
commandée en couple, un modéle électromagnétique élaboré a partir de valeurs de couple est
préférable. C'est pourquoi, il vaut mieux mesurer directement le couple statique de la machine
au lieu de le déduire a partir des mesures de flux. Des erreurs supplémentaires dues aux calculs
sont ainsi évitées.

Par ailleurs, la "caractérisation dynamique” du flux a pu étre améliorée grice a notre
méthode de compensation des ondulations de courant. Ainsi, méme pour de gros moteurs ou le
maintien d'un courant constant lors de la rotation est trés difficile 4 cause des fortes f.é.m., le
flux peut étre caractérisé avec une bonne précision.

2) Différentes structures de modéle électromagnétique de la MRVDS ont été
présentées au chapitre 5. Les modeéles présents dans la littérature restant trop éloignés des
caractéristiques réelles de notre machine, nous avons présenté dans ce chapitre un modéle
analytique innovant basé sur les relevés de la caractéristique électromagnétique de la MRVDS
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étudiée. C'est sur la base de ce modéle que nous avons pu faire la synthése de nos algorithmes
de commande, puis les simuler. Nous avons classé les différents modéles proposés dans la
littérature en plusieurs catégories :

- modéles basés sur des techniques d'interpolation par morceaux de courbe ou de
surface. Ces techniques sont trés précises si les domaines d'interpolation sont choisis
suffisamment petits.

- modéles exprimés & l'aide d'une fonction valable sur tout le domaine d'étude. Ces
modéles sont trés pratiques pour le calcul des dérivés. Matheureusement, nous avons
vu que les différents modéles proposés dans la littérature s'adaptent mal aux
caractéristiques trés non linéaires de la machine étudice.

- modéles basés sur la gestion de différents tableaux de points relatifs au couple, au flux
et aux dérivées correspondantes. Ces tableaux de points permettent une modélisation
trés fine mais nécessitent une importante place mémoire. C'est la solution qui a été
adoptée pour limplantation en temps réel. Pour s'approcher dune solution plus
économique d'un point de vue mémoire (en vue d'une utilisation industrielle), il serait
intéressant de rechercher le pas optimal pour la position et le courant qui garantit une
bonne précision du modéle, tout en minimisant la dimension des tableaux. Une
solution utilisant des pas non constants en position et en courant pourrait €tre
également envisagée. Les fortes variations de la caractéristique de la machine
pourraient ainsi étre prises en compte.

-une structure originale de modéle a été proposée, basée sur linterpolation par
éléments de surface. Les calculs relatifs 2 ce modéle sont trés simples tout en assurant
une bonne précision. Ce modéle pourrait étre amélioré en recherchant des expressions
d'éléments de surface mieux adaptées & la forme de la caractéristique de couple de la
machine. La taille des domaines d'interpolation pourrait ainsi étre augmentée et le
nombre de données a stocker serait diminué.

La recherche d'un modéle analytique, dont les parameétres seraient basés sur les
caractéristiques magnétiques de la machine, permettrait de proposer une solution plus
intéressante pour progresser dans la voie de I'optimisation convertisseur-machine. Une prise en
compte de l'influence des pertes magnétiques dans les MRVDS améliorerait la précision des
modéles actuels surtout lorsque ces pertes sont relativement élevées [1]. De plus, l'intégration
du modéle de ces pertes dans la commande rendrait possible l'optimisation du bilan
énergétique.

Pour des MRVDS fortement saturées du type véhicule électrique AUXILEC [2], la
recherche d'un modéle, qui prendrait en compte les couplages magnétiques entre phases, serait
trés utile pour optimiser I'alimentation de fa machine. Toutefois, pour une machine q phases, le
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couple et le flux seraient alors des fonctions non linéaires de (q+1) variables (la position et les
q courants). L'é¢laboration d'un tel modéle deviendrait donc trés complexe.

3) Enfin, différentes stratégies de commande en couple de la MRVDS ont été étudiées
et comparées. Pour cela des simulations ont été effectuées, mais aussi des expérimentations.
Un des points forts de notre étude est Ia mise en ceuvre expérimentale d'une commande non
linéaire de la MRVDS. Les algorithmes que nous avons proposés (correcteur avec
compensation des f.€.m., commande non linéaire, commande non linéaire avec compensation
des saturations de l'onduleur) ont été comparés aux commandes plus classiques.

Nous avons montré dans le chapitre 6 que les commandes classiques en créneau de
courant ne sont pas du tout adaptées pour le fonctionnement 4 couple constant de la MRVDS.
La simulation d'une commande en créneau de couple a permis de mettre en évidence et
d'analyser les perturbations sur le couple générées lors de la commutation des phases. La
stratégie de commutation des phases est donc un élément crucial de l'algorithme de commande.
Pour réduire les ondulations de couple pendant la commutation des phases, les consignes de
couple monophasé ont été imposées en forme de trapéze. Les différents angles relatifs au
trapéze ont été choisis pour minimiser les pertes Joule. Dans une étude ultérieure, il serait
intéressant de rechercher la forme optimale pour la commutation des couples monophasés et la
valeur des angles associés, prenant en compte le type de commande utilisée et minimisant un
critére basé sur le coefficient de variation du couple. Toutefois, il est difficile d'imposer ces
consignes de couple trapézoidales a la MRVDS avec de simples correcteurs linéaires de type
Pl En effet, ces correcteurs PI ne sont pas capables de prendre en compte les fortes non
linéarités de la machine.

Pour améliorer les performances de la MRVDS, les techniques de linéarisation par
bouclage (commande non linéaire) ont été testées dans le cas de la commande en couple. Les
résultats des différents essais réalisés en simulation puis sur le banc expérimental confirment
lintérét de l'utilisation d'une telle commande. L'étude de cette commande non linéaire pour
différents couples et différentes vitesses de fonctionnement a permis également de mettre en
évidence lintérét d'optimiser les angles relatifs au trapéze de couple en fonction de la
commande. En effet, pour de faibles vitesses, le coefficient de variation du couple est
anormalement élevé. Un essai avec des angles différents a montré que ce coefficient de
variation pouvait étre facilement diminué,

La commande non linéaire est sensée fournir des performances optimales puisqu'elle
permet de prendre em compte la non linéarité de la caractéristique. Cependant, les
performances se dégradent lorsque la vitesse de rotation devient élevée. En effet, pour des
vitesses élevées, les dynamiques des courants sont importantes et donc les tensions
d'alimentation nécessaires pour assurer un fonctionnement optimal sont de plus en plus
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grandes. Or, [a source de tension continue est en réalité limitée et les tensions saturent
inévitablement (limite énergétique). Une premiére étude, basée sur des simulations, a montré
comment les effets sur la commande de ces saturations pouvaient &tre compensés pour un cas
donné. T faudrait pouvoir généraliser cette méthode et s'assurer de lintérét de ces
compensations par des essais expérimentaux. Le probléme des dégradations des performances
de la machine aux vitesses élevées peut étre également amélioré par une prise en compte de la
discrétisation et par l'utilisation des techniques de sous-échantillonnage [3], [4]. Ces techniques
permettent d'adapter des algorithmes complexes dont les temps de calcul sont longs & des
périodes d'échantillonnage trés courtes.
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