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Introduction générale

L'énergie électrique est un élément clé de la vie quotidienne dans notre civilisation.
Partout dans le monde, 1'électricité a trouvé de nombreuses applications, dans divers
domaines de la vie, dans l'industrie, I'agriculture, le transport et les usages domestiques.
L'électricité est considérée comme la forme d'énergie la plus souple et la plus polyvalente.
Elle reste classée an tant que source d'énergie secondaire parce qu’elle provient de sources
primaires comme le charbon, le gaz, le pétrole, I'hydroélectricité, 1'énergie éolienne et
solaire. En raison des différentes possibilités de conversion, c'est une source d'énergie bien
adaptée pour les applications demandées par la consommation. Cependant, 1'énergie étant
une ressource rare et précieuse, I'accent doit étre mis sur son utilisation optimale.

Des combustibles fossiles sont bralés pour produire de la chaleur dans une chambre
de combustion, puis I'énergie thermique est convertie en énergie mécanique au travers
d’une turbine. Les turbines a vapeur (ou a gaz) dans diverses configurations utilisent
pratiquement tous les combustibles fossiles, du charbon au gaz naturel en passant par le
pétrole et du combustible nucléaire a 1'énergie géothermique. L'énergie thermique est
ensuite convertie en énergie mécanique dans une turbine. La turbine entraine un
générateur électrique pour produire de I'énergie électrique. L'énergie cinétique de 'eau et
du vent est également récupérée dans un moteur primaire (turbine) qui, a son tour,
entraine un générateur électrique. Jusqu'a présent, la plupart de 1'énergie électrique est
produite dans des générateurs synchrones a vitesse constante qui délivrent de la puissance
aux systémes d'énergie électrique. L'introduction des systémes d'alimentation
décentralisés conduit a une diversité accrue et a la diffusion d'une gamme plus large de
fournisseurs d'énergie électrique. La stabilité du systéeme, la livraison rapide et efficace et
le controle de 1'énergie électrique dans ces systémes distribués exigent une connaissance
approfondie des phénoménes physiques dans les générateurs synchrones.

L’expansion des sources d’énergies renouvelables a une bonne influence sur
I'environnement, mais en méme temps, elle a bien complexifié le fonctionnement des
réseaux électriques. La commission européenne a créé un projet nommé Grid Code pour
standardiser les normes des réseaux électriques afin de réguler le fonctionnement des
groupes électrogénes au sein des réseaux électriques de I'Union Européenne. Le contenu
de Grid Code varie en fonction des exigences des producteurs d’électricité. Généralement,
le Grid Code spécifie le comportement requis d'un générateur connecté au réseau
électrique pendant les perturbations du systéme. Les exigences de ces normes incluent la
régulation de tension, les limites de facteur de puissance et l'alimentation réactive, la
réponse a une défaillance du systéme (court-circuit), la réponse aux changements de
fréquence sur le réseau et 1'obligation de passer par de courtes interruptions. Pour suivre
les normes du Grid Code, il faut faire des études de comportement de la machine pendant
les transitoires comme les courts-circuits ou les creux de tension de réseau. Ces
transitoires impliquent I'apparition de valeurs élevées des courants, tensions et couples
dans la machine. En considérant les cotts et les problémes de stireté pendant les essais
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sur la machine réelle, nous voyons rapidement l'intérét d’utiliser des modeles des
générateurs qui sont indispensables pour ces études.

Les premiers modéles des machines synchrones ont été développés il y a un siécle. Ces
modeéles se basent sur des calculs analytiques et des essais basiques pouvant étre faits sur
une machine comme l'essai a vide ou de court-circuit permanent. Ces modéeles se
caractérisent par de nombreuses simplifications comme la linéarité du circuit magnétique
ou l'égalité entre toutes les inductances mutuelles de la machines. En conséquence, ces
modeéles ont été tres limités dans leurs applications. De nos jours, les machines synchrones
sont bien saturées au point de fonctionnement nominal. Ceci concerne notamment les
machines de taille petite et moyenne ou les modéles conventionnels ne donnent pas de
résultats satisfaisants. Malgré les nombreuses variantes des modeles dynamiques, il y a
encore une marge de progression importante dans ce domaine.

Les travaux de recherches présentés dans cette thése ont été effectués via une
collaboration entre Leroy Somer et le laboratoire de génie électrique et électronique de
Paris (GEEPS). Ils s’intéressent a I’étude des transitoires dans les machines électriques,
plus particuliérement a la modélisation non-linéaire par circuits couplés, dans le contexte
de Grid Code. La problématique de ces travaux est donc d’améliorer la compréhension du
comportement des machines lors des régimes transitoires en mode saturé ainsi que leur
modélisation. Il s’agit ensuite de mieux prédire les courants et le couple électromagnétique
lors des régimes transitoires engendrés par les défauts pour mieux maitriser les études de
stabilité et les choix de protection électrique des générateurs électriques connectés sur les
réseaux électriques. Pour avancer dans la résolution de cette problématique, ce mémoire
de thése est constitué de cing chapitres.

Le premier chapitre est une introduction aux structures de bases des machines
synchrones, a la modélisation linéaire et aux effets de la saturation dans les alternateurs
synchrones. Nous présenterons rapidement les généralités au sujet des machines
synchrones. Ensuite, deux groupes des modeéles linéaires de type circuit seront présentés.
Diverses manifestations de la saturation magnétique seront décrites dont I'impact de la
saturation sur les performances de la machine.

Le deuxiéme chapitre abordera la modélisation dynamique non-linéaire d'une machine
synchrone. Dans un premier temps, nous justifierons la nécessité d’utiliser le flux comme
variable d’état dans les modéles non-linéaire de type circuit. Ensuite, nous nous
concentrerons sur le développement des modéles non-linéaires dg sans amortisseurs. Trois
méthodes d’intégration de la saturation dans les modeles de type circuits seront
présentées. Ces méthodes constituent la base de la plupart modeles non-linéaires de
circuits couplés. Les outils développés tout au long du chapitre II permettront d’analyser
les effets liés a la saturation des flux de fuites.

Le troisieme chapitre décrira la modélisation des générateurs avec la prise en compte
des amortisseurs. En se basant sur les connaissances acquises sur le modele dg sans
amortisseurs, nous développerons le modéele non-linéaire dq avec les amortisseurs. Une
méthode d’identification des inductances des amortisseurs de la machine synchrone en
régime saturé sera ainsi présentée. Nous finirons le chapitre avec le modéle non-linéaire
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hybride entre le modeéle dg et le modele abe. Tous les modeéeles seront validés a partir des
simulations de régimes transitoires en utilisant la méthode des éléments finis.

Dans le quatrieme chapitre, le modéle dgsans amortisseurs sera utilisé pour les études
de la stabilité statique et la stabilité transitoire. L'influence de la saturation sur le couple
électromagnétique et le diagramme de puissance sera analysée. Ainsi, a partir des
cartographies des flux, les réactances dans 'axe det gen fonction des trois courants seront
définies.

Ce mémoire se termine avec le cinquiéme chapitre qui présentera des simulations de
I’'ensemble constitué du générateur, du pont de diodes et de I'excitatrice. Les modéles du
générateur et de lexcitatrice ont des tensions comme entrées et des courants comme
sorties. La connexion en série de ces trois modeles nécessite une adaptation de la
modélisation du pont pour réaliser les interfaces numériques. L’excitatrice représente
aussil un cas intéressant pour la modélisation dynamique, parce que ses signaux électrique
contiennent les harmoniques d’espace. En reliant ces trois modeéles ensemble, nous verrons
que la tension d’excitation de la machine principale est loin d’étre constante et comment
un transitoire « parcourt » tout le systéme.

Cette these a ouvert des pistes pour reconsidérer plusieurs aspects de fonctionnement
du groupe électrogéne connecté sur le réseau qui vont étre exploités a la suite de la these.
Les perspectives seront décrites dans la conclusion générale.
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Chapitre I : Contextualisation de ’étude des machines synchrones

I.1. Introduction

La majeure partie de I'énergie électrique produite dans le monde provient des
machines synchrones dont les rotors sont entrainés par des turbines hydrauliques, des
turbines a vapeur ou par des moteurs a combustion. Tout comme les machines a induction
sont les acteurs principaux de la conversion de I’énergie électrique en énergie mécanique,
les machines synchrones sont les acteurs principaux de la conversion de I’énergie
mécanique en énergie électrique[1]. Les machines synchrones ont été largement étudiées
dans de nombreux articles [2][3][4][5] et livres [6][7][8][9]. Dans le cadre de ce travail, nous
nous concentrons sur les aspects de la modélisation des générateurs synchrones pour la
simulation des régimes transitoires afin de mener les études de stabilité et de pouvoir
mettre au point la commande de ces machines.

Ce premier chapitre a pour objectif de rappeler des bases de la modélisation des
machines synchrones. L’accent sera mis notamment sur les modéles utilisés pour I'analyse
des régimes transitoires au sein d'un systéme comportant plusieurs éléments. Nous
commencerons ce chapitre par une courte description des généralités concertant les
machines synchrones. Nous rappellerons ensuite les équations des modéeles de type circuit.
Les modeles dans le repére abc et dans le repére dg seront présentés. Les enroulements
de la machine a poles saillants seront caractérisés. Puis, les conventions pour les
diagrammes vectoriels seront établies. Nous aborderons aussi la modélisation par
éléments finis (ZF). Nous dégagerons de chaque modéle les avantages et inconvénients.
Ensuite, nous passerons a la description des effets de la saturation qui apparaissent dans
une machine. Nous finirons par analyser I'impact de la saturation sur les performances
des machines synchrones.

1.2. Généralités

La machine synchrone est une machine a courant alternatif. Sa vitesse mécanique
dépend de la fréquence des courants des enroulements au stator et du nombre de pdles.
Les enroulements au stator peuvent étre triphasés, biphasés ou monophasés. Les
enroulements au stator qui sont le siége de 'induction de la force électromotrice sont
nommés /Induit. Selon le type d’excitation, les machines synchrones peuvent étre divisées
en deux groupes : les machines a aimants permanents (en anglais Permanent-Magnet
Synchronous Machine PMSM) ou les machines synchrones a rotor bobiné (en anglais
Wound-Rotor Synchronous Machines WRSM) [10]. La machine a aimants permanents est
illustrée sur la Fig.12.1. Les générateurs synchrones a rotor bobiné comportent aussi des
amortisseurs au rotor. L'enroulement d’excitation au rotor (circuit f£) participe a la
création du flux principal de la machine (flux magnétisant ou flux utile). Cette bobine au
rotor est appelée /Tnducteur. Une autre répartition peut étre faite selon la forme du rotor :
le rotor & poles saillants et le rotor a pdles lisses (rotor cylindrique). Ces deux types de
rotor sont présentés en Fig.l2.2. Les machines a péles saillants sont construites pour des
applications a basse vitesse et peuvent comporter un grand nombre de poéles. On peut les
trouver dans les centrales hydrauliques. Les machines a poles lisses peuvent tourner a
vitesse importante et comportent généralement un petit nombre de poéles. Elles sont
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Chapitre I : Contextualisation de I'’étude des machines synchrones

utilisées pour les alternateurs de centrales nucléaires ou de centrales thermiques. Il existe
aussi des machines a poles massifs dont le circuit magnétique n’est pas feuilleté. Dans le
cadre de cette these, nous allons étudier la machine synchrone a péles saillants avec un
circuit magnétique feuilleté.

Fig.l.2.1. Structure de la machine synchrone a aimants permanents

Fig.1.2.2. Structure de la machine a péles saillants, a rotor bobiné a gauche et pdles lisse a
droite

Le courant passant dans le circuit inducteur crée une force magnétomotrice (FNMNM)
dans I'entrefer. Le champ magnétique de I'inducteur interagit avec le champ magnétique
créé par I'enroulement au stator (la réaction dinduif). Le résultat de cette interaction est
le couple électromagnétique qui engendre le mouvement du rotor (fonctionnement moteur)
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ou freine le rotor (fonctionnement générateur). En régime établi, la vitesse du rotor est
égale a la vitesse de rotation du champ magnétique généré par les enroulements au stator.
D’ou le nom de « machines synchrones » pour ce type de machines.

1.3. Modele abc

Les comportements statique et dynamique d'une machine peuvent étre prévus grace
aux modeles de cette machine. Chaque modeéle se caractérise par différents degrés de
complexité. Généralement, en augmentant la complexité dun modele, le temps
d’élaboration de ce modeéle et son temps de simulation augmentent. Nous allons rappeler
les modéles les plus connus dans la littérature et dégager les avantages et inconvénients
de chacun.

D’une maniére générale, les modéles de la machine synchrone ont comme entrées :

= tensions au stator vi, vs et v
= tension de l'excitation vr
= vitesse mécanique @mec

et comme sorties :

=  courants statoriques I, I» et I
=  courant inducteur ir
= couple électromagnétique 7

A
Va::c d
EE—— P
Vs
— = >
(’O'ﬂec | =
—_ >

Fig.1.3.1. Illustration du modéle général de la machine principale
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1.3.1. Définitions des différents enroulements

En général, la machine synchrone triphasée est modélisée comme sur la figure 13.2.
selon un modele de type circuit avec 3 circuits au stator et 3 circuits au rotor. Les vecteurs
des tensions statoriques, générées par les enroulements statoriques, se situent sur les axes
de ces mémes enroulements a, b et c¢. Les vecteurs des tensions rotoriques se situent sur
le repére tournant au rotor. En 1904, André Blondel a proposé «la théorie des deux
réactions ». Cette théorie consiste a décomposer la force magnétomotrice de I'armature en
deux composantes, sur deux axes orthogonaux. Un de ces axes s’aligne sur I'axe du poéle
du rotor et est appelé I'axe d (longitudinale, direct ou polaire) et 'autre en quadrature est
appelé 'axe ¢ (transversal ou interpolaire). Grace au repére de Blondel (ou repére de Park),
nous pouvons analyser mathématiquement I'alternateur dans lequel I'entrefer n’est pas
constant.

Dans le cas de la machine a pdles saillants, 'entrefer n’est pas constant et est
symétrique par rapport aux deux axes perpendiculaires d-q. Parfois, pour modéliser les
amortisseurs, il y a plus qu’un circuit dans I'axe det 'axe ¢ [1][11].

* axe phase b

A o

axe direct d

axe transversal q

axe phase a
»

» axephasec

Fig.I.3.2. Structure générale de la machine synchrone triphasée avec amortisseurs

Dans le cas de la machine a poéles saillants, la perméance du circuit magnétique change
selon la position dans I'entrefer. Elle est maximale dans 'axe d et minimale dans I'axe q.
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" axed ' axed

axe q

Fig 133 Circulation du champ statorique dans I'axe q (2 gauche) et dans I'axe d (3 droite)

Le circuit magnétique est conc¢u de fagon a ce que la variation de la perméance entre
ces deux axes soit sinusoidale. L’hypothése du premier harmonique, dite « sinusoidale »,
permet d’établir les formules analytiques qui décrivent les réactances de la machine.
Cette hypothese simplificatrice peut s’exprimer de la facon suivante :

« On ne considere que le premier harmonique d’espace de la distribution de la force
magnétomotrice créée par chaque phase de I'induit »[12].

Les formules analytiques des inductances peuvent étre dérivées a partir des relations
géométriques entre les forces magnétomotrices, les réluctances et les flux magnétiques.
Nous adoptons les conventions de la figure 7.3.2 ou la phase a est l'origine des angles.
L’angle 6 est un angle électrique qui permet de caractériser les distributions des forces
magnétomotrices et les flux de la machine.
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¥ ¥ axed
axeq o, p
. FMM, )’

SEEEE o
FMM, .~ axephasea

Fig.1.3.4. Illustration des flux et des forces magnétomotrices sur un diagramme vectoriel

A partir de la force magnétomotrice FMM, de la figure 13.4., nous déduisons les forces
magnétomotrices dans les axes d-¢:

FMM,; = FMM, cos 8 (L1)
FMMg, = —FMM, sin 0 (1.2)

Les flux correspondants peuvent étre calculés en connaissant les réluctances des chemins
de chacun des flux :

FMM,

Yaqa = 7, (1.3)
FMM,

Yaqg = — = (L4)

En ayant les vecteurs des flux s et wag, le flux magnétisant w.m de la phase a est calculé :

Yam = Paq €0S 0 — Pyq sin 6 (L.5)

Le flux wampeut étre exprimé en fonction des forces magnétomotrices et des réluctances :

FMM, FMM
am = cos 0 —
Ra

1sin6
q

1 2 1 in2
Yam = FMM, R—dcos 9+R—qsm 0

Page | 10



Chapitre I : Contextualisation de ’étude des machines synchrones

Le flux wam divisé par le courant i. donne la partie magnétisante de I'inductance de la
phase a:

Lom =——= -
lg lg

FMM, (1 1
Yam _ = (R_d cos? 6 + R—sin2 9) = Lpq €052 0 + Ly sin? 0
a (L6)
Lpg+L Lpg — L
Lam = hd > hd + hd 2 hd cos 20 = th + Lh2 cos 20 =

Pour calculer I'inductance propre de la phase a, il faut diviser ce flux par le courant 1, et
ajouter le terme qui représente I'inductance de fuites Ls, supposé indépendant de I'angle

6:

wﬂ = Lss + Lpq + Ly, cos 26

L (L7)
Ly =Ly + Ly, cos 26

Ly =Lss +

Les inductances I» e L. peuvent étre obtenues en remplacent 'angle & par respectivement
G4n/3 et 6-2n/3 :

4n

Lb = Lh + LhZ coSs (29 - ?) (18)
2n

L. =Ly + Ly, cos <29 - ?) (L.9)

Le méme type d’analyse peut étre conduit pour obtenir les formules analytiques pour les
mutuelles. Les mutuelles entre les phases statoriques suivent les formules analytiques
suivantes :

Lny 2m
Mab = —T+Lh2 cos |20 —? (1.10)
Ly, 4m
MaC = _7+Lh2 cos 29—? (ll].)
L
My = —%th cos 26 (L12)

Les mutuelles entre le stator et le rotor peuvent entre calculées avec les formules
suivantes :

Msq = Myf cos(0) (I.13)
2

Mg, = Mgy cos (9 - ?) (1.14)
4m

Mg, = Myg cos (9 - ?> (1.15)

Page | 11



Chapitre I : Contextualisation de ’étude des machines synchrones

Mp, = M, cos 6 (L.16)
2m

Mp, = My cos (9 - ?> (L.17)
4

Mp. = M,y cos <9 - ?) (L.18)
. 2

Mgy = Mgq sin (9 - ?> (1.20)
) 4r

My = Mg sin <9 - ?) (L21)

Les inductances propres et mutuelles relatives au rotor sont constantes si les effets des
encoches sont négligés:

Ly = const
Lp = const
Loy = const

M;p = const

MDQ =0

Dans ce manuscrit, un alternateur a 4 poéles, a poles saillants, de tension nominale
U égale a 400 V et d'une puissance active de 120 kW sera étudié. Cette machine a été
modélisée avec deux logiciels de calcul par éléments finis (£F). Les deux modéles ont été
validés avec la caractérisation a vide. Sur Fig.l3.5-1.3.8 nous pouvons observer les
inductances en fonction de I'angle mécanique issue du modéle EF. Quand le circuit
magnétique n’est pas saturé, les inductances propres et mutuelles peuvent étre décrites
avec les formules analytiques.
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_ 003 ' ! .
L L.6 T
@ 0.02 > —_
L&) L]
c c4
& 001+ 1 &
E; L, !
g o g2
-0.01 : ! 0
0 50 100 150 0 50 100 150
gmec [O] gmec [O]
Fig.I.3.5. Variation de I'inductance Fig.I.3.6. Variation de l'inductance
propre de la phase a propre du circuit f
0.01 T
i i
@4 0 @
o o
= =
{0 0
© 001} k3]
= =
= =
= £
-0.02 . .
0 50 100 150 "0 50 100 150
Qmec [O] gmec [O]
Fig.1.3.7. Variation de I'inductance Fig.1.3.8. Variation de I'inductance
mutuelle entre les phases a et b mutuelle entre la phase a et le circuit

Apreés avoir défini toutes les inductances, les flux totaux passant par chacun des
enroulements de la machine sont calculés de la fagon suivante :

Yo = Laia + Mapiy + Mgcic + Mpgly + Mpgip + Mgl (1.22)
Yy = Ly iy + Mapiq + Mpcic + Mppis + Mppip + Mgpig (1.23)
Yo =Leic + Myciy + Myciq + Mpciy + Mpcip + Mol (1.24)
Y = Leie + Mggiq + Mgyl + Mecic + Mgpip (L25)

Yp = Lp ip + Mpgiq + Mppip + Mpcic + Mypiy (1.26)

Yo = Lgig+ Mpglg + Mopip + Myl (L27)

Soit sous forme matricielle :

[wabchQ] = [LabchQ][iabchQ] (L.28)
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Oou [LpabchQ] est un vecteur de 6 flux, [iabchQ] est un vecteur de 6 courants et [LabchQ] est

la matrice 6 x 6 des inductances.

[.3.2. Circuits magnétiquement couplés

Apreés avoir caractérisé les flux qui parcourent les enroulements de la machine, nous
pouvons établir les équations électriques de la machine. En général, 'équation de tension
relative a 'enroulement s’écrit par :

dy
=Ri+— 1.29
v=Ri+ It (1.29)
R étant la résistance du circuit. Sachant que le circuit magnétique n’est pas saturé et que
les inductances varient cycliquement en fonction de la position du rotor, cette expression

peut étre développée :

dy  d[Li] di dLdf di dL
& @ latadaTrat Vgl T et o (130

ou @ étant la vitesse angulaire électrique, ewman représente la tension induite de
transformation, e représente la tension induite de rotation.

Pour un systéme réel de n enroulements, ceci représente globalement les
interactions physiques dans une machine. Le flux y; de cette machine qui traverse
Penroulement avec l'indice « 1 » dépend de la position du rotor & et des valeurs de n
courants a un instant donné :

Vi = fyi(iy, iz, oy in, 6) (1.31)

Avec un systéme simple composé de 3 enroulements qui ne changent pas de
position, figure 1.3.9., le terme de la force électromotrice e est donc absent.

Page | 14



Chapitre I : Contextualisation de I'’étude des machines synchrones

::‘1 §

a

Fig.1.3.9. Systéeme composé de 3 enroulements qui sont couplés magnétiquement

Les équations de tension pour ce systéme s’écrivent sous forme suivante :

o, dyy co,od . .
v = Rlll +—= Rlll + _(Llll + MlZLZ + M13l3) (132)
dt dt
. dy, oo, d . .
vy, = Rzlz + W = Rzlz + E(Lzlz + Mlzll + M23l3) (133)
. dys cooa ) .
U3 = R3l3 + dt = R3l3 + %(Ls)ls) + M23l2 + M13l1) (1.34)

Le flux capté par chacun des enroulements est fonction de 3 courants :

Y1 = fya(in, i, 3) (1.35)
Y2 = fya(iy, i, i3) (1.36)
Y3 = fys(iy, iz, i3) (1.37)

Les inductances propres (L;, Lzet Ls) et les inductances mutuelles (M2 et Mzs) varient
en fonction des 3 courants du systéme. Dans une machine, les interactions physiques sont
plus complexes, les modeéles a plusieurs enroulements doivent utiliser des simplifications
pour intégrer la saturation. La théorie des circuits couplés représente le fond commun des
modeéles de type circuit qui sont utilisés dans ce travail.
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1.3.3. Equations de tension

Pour le modele présenté sur la figure 1.3.2,

équations :
vazRSia+dZ“
v, = Rgip +%
vcstiC+d$C
Vs = Rp if +%
0=RDiD+%
0=RQiQ+%

les six enroulements obéissent aux

(1.38)

(1.39)

(L40)

(L41)

(L42)

(L43)

en appelant, R, résistance d'une phase du stator, Rrla résistance du circuit £, Ep la
résistance des amortisseurs dans I'axe d et Rq la résistance des amortisseurs dans l'axe q.

Ce systéeme d’équations de tension de la machine synchrone s’exprime sous forme

matricielle :

dy
dt

o) = [RITE + | ] = (R + 121 ] + fa] [G2] 1

Pour simuler un transitoire, il faut intégrer le systéme d’équations :

di
dt

N

(5] = 1241 (101 - 11— | 3] 1)

A chaque pas de simulation, il faut recalculer la matrice [L] et la matrice

(L44)

(L45)

[%]. De

plus, il faut inverser la matrice [Z]. Cela ne pose pas de difficulté pour les ordinateurs
courants. Néanmoins, ce modeéle n’est pas commode pour appliquer une régulation et n’est
pas linéaire, parce que les inductances varient avec 'angle électrique 6. De plus, certaines
études analytiques comme 'étude pour la stabilité statique sont difficiles a faire avec ce

modele. Pour ces raisons, le modeéle dq a été développé.
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I.4. Modele dg

En 1929, dans son célébre article [13], R.H Park a repris le repére de A. Blondel pour
simplifier les équations de tensions de la machine synchrone. Le repéere de Blondel, appelé
aussi le repére de Park ou le repére dg, est un repére tournant. Le vecteur du flux du stator
tourne a la méme vitesse que le rotor. En conséquence, ce vecteur peut étre décomposé en
deux composantes constantes dans ce repere de Blondel. Cette transformation des
grandeurs statoriques en grandeurs rotoriques permet de faciliter I'analyse des régimes
transitoires des machines. Ce type de représentation est aussi plus commode pour étudier
la régulation de la machine synchrone.

1.4.1. Transformation de Park

En appliquant la transformation de Park aux équations de tension (I1.31-1.36), un
changement de variables est obtenu. Les enroulements statoriques sont transformés en
enroulements orthogonaux. Le modele dg classique est illustré sur la figure 71.4.1.

Figl4.1. Modéle dq de la machine synchrone

La transformation de Park appliquée aux tensions statoriques donne :

Vg4 Uy
[Vq = [A]|Vp (L.46)
Vo Ve
Soit sous forme abrégée :
[Vago] = [Al[Vanc] (L47)
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avec wq le flux d’axe d, y, le flux d’axe g, wo le flux de la composante homopolaire qui
n’intervient que lorsque la somme des courants iy, i» et i. n’est pas nulle.

k"-.\‘axe phase b ."-,_axe phase b

/axe phase ¢ axe q /qxephase c
» »

Fig.l 4.2, Deux conventions possibles pour le repéere dq

La matrice /A/ est une matrice des transformations, dite « matrice de Park ». Selon la
convention prise sur la figure 7.4.2. a gauche [6][7][8][11] :

p (9 Zn) (9 471)
cos cos 3 cos 3

41 =2|=sino —sin(9-2T) —sin(o-2" 1.48
=3|—sin —sin ( - ?) —sin ( - ?) (1.48)

1 1 1

2 2 2

Avec I'angle 6 défini comme :

0 = wt + 6, (1.49)

wreprésente la vitesse angulaire électrique, qui est égale a la pulsation des flux en régime
synchrone. I’angle 6 est 'angle entre 'axe de la phase a et 'axe d a I'instant 0. Parfois,
certains auteurs prennent la convention de la figure 7.4.2. a droite [12][14]. Dans ce cas,
la matrice de Park est :
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I
|

I[cos 6 cos <9 - 2?7{) cos <9 - 4;)]'

[A] = % sinf  sin <9 - 2?71) sin <9 - 4?“) | (1.50)
I
|

1 1
2 2

N| =

Nous allons utiliser la premiéere convention qui peut étre trouvée dans la majorité des
livres. Dans ce cas, la matrice inverse est :

[ cos 0 —sin @ 1

(41 = Icos<9 —2?7{) —sin<9 —Z?H)

|
leos (6-25) —sin(6-2) 4]

[UnN

(L51)

D’ou la transformation inverse :

) [ cos6 . —sin 9
[v‘;l |[COS (9 - ?) — sin (9 -— 1|[ l (1.52)

v, P 4m P
- 5) o)

La méme transformation peut étre appliquée aux autres variables du stator : les flux (s,
wret o et les courants (is, iset i).

Pour expliquer l'origine du coefficient 2/3 dans la matrice de Park, nous nous intéressons
a un instant de fonctionnement de la machine de la figure 74 1. En régime permanent, les
tensions statoriques sont définies avec les formules suivantes:

= V2V cos(wt + B) (L.53)
vy, = V2V cos (wt +p - 2?71) (1.54)
=2V cos (wt +f5 - 4;) (1.55)
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Vétant la valeur efficace de tension simple au stator. £ est 'angle entre la phase a et la
tension V. Sur la figure 7.4.3., les projections de la tension simple au stator sur les axes
d-q peuvent étre calculées de la fagon suivante :

2 21 4n
Vg == [vacos(e) + v, cos (9 - —> + v.cos <9 - —)]
3 3 3
2 21 2n
vy = §\/§V [cos(wt + B) cos(6) + cos <wt +p - ?> cos (9 — ?)
4n 4n
+ cos <wt +f - ?) cos (6 - ?>]

vy = %\/EV Ecos([)’ — 90)] =2V cos(B — 6,)

(L.56)

2 2m 4m .
Vg =3 v,Ssin(0) + vpsin (9 - ?) + v.sin (9 — ?)] =2V sin(B — 6,) (L.57)
Il en résulte que les composantes de la tension sont indépendantes de la position du rotor.
Le coefficient 2/3, dans la transformation de Park permet d’avoir les relations simples
entre les variables statoriques et le repére de Blondel :

v=[vi+v} (1.58)

i= \/m (1.59)

¥= [Yi+¥; (L.60)
k\axephaseb

axeq
‘\

axe phase a

’ axe phase ¢ \

>

Fig.1.4.3. Interprétations des composantes de tension au stator va et vy

La transformation de Park a permis d’obtenir les variables statoriques qui sont constantes
en régime établi synchrone, ceci simplifie 'analyse de la machine et sa régulation.
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I.4.1. Matrices des inductances pour le modele dg

L’établissement du modéle linéaire dgclassique oblige a formuler plusieurs hypothéses
simplificatrices [14] :

= Le circuit magnétique n’est pas saturé. En conséquence, les relations entre les flux
et les courants sont linéaires.

= Les distributions des forces magnétomotrices de l'armature ont des formes
sinusoidales. Cette périodicité est fonction de 'angle qui désigne la position de rotor
par rapport au stator. Par conséquent, le modéle ne considére que le premier
harmonique des distributions spatiales.

= Leffet de peau et les courants de Foucault sont négligeables. Les résistances des
enroulements de la machine sont constantes quel que soit ’état de fonctionnement
de la machine.

Pour calculer la matrice des inductances qui va établir les relations entre courants et
flux, il faut modifier la matrice de transformation de Park pour 'appliquer aux équations
1.31-1.36. Les flux exprimés en fonction des inductances et des courants dans le repére de
Park sont :

[Yagorpo] = [A)[Waberpo] = [A1][Laverpo][iabespol

[Wagorpel = [Axl[Laverpel[Ar ™ [iaqorne] = [Lagorpelliagornel o
La matrice [A:/est définie comme :
- 0]
avec /0] étant la matrice nulle 3 sur 3 et ///1a matrice unité 3 sur 3.
En développant le systéeme des équations 161 il reste :
Ya = Laiqg + Mysis + Mypip (1.63)
Vg = Lqiqg + Maglg (1.64)
Yo = Lo ip (L65)
Y =Lpip + ;Mafid + Mgpip (1.66)
Yp = Lpip + ;Manid + Mpif (1.67)
Vo =Lgig+ EMaQiq (1.68)

2

Avec les inductances statoriques définies de facon suivante [8]:
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3
Ly =Lgs + ) (Lp1 + Lp2) (1.69)
3
Lq = Lso‘ + E (th - LhZ) (1-70)
Ly =Lgs (L71)

Au moment de la création du modeéle dg, il n’y avait pas de modeles EF et pour cette raison
les mutuelles entre les enroulements n’étaient pas faciles a déterminer. La seule
caractéristique disponible était la courbe a vide. En ayant la courbe a vide, la mutuelle AM.r
peut étre calculée par :

Vvide

May = wly

(1.72)

wiide €tant la valeur créte de la tension simple aux bornes du stator, @ la vitesse angulaire
électrique et Irle courant inducteur qui est faible pour ne pas saturer le circuit magnétique
de la machine. Pour résoudre ce probléme, une hypothése simplificatrice est faite : toutes
les inductances mutuelles sont égales a la mutuelle entre le stator et le rotor M.«

Maf = Mgp = Mgp (1.73)

De nos jours, la détermination de ces mutuelles est faisable. Un seul probléeme peut
apparaitre lors de la définition des circuits amortisseurs dans les axes d-q. Nous nous
occupons de ce probléme dans le chapitre III. En disposant un modéle EF, nous pouvons
faire plusieurs simulations magnétostatiques pour déterminer rapidement les valeurs
exactes de chacune des inductances.

1.4.2. Equations de Park
La transformation de Park appliquée sur les équations électriques Z.38-1.40 donne :
d
[quo] = [A] [vabc] = [R][A] [iabc] + [A]E[lpabc]
d
[vaqo] = [R1[iaqo] + [A] 7 ([A™][¥aqo]) (1.74)
d d
[vago] = [R1[iago] + [A] E([A_l])[lpdqo] + [A][A77] E([Ipdqo])

Le produit de la matrice /A/et sa matrice inverse [A7/est une matrice unité.

Par contre, le produit de la matrice /A4/ et la dérivée de sa matrice inverse /4] donne
comme résultat:
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d
(4] (4™ =

2n 4
cos 0 cos (9 — ?) cos <9 — —)

_< o (o 2m (9 4m
=3 [—sm —sin ( - ?) —sin ( - 3)‘ di
1

[\
—

1 1
2 2 2
d 0 —w 0
m5ﬂmm=k 0 4=w
0o 0 O

La matrice /w/ ne comporte que les éléments liés a la vitesse angulaire électrique. Les
équations de tension I 74 peuvent étre réécrites sous forme :

dll’dqo]

[vag0] = [R1liaqo] + (0] [aqo] + [~

(L76)

étant donné que le produit /w/fiw/ représente la tension induite de rotation et [%]

représente la tension induite de transformation. En développant ces équations et en
ajoutant les équations de tension du rotor, 6 équations électriques dans le repéere de
Blondel sont obtenues :

dipg

Va = Rolg = wihg +— = (L77)
Vg = Ryig + g + % (L78)
Vo = Ryig + % (L79)
ve = Re iy + % (L.80)
0=Rpip +dd# (L81)
0=Ryig+ d% (L.82)

Ces équations sont appelées le systéme d’équations de Park qui peut étre utilisé pour
lanalyse des régimes établis et des régimes transitoires des machines synchrones. En

régime établi, le terme de la dérivée de flux [%] devient nul. De plus, I'équation /1. 79 pour

la composante homopolaire ne sera pas utilisée dans le cadre de ce travail, parce que nous
n’analyserons que les régimes pendant lesquels la somme des courants statoriques I, Ip
et 1. est nulle.
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A partir de I'équation de la puissance active instantanée de la machine, I'équation de
couple électromagnétique peut étre dérivée:

3
Te = = (baiq — Yia) (183)

avec p le nombre de paires de poéles
Ayant I’équation de couple électromagnétique, 'équation mécanique peut étre établie :

dwmec

]dt

=T, T, (1.84)

J étant I'inertie du rotor, 7 le couple du moteur qui entraine la machine. Le couple
généré par l'alternateur 7. s’'oppose au couple du moteur, wme étant la vitesse mécanique
du rotor.

[.4.3. Diagramme vectoriel de la machine a poles saillants

Pour les études des régimes permanents et des régimes transitoires, il faut établir les
conventions des signes et le diagramme vectoriel entre les tensions, les courants et les
flux. Les conventions prises dans ce paragraphe seront utilisées dans la suite de ce
manuscrit. En régime établi, les équations des tensions statoriques ont la forme suivante :

Vg = Rs lg — wlpq =Rsig— quiq (1.85)
Vg = Rsig + 0wy = Rsig + wlgiy + oMgpiy =Rsig + wipgq + e (1.86)

Avec edéfini comme la force magnétomotrice créée par le circuit £ le flux was représente
la réaction d’induit qui s’oppose au flux du circuit fet au flux de fuites dans l'axe d.
Dessinons maintenant le diagramme vectoriel de machine synchrone a poles saillants :
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Fig.1.4.4. Diagramme de tension de la machine a péles saillants

Ce diagramme de tension est appelé « diagramme de Blondel ». Le diagramme de tension
de la machine a rotor cylindrique est plus simple parce que les réluctances dans les axes
d et q sont égales. Le diagramme de tension pour la machine a rotor cylindrique est appelé
« diagramme de Behn Eschenburg ». Avec ¢ ’angle entre le courant I et la tension simple
V aux bornes de la machine avec lequel le facteur de puissance est calculé, 6 'angle entre
E et V appelé angle de charge, et o 'angle de calage entre la force électromotrice £ et le
courant I (Uangle de déphasage interne). Ces angles nous permettent d’établir des
relations simples entre les valeurs efficaces des variables électriques de la machine et les
variables électriques dans le repére de Blondel :

Vy = Vsind (L87)
Vg =Vcoséd (1.88)
Iy = Isina (1.89)
I, = Icosa (1.90)
P =3VIcosg (1.91)
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Q = 3VIsing (L92)

Dans le cadre de cette these, nous allons analyser le fonctionnement de la machine en
mode générateur. Pour ce mode de fonctionnement, deux types de diagrammes vectoriels
peuvent étre distingués :

=  Générateur produisant de la puissance réactive
=  Générateur consommant de la puissance réactive

Ces deux types de fonctionnement sont présentés sur la figure 7.4.5., 1a chute ohmique au
stator est négligée :

Fig.I.4.5. Deux diagrammes de tension de 'alternateur produisant la puissance réactive (2
gauche) et absorbant la puissance réactive (a droite)

La convention de type récepteur pour le fonctionnement de la machine en générateur
ou en moteur a été choisie. Ce choix parait plus intuitif parce que le courant iy est toujours
négatif et s’oppose a la force magnétomotrice du circuit £qui est positive. Le courant iz est
souvent démagnétisant pour les deux modes de fonctionnement. Dans le cas du générateur
produisant de la puissance réactive, les deux composantes du courant iz et I, sont
négatives, les deux composantes de tension viet v, sont positives. Ce choix de convention
sera observable sur les courbes des courants et des tensions des simulations dans les
chapitres qui suivent.

[.5. Modele £F

Le calcul des champs par la méthode des éléments finis (£F) pour les machines
électriques existe depuis longtemps. Les premiers articles sur 'analyse des transitoires
des modéles EF des machines électriques ont été publiés au milieu des années 70 [15].
Depuis cette époque, les modeles EF ont été largement diffusés dans le monde académique
et dans le monde industriel, parce qu’ils permettent d’analyser la machine avec une tres
bonne précision. Dans les années 80, les calculs de court-circuit brusque triphasé ont été

Page | 26



Chapitre I : Contextualisation de ’étude des machines synchrones

faits avec les modéles EF [5][16]. Le mouvement relatif entre le rotor et le stator pendant
le court-circuit triphasé a été publié pour la premiére fois en 1987[17].

Dans les années 90, les simulations des transitoires avec les modéles EF ont été
améliorés[18][19]. Grace aux modéles EF, les études en régime établi comme la
caractérisation a vide ou la caractérisation en court-circuit peuvent étre obtenues avec un
écart de moins de 3%.

Les modeéles EF sont tres utiles pour I'identification des parameétres de la machine
et seront utilisés dans les chapitres qui suivent pour développer les modeles d’ordre réduit
de type circuit couplé pour les transitoires [20][21]. Ils permettent d’obtenir des
parametres de la machine qui ne peuvent pas étre obtenus avec les essais.

Les modeéles EF représentent un excellent outil d’analyse des machines électriques.
Ils ont été validés avec les simulations des régimes établis [22] et les régimes transitoires
[23]. Ils permettent d‘analyser pratiquement tous les modes de fonctionnement d’une
machine. Le seul inconvénient est le temps de calcul. Les modéles EF ne sont pas trés
commodes (voir impossibles) a utiliser pour mettre au point une stratégie de régulation de
la machine. De plus, quand la machine fait partie d'un systéme plus grand comme par
exemple plusieurs machines qui travaillent en parallele, les modéeles EF s’averent encore
moins commodes. En conséquence, les modéles EF dans ce manuscrit seront utilisés
comme un outil de validation des transitoires ou comme un outil pour obtenir les
parameétres définissant les modéles simplifiés de machine.

Page | 27



Chapitre I : Contextualisation de ’étude des machines synchrones

[.6. Saturation

Etant un phénoméne local, la saturation est difficile a modéliser. Le niveau de
saturation est déterminé par la distribution des forces magnétomotrices de chacun des
enroulements de la machine et par la position du rotor par rapport au stator. La saturation
est a lorigine de rangs harmoniques d’espace qui sont appelés les harmoniques de
saturation. Ce phénoméne a surtout été étudié pour les machines a induction [4]1[24][25].
Les rangs harmoniques de saturation peuvent étre négligés dans le cas de la machine
synchrone[26], parce que la vitesse de rotation électrique est la méme que la fréquence
d’alimentation des enroulements statoriques. Les modeéles simplifiés développés dans
cette thése prendront en compte uniquement la saturation du fondamental. Néanmoins,
I'intégration de la saturation du fondamental représentera une grande amélioration par
rapport aux modeles linéaires. Pour simplifier ce probléeme, nous allons analyser 3 types
de saturation :

= Saturation du flux principal sur les axes magnétiques d-g
= Saturation croisée
=  Saturation des flux de fuites

[.6.1. Saturation classique

Ce type de saturation est le plus connu. Il affecte principalement le flux principal (flux
utile, flux commun ou flux magnétisant) de la machine. Il est visible sur la caractérisation
a vide. C’est le seul type de saturation qui est pris en compte dans la plupart des modéles
utilisés pour 'analyse des transitoires. Souvent, dans le cas de 'analyse de la machine a
poles saillants, la saturation dans 'axe q est négligée. Certains auteurs disent que dans
ce cas-1a, comme il traverse en grande partie de I'air la saturation du flux dans 'axe q peut
étre négligée [12][27][28].

Sur la figure 16.1, les distributions du flux ws (a gauche) et du flux y, (a droite) sont
présentées. Ce sont les mémes flux que sur la figure 73.3. Le flux ws sature les dents
statoriques, la culasse du stator et le noyau du rotor. Par contre, la saturation du flux y,
se concentre dans les régions des cornes polaires.
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Fig.l6.1. La distribution des flux wa et @, dans un modéle EF

Le modeéle EF permet d’obtenir la caractérisation des flux. Sur la figure 1.6.2., 1a variation
du flux waen fonction du courant izet la variation du flux y, en fonction du courant z;sont
présentées. Pour la machine étudiée dans ce manuscrit, au point nominal de
fonctionnement, le courant 7z vaut environ -300 [A] et le courant 7, vaut environ -200 [A].
Cela montre que la saturation des flux est importante et ne peut pas étre négligée.
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Fig16.2 Caractérisation du flux wa en fonction du courant ia (a4 gauche), et du flux y, en
fonction du courant iy (4 droite)

1.6.2. Saturation croisée

La saturation croisée ou leffet croisé (cross-magnetization ou cross saturation) vient
du fait que les flux dans les axes d-q ont des parties de leurs chemins en commun. Sur la
figure 16.3., le phénomeéne de la saturation croisée est présenté. Les réluctances des
parties des trajets des flux en commun augmentent. De ce fait, les courants d’axe ¢
diminuent les flux sur 'axe d et les courants d’axe d diminuent les flux sur I'axe g¢.
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A axed

Fig.1.6.3. Interprétation physique de la saturation croisée

Aprés une premiére prise en compte ou ce type de saturation était réduit a un terme

mathématique [29], a partir de 1984 l'existence de ce phénoméne a été démontrée et il a
été étudié de nombreuses fois [3][30]1[31][32].

Fig.1.6.4. Distribution des flux dans la machine

Les résultats de la simulation magnétostatique du modele EF sur la figure 1.6.4
permettent de visualiser la saturation croisée. Dans cette simulation les courants
statoriques 17 et Iz ne sont pas nuls. Sur chaque épanouissement polaire, une corne polaire

est plus saturée que 'autre. La saturation de la machine en charge différe notablement
de la saturation de la machine a vide.
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Sur la figure 1.6.5., les variations des flux du stator wq et p,; en fonction des courants
dans I'axe en quadrature sont présentées. La saturation croisée dans le cas de la machine
étudiée est un phénomene particulierement présent.

1
e 1y OUT =N \ — i poUri_ =const| |

—0.8 | I — -4 i
L Ewel
= 203

0.6
3 B02
(T

0.4+ 0.1

0.2 - - 0] - -

0 200 400 600 800 1000 0 200 400 600 800 1000
Courant iq [A] Courant id [A]

Fig.1.6.5. Caractérisation du flux wa en fonction du courant 1, (2 gauche), et du flux wq en
fonction du courant i1q (4 droite)

1.6.3. Saturation des flux de fuites

L’étude de la saturation des flux de fuites est particulierement difficile. Ce sujet a fait
'objet de plusieurs articles [33][34][35][36]. Dans une machine connectée a une charge, le
flux total wrw: passant par un enroulement est constitué du flux de fuites s et du flux

utile Ym :

Yot = Yo + P (1.93)

Sur la figure 16.6., la distribution des flux de la machine étudiée au point de
fonctionnement nominal est présentée. De nouveau, la saturation croisée est bien visible.

Fig.1.6.6. Distributions des flux dans la machine en régime établi

Les trajets du flux magnétisant wn, et du flux de fuites w. ont des parties communes, d’ou
la difficulté de les distinguer et de les calculer séparément. Lors du court-circuit triphasé,
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le flux commun entre les enroulements est minimisé et les flux prépondérants dans la
machine sont des flux de fuites. Sur la figure 16. 7., la distribution des flux dans la machine
pendant le court-circuit triphasé est montrée. Lorsque le courant inducteur Ir atteint sa
valeur créte, la saturation est localisée surtout dans les cornes polaires et les dents
statoriques[37]. Le flux commun est minimisé a cause d'une réaction d’induit qui est trés
forte. Le flux dans la culasse du stator est tres faible. En conséquence, le flux qui peut étre
observé sur cette figure est surtout le flux de fuites. Dans le chapitre suivant, nous allons
développer des outils qui nous permettront de caractériser la saturation des flux de fuites.

Fig.1.6.7. Distributions des flux dans la machine pendant le court-circuit nominale

1.6.4. Influence de la saturation sur la performance

Le circuit magnétique de la machine qui travaille dans les conditions nominales est
déja saturé. La bonne connaissance du comportement de la machine permet d’établir la
régulation qui est optimale et d’éviter la perte du synchronisme. Le décrochage de la
machine peut étre particuliéerement désastreux pour le systéme dans laquelle elle
travaille. Voici une liste des parameétres qui sont impactés par la saturation :

= les amplitudes des courants en régime établi et en régime transitoire ;
= le couple électromagnétique produit par la machine ;

= la puissance active ;

= la puissance réactive ;

= la tension a la sortie de la machine ;

= la stabilité statique.

Tous ces parameétres et 'impact de la saturation sur ces parameétres seront étudiés dans
les chapitres qui suivent. En général, toutes les variables de la machine qui sont calculées
avec les flux, les courants ou les inductances de la machine sont affectées par la saturation.
Dans la majorité des cas, les courants dans une machine réelle atteignent des valeurs plus
importantes que dans les simulations d'un modele linéaire. En conséquence, le choix de la
protection de la machine et des interrupteurs doit étre fait avec des marges plus
importantes si nous ne disposons que d'un modele linéaire. Cela augmente les cotuts. La
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bonne intégration de la saturation dans les modeles pour I'analyse des transitoires est
importante au vu des aspects économiques, mais aussi pour la sureté de fonctionnement.

1.7. Conclusion

Nous avons présenté et détaillé dans ce chapitre la modélisation la plus répandue
de la machine synchrone a poéles saillants. L’approche de modélisation par circuits couplés
(en anglais coupled circuits modelling) nous semble nécessaire pour pouvoir analyser les
comportements dynamiques des systémes qui sont constitués de plusieurs machines. Cela
permet de faire les simulations avec un temps de calcul beaucoup plus court que pour les
modeles EF. Au coeur de ce type de modélisation, nous avons un systéme d’équations avec :

= des équations électriques en nombre proportionnel au nombre des différents
circuits;
= une équation mécanique;

Le point faible de ces modéles de type circuit est la linéarité supposée du circuit
magnétique. L’absence de saturation dans les modéles est une hypothése qui simplifie
grandement la conception du modéle et raccourcit la durée des simulations. Le modeéle de
type circuit dans le repére aben’est pas trés commode a réguler et a analyser. D’ou 'intérét
d’utiliser le modéle dg qui nous permet d’avoir des valeurs constantes des courants et des
tensions en régime établi. Ces modéles simplifiés montrent bien les interactions physiques
dans la machine, mais en méme temps ils sont limités en précision.

Pour les applications industrielles, la saturation joue un roéle primordial. Pour
économiser sur les matériaux et rendre les machines plus petites, elles sont déja saturées
au point de fonctionnement nominal. La saturation est un phénomeéne local qui est tres
bien modélisé par les modéles EF. Sa modélisation doit étre simplifiée pour I'intégrer dans
les modeles de type circuit. Nous avons distingué 3 types de saturation. La
saturation «classique » qui est visible sur la courbe a vide est la plus simple a obtenir. La
caractérisation de la saturation croisée peut étre obtenue grace aux simulations
magnétostatiques des modéles £F. La saturation des flux de fuites est la plus difficile a
observer et a quantifier.

Le choix des modéles de type circuit va dans le sens de la rapidité d’exécution des
calculs. Ceci est nécessaire lors qu’il s’agit de la simulation d'un systéme comportant
plusieurs éléments. Dans le chapitre qui suit nous allons intégrer la saturation dans les
modeles de type circuit au sens du premier harmonique.
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Chapitre II : Modélisation dynamique non-linéaire des machines électriques aire des
machines électriques

II.1. Introduction

Ce chapitre présente la modélisation dynamique non-linéaire de type circuit des
machines synchrones. La durée importante des calculs demandés par les simulations avec
les modeles £Fnous contraint a utiliser des modeles simplifiés pour les études de stabilité
des alternateurs connectés au réseau. Les modéles non-linéaires de type circuit pour les
régimes établis et les régimes transitoires des machines a courant alternatif ont été
développés par de nombreux auteurs [1][2][3][4][5][6][7][8][9]. Ce chapitre vise & établir
une vision globale sur les modeéles non-linéaires, a expliquer la nécessité d’avoir un modele
de type circuit précis et a obtenir des informations indispensables pour la mise en place
d’un tel modele. Il présente également les mécanismes physiques a l'origine des différences
entre les modeéles linéaires et non-linéaires et donne un état de 'art non-exhaustif des
méthodes pour intégrer la saturation dans un modéle dg d’'une machine synchrone sans
amortisseurs. L’analyse de I'état de l'art des différents modeles dg non-linéaires a pour
but de mettre en évidence leurs avantages et inconvénients et permettra de définir le choix
d’'une méthode pour intégrer la saturation dans le modéle d'un générateur synchrone
comportant des amortisseurs. Ce chapitre expose et compare les outils pour développer un
modeéle dynamique non-linéaire pour la plupart des machines électriques.
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II.2. Définition générale du probleme

Avant de développer un modéle non-linéaire, nous allons faire le choix des variables
qui seront utilisées pour l'intégration des équations différentielles et nous montrons
comment la saturation intervient pour différencier la résolution par rapport au cas
linéaire. L'organisation de la résolution est ensuite visualisée par des diagrammes de
simulation.

I1.2.1. Choix des variables

L’équation de départ pour I'analyse des transitoires des machines est I’équation de
tension qui fait intervenir la dérivée du flux :

d
veri+¥ (IL.1)
dt

Pour un circuit seul, le flux peut toujours étre exprimé par un produit entre une inductance
et un courant. Si I'inductance est constante, la dérivée du flux vaut :

dyp _dlLy _ di (IL.2)

dt  dt  dt

Si le systéme est non-linéaire et I'inductance dépend du courant, la dérivée du flux devient
plus compliquée a calculer et passe par la dérivée d'une fonction composée :

dL(i(t)) di LdL di (I1.3)

d dIL(i(t))i(t di

d_lf: [((dz)()]:LEH dt TR
Ceci a une implication sur la complexité de la résolution des équations des modéles non-
linéaires. Prenons par exemple un modéle dg non-linéaire d'une machine synchrone sans
amortisseurs dans lequel la saturation croisée est négligée. On integre les effets de la
saturation avec les inductances d'un axe magnétique qui varient selon le courant de cet
axe[10]. L'inductance L, du circuit statorique q varie avec le courant statorique i, et les
inductances Lq, Lret M.rvarient avec le courant magnétisant imede 'axe d. Ce courant
magnétisant peut étre défini en associant les courants zzet 7 [17]

ima = f(ia,if) (I1.4)

ou 14 est la composante d’axe d du courant statorique et irest le courant inducteur.
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Les flux wq, woet prdu modele dg s’expriment par :

wd = Lsa'id + dedm(imd)imd (115)
Vg = Legiq + qu(iq)iq (IL.6)
Y5 = Lygly + keMam (ima)ima (I1.7)

ou Lss et L# sont les inductances de fuites des circuits au stator et du circuit inducteur,
Mam et Mym sont les inductances magnétisantes dans les axes magnétiques d-q, i, est la
composante d’axe g du courant statorique, ks et krsont respectivement les coefficients qui
prennent en compte les nombre de spires des circuits d et £

En supposant des inductances de fuites constantes, les dérivées des flux wa wset yy sont
données par les expressions suivantes :

dp, d . N
F = a (Lsgla + kaMgm (ima) ima) (IL8)
.8
Ay,  dig dipag | . dMgy dimg
at ~ Lsogp Tka (Md’" ac T maTg dt)

dp, d
dtq dt (Lsalq + qu(lq)lq)

ap,  di, di, M di
_L i —_—
MR

(I1.9)

T o ge T Mam g

dyy _d - ima )l
=L = 2 (yoiy + M (ima)ima) (11.10)
dy;  di ( dimg . dMam dimd)

—L =L Ltk (M
dr  foge T \Mam g T hma T T gy

Avec les dérivées des flux, les équations de Park du chapitre I permettent d’écrire :

. dyg

Vg = Rgig — wl/)q dt
, , DN dig (I1.11)

Vg = Rsig — w(LSULq + qu(lq)lq) + LSJE
dima dM g dipg
* ka (Mdm T TRT: )
ding
=R lq + w(Lsald + dedm(lmd)lmd) + Lso dt qu? (II 12)
b AM g dimg ’
ta dip, dt

j diy dima AMgy dia
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Si la saturation croisée est prise en compte, ces équations deviennent plus lourdes, la
partie commune du flux dépend de deux courants 1; et 12 qui sont en quadrature et la
dérivée de ce flux est donnée par

dps _ dpa(u(0), )] _ o diy 0y diy (1110
dt dt ©0iy dt = 9i, dt

Ce développement des équations de tension montre que pour un modeéle non-linéaire, une
résolution avec les courants pour variables d’état passe par la connaissance de plusieurs
coefficients variables. A chaque pas de simulation, il faut calculer les coefficients des
dérivées des courants qui dépendent des valeurs des inductances et de leurs dérivées
partielles. Pour la stabilité numérique de cette résolution, il faut s’assurer d’'une continuité
de ces dérivées.

En comparaison, le choix du flux comme variable d’état pour I'intégration d’'un tel systéeme
d’équations est plus simple. La dérivée du flux est donnée directement par la tension et
par le courant sans faire intervenir de coefficients variables.
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I1.2.2. Représentation de I'intégration par schémas blocs

Les équations de tension sous forme matricielle du modele abe sont données par :

d
[v] = [R][i] + [d—lf (I1.15)

Les équations du modele dg sont données par :
d
o] = [RIE + [wliy] + [ (I1.16)

Les deux modéles de type circuit sont excités avec les tensions [vl. Les courants [i] et les
flux [yl résultent de I'intégration de ces équations. Pour I'instant, la partie mécanique est
simplifiée et la vitesse de rotation du rotor qui intervient par la matrice [w] est supposée
constante.

Le schéma bloc du modeéle abc est présenté sur la Fig.I1.2.1.

69[@5

Bloc
inversion

FigIl.2.1 Schéma bloc général pour le modéle de type circuit dans le repére abc

En supposant que I'état magnétique de la machine ne dépend que des courants 1q4, 1 et i
qui représentent les courants circulant dans les bobines, la position du rotor n’intervient
pas pour le schéma bloc du modéle dg qui est alors le suivant :
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di
vl /N H [y] Bloc [i)
\t_ / +_ inversion
[e][4] 0
Rl
[R][i] AAA~

FigIl.2.2 Schéma bloc général pour la résolution du modéle dq

En observant les deux schémas blocs pour I'intégration des modéles dynamiques, nous
constatons qu’au coeur de la procédure de simulation ou le flux est choisi comme variable
d’état, nous devons obtenir les courants a partir de ces flux. Cest le probléme rencontré
avec les systémes non-linéaires en utilisant la formulation en flux et c’est le réle du bloc
d’inversion. Ces deux schémas représentent le point commun de tous les modeles de type
circuit. Ce qui différe entre les modeéles de type circuit sont :

» les paramétres électriques (tension, résistance,...),

= le nombre d’équations,

= ]la méthode pour I'inversion de la relation flux-courant,

= la méthode pour la représentation de la saturation dans le processus de résolution
des équations
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II.3. Modéle dq w(iigif non-linéaire basé sur les
cartographies des flux

Afin de simplifier le probléme dans un premier temps, nous allons commencer par la
modélisation d'une machine sans circuits amortisseurs. Nous essayons d’améliorer le
modele dg, parce qu’il est plus adapté pour 'analyse de la stabilité et plus simple a utiliser
que le modele abe pour la régulation. Ce nouveau modeéle non-linéaire sera comparé avec
le modele EF' et avec le modeéle dg linéaire. Nous faisons le choix du simulateur Simulink
en raison de son caractére systeme et pour l'intégration des équations différentielles de
Park selon un algorithme mis au point spécifiquement lors de I’étude et implémenté dans
ce simulateur en utilisant la fonction «LookUp Tables (LUTS) ».

I11.3.1. Modele linéaire

Pour le modéle linéaire, les flux sont donnés par la matrice d'inductance :

] = [agliaar] =

I5Mar O Ly

ig
14 Ir.17

Les courants sont obtenus directement en utilisant la matrice inverse :

[idCIf] = [quf]_l[lpdqf] (I1.18)

En développant 'équation (II.18), nous obtenons les courants en fonction des flux :

ig=— ZZLf ha + ZzMaf ¥y (I1.19)
3Mgp? — 2LgLy ¢ 3Mgs? — 2L4ly
. 1
lq = Elpq (IIZO)
3Mas Wy 2L Wy (I1.21)

i = z_ - Z_

Pour simuler un régime transitoire en modele dg, il faut alors intégrer le systéeme
d’équations suivant :

[%] = [v] = [R1[Lags] ' [¥] = [w][¥] (11.22)
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I1.3.2. Modele non linéaire dans le repere dq

Pour le cas du modéele non-linéaire, le circuit magnétique devenant saturé, les flux ne
sont plus obtenus par une combinaison linéaire des courants avec les coefficients
d’inductance.

On ne peut qu’écrire que chacun des flux du modeéle dg est une fonction des 3 courants :

Y = fig iqif) (I1.23)

Le systéme d’équations de la machine synchrone sans amortisseurs est alors :

dw(in i
W = vg = Ry g + 0 Pg(ia, ig, if) (11.24)
dg(iq,ig, i _ o |
% = vy — Ry iq — 0 Ya(ia i, ir) (I1.25)
@y (iwlyly) _ .

T vr — Ry iy
De plus, en prenant en compte I’hypothése du premier harmonique et en négligeant les
effets d’encoches, le couple électromagnétique sous conditions de saturation peut étre
exprimé par :

3p . .
Tem = 7 (lpdlq - wq ld) (1127)
Pour le reste de manuscrit, on appelle ce modéle « le modéle dq y(ia,1q,10 ».

Les flux wg, w, et wr peuvent étre présentés sous forme de cartographies. Chaque
cartographie représente un flux en fonction des différents courants. Les cartographies des
flux sont obtenues avec les simulations magnétostatiques a partir du modele EF de la
machine synchrone étudiée dans ce manuscrit. Sur la Fig.1l.3.1, la méthode de réalisation
des cartographies est présentée. Les plages des intensités des courants du modéle sont
choisies en ayant a I'esprit les transitoires qui vont provoquer les amplitudes des courants
les plus fortes. Une fois les valeurs extrémes des courants Imin et Imax définies, il faut
discrétiser les vecteurs des courants avec un pas assez important pour que la fabrication
des cartographies ne soit pas trop longue et assez faible pour que l'interpolation entre les
points de la cartographie soit précise. Les vecteurs des courants du modéle dgq [iived, [ig-
vecd] et [I#ved sont définis comme suit :

*  [gved={ia-min - pas du courant 7az: Izmax
»  [gved = {gmin: pas du courant Iy : Igmax
*  [itved = {irmin: pas du courant ir: Irmax

Dans la premiére étape de calcul des cartographies des flux, on choisit trois valeurs issues
des tableaux pour les trois courants ig, I; et iz Ensuite, la transformée inverse de Park est
appliquée sur les courants statoriques s et 7. Puis, les quatre courants (i, i», - et 1) sont

Page | 45



Chapitre II : Modélisation dynamique non-linéaire des machines électriques aire des
machines électriques

utilisés dans le modele EF pour la simulation magnétostatique. Pour obtenir la valeur
moyenne du couple électromagnétique, les flux pour chaque combinaison des courants sont
obtenus avec la méthode de l'article [11]. Cette méthode vise & minimiser le nombre de
calculs en magnétostatique pour obtenir le couple moyen et les flux moyens dans le repére
dq. A Tissue de cette simulation, quatre flux sont obtenus dans le repére abc. La
transformée de Park est appliquée sur ces quatre flux pour obtenir trois flux (d, ¢, ) dans
le repére de Blondel. Ces calculs sont faits pour toutes les combinaisons des courants 14, Iy
et ir issues des vecteurs courants [izved, [igved et [Zrved.

Choix des

i i Transformée P i
courants: ly iq €t I - g iy icetif
. : »| inverse de Park
1z 1, et 1y [A]

‘Modéle EF

Vo Wb e et L5i

\J

g A

<= |
Oy Yo Yo et Yr| Transformée
e - de Park

, [A]
Résultats

Fig.II.3.1 Procédure de calcul des cartographies de flux.

La Fig.I1.3.2 permet de montrer I'évolution du flux ws en fonction de deux courants
statoriques iq et Iz pour une valeur du courant inducteur irdonnée. Dans 'annexe A.1., il
y a 8 autres cartographies des flux. Ces figures montrent les évolutions des flux wa, wqet
yr en fonction des courants is, Iy et iz Sur toutes ces figures (a part celles ou les flux sont
tracés en fonction des courants 7z et 19, la saturation croisée est bien visible.

Page | 46



Chapitre II : Modélisation dynamique non-linéaire des machines électriques aire des
machines électriques

Flux 1,bd pour if=0 [A]

400
400 3K
300

200
id [A] 0 0o

200
i, [A]

100

Fig.Il.3.2 Cartographie du flux wd en fonction des courants id et iq pour le courant if=0 A.

Nous savons que pour intégrer les équations (I1.24-II.26), il faut trouver les valeurs des
courants du modéle dg pour des valeurs données des flux :

g = fiaWa g, ¥r) (I1.28)
iq = fl'q(lpdl wq: wf) (1129)
if = flf (wd' wa wf) (1130)

Dans le paragraphe suivant, nous nous intéressons au calcul des courants a partir des
flux.

11.3.3. Inversion de la relation flux-courant

Le probléme posé par I'expression des courants en fonction des flux peut étre abordé
par au moins trois fagons :

* faire un ajustement de fonction (Curve fitting) sur les données des cartographies
des flux pour trouver une formulation analytique qui exprime des flux en fonction
des courants. Dans un deuxiéme temps, trouver une fonction analytique inverse
pour exprimer les courants en fonction des flux. Ceci va entrainer des écarts liés
aux ajustements.

= 3 partir des cartographies des flux, produire des cartographies des courants en
fonction des flux avec un algorithme non-linéaire.

= utiliser une troisiéme voie qui sera présentée dans le paragraphe /1.4.

Les cartographies des flux peuvent étre approximées avec les fonctions suivantes :

= les polynomes ;
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les fonctions rationnelles;
les fonctions logistiques (Verhulst).

Selon l'article [12], le choix des fonctions logistiques est le meilleur, parce qu’il
permet de bien modéliser la saturation et d’éviter les problémes d’instabilité
numérique. Cette approche a été appliquée aux moteurs synchrones a aimant
permanent[13] et aux machines & induction[14]. Dans le cas de la machine a rotor
bobiné la situation est plus compliquée parce que dans laxe d, il y a deux
enroulements qui produisent de la force magnétomotrice (FMM). Ceci va produire
trois fonctions qui dépendent de 3 variables qu’il faut inverser. Ce probléme est
compliqué par la présence des deux sources de FMM sur 'axe d dont l'effet sur une
valeur de flux est délicat a discriminer.

= Nous allons calculer les courants en fonction des flux en utilisant un
algorithme d’optimisation qui va résoudre les équations non-linéaires. Les
cartographies des flux en fonctions des courants serviront comme données
d’entrées. Pour établir des cartographies des courants en fonction des flux, il faut
choisir les pas des flux pour avoir des cartographies des courants assez précises
d’'une part, et pour que le temps des simulations des régimes transitoires d’autre
part, ne soit pas trop long.

Les vecteurs flux du modéle dg [waved, [wsved et [prved sont définis comme suit :

[lpd-vec] = {lpd-mfn - pas du flux lpd: lpd-max}
[lPQ'Vec] = {lpq-mjn: pas du flux Wyq - lpq-max}
[prved = {Wemin® pas du flux wr: WYemax

Les valeurs extrémes des vecteurs flux wmin et Wmax sont choisies en prenant en
compte les regimes établis et transitoires ou la machine est la plus saturée. Apres
avoir défini les vecteurs flux [yved et calculé les cartographies des flux £,(14,1q,1r), on
peut passer a la réalisation des cartographies des courants en fonctions des flux.
Pour y arriver, nous devons résoudre un systéme de 3 équations non-linéaires pour
toutes les combinaisons des valeurs des vecteurs des flux.

Le systeme a résoudre contient :

3 Inconnues : les courants 1, 1y et iz
3 fonctions :

ll)d = ftpd (idl iql lf) (1131)
Wq = fpg(lar iq ir) (I1.32)
l/)f = fll)f(idl iql "f) (1133)

Nous cherchons a4 minimiser les écarts entre les flux donnés par le systéeme
d’équations suivant :

Mg =Yg rer = fipaCarig ir) (I1.34)
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Mg =Yg rer — fpg(iar i, if) (I1.35)

Alpf = wf_TEf - fl/}f(idf iqf lf) (1136)

Le processus est résumé sur la figure suivante Fig.11.3.35.

‘l’d_ref e Nonlinearfitting ig
'l’q_ref ;(_'_ ) 3 by minimizing S| i
V5 rer = the squared -1
A tf
error

Ya

Vg

L7

FI i :
ux mapping

interpolation

FigI1.3.3 Diagramme simplifié pour illustrer I'inversion
de Ia relation flux-courant [15]

Les fonctions £,q4, fq et fyrreprésentent les tableaux des flux en fonction des courants. Pour
des valeurs données des courants, I'interpolation de type « sp/ine» est utilisée. Les valeurs
des flux wWaref Werer €t Wrrer viennent des vecteurs des flux [waved, [woved et
[rved. Cette inversion est faite pour toutes les combinaisons des valeurs issues des
vecteurs flux. On peut tracer I'évolution du courant 1, en fonction des flux dg sur la figure
Fig.I1.3.4. Les autres cartographies de courants sont présentées dans 'annexe A.2.

Courant iq pour q,-bf=consl
3000

2000

1000

Courant [A]

-1000

-2000

-3000

1 0

. 0 g
¥y WD) 2 ¥, Wb

Fig.Il.3.4 Cartographie du courant iy en fonction des flux wa et wy
pour le flux yr=const
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Dans les cartographies des courants en fonction des flux, il y a des points pour les
combinaisons des flux impossibles a trouver dans une machine. Par exemple, il y a des
combinaisons ou le flux yra une valeur fortement négative et le flux ws qui a une valeur
fortement positive alors que ces deux valeurs n’apparaissent pas dans la machine en méme
temps. L'inversion est faite pour que les simulations des transitoires soient moins lourdes
en temps de calcul. Dans la topologie de la machine pour les simulations, les courants en
fonction des flux sont stockés dans les tableaux LUTs ou « LookUp Tables ».

Toutes les étapes de la création du modéle dg w(ainir) sont illustrées sur la
Fig.I1.3.5 La création du premier modele peut prendre beaucoup de temps, mais une fois
que les procédures pour la fabrication et 'inversion des cartographies sont mises en place,
la réalisation de modeles similaires pour d’autres machines est largement écourtée.
L’étape qui prend le plus de temps est la création des cartographies des flux. Pour ce
modele, cette étape a pris 15 jours a faire pour un seul ordinateur de type PC ordinaire.
Le temps de calcul peut étre réduit par des calculs distribués sur un réseau d’ordinateurs.
L’inversion des cartographies des flux pour obtenir des cartographies des courants a pris
4 jours environ. Dans le cadre de nos études, les courants peuvent atteindre 15 fois leurs
valeurs nominales. Si les courants, pendant les transitoires, atteignent des valeurs moins
importantes, les valeurs extrémes des vecteurs des courants Imin et Imax Seront moins
importantes. Par conséquent, le temps de calcul des cartographies des flux et de 'étape
d’inversion peut étre considérablement réduit.

Création du Modsle EF | Création des Wigigis) Inversion des
modele EF | cartographies | — relations
et sa validation des flux flux-courant
avec les esszais

Geometrie i{wd,;ﬁq,wf]
Paramétres et R, et R; Modéle non-linéaire dq
la structure - basésur
de la machine P53, 17

FigIL.3.5 Etapes de la création du modéle dq w(iaiy,ir)

Page | 50



Chapitre II : Modélisation dynamique non-linéaire des machines électriques aire des
machines électriques

11.3.4. Mise en ceuvre et validation du modeéle

La mise en ceuvre du modeéle dq w(i,1,,1¢ est d’abord réalisée pour simuler un court-
circuit triphasé. Ceci permettra aussi de valider le comportement du modeéle sur un cas
test classique. La simulation est faite avec des conditions initiales a vide avant le court-
circuit pour lequel les tensions statoriques sont été mises a 0V (Fig.I1.5.6-I1.3.7). La
vitesse du rotor et la tension de I'inducteur sont maintenues constantes. Le modéle dgnon-
linéaire a été comparé avec le modéle dglinéaire et le modéle EF (utilisé comme référence).
Le choix d'un régime initial établi non saturé entraine que les valeurs initiales des flux
des 3 modeéles sont similaires. Dans ces conditions de fonctionnement, la mise en court-
circuit est trés contraignante pour le courant inducteur. Sur la Fig./1.3.11, on observe une
forte augmentation du courant inducteur irqui passe de 2 A en régime initial établi pour
atteindre 100 A en pointe. A la figure Fig.1l.3.9, le courant statorique 1, grimpe jusqu'a
1800 A. Avec une valeur efficace nominale du courant du stator de 216 A, la valeur atteinte
représente environ six fois la valeur nominale du courant. Sur le plan mécanique, la figure
Fig.I1.3. 12 montre que le couple maximal da a l'interaction entre les flux et les courants
est obtenu 120 ° aprés la mise en court-circuit. Avec des courants transitoires plus élevés,
le couple calculé par le modeéle non-linéaire est supérieur a celui donné par le modeéle
linéaire. Le couple électromagnétique est le parameétre le plus impacté par 'hypothese
simplificatrice du premier harmonique d’espace. Le modéle ne prend pas en compte les
effets des encoches au stator mais le couple calculé par le modéle reste proche de
I'enveloppe moyenne du couple calculé par le modéle EF. Pour les courants, les réponses
transitoires produites par le modéle proposé coincident avec le modele EF de référence.
Par contre, le modéle dqg linéaire, Fig. I1.3.8.- Fig. II.12, donne des résultats qui sous-
estiment les valeurs crétes des courants au stator et au rotor ainsi que le couple.

Figll.3.6 Topologie de la machine au moment de la validation

Page | 51



Chapitre II : Modélisation dynamique non-linéaire des machines électriques aire des
machines électriques

200 : : ‘ : : ‘ ‘ i
v .a modéle EF
100 Va 1000 = ~la modéle nonlinéaire
Z. b i. 500 Ia modéle linéaire
c Vo = f‘. y
2 0 : A — WANANWAN AW
@ 3 RN AV AN O
F 100 O 500 W .
-1000 L ]
-200 : : : : - ‘ : : :
24 245 25 2.55 2.6 248 2.5 2.52 2.54 2.56 2.58
Temps [s] Temps [s]
Fig.I1.3.7 Tensions statoriques Fig.I1.3.8 Courant statorique I,
Va, Vb et Ve
2000 T T ; T T 1000 rr
| =
i 'b modele EF N ™ I N = Y
< = =l modéle nonlinéaire = T { N\ ‘V' Yoot et
+ 1000 ' modéle linéaire = \Y;
S A & -1000 i
2 500 F '_-' ‘\‘ /\ § ___ic modéle EF B
L) o — "‘ :- 0_‘ 7 3\ _‘/\ ,”\‘-. 2000 e modeéle nonlinéaire
| \J X \f{ "W N\ y ' modsle linsaire
-500 b : - : ‘ : -3000 : ' : : '
248 25 252 2.54 2.56 2.58 2.6 2.4 25 2.52 2.54 2.56 2.58 2.6
Temps [s] Temps [s]
FigIl.3.9 Courant statorique Ip Fig.I1.3.10 Courant statorique I,
150 T T T T T 1000 rr
— it modele EF I
R — iml _ o gy — 0 =--=e-== 'ﬁ,&’ - W
4_:. 100 .f modéle nonlinéaire I
= It modele linsaire < g T
© 2 -1000 T e modéle EF
3 a T
o] 50 g = = e modéle nonlinéaire
« A O 2000 T
a - e modéle linéaire
1 ‘\*'M“m.. e LA
0 : : : - -3000 : : : : :
248 2.5 252 2.54 2.56 2.58 26 2.4 25 2,52 2.54 2.56 258 2.6
Temps [s] Temps [s]
Fig.Il.3.11 Courant inducteur ir FigIl.3.12 Couple

électromagnétique Te

Le modeéle présenté dans ce sous-chapitre permet donc d’obtenir des résultats avec une
précision comparable a celle du modele EF. 1l a été validé sur plusieurs cas de régimes
transitoires. La précision du modeéle dg proposé est justifiée par la modélisation de tous
les types de saturation présentés dans le chapitre I, a savoir la saturation observable sur
la courbe a vide, la saturation croisée et la saturation des inductances de fuites. En
général, les modeles non-linéaires de type circuit ne contiennent pas de saturation des flux
de fuites. La saturation croisée est modélisée avec des coefficients qui ont davantage un
sens mathématique qu'un sens physique.
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Le temps de calcul pour la simulation avec le modéle EF est d’environ 24 heures. Par
contre, le temps de calcul pour la simulation avec le modele proposé est d’environ 2
minutes. Cecl représente une amélioration importante pour les études dynamiques comme
celles concernant la stabilité de la machine sur le réseau.

Nous pouvons obtenir encore une meilleure précision en faisant le méme modéle dans
le repére abc ou chaque flux est exprimé en fonction des 4 courants et de la position du
rotor -

lzb = f‘([}(la' ib!icr lfr 9) (1137)
Ce type de modeéle prend ainsi en compte les harmoniques d’espace.

Le modéle présenté en [16] agit de la sorte mais il se limite & une machine faiblement
saturée. Les courants de ce modéle ne dépassent pas deux fois leurs valeurs nominales.
La réalisation des cartographies des flux du modeéle abc prendrait ici au moins 10 fois plus
de temps que pour le modéle dq y(ia,1q,17).

Une prochaine étape pourrait consister a faire un modele avec les amortisseurs. Ceci
se traduit par la dépendance des flux du modéle de 5 courants :

¥ = f(ia iqinip ig) (I1.38)

Pour les raisons mentionnées ci-dessus, 1'établissement des cartographies pour ce
modele avec 5 courants est trés long. L’ajout des amortisseurs multiplie le temps de
fabrication des cartographies des flux au moins d’un facteur 100. Avec du calcul distribué
sur plusieurs coeurs, nous pourrions réduire le délai des calculs.

Néanmoins, nous allons utiliser le modéle dq y(ia 15,19 dans le chapitre VI pour les
études de stabilité statique et de stabilité transitoire. Ces études sont donc faites sans
prise en compte des amortisseurs. Dans le paragraphe 7.4, nous allons proposer un modéle
dq saturé alternatif sans amortisseurs en proposant une méthode différente.
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II.4. Modele dq ksax fondé sur les coefficients de
saturation

Nous venons de voir que le modéle dq y(ia 15,19 présenté au sous-chapitre /1.5 n’est pas
envisageable pour intégrer les amortisseurs sans disposer de moyens de calcul puissants.
Nous nous orientons ainsi vers la création d'un modele dg non-linéaire alternatif simplifié
qui nous permettra d’'incorporer les courants des amortisseurs. Il faut cependant noter que
les hypothéses simplificatrices nécessitées par ce modele réduiront sa précision.

Dans la section II. 3 précédente, chacun des flux est exprimé en fonction des 3 courants
du modeéle dg. Pour aborder le probléme d’'une maniére différente, nous exprimons un
vecteur de flux magnétiques [wsamwre] 4 partir des flux non saturés et en utilisant un
coefficient de saturation.

On écrit ainsi avec les inductances du modéle non-saturé [Lnon-sawrel, les courants [1 et
un facteur de saturation Keas:

. [Lnon—saturé] [l] (IL.39)

[lpsaturé] = _[lpnon—saturé] = k
sat

ksat

Pour obtenir la méme précision de calcul des flux saturés [samurd que dans le paragraphe
I1.3, on doit bien définir le parametre ksa. Le facteur de saturation ksat est exprimé en
fonction des courants d'un modeéle. Pour modéliser la saturation avec les coefficients de
saturation ks, nous devons établir des courants magnétisants Imse et des rapports de
transformations &¢an. D’abord, nous allons définir les courants magnétisants selon les axes
magnétiques d-q. Ensuite, le rapport de transformation sera étudié. Enfin, nous
calculerons et vérifierons la précision des facteurs de saturation.

Nous finirons par l'intégration de ces termes dans le diagramme de simulation. Les
résultats a 'issue du modéle présenté dans ce paragraphe seront comparés a ceux fournis
par le modéle dq w(is, 1,17 et le modéle dg linéaire. A partir de maintenant, pour faciliter
de nombreuses comparaisons entre les modeéles, le modéle dg non-linéaire présenté dans
ce paragraphe sera appelé «le modéle dq ksa.

II.4.1. Définition des courants magnétisants

Un point subtil dans les modéles avec les coefficients de saturation concerne la
définition des courants magnétisants. Le modéle dg ks, qui sera développé dans cette
section, a 3 courants : i, Ig et iz Pour réduire la complexité des calculs, ces courants sont
regroupés selon deux axes magnétiques : 'axe d et 'axe ¢. Les courants magnétisants
représentent les forces magnétomotrices selon ces deux axes magnétiques. Ala place des
3 courants pour déterminer le niveau de saturation de la machine, nous allons utiliser
deux courants magnétisants Igz-mags €t Ig-mae. Lia bonne définition des courants magnétisants
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devrait permettre de bien estimer l'influence de chacun des courants du modéle sur la
FMDM selon les axes magnétiques d-q.

Avec les modeles basés sur des schémas équivalents de type circuit, les courants
magnétisants du modele dg avec les amortisseurs classiques sont définis comme suit

[11[71[8] :

(11.40)

id—mag = id + lf + iD

ig-mag = g + lg (IT.41)

Cette définition des courants magnétisants est a lorigine des premiers modeéles dg
comprenant les amortisseurs, ou I’hypothése simplificatrice d’égalité des inductances
mutuelles fut appliquée. Dans le cadre de cette définition, l'influence des courants
d’amortisseurs est généralement surestimée, et I'influence du courant inducteur sous-
estimée.

La méthode de calcul des courants magnétisants du modéle dg non-linéaire sans
amortisseurs proposée ici prend en compte les rapports des nombres de spire de chacun
des circuits du modéle. Sur 'axe d, on choisit de ramener les courants au niveau du circuit
inducteur, on a donc :

3 M ( )
. . 27af . . I1.42
lg-mag = i t ﬁld =i+ ktran—fld

a

lg-mag = lq (I1.43)

Le coefficient k#anr est le rapport de transformation, qui raméne le courant iz au niveau
de celui du circuit £ et le courant magnétisant est noté iismse dans I'axe d. Le courant
magnétisant est noté ig-mae dans 'axe q. Larreprésentant I'inductance magnétisante non-
saturée du circuit £. Dans un premier temps, le rapport de transformation k«an-rest calculé
avec les valeurs non-saturées de I'inductance propre du circuit inducteur et de la mutuelle
entre le stator et le rotor M.z Il se définit avec le rapport des nombres de spires entre ces
2 circuits. Nous faisons I'hypothése que I'impact de chacun des courants sur les courants
magnétisants est linéaire et que le rapport de transformation ne varie pas avec le
changement du niveau de saturation. Dans le paragraphe suivant, nous vérifierons le
degré de validité de cette hypothése.

I1.4.2. Validation de la définition des courants magnétisants

Le principe de calcul avec les courants magnétisants peut étre validé en comparant les
valeurs des flux obtenues pour différentes combinaisons des courants dans les bobines
selon la méthode illustrée a la figure Fig. I1.4.1 La structure est excitée une premiere fois
par un courant magnétisant créé par une bobine et les résultats obtenus sont comparés a
ceux donnés lors d'une seconde excitation de la structure par un courant magnétisant créé
par autre bobine. Le courant inducteur iravec une valeur donnée 1r; est introduit dans le
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modele EF pour une simulation magnétostatique et récupérer les flux captés par chaque
bobine a I'issue de cette simulation. Ensuite, nous déterminons le courant zz; pour garder
le courant magnétisant identique au précédent (équation I7.44) et le courant statorique
147est inséré dans le modele EF.

3
. 7Mas .
lf—donné = L—ld = ktran—fld
o (I1.44)
L
, f .
lgg = %ln
2 Mar

A T'issue de la simulation magnétostatique avec le courant statorique 1z, nous obtenons
les flux qui sont comparés avec les flux de la premiere simulation magnétostatique réalisée
avec le courant ir..

Choix de Résultats:
Lry Wart: Wrer,
." et Wp-r
G j‘]ﬂ L.'.': [a :m v":.
Simulation EF 70 o=
i Comparaison
Los Résultats:
T 1 P W adr Y fa,
2 Mas : et Yp-gz
Simulation EF

Fig.Il.4.1 Procédure pour comparer la précision des courants magnétisants

Avec un courant magnétisant identique pour les deux cas, les résultats devraient étre
trés proches et obtenir des flux similaires dans I'axe d (le flux dans 'axe g est nul). Les
courbes Fig.I1.4.2-11.4.3 donnent I'évolution du flux inducteur et du flux statorique en
fonction du courant magnétisant obtenu avec les deux sources différentes. Les courbes des
flux avec 'indice «fI» représentent les courbes calculées avec le courant inducteur 1z Les
courbes des flux avec l'indice «dI» représentent les courbes calculées avec le courant
statorique is:. Pour les deux cas de calcul, les deux courbes du flux inducteur wrcomme
celles du flux statorique wa sont légerement différentes, parce qu’ils comprennent aussi
les flux de fuites. Hormis ce faible écart, en particulier sur le flux inducteur, ces résultats
valident l'utilisation des courants magnétisants. Les courbes avec 'indice «d-classique»
représentent les flux ol nous utilisons 1'équation (/Z40) pour calculer le courant
magnétisant Izmasg €t mettent en évidence la nécessité de considérer le coefficient de
transformation. Ces courbes montrent bien que le flux de bobine est principalement lié au
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courant magnétisant et que le calcul des courants dans chaque bobine sera possible grace
au flux de fuite.

s

—

"d-f1

-1

2t _ -

~Yaa1 Vi

wf—d classique

v, W]

U . £
d-d classique o mm  mm =t E 40+ |
—

0 5 10 15 20 0 5 10 15 20

1Al i [A]
Figll.4.2 Evolutions du flux Wa pour Fig Il 4.3 Evolutions du flux wr pour
deux sources de courants deux sources de courants
magnétisants magnétisants

Les courants magnétisants permettent de réduire le nombre de courants pour décrire la
saturation de la machine. Ainsi, nous les utilisons comme variables des fonctions non-
linéaires des facteurs de saturation.

I1.4.3. Intégration des coefficients de saturation

Certains modeles non-linéaires de type circuit utilisent la définition suivante pour calculer
le facteur de saturation ksas:

E-
ksat(if) — %

non-lin

avec
(11.45)

Elin = Maf lf (1)/\/5
Enon-tin = favide (if)

FEiin est la valeur efficace de la force électromotrice obtenue avec I'inductance mutuelle
stator-rotor non-saturée et Fuoniin est la force électromotrice obtenue avec les mesures
expérimentales a vide, c’est-a-dire avec le courant rotorique comme seule composante du
courant magnétisant.

Sur Fig.l1.4.4, le flux statorique waq en fonction du courant statorique i, et du courant
magnétisant d’axe d limité au courant rotorique irest présenté. Ce flux est dépourvu du
flux de fuite au stator et ne contient que la partie magnétisante du flux wq capté par le
circuit statorique d. On appellera ce flux « le flux magnétisant» ; on le désigne par le
symbole Wamag Le flux magnétisant wa-mae peut étre représenté en fonction des courants
magnétisants définis dans le paragraphe précédent.
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Le coefficient de saturation présenté ci-dessus peut donc s’exprimer en faisant intervenir

ce flux :

Enon-tin = lpd—mag (if) w / V2

E .
ksar (i) = % = My iy / Wa-mag (ir)

non-lin

f
vd-mag

1.2

1.5
.
o
= 14
2
=
% 05
D}l
30
10 500
i [A
(Al ¢ 9 i, [A]

Fig.ll. 4.4 Flux magnétisant wamag selon le courant statorique iq4 et le courant inducteur ir

En tenant compte de l'effet du courant d’axe g, nous définissons le coefficient de
saturation de facon différente. Comme les flux dans les deux axes magnétiques d-g varient
différemment selon les courants magnétisants, nous pouvons aussi définir deux facteurs
de saturation : ks.tapour I'axe d et ksa-q pour 'axe g.

Le coefficient de saturation ksa-« dans 'axe dest défini par -

Meyiy

k —d id— i._ = 3 :
sa ( mag’ ‘q mag) l,bd_mag(ld—mag'lq—mag)

avee (IL.46)

id—mag = if + ktran—fid

lg-mag = lq
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Le coefficient de saturation ksas-¢ pour le flux dans 'axe g est calculé par :

Lqig

ksat—q(id—mag'iq—mag) - ¥q(la-mag: tq-mag)
- ) -

avec
(IL.47)
id—mag = if + ktran—fid

lg-mag = lq

Les évolutions des coefficients sont tracées sur les figures (Fig.I1.4.5-11.4.6).

[

sat

[A] id-ma g

IA]

IQ"’"ﬁQ IQ”'"EQ

Fig.ll.4.5 Coefticient ksat-a dans l'axe d Fig.11.4.6 Coefficient ksatq dans l'axe q
selon les courants magnétisants selon les courants magnétisants

Avec ces définitions des courants magnétisants et des coefficients de saturation, on définit
les flux du modéle dq ksat (Wa-cae, Wy-cale €t Wreald) comme suit

Laig + Mqris

lpd—EF = fl])dEF(id'iq; lf) ~ k - l/)d—calc (1148)
sat—-d
L Lqiq
d)q—EF = fl/)qEF(ld'lq' lf) = K = lpq—calc (I1.49)
sat—q
Leir +1.5M (i
oL Flr afla
Yr_gr = fyrer(a iqif) = = Yr_caic (I1.50)

ksat—d

Cette approche de la prise en compte des effets de la saturation traite la saturation du
circuit magnétique plus globalement que la méthode FEF. En outre des hypothéses
simplificatrices utilisées pour définir les courants magnétisants, on suppose que les
inductances de fuites saturent de la méme maniére que les inductances magnétisantes.
Ceci va permettre d’éviter des problémes numériques lors du calcul des transitoires et
simplifiera la fabrication du modéle. Dans le paragraphe suivant, nous évaluons les écarts
créés par ces hypotheses simplificatrices.
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II4.3.1. Influence des coefficients de saturation sur le flux ys

Nous validons I'approche pour modéliser des effets de la saturation en comparant le
flux du circuit inducteur prera l'issue des simulations du modele EF et le flux inducteur
Wreale 4 Vissue du calcul avec I'équation (Z1.51).

Lei
ff
lpf—calc = K

sat—d

Avec

ksat—a = frsata (id—magv iq—mag)

(I1.51)
id—mag = if
lg-mag = Iq
id == 0 A

Dans les deux modéles, on introduit le courant statorique i, et le courant inducteur zrpour
une large plage d’'intensités. La comparaison entre le flux du circuit f ywrzer obtenu avec le
modele EF et celui wrearedu modele dq ksac est présentée sur la Fig.I1.4.7.

60 r T T T T

540+

%‘ G ’__p-"-f : = = =, o POUr iq=D [A]
2alf At | i 00

”d// = = =1, - pour iq=BDD [A]
¢ ah | =
',;J,/ - -1 oot pour- I, 1000 [A]
0 5,,» Il | i th, g POUP |q.=1DDD [A] .-
0 20 40 60 80 100

i [A]

Fig.1l.4.7 Comparaison des flux wrobtenus avec le modéle EF et le modéle dq ksat

I14.3.2. Influence des coefficients de saturation sur le flux wa

La seconde validation consiste a vérifier si le flux statorique ws peut aussi étre
modélisé avec un seul facteur de saturation ksar«. Nous validons notre approche pour
modéliser des effets de la saturation en comparant le flux du circuit d wazr a I'issue des
simulations magnétostatiques du modele EF et le flux statorique de 'axe d wa-aic a 'issue
du calcul (Z7.52). Suivant 'équation (/7.59), le courant statorique iz est ramené au circuit £
avec le rapport de transformation ksanrpour pouvoir calculer le facteur de saturation Ksar-
d.
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” Lqig
d—calc =
ksat—d

avec

ksat—d = fksatd (id—mag' iq—mag) (I1.52)

id—mag = ktran—fid
lg-mag = lq

Dans les deux modéles, on introduit les deux courants statoriques 1z et I; sur une large
plage d’'intensités. La comparaison entre le flux wazr obtenu avec le modele EF et le flux
Wa-caledu modele dq ksa: est présentée sur la Fig.[1.4.8.

¥y cale POUF iq=O [A]
[= = =t g pOUr iq=D [A]

¥y cale POUF iq=BDO [A]
| = = =%, gp POUT iq=BDD [A]
Uy cale POU iq=1OOD [A]
g POUr iq=1DDD [A]

0 500 1000 1500
1A

Fig.ll.4.8 Comparaison des flux wa obtenus avec le modeéle EF et le modeéle dq ksat

Les écarts observés dans la deuxieme validation pour le flux statorique wq sont plus
importants que pour le flux rotorique s parce que les fuites magnétiques sont plus
1mportantes pour le bobinage au stator.

I 4.3.3. Influence des coefficients de saturation sur le flux wq

La troisieme validation consiste a vérifier si le flux statorique p, peut étre modélisé
avec le facteur de saturation k.. Nous validons notre approche pour modéliser des effets
de la saturation en comparant le flux ypq-zrdu circuit g a 'issue des simulations du modéle
EF et le flux statorique wg-care de I'axe g a I'issue des calculs du flux. Suivant I’équation
(I1.59), le courant statorique iz est ramené au circuit £avec le rapport de transformation
keranrpour pouvoir calculer le facteur de saturation ksa-dans I'axe q.
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Lqiq

lpq—calc =
ksat—q

avec
ksat—q = frsatq(ia-mag lg—mag)
1 1 grammaeg (I1.53)
id—mag = ktran—fid
lg-mag = lq
ir=04
Dans les deux modeéles, on introduit les deux courants statoriques iz et i, pour une large
plage des intensités. On récupere ensuite les flux wgzr et Wy-carcde 'axe g a 'issue de ces

deux modeles. La comparaison entre le flux y,-zr obtenu avec le modele EF et le flux yq-
caledu modeéle dq ksas est présentée sur la Fig.[1.4.9.
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Fig.ll.4.9 Comparaison des flux w, obtenus avec le modeéle EF et le modéle dq ksat

Comme prévu, plus on augmente l'intensité du courant statorique iz, plus des écarts
deviennent importants. Les deux facteurs de saturation peuvent étre obtenus pour
différentes valeurs des courants ir et izde 'axe d. Cela engendre une simplification, parce
que le courant statorique iq affecte d'une maniére différente I'inductance de fuites du flux
statorique w, que le courant inducteur iz Malgré tout, ces comparaisons nous montrent
que les deux facteurs de saturation ksacs et kgsae définis dans le paragraphe /7.4.3.
permettent de modéliser les effets de la saturation d’'une maniere globale avec une
précision satisfaisante. Cette maniére de modéliser la saturation permet d’évaluer la
saturation a vide et en charge. On peut procéder maintenant a I'intégration des courants
magnétisants et des facteurs de saturation dans le modéle dynamique.
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I1.4.4. Organisation de la simulation

Les modeéles non-linéaires de type circuit qui sont basés sur les facteurs de saturation
sont tres répandus dans la littérature, mais la méthode pour résoudre les équations du
modele d’'un pas temporel a Pautre est rarement présentée. Dans ce paragraphe, nous
allons traiter cet aspect qui est peu commenté.

IT4.4.1. Mise en équations de la boucle de convergence statique

Pour simuler un transitoire du modéle dq ksa:pour un pas temporel donné (n+1), on
part avec des conditions initiales : [ynl, [ial, [ksar-nl. Le tableau [yl correspond au vecteur
des flux saturés, [ix est le vecteur des courants et [ks.cs] est la matrice diagonale des
facteurs de saturation du modele dq ksa: au pas temporel n:

_lpd—n
[Yn] = |¥g-n (IL.54)
_lpf—n

_l:d—n
[in] = |lg-n (I1.55)
ir-n

[ksat—n] =|0 ksat—q—n 0 (I1.56)

La matrice des coefficients [ksat] permet de transformer le vecteur des flux saturés [y] en
vecteur des flux non-saturés [Wnon=saturécaic]. Les flux saturés [yn+1] du pas temporel (n+1)
sont d’abord calculés selon ’expression suivante :

[Yn+1] =[] + At([V] = [R][in] = [@][¥n]) (I1.57)

Ou At est le pas de calcul de la simulation. En ayant le vecteur des flux saturés [yn+l, le
vecteur des courants [7.+1] peut donc étre calculé :

[in+1] = [quf]_l([ksat—n+1] [wn+1])

-1 (I1.58)
= [quf] [l/)non—saturé—calc—n+1]

[Lisd est la matrice des inductances non-saturées du modéle dg linéaire du paragraphe
I1.3.1. Les coefficients de saturation sont calculés avec les courants du modele. Pour

résoudre ce probléme, on peut ajouter au modéle dg ksa: une boucle de convergence qui a
pour but de trouver les courants [i+1] qui minimisent le systéme d’équations suivant :

lpd—non—saturé—n+1
A3 =VYans1 — Va-caic-n+1 = Ya-n+1 — k (I1.59)
sat—d-n+1
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1/)q—non—salburé—n+1
Aq = wq—n+1 - wq—calc—n+1 = 1!’q—n+1 - K (I.60)
sat—q—n+1
f—non—saturé—n+1
_ _ ¥ 11.61
Af = ¢f—n+1 - 1!’f—calc—n+1 = 1!’f—n+1 - k '
sat—d-n+1

Ces équations sont présentées sous forme matricielle comme suit:

[A] = [lpn+1] - [¢calc—n+1] = [¢n+1] - [ksat—n+1]_1[¢non—saturé—n+1] (11'62)

lpd—non—saturé—n+1

[Wnon-saturé—n+1] = [Lagr)line1] = |Pa-non-saturé-n+1
f—non—saturé—n+1

(I1.63)

Ce qu’on appelle dans ce paragraphe « la boucle de la convergence statique », cette boucle
qui permet de trouver les courants du modeéle [,+7] & chaque pas temporel de la simulation.
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I 4.4.2. Mise en place de la boucle de convergence statique

Les équations différentielles qui décrivent le modéle dg ks« se traduisent par
lorganigramme de simulation présenté sur la Fig.I1.4.10:

Introduction des
conditions initiales

w

Intégration des équations
d'état

k.

Calcul des courants
magnétisants et des
coefficients de la
saturation
to =ty +dt Calcul des courants
Calcul du couple
Caleul de 1a vitesze

ﬂ.+1J - lwcaicd.'w:lj <

Bloc d'inversion

Boucle de convergence

Résultats

Fig.I1.4.10 Organigramme de la simulation du modéle dq ksa: avec la boucle de convergence
statique
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Le bloc d’'inversion de Fig.ll.4.10 du modéle dq ksa: intégrant la boucle de convergence
statique est présenté sur la Fig.[l.4.11:

[¥] | |
[erreur] | Solve l' [1]
. —p f(z) _ 2
> fiz)=0
llﬁcaicj LS -
> — Algebraic Constraint

['lf.? non—saturé ]

3

[L]

Division
éléement
par . e
élément [ksat] ) Trasformation |
T O | | S

Fig.I.4.11 Diagramme de détail du « bloc d’inversion » pour incorporer la saturation dans le
model dq ksat avec la boucle de convergence statique

Dans Simulink, la boucle de convergence statique peut étre réalisée par le bloc « Algebraic

Constraint».
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I1.4.5. Analyse des simulations

Apres avoir défini les équations et créé le diagramme de simulation, on peut passer a
lanalyse des performances du modeéle dg ks.savec la boucle de convergence statique. On
commence par l'analyse le comportement des 3 modéles (Ie modéle dg linéaire, le modéle
dq p(ia,14,1¢) et le modéle dq ksa) en régime établi. On compare ensuite les 3 modéles en
simulation du court-circuit triphasé. Le modéle dq w(i,i,19 est utilisé dans ces
comparaisons comme la référence.

I14.56.1. Régime établi

Le régime établi présenté dans ce paragraphe correspond au point de fonctionnement
nominal. Cette simulation est faite pour montrer comment se comportent les différents
parameétres du modele dq ksa.. Pour ce point de fonctionnement, la machine est saturée.
Pour tous les 3 modéles, on impose 3 tensions Vi, V;et Vrqui excitent la machine :

400 : . : 120
— Y 100 - —
— 300 —, -
= 2 = 80¢
S 200 G 60r
2 2
5 5 40
100 20+
0 ‘ | ‘ 0 ‘ . .
06 0.61 062 0.63 0.64 06 0.61 0.62 0.63 0.64
Temps [s] Temps [s]
Fig.Il.4.12 Tensions statoriques Fig.I1.4.13 Tension de I'excitation vr
vd et vq

Suite a l'excitation de la machine avec 3 tensions, on calcule les flux, les courants et les
coefficients de saturation. Les Fig.ll.4.14-I1.4.16 présentent les 3 courants du modele dg.
Le plus grand écart entre le modéle dq w(ia,ig,19 et le modéle dq ksa est observé pour le
courant statorique dans laxe g (Fig./[.4.15). Le courant inducteur est le méme dans les
trois cas, sa valeur est définie par la tension d’alimentation et la résistance du circuit.

0 = = 0 | ——i_modeéle dq ti'(id,i ,if)
——igmodéle da gy | i modele dak_

. . q sat
<100 [ iy modéle dqk, < 400l i madéle dq lindaire
.y iy modéle dq linéaire o 9
c [

S -200 &
3 = O SRS NS SR
O 300 ------------------------------------------------------------- O
-400 | : - : -300 : : :
0 062 0.64 0.66 0.6 0.62 0.64 0.66
Temps [s] Temps [s]
Fig.ll.4.14 Courant statorique dans Fig.1l.4.15 Courant statorique dans
laxe d ia laxe q 14
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0.6 0.62 0.64 0.66 0.6 0.62 0.64 0.66
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Fig.Il.4.18 Flux statorique Fig.Il.4.19 Flux inducteur wyr
dans I'axe q wq
10 . . . of . ‘ . -
|_i modele dq k |
8 g-mag sat
T ) |_i mag MOCElE gk T 50
5 5
g 4 £ -100
S S
2 150
0
-200
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Fig.11.4.20 Courant magnétisant Fig.ll.4.21 Courant magnétisant
dans I'axe d 1d-mag dans l'axe q Ig-mag
3 . 3 ;
—ksm_d modele dq
_ksam modeéle dq
2 2t .
5 5
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Fig.I1.4.22 Facteur de saturation Fig.I1.4.23 Facteur de saturation
dans laxe d ksat-d dans l'axe q ksat-q
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Fig.1l.4.24 Comparaison des flux Fig.l1.4.25 Comparaison des flux
statorique dans l'axe d - Wa-saturé €L statorique dans
Wd-non-saturé laxe q ’ Waqsaturé et Wqnon-saturé
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L T Pt non-sature MOdele dg ksat. 1
S 0 i
o
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Fig.11.4.26 Comparaison des flux
Inducteur -
Wisaturé et Winon-saturé

En régime établi, aux chutes de tension résistives pres, les tensions statoriques définissant
Pamplitude du flux stator, les Fig.1l.4.17-II. 4. 19 montrent bien qu’en mode saturé pour les
mémes tensions a 'entrée des modeles, on obtient des flux peu différents entre le modele
linéaire et les modeéles non-linéaires. Le courant magnétisant de 'axe dramené en niveau
de courant inducteur montre I'effet de la réaction d’'induit qui s’'oppose a la magnétisation
du courant inducteur (Fig.ll4.20- I1.4.21). Les Fig.Il.4.22-I.4.23 montrent que la
saturation selon les axes magnétiques d-g est différente pour les deux courants
magnétisants donnés. [’axe d est muni d’'un facteur moins élevé qui confirme la présence
d’une réaction d’'induit démagnétisante. Les Fig.ll.4.24-1I 4.25 présentent la comparaison
entre le vecteur des flux non-saturés [Wnon-sarurd et le vecteur des flux saturés [wead de
Fig.II1.4.11 et de T'équation (/169 du modéle dq ksa.. Ces comparaisons et principalement
celle sur les courants des bobines montrent ici que le modéle dg ksaz, malgré I'approche
plus globale pour intégrer la saturation, permet d’obtenir une précision proche de celle du
modéle dq w(ia,iq,1¢ pour le régime établi.
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I 4.5.2. Régime transitoire

On utilise le régime transitoire de court-circuit triphasé qui a déja été présenté dans
le paragraphe I1.3.4. Le régime initial a vide étant choisi non saturé, toutes les valeurs
(les flux et les courants) initiales des 3 modéles sont similaires. Les Fig.I1.4.27- 11.4.32
présentent les courants. De nouveaus, les plus grands écarts entre le modéle dq (414,17
et le modele dqg &sar sont observés pour le courant statorique dans I'axe ¢. Le modéle dq ksat
modélise mieux la saturation du flux principal que la saturation des fuites magnétiques.
Pendant les transitoires comme le court-circuit triphasé, les inductances de fuites jouent
un role important. Pour cette raison, les écarts sur les courants entre les modeles non-
linéaire pour ce régime transitoire sont plus importants.

2000 —I modeéle dq a(l Iq If) 2000
...... !a mode‘le dg k‘sal’ . i _?b mod(:-)le dqg u"(id .iq,if)
= 1000 /\ i, modéle dg linéaire z | W | iy, modéle dq k_
= A - . = 1000 i, modéle dq linéaire
= AN . - o =
o 0 == / N o FS
5 V ¥ N Y 3 500 Y R
8 3 A (\‘
-1000 [\ f\ f\ /\
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Fig.11.4.29 Courant statorique I. Fig.11.4.30 Courant statorique d'axe d
100 120
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Les valeurs atteintes par les courants magnétisants (Fig./I.4.53-11.4.34) indiquent que la
saturation des axes magnétiques reste faible durant ce régime transitoire. Si le courant
inducteur passe de 2A a plus de 80A, le courant magnétisant d’axe d présente une pointe
qui n’est que légérement supérieure a 6A.

La saturation transitoire d’axe gindiquée par le facteur ks.+qest plus importante que celle
pour I'axe d indiquée par le facteur keira (Fig.Il.4.55-11.4.36). Les figures (Fig.I.4.37-
IT.4.39) présentent la comparaison entre les flux du vecteur [Wnon-saturd et le vecteur des
flux [wearl du modéle dg ksa. Les flux des deux vecteurs ont des valeurs similaires avant
et apres le transitoire, puisque les courants magnétisants pour ces instants sont faibles.
Le modeéle dq ksa: est moins précis pendant les transitoires que pendant les régimes établis.
Ce modeéle est cependant meilleur que sa version linéaire.

II.5. Evolutions potentielles de la modélisation saturée
dynamique
Dans cette section, nous posons les bases d’une troisieme méthode pour intégrer la

saturation dans le modele dg. Une méthode de simplification des calculs lors de la
résolution des équations différentielles sera ensuite décrite.

I1.5.1. Modéle dg non-linéaire [ Layrsad

En continuant a utiliser les courants magnétisants et afin d’améliorer davantage la
précision du modele de type circuit, il nous faut aborder le probléme dune maniére
différente.

Exprimons les flux du modeéle dg avec les inductances non-linéaires :

Vg =VPase + kf—dll}d—mag = Lsg_satla + kf—de—mag(if + ktran—fid) (I1.64)

¢q = 1»bqstr + lpq—mag = Lsa—satiq + Mq—magiq—mag (I1.65)

l/)f = l/)fa + 1/)d—maLg = Lfa—satif + Md—mag (if + ktran—fid) (I1.66)

Ces flux saturés [y] peuvent s’écrire sous forme matricielle :

W] = [Lags-sae] [l (I1.67)

OU wr, Waso et Wgso sont les flux de fuites, wamae est le flux magnétisant capté par le
bobinage du circuit inducteur, wq-mae est le flux magnétisant capté par le circuit statorique
dans T'axe q, kra est le rapport de transformation qui permet d’obtenir le flux utile du
circuit d a partir du flux magnétisant wasmagcapté par le circuit £ Lsrsa: est 'inductance de
fuites du circuit inducteur, Lso.-sar €st 'inductance de fuites des enroulements statoriques,
Ma-mag est I'inductance magnétisante dans 'axe d et My-mae est I'inductance magnétisante
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dans T'axe ¢ Les inductances magnétisantes peuvent étre obtenues dune maniére
semblable a celle employée pour les coefficients de saturation dans le paragraphe I7.4.5.

Les inductances de fuites (Lsosat, Liosad) et les inductances magnétisantes (Ma-maget My-mag
sont exprimées en fonction des courants du modéle dg:

Lig—sat = fro-sac(ir) (I1.68)
Lso—sat = fso-sar(ia, ig) (I1.69)
My-mag = fa-mag(ia-mag» ig-mag) (I1.70)
(I1.71)

Mq—mag = fq—mag (id—mag' iq—mag)

Les inductances de fuites non-linéaires (Lssar et Lirsa) et les inductances
magnétisantes dans chaque axe magnétique (Ma-mag et Mg-mag), permettent de connaitre les
coefficients de la matrice des inductances [Lagrsad du modéle dg. A chaque pas de calcul
d’un transitoire, il faut inverser le systéme matriciel pour obtenir les courants :

Y] = [quf—sat][i] (I1.72)

Cette méthode de prise en compte de la saturation décompose le flux total capté par chacun
des circuits du modeéle de type circuit en 2 parties. La premiére partie représente la
saturation du flux de fuites w, en fonction des courants qui parcourent I'inductance de
fuites. La seconde partie représente le flux magnétisant wmae qui varie en fonction des
courants magnétisants. Néanmoins, la matrice [Ldgrsad, étant une matrice non-linéaire
dont les coefficients dépendent des courants recherchés, des problemes numériques lors
de T'intégration du systéme des équations du modéle non-linéaire peuvent apparaitre.
Nous étudierons donc dans le paragraphe /1.6 comment évaluer les inductances de fuites
saturables.

I1.5.2. Modele non-linéaire de type circuit sans boucle statique

La boucle de convergence statique présentée dans le paragraphe I1.4.4.1 peut causer
des problémes numériques pour un modele intégrant les amortisseurs et rendre les calculs
des régimes transitoires plus longs. Pour éliminer la boucle de convergence statique, on se
sert d'une opportunité offerte par la boucle temporelle dont le pas de temps est assez faible.

II.5.2.1. Mise en contexte du modéle dq ksat sans boucle statique de convergence

Reprenons les étapes de l'intégration des équations du modele dq ks.:qui n’a pas de
boucle de convergence. A chaque pas temporel de la simulation, plusieurs étapes de calcul
sont effectuées pour incorporer la saturation dans le modeéle dq. Pour chaque pas de temps,
le systéme d'équations est intégré afin d'obtenir le vecteur des flux saturés [yn+]. Ensuite,
le produit matriciel entre le vecteur de flux saturés [w.+1] et la matrice des coefficients de
saturation [ksas] est effectué pour obtenir le vecteur des flux non-saturés [Wnon-saturé-caic-n+1)
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[lpnon—saturé—calc—n+1] = [ksat—n] [lpn+1]

ksat-a-n 0 0 (I1.73)
[ksat—n] =|0 ksat—q—n 0
0 0 ksat—d—n

La matrice des inductances non-saturées [Lad est inversée et multipliée par le vecteur des
flux insaturés pour obtenir le vecteur des courants [z :

[in+1] = [quf]_l[wnon—saturé—calc—n+1] = [quf]_l[ksat—n] [¢n+1] (11'74)

La saturation est incorporée dans le «bloc d'inversiom» tel que représenté sur Fig.II.2 Pour
calculer les courants [7.+] au pas temporel donné (n+1), nous avons besoin des valeurs du
vecteur des flux saturés [wn-] et des valeurs des coefficients de saturation [ks.d. Etant
donné que les coefficients de saturation ksac-set ksat¢ S'expriment en fonction des courants,
on peut les calculer avec les courants d'un pas temporel précédent [7.]. Cette simplification
introduit une petite erreur qui peut étre négligée (moins de 0,5%) si le pas de calcul est
suffisamment faible. Une fois que les courants sont calculés, ils sont transformés en
référentiel au rotor afin de calculer les courants magnétisants. Les courants magnétisants
permettent de calculer le coefficient de saturation Kks.sn+7 pour 1'étape suivante de la
simulation.
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I15.2.2. Mise en place du modéle dq ksat sans boucle statique de convergence

La méthode d'intégration de la saturation sans boucle de convergence présentée au
paragraphe I1.56.2.1. se représente par le diagramme de simulation comme suit :

Y

[¥] o X - [quf]_l

g-mag

Calcul

'Is-'.-:s

ld-mag

w’] Bloc | i I

inversion

g

FigIl.5.1 Schéma bloc pour incorporer la saturation dans le modéle dq ksa: sans boucle de
convergence statique
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L’organigramme du modeéle dq ksa: est présenté sur la figure au-dessous :

Introduction des
conditions initiales

-

v

Intégrationdes équations
d'état

Calcul des courants
magnétisants et des
coefficients de la
saturation
tor1 =t +dt Calcul des courants
Caleul du couple
Calcul de la vitesse

Bloc d’'inversion
oul

nomn

Tn+1=Tfinal

oul

Fig.ll.5.2 Organigramme de la simulation du modéle dq ksa: sans la boucle de convergence
statique

Ceci réduit le temps de calcul pour simuler les transitoire, parce que le diagramme de
simulation est simplifié.
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I1.5.2.3. Comparaison du modéle dq ksat sans boucle statique de convergence et avec
la boucle

Pour évaluer l'écart de précision résultant de la suppression de la boucle de
convergence, on compare les courants d'un court-circuit triphasé du modeéle dq ks avec la
boucle et sans la boucle de convergence statique.

500F . —id modele dgf I«Sal avec la boucle -1480 . .
...... iy modéle daf k_,, sans la boucle ——i, modele daf k_, avec la boucle
a 0 < 1500 ™ e id modeéle dgf ksal sans la boucle |
£ -500} =
& & -1520
é -1000 é
1500 - -1540
-2000 -1560
0.8 0.9 1 11 1.2 1.0075 1.008 1.0085 1.009
time [s] time [s]
Fig.I.6.3 Comparaison du courant Fig.Il.56.4 Comparaison du courant
statorique Iq statorique 1q - ZOOM
100 : —iq modéle dq kSm avec la boucle
5 A iq modéle dq k_, sans la boucle 139l _iq modele dq k_, avec la boucle
g E ...... iq modéle dgq ks‘al sans la boucle
g 0 =
g o
S .50 =
(o]
8 3
-100
-150 : ‘ - : : : :
0.8 0.9 1 1.1 1.2 1.0054 1.0056 1.0058 1.006 1.0062
time [s] time [s]
Fig.Il.5.5 Courant statorique Fig.I1.56.6 Courant statorique
Ig d'axe q Ig d'axe q - ZOOM
100 : —if modéle dg ksat avec la boucle 78
........... if modéle dg k__, sans la boucle
80 sat
T <77}
= 60 £
g z
g 4 2
(@] [&] 767 —if modéle dg ksal avec la boucle
200 Iyvwnw~_ 1 e i modele dq k_, sans la boucle
0 75 . !
0.8 0.9 1 1.1 1.2 1.0075 1.008 1.0085 1.009
time [s] time [s]
Fig.1l.56.7 Courant inducteur ir Fig.Il.6.8 Courant inducteur ir - ZOOM

Les Fig.I1.5.3-.11.5.8 montrent que la suppression de la boucle de convergence statique
n’affecte que trés faiblement la précision du modéle dq ksas.
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I1.6. Flux de fuites

Le flux de fuites ys,dans une machine synchrone se compose de trois parties : la partie
issue du flux de fuites d’encoche, la partie de flux de fuites d’entrefer et la partie de flux

de fuites de téte de bobine.

Yo = Wo—enc + Yo—entr + Vo—tete (I1.75)

Le modéle de calcul par éléments finis EF représente une coupe 2D dans un plan
perpendiculaire a I'axe de la machine, nous nous concentrons ainsi sur les flux de fuites
di aux encoches Wo-enc et le flux de fuites qui passe par 'entrefer wo-ensr comme illustré sur
la Fig.116.1.

* * Stator

¥
*0

L}
n
| |
n iy
n n
n L]
m .
n
[
]
. llf ~ »
. 0-enc
. ¥
* »
* *
#."0

Rotor

Fig.Il.6.1 Les chemins de fuite pour les bobinages du stator

Le flux de fuites des tétes de bobines wo-rée est généralement négligeable par rapport
a la sommes des flux de fuites Woenc €t Wo-ensr, parce que les flaques qui couvrent les tétes
de bobines sont réalisés a l'aide de matériaux présentant une trés forte réluctance

magnétique[17].

Néanmoins, on peut calculer les inductances de fuites analytiquement[18], avec un
modéle EF en 3D [19] ou en utilisant des mesures expérimentales [20]. Pour mieux
expliquer ces phénomeénes, les images des lignes des champs seront présentées. Ceci
permet de démontrer que le modéle dq sans amortisseurs présenté au paragraphe I1.3
prend en compte la saturation des chemins des flux de fuites.
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I1.6.1. Estimation des inductances de fuites par minimisation des
flux

La premiéere méthode que nous employons pour estimer et analyser la saturation des
flux de fuites consiste a minimiser les flux :

= Soit minimiser le flux statorique wapour calculer le flux de fuites au rotor ws,
* Soit minimiser le flux rotorique wrpour calculer le flux de fuites au stator was.

11.6.1.1. Inductance de fuites du circuit inducteur - Ls

Nous alimentons les bobines au stator et le circuit inducteur par des courants 17 et ir
dans le modele £F'de sorte a minimiser le flux statorique wq. Les autres courants dans la
machine sont nuls. Pour une valeur de courant irde 1 A, le courant 17 est calculé pour
minimiser le flux wa, on obtient :

lz[)d =0= Ldid + Maflf
Mafi
Ly *

(I1.76)

id:

Le courant 1z vaut -19.195 A. La formule (/7. 76) pour le courant iz est mise dans la
formule du flux inducteur yr pour donner l'inductance de fuites totales de I'inducteur -

3y 2
3 3 Myy? 5Mqp
3. 2
M,
Uy =1, -2 = 044 [H] (I1.78)

Si ces courants obtenus analytiquement sont mis dans le modéle EF pour la
simulation magnétostatique, les valeurs des flux obtenues s’avérent étre similaires :

wa= 5.82e-5 [Wb]
wr= 0.43231 [Wh]

Le flux statorique dans I'axe d est négligeable. Ces valeurs valident le calcul numérique
de I'inductance de fuites Lz En gardant la procédure de minimisation, nous pouvons
tracer I’évolution de I'inductance de fuites Ls(ou l'inductance L7 pour différentes valeurs
du courant inducteur irsur les Fig.11.6.2-111.6.3 et observer I'impact de la saturation sur
cette inductance. La valeur de cette inductance est loin d’étre constante. Cette situation
peut étre rencontrée dans la machine pendant le court-circuit ou les flux au stator sont
minimisés. Sur la Fig.I1.6.3 les chemins des flux dans la machine sont présentés. Cette
distribution des flux est dessinée pour le court-circuit triphasé ou les courants atteignent
les valeurs crétes. Il y a 3 images pour 3 niveaux de la saturation. Les flux captés par les
bobinages au stator sont trés faibles. Méme si a chaque fois le flux au stator est trés petit,
le niveau de la saturation sur chaque image difféere beaucoup. Pour le court-circuit brusque
au point nominal, le courant inducteur de la machine modélisée dans ce manuscrit peut
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atteindre 200 A. En conséquence, 'impact de la saturation de l'inductance Ls sur les
valeurs crétes pendant le régime transitoire peut étre considérable.

0.5 ' ' ' _ T
_Lfn EF
0.4+ | —

for Cartos _I

Inductance [H]
o
W

0 50 100 150 200 250
i [A]

Figll.6.2 Inductance de fuites Lt en fonction de courant inducteur ir

La valeur de cette inductance est loin d’étre constante. Cette situation peut étre rencontrée
dans la machine pendant le court-circuit ou les flux au stator sont minimisés. Sur la
Fig.I1.6.3 les chemins des flux dans la machine sont présentés. Cette distribution des flux
est dessinée pour le court-circuit triphasé ou les courants atteignent les valeurs crétes. 11
y a 3 images pour 3 niveaux de la saturation. Les flux captés par les bobinages au stator
sont tres faibles. Méme si a chaque fois le flux au stator est trés petit, le niveau de la
saturation sur chaque image difféere beaucoup. Pour le court-circuit brusque au point
nominal, le courant inducteur de la machine modélisée dans ce manuscrit peut atteindre
200 A. En conséquence, 'impact de la saturation de 'inductance Lssur les valeurs crétes
pendant le régime transitoire peut étre considérable.
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FigI1.6.3 Images des répartitions des flux pour 3 niveaux de saturation de la machine
quand les flux captés aux bobinages au stator sont minimisés
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I1.6.1.2. Inductance de fuites du circuit statorique — Lso

Pour calculer I'inductance de fuites au stator Lss, il faut minimiser le flux de I'inducteur

wr a zéro. Les valeurs des courants iz et 1rsont calculées pour que le flux inducteur wrsoit
minimisé :

3 (I1.79)

Lorsque le courant iz vaut -10 A, le courant ir vaut 0.48 A. Mettons ces valeurs dans la
formule pour le flux yr:

=M °M 2
, . 2 Maf | 2 Maf
Va = Lala+ Magly = Lala =7 —la = | La =57 = Iy (IL.80)
3. 2
M
29
L'q = Lg = 5= 0763 [mH] (I1.81)

f

Les courants iget irsont mis dans le modele EF. La simulation magnétostatique du modéle
EF donne les flux suivants :

wa= 7.6054 [mWb]
wr=-4.2931e-5 [Wh]
Ces valeurs valident de nouveau le calcul de l'inductance de fuites au stator Lss

L’inductance de fuites au stator pour la machine qui est trés saturée est plus que 3 fois
plus petite que sa valeur non-saturée.

g X107
— _LSFJ EF
£ A - ==L
® 6+ L so Cartos | |
=
8
>S4}t
o
=
2 L L I 1 J
0 1000 2000 3000 4000

iy (A

Fig.Il.6.4 Inductance de fuites Lss en fonction du courant statorique ia
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Fig.Il.6.5 Images des distributions des flux pour 3 niveaux de saturation de la machine
quand le flux capté au bobinage au rotor est minimisé

Sur la Fig.1l.6.5, 1a distribution des flux est présentée pour trois niveaux de courant d’axe
d quand le flux capté par la bobine de I'inducteur est minimisé a zéro. Lorsque la machine
sature, la culasse et les dents au stator sont trés saturées.
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I1.6.2. Deuxieme méthode pour évaluer les inductances de fuites

Nous prenons la situation ou le seul courant qui circule dans les circuits électriques de
la machine est le courant statorique 1a. Sur la Fig.Il. 6.6, les chemins des flux sont dessinés.
Le flux total au stator wascontient la partie magnétisante waq et la partie du flux de fuites
Wso. Le flux capté par le bobinage de I'inducteur wrne contient que la partie magnétisante
War qui est 'image du flux magnétisant waq au stator.

A
;axed

Fig. Il 6.6 Chemins des flux magnétiques pour le cas ou il n’y a que le courant iq qui circule
dans la machine

Pour cette situation, les flux ws et wrde laxe d peuvent étre présentés sous forme
mathématique suivante :

Ya = Lalq = Legiqg + Lagla = Y56 + Yaqa
(I1.82)

3 .
Y = zMafld = Pgr

En rapportant le flux de I'inducteur yrau niveau du circuit du stator, le flux magnétisant
capté par le bobinage au stator waq est calculé par I'expression suivante -

M
Waa = kapiy = Laf Wy (I1.83)
af

karétant le rapport de spires qui prend en compte le nombre de spire au stator et au rotor.
En ayant le flux magnétisant du bobinage statorique waq, nous pouvons obtenir le flux de
fuites wss au stator :

Yq =P + Waq = Legiq + kasthy
Yaq — kasy
ig

(I1.84)
L =
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L’inductance de fuites au stator Lss ainsi obtenue est tracée (Fig.l1.6.7) en fonction du
courant iz. Sur la méme figure, 'inductance de fuites au stator obtenue avec la premiére
méthode est tracée. La deuxiéme méthode surestime la saturation de l'inductance de
fuites, alors que la premiére méthode sous-estime la saturation des flux de fuites pour les
mémes valeurs du courant de I'excitation iz

8><10‘4

—L, 1%"® méthode

---L 2°Me mathode

(=)}

Inductance [H]
S

]
I

-
e e e e
= e o e = o e e o = e
- -

0 1000 2000 3000 4000
i, [A

Fig.I1.6.7 Inductance de fuites au stator Lss en fonction du courant iq

Nous répétons le méme procédé pour calculer 'inductance du circuit inducteur Ls. Le seul
courant qui circule dans la machine est alors le courant inducteur 1z Le flux statorique est
rapporté au circuit favec la relation suivante :

1 Las
Yoy = kf—dlpd =My,

Va (I1.85)

Ensuite, I'inductance de fuites Ls peut étre obtenue :

. 1
Ve =Yso +Por = Legis + k—lpd
fa

1 (11.86)
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En tragant I'inductance de fuites L sur la Fig.I1.6.8, les mémes conclusions peuvent tirées
que pour 'inductance de fuites au stator.

| ——L,_1°"® méthode

---L 28Me méthode

Inductance [H]
c e ©
w E=
_I--F

o
—
T

L4

i [A]

Fig.I1.6.8 Inductance de fuites au rotor L# en fonction du courant ir

La deuxiéme méthode surestime aussi la saturation de I'inductance de fuites.

I11.7. Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre différents modéles non-linéaires de la
machine synchrone sans amortisseurs. Dans ces modeéles, nous intégrons les effets de la
saturation qui sont nécessaires pour évaluer les courants crétes pouvant étre observés
durant les transitoires provoqués par les creux de tension sur une machine connectée au
réseau. Ainsi, en considérant le temps de réalisation, le temps de simulation et la précision
d’'un modele, nous pouvons choisir un bon modéle de type circuit pour les analyses des
transitoires. Le premier modéle dq w(i4,14,1¢ montre qu’il est possible d’obtenir la précision
d’'un modéle de type circuit trés proche d'un modéle EF en ayant des résultats en un temps
de simulation beaucoup plus court. Ce modele est cependant long a réaliser en se basant
sur une modélisation par éléments finis. Le modeéle dq ks.:est moins précis que le modéle
dq w(ia,15,1¢), mais il est plus rapide a obtenir. Le modéle dq /Laqgrsat/ est probablement a mi-
chemin entre le modéle dq w(ia,15,1¢ et le modéle dq ksa: pour la précision des calculs ainsi
que pour le temps de construction.

On peut faire la comparaison des modeéles selon les critéres suivants :

e temps de calcul pour la réalisation du modeéle (--- plus de 3 jours, -- 1-3 jours,
- 1 jour, +10 heures, ++moins de 10 heures),

e temps de calcul d’'une simulation de 3 s (- plus de 24 heures, -- plus d'une
heure, - plus de 10 minutes, + moins de 5 minutes, moins d’'une minute ++),

e précision (+++ précision a 5% prés d'un modéle EF, ++ a 10 % prés dun
modéle EF, + a 15 % prés d'un model EF, -25% prés d'un modéle EF, --40%
d’'un modéle EF) :
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Criteres Temps de calcul Temps de calcul Précision
pour la réalisation | pour la simulation
Modele EF ++ 4+
Modeéle dqg linéaire ++ ++ -
Modéle dq v (ia,1q,1¢) + T
Modeéle dq ksae ++ ++ +
Modele dg [Lagsat/ = - +

Les modeéles développés dans ce chapitre ne permettent cependant pas de représenter
correctement le comportement d'une machine ou les effets des harmoniques d’espace sont
tres importants. Ceci sera abordé dans le chapitre V en développant un modeéle pour

I'excitatrice.

Dans la suite de nos travaux, cette premiére phase va nous permettre d’évaluer le choix
de modéle de la machine synchrone avec la prise en compte des amortisseurs. Toutefois,
pour ce faire, nous devons commencer par nous intéresser au comportement de la cage des
barres formant le circuit amortisseur, ce que nous verrons au début du chapitre suivant.
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Chapitre III: Modélisation non-linéaire des générateurs synchrones intégrant les
amortisseurs

III.1. Introduction

Cette partie est consacrée a la modélisation non-linéaire des machines synchrones avec
la prise en compte des amortisseurs pour 'analyse des régimes transitoires.

Deux groupes principaux de modeéles de type circuit peuvent étre distingués pour analyser
les transitoires dans les alternateurs. Le premier groupe de modéles de type circuit est
basé sur la méthode des circuits couplés dans le repére abc (appelés également « abc
models », « phase domaine models» ou « phase-variables models ») [1]1[2][3]. Nous pouvons
appeler ce groupe de modéles « les modeles abe». Les amortisseurs dans ces modéles sont
caractérisés dans le repere abc. Cette méthodologie permet d'inclure les rangs
harmoniques d’espace de la force magnétomotrice (MMF) dans le modéle. Ce type de
modele est parfois utilisé pour prédire la forme exacte de la forme d'onde de la tension
[16]. Une limitation commune de ces modeéles est 'incorporation de la saturation. Elle est
parfois définie par un coefficient de saturation simple, qui ne tient pas compte de la
réaction d'induit et suppose que les effets de la saturation ne difféerent pas entre le
fonctionnement de la machine en charge et a vide.

Le second groupe est basé sur la transformation de Park qui permet de simplifier
les équations d'une machine pour les rangs fondamentaux. Les modéles de ce type sont
généralement appelés les modéles dg [4][51[6][7]1[8][9][10]. Nous pouvons trouver de
nombreuses versions pour les modeéles dg non-linéaires de machines synchrones. Dans
cette catégorie, nous incluons également les modéles abc qui n'utilisent pas la
transformation Park pour les phases du stator, mais modélisent la cage d' amortisseurs
avec 2 circuits équivalents: un dans l'axe d et un dans le l'axe ¢ [11][12] tel qu'illustré a la
Fig. 3.2, Ce type de modeéle peut manquer de lien avec la physique des circuits
amortisseurs. Néanmoins, grace au repere dg, les effets de la saturation sont bien
Incorporés.

Chacun de ces deux groupes de modeles présente des avantages. Le fait qu'entre
2014 et 2017, nous puissions trouver une dizaine d’articles sur ce sujet, peut indiquer un
besoin pour la création d'un modéle non-linéaire plus précis que ceux actuellement
disponibles.

Dans ce chapitre, une évolution du modéle dg est proposée pour représenter
I'impact des amortisseurs sur la saturation. Contrairement au modele dg classique qui
décrit le comportement des amortisseurs avec 2 circuits électriques, il s’agit d'un modele
dg ou le nombre de circuits va dépendre du nombre de barres sur chaque pole. Cette
évolution permet d’avoir une caractérisation simple des amortisseurs d'une machine. Le
lien entre le modéle et la structure physique permet aussi de reconstituer les courants
dans chaque barre a partir des courants des circuits amortisseurs des axes det q.

En comparant les deux catégories (les modéles dgq et les modéles caractérisés dans le
repére ahbc), nous pouvons dire que les modéles dq sont plus simples pour évaluer
correctement les effets de saturation, alors que les modéles abe sont plus commodes pour
I'intégration de tous les couplages magnétiques dans une machine (notamment, les
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couplages magnétiques liés aux enroulements amortisseurs). En conséquence, 'approche
utilisée pour prendre en compte la saturation dans le modele dg est utilisée dans un
modele abe afin d'obtenir un modéle hybride dg-abe non-linéaire qui intégre les avantages
des deux catégories de modéles. Le nouveau modéle est mis en ceuvre avec deux essais
transitoires différents afin de montrer la robustesse du modéle présenté.

II1.2. Modele dq7 non-linéaire

Nous faisons évoluer le modeéle dg afin de prendre en compte des amortisseurs.
L’évolution du modéle dg présenté dans ce chapitre sera appelé « le modele dg7 », parce
qu’il est composé de 7 équations différentielles.

Nous allons définir les flux des amortisseurs dans l'axe d et 'axe g et les courants
d’amortisseurs dans le repére de Blondel vont étre établis. Pour inclure la saturation, les
courants magnétisants selon les axes magnétiques doivent étre calculés en ajoutant des
termes a la définition des courants magnétisants du chapitre précedent. L’objectif est de
gagner en précision en définissant le facteur de saturation pour chaque circuit du modéle
dq7.

Nous allons utiliser le modéle EF pour identifier les flux d’amortisseurs dans ’'axe d et
dans l'axe q.

I11.2.1. Définition des flux et des courants des amortisseurs dans le
repere dq

IIT.2.1.1. Mise en contexte

Les barres de la cage des amortisseurs sont réparties seulement sur une partie du pas
polaire. Contrairement a la machine asynchrone, c’est un circuit asymétrique. Les valeurs
et les fréquences des courants dans les amortisseurs dépendent du point de
fonctionnement de la machine. En régime établi, il y a des courants induits a relativement
haute fréquence dans les barres qui sont causés par le changement de la réluctance du
circuit magnétique lié aux dents et aux encoches. La présence du circuit amortisseur au
rotor change la THD (distorsion harmonique totale) de la tension induite au stator a vide
qui est plus élevée que dans le cas du rotor sans amortisseurs [15][16]. Cela est dii aux
courants induits dans les circuits amortisseurs. La dérivée de ces courants dans certaines
barres d'amortisseurs peut atteindre des valeurs importantes. En régime transitoire,
comme par exemple le court-circuit triphasé ou le démarrage asynchrone, les courants
amortisseurs sont surtout a des fréquences qui ne dépassent pas 2f (ou £ est la fréquence
des courants au stator) [17].
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Il existe plusieurs modeles du circuit amortisseur avec différents degrés de complexité.
Généralement pour intégrer les amortisseurs dans les modeéles de type circuit, la cage
d’amortisseurs est modélisée avec deux circuits : un pour 'axe d et 'autre pour 'axe ¢. La
physique du circuit amortisseur est peu étudiée et les parameéetres électriques ne peuvent
pas étre mesurés directement.

Les méthodes pour obtenir les couplages magnétiques liés aux amortisseurs du modele
dq peuvent étre divisées en 3 catégories :

= méthodes expérimentales, par ex. Standstill Frequency Response Test
(SSFR)[18][19][20],

* méthodes basées sur les modéles £F[21][22][23][24],

* méthodes basées sur les calculs analytiques [9][22].

L’article [1] montre que le modéle dg dont les paramétres ont été obtenus avec essais SSFR
ne donne pas de résultats précis par rapport au modéele FF. La méthode d’identification,
qui utilise le modéle EF, présenté dans le manuscrit [21], est basée sur le principe de
conservation de I'énergie pour déterminer les inductances propres des amortisseurs du
modeéle dq. Elle n’est pas applicable pour déterminer les mutuelles entre les amortisseurs
et d’autres circuits du modele dq. En revanche, les méthodes analytiques permettent de
déterminer tous les couplages liés aux amortisseurs, mais elles sont soumises a des
hypothéses simplificatrices.
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II1.2.1.2. Définition des flux des amortisseurs dans le repére dq

Le modeéle classique dg suppose souvent I'égalité de toutes les mutuelles. Puisque nous
disposons du modeéle EF, les valeurs exactes des inductances Lp, Lg, Map, Mag et Mpr
peuvent étre obtenues. Pour obtenir ces inductances, il faut définir les flux des
amortisseurs wp et wg dans les axes dq. Les flux qui traversent les contours rouges
dessinés sur Fig.II.2.1 désignent le flux wp (le flux & gauche) et le flux we(le flux a droite)

Fig III.2.1 Flux amortisseur yp et yg

Ceci ne suffit pas pour bien caractériser les flux des amortisseurs. Avec 2 barres
d’amortisseurs, cette caractérisation serait suffisante. Ces deux flux caractérisent bien les
flux des barres aux extrémités des épanouissements polaires de la cage. Cependant, les
flux des barres qui sont plus pres de 'axe polaire sont sous-estimés (notamment dans 'axe
@. En conséquence, nous introduisons aussi les flux qui traversent les contours rouges
dessinés sur la Fig.II1.2.2. Ce sont les flux ywp- (le flux a gauche) et pg2(le flux a droite).
Le flux wpest normalement plus important que le flux wpz Par contre, dans 'axe g, le flux
wgz est plus important que le flux wg. Cette maniére de modéliser les amortisseurs
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augmente la complexité du modele dg, elle permet toutefois de simplifier la représentation
et I'intégration de la saturation selon des axes magnétiques d et q.

Fig II1.2.2 Flux amortisseur wpz et wqz

Les calculs des flux faits avec le modele EF passent par l'utilisation du potentiel
vecteur magnétique. Sur Fig.I/11.2.3-Fig.11. 2.6, les cartographies des flux des amortisseurs
dans les axes d et g sont présentées. Les flux dans 'axe d sont moins influencés par la
saturation croisée que pour 'axe q. Les flux d’axe g liés aux barres situées aux extrémités
des épanouissements polaires saturent plus que les flux liés aux barres plus proches de
laxe polaire. Le flux utile d’axe ¢ passe surtout par les régions aux extrémités des
épanouissements polaires.
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Fig II.2.6 Cartographie du flux yez en
fonction des courants iret Iy

Une fois les flux des amortisseurs dans les axes dg définis, les inductances mutuelles entre

les circuits d’amortisseurs et d’autres circuits du modeéle peuvent étre déterminées. Sur
Fig lIL.2.7, tous les circuits du modele dg7 sont dessinés. Ainsi, dans 'axe dil y a 4
enroulements et il y a 3 enroulements dans 'axe ¢. Par rapport au modeéle dg classique,

nous avons ajouté un enroulement dans chacun des axes magnétiques.
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Fig.IIL.2.7 Flux dans l'axe direct (4 gauche) et dans I'axe transversal (a droite)

Les valeurs des mutuelles peuvent étre obtenues avec des formules simples comme celle
de 'équation (/7. I). Par exemple, la valeur non-saturée de la mutuelle M.p, entre le circuit
statorique d et le circuit d’amortisseurs D, peut étre obtenue en mettant une petite valeur
du courant 7z dans la bobine du stator dans le modéle EF. A lissue de la simulation
magnétostatique du modele EF, le flux wpest obtenu. Ensuite, la mutuelle Mapest calculée
avec la relation suivante :

Map =3— (IIL.1)

Cette méthode est appliquée pour calculer les autres coefficients d'inductances.

I11.2.1.3. Définition des courants des amortisseurs dans le repére dq

Pour calculer les inductances propres des circuits amortisseurs dans le repére de
Blondel Lp, Lg, Lpz et Lgs, les courants de ces amortisseurs dans les axes dg doivent étre
définis. Rappelons d’abord que les courants d'amortisseurs dans l'axe d (ip et ip2) sont
supposés circuler entre les barres amortisseurs sur le méme pole du rotor par I’axe polaire
et les courants d'amortisseurs dans l'axe g (ig et 1g2d circulent entre les barres
d'amortisseurs sur différents péles du rotor par la liaison interpolaire. Sur les figures
Fig II1.2.8-111.2.9, les courants d’amortisseurs dans le repére dqg sont illustrés selon deux
perspectives différentes.
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Dans la machine étudiée, la connexion entre les poles du rotor est une tole d'extrémité
de noyau du rotor qui conduit les courants d’amortisseurs. Cette solution n'est pas tres
classique, mais elle est parfois utilisée dans l'industrie. La définition des courants
d'amortisseurs dans le repére dg serait la méme si nous avions une connexion plus
conventionnelle entre les poles du rotor tels que les anneaux d'extrémité [12].
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Fig II.2.8 Les courants des amortisseurs qui parcourent dans les barres du rotor dans l'axe q
(a gauche) et dans l'axe d (a droite). Vue de dessus.

Fig II.2.9 Répartition des courants des amortisseurs

Dans le modéle EF, nous représentons les 4 barres par péle et les courants des barres
Tamori, lamor2 Iamor3 €€ Iamor4 sont exprimés en fonction des courants d’amortisseur du repere
dq. Sur la Fig.III.2.10, 'image montre les flux de 'axe d et de 'axe g illustre la définition
des courants des barres du circuit amortisseur Zaumors, Zamor2 Iamors €t Iamors(OU I1, Iz, I3 €t 14) en
fonction des courants ip, ig, ipz et Iga.
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Barre 1: igmer = ipz T ig2

Barre 2: ig0p2 = ip T g

Haxeq
ey Barre 3: igmgrz = Ip —ig

Barre 4: i gymops = Ip2 — ig2

Fig II1.2.10 Courants de barres et courants des circuits

Dans le modele EF, les courants des amortisseurs sont définis avec les équations

suivantes :

lgmor1 = Ip2 + lo2

lgmorz = Ip + 1%)

lamors = lIp ~ lg

lamorse = lp2 — lg2

(IIL.2)

(IIL.3)

(IIL4)

(IIL5)

Les courants Zamor: €t Iamors sont des courants d’amortisseurs pres de 'axe polaire et les

courants Iamorz et Iamors sont des courants d’amortisseurs aux extrémités des

épanouissements polaires.
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I11.2.2. Equations électriques des amortisseurs dans le repére dq

Le modele dq7 contient 4 circuits qui décrivent le comportent des amortisseurs dans
repére dq. Les résistances des amortisseurs (Ep et R pour le modéle dg classique sont
généralement obtenues a partir des constantes de temps subtransitoires. Cette méthode
ne convient pas pour la définition des flux d’amortisseurs du modeéle dq7. Pour obtenir les
chutes de tension résistives du modeéle dq7, nous partons du schéma équivalent de la cage
d’amortisseurs de la Fig.[11.2.11.

Fig IlI.2.11 Schéma équivalent de la cage damortisseurs

Sur ce schéma, Ryest la résistance d'une barre d’amortisseurs, Riest la résistance de la
connexion interpolaire, Kirest la résistance de la connexion entre les barres aux extrémités
des barres, ei, es, es es sont les forces électromotrices induites dans chacune des barres
d’amortisseurs. On sait que les courants qui passent par laxe polaire sur un
épanouissement polaire sont les courants d’amortisseurs de 'axe d et les courants qui
passent par les connexions interpolaires ce sont les courants de 'axe ¢ comme illustré sur
la Fig.Ill.2.12.
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.o
R tatleod

Connexion interpolaire Connexion interpolaire

Fig IIl.2.12 Passages des courants amortisseurs par l'axe d et par I'axe q

Pour obtenir les chutes de tension résistives intervenant dans les équations électriques
des amortisseurs du modele dqg7, il faut appliquer la loi des mailles pour chaque circuit
d’amortisseurs en ayant en téte la définition des flux d’amortisseurs dans le repére dg.
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II1.2.2.1. Chutes de tension résistives de circuit d’amortisseurs D et Q

Les flux d’amortisseurs des circuit D et ¢ passent entre les barres d’amortisseurs aux
extrémités des épanouissements polaires. Le courant ip passe par le chemin illustré sur la
FigIIl.2.135.

Figlll.2.13 Passage du courant ip du circuit D

Le courant ig passe par le chemin illustré sur la Fig. II1.2.14.

CircuitQ R,

Fig IIl.2.14 Passage du courant ig du circuit €
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En appliquant la loi des mailles sur ces 2 circuits, on obtient les relations suivantes
limitées aux chutes de tension résistives :

Ry(ip +ig) + Ry(ip — ig) + 2Ry (ip + ipy) + 4Ripip = 2Rpip + 6Rip+2Ripip, = 0

I11.2.2.2. Chutes de tension résistives de circuit d’amortisseurs D2 et Q2

Les flux d’amortisseurs des circuit D2 et ¢2 passent entre les barres d’amortisseurs
plus prés de 'axe polaire des épanouissements polaires. Le courant ipz passe par le chemin
1lustré sur la Fig. [l1.2.15.

e

RiI)

Rbl Circuit D2 Ry .

—

Rib

FigIIl.2.15 Passage du courant ipz du circuit D2

Le courant igz passe par le chemin illustré sur la Fig.lI1.2.16.

Circuit Q2
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Fig II.2.16 Passage du courant igz du circuit ¢2

En appliquant la loi des mailles sur ces 2 circuits, on obtient comme précédemment les
relations suivantes pour les chutes de tension résistives :

Rb(iDz + in) + Ry (ioz - iQZ) + 2R (ip +ipz) = 2Rpip,+2R;, (ip + ipy) =0

Ry(ig2 + ip2) + Ry(ig2 — ip2) + 2Ry (ig + ig2) + 2Rip (ip + ig2) + 2Rip(—ip + ig2)
= 2Rpigy + 2Ry (ig +ig2) + 4Ripig2 = 0

Irz.2z.3. Equations électriques du modéle dq7

En faisant intervenir les quatre flux par les forces électromotrices induites, on obtient
les 4 équations électriques pour le circuit amortisseur du modeéle dg7:

0 = 2Ryip + 6R;ip+2Rpipy +%

0 = 2Ryiq + 2R (ig + ig2) +dd#

0 = 2Ryipy+2Ryp (ip + ips) + dlcll)tlf)z
Ao,

dt

Les équations électriques pour les amortisseurs du modele dg7 sont différentes de celles
du modéle dg classique qui est composé de 2 équations différentielles. Les chutes de
tension résistives pour les amortisseurs dépendent de tous les courants d’amortisseurs de
laxe magnétique respectif.

Sil'on néglige les résistances interpolaires R et les résistances aux extrémités des
barres d’amortisseurs R, les équations électriques pour les amortisseurs ressemblent
bien a celles du modéle standard :

0= ZRbiD‘F%— Rpip +%

0 =2Ryig +%= Ryig %
0 = 2Rpip, +% = Rpyips +%
0 =2Ryig, +% = Rgpigy + %
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En considérant, 'absence des résistances des connexions interpolaires et des extrémités
des barres d’amortisseurs, chaque résistance électrique d’amortisseurs dans le repére dq
est égale a 2Ry

Les définitions des flux, des courants et des chutes de tension résistives dans le repére dq
permettent d’obtenir les courants dans chaque barre d’amortisseurs.

I11.2.3. Définition des courants magnétisants

Nous allons ajouter les termes liés aux enroulements amortisseurs a la définition des
courants magnétisants du chapitre II. Le modele dq7 développé dans ce sous-chapitre
utilise 7 courants : ig4, I Iz Ip, Ig, Ip2 et Ig2. Pour réduire la complexité des calculs, ces
courants sont regroupés selon deux axes magnétiques. A la place de 7 courants pour
déterminer le niveau de saturation de la machine, nous allons utiliser deux courants
magnétisants Idmag €t Ig-mag.

Les courants magnétisants du modele dg7intégrant les amortisseurs sont donnés par les
expressions suivantes :

My M, M
, . 2 Maf . D . fD2 .
ld—mag = lf + lg + lp + —lp> (III6)
Loy Lay Loy
, , M Q. M Q2 .
ig-mag = g+ Tl + 7 —lo (I11.7)

aq aq

Les courants de 'axe d sont rapportés au niveau du circuit inducteur et les courants de
laxe g sont rapportés au niveau du circuit statorique d’axe q.

II1.2.4. Incorporation de la saturation

Apreés avoir défini les inductances du modeéle dq7 et les courants magnétisants, la
saturation peut étre introduite dans le modéle. En considérant que les flux des
amortisseurs wpzet Pez qui sont plus pres de 'axe d saturent d'une maniere différente des
flux des amortisseurs wpet wg captés aux extrémités des cornes polaires, on va établir des
facteurs de saturation pour chaque circuit du modele dq7. Il sera intéressant de voir si
cette manieére de I'intégration de la saturation qui est plus locale permettra de gagner en
précision.

Dans les modeles non-linéaires qui ont été développés, nous retrouvons
généralement un seul coefficient de saturation [28][9] ou deux coefficients de saturation
I'un dans l'axe d et l'autre dans 'axe ¢ comme dans la section /7.4. Les coefficients de
saturation sont calculés avec une simple division du flux non-saturé par le flux saturé d’'un
circuit donné du modéle dg7. Par exemple le coefficient de saturation k¢ du circuit
statorique de 'axe d est calculé par :

1/)d—lin (id)

1/)d—EF (id,mag ) iq,mag)

kd—sat(id,mag: iq,mag) = (I11.8)
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Le flux wrim est calculé avec les inductances non-saturées. Cela peut se traduire sous la
forme mathématique suivante :

Ya—iin = Laala (IIL9)

Laq est I'inductance magnétisante du circuit d. Les courants magnétisants dans I’équation
(/IT.10) sont calculés en utilisant la définition des courants magnétisants (/71.6) et (ZI.7) :

Le courant statorique 1z de I'axe d est ramené au niveau du circuit inducteur. Les valeurs
non-linéaires du flux wagr sont calculées en utilisant les simulations en magnétostatique
et en mettant les courants iret 1; dans le modéle EF. Nous faisons de méme pour calculer
les six autres coefficients de saturation du modeéle dq7. Pour le cas ou la machine n’est
pas saturée, les coefficients de saturation valent 1. Sur la Fig.lI1.2.17, 1a cartographie du
coefficient de saturation ku-sa: est tracée.

Coefficient kd-sat
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3. 26
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_. 254
- 232

A 2 2
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1.2

200
100

0 0 i
i [A]
Fig II.2.17 Cartographie du coefficient ka-sat en fonction des courants ir et 14

D’autres cartographies des facteurs de saturation du modele dq7 sont présentées dans
lannexe A.3. Les coefficients de saturation sont affectés par la saturation visible sur la
courbe a vide et par la saturation croisée.

On reprend la matrice diagonale [ksd du chapitre /7 de la section /1.5.2en passant a I'ordre
7:
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[kdq7—sat] = diag (kd—sat' kq—sat' kf—sat' kD—satt kQ—sat' kDZ—satt kQZ—sat) (I11.10)

On peut calculer les courants [iz7n+] du modéle dg7. La matrice des inductances non-
saturées [Ld;7 du modéle dg7 est inversée et multipliée par le vecteur des flux insaturés
[aq7-non-saturé-calen+1] pour obtenir le vecteur des courants [74g7-n+1l:

[idq7—n+1] = [qu7]_1[¢dq7—non—saturé—calc—n+1]

1 (IIL11)
= [qu7] [kdq7—sat—n] [¢dq7—n+1]
Comme les coefficients de saturation [kag7ad s'expriment en fonction des courants, on peut
les calculer avec les courants [i;7:] d'un pas temporel précédent.

De nouveau, l'intégration de la saturation se base sur I’hypothése simplificatrice selon
laquelle la saturation des flux de fuites et du flux utile est traitée avec des facteurs de
saturation qui varient en fonction de deux courants magnétisants. Nous verrons
maintenant si cette hypothése n’est pas pénalisante pour le modéle dg intégrant les
amortisseurs.

II1.2.5. Essai en court-circuit triphasé

Ce type de modéle comprime pleins de coefficients a ajuster pour que les résultats
« collent » avec les résultats de la référence. Nous pouvons obtenir tres bons résultats pour
un type de validation et de trés mauvais résultats pour un autre type de validation. En
conséquence, pour démontrer la robustesse du modeéle, plusieurs validations pour les
différents niveaux de saturation de la machine doivent étre effectuées.

Dans un premier temps, le modéle est validé avec le méme transitoire que celui fait pour
le modele dg sans amortisseurs. La tension aux bornes du circuit inducteur et la vitesse
mécanique sont constantes.

V§

FigIll.2.18 Topologie de la machine pour le court-circuit triphasé
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Sur les figures Fig.lI1.2.19-1I1.2.29, le modeéle abc linéaire est utilisé pour voir des
écarts causés par la saturation dans les modéles de type circuit. Ce modele de type circuit
est fondé sur 8 équations qui décrivent le comportement de la machine dans le repére abc.
L’ajout des amortisseurs a diminué la valeur créte du courant inducteur par rapport au
cas de la simulation du modeéle dg sans amortisseurs.

Le transitoire simulé dans le chapitre II sature peu le circuit de la machine. Les
amortisseurs diminuent ainsi la saturation de la machine. On augmente alors la tension
Vi de l'excitation pour obtenir un court-circuit ou la machine est initialement saturée.

Tension [V]
o

N

o

s}
.

N}

=}

IS
‘

0.95 1
Temps [s]

Fig II1.2.19 Tensions statoriques

T T T —ia modéle EF

2000 | S B S CPPEE i, modéle dq7
< 1000 i f\ i, modele abc linéaire
=R S A S AN AN N
= “./ s e
3 -1000 \ v 4
8 \

-2000 E 1

0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1
Temps [s]

Fig Il 2.20 Courant statorique Ia

Va, Vb €L Ve
3000 - i\ —ib modéle EF i 1000 /\ A ]
— I T i mode — N
< 2000} Iy pmodtledar 1 ol AN /\\v/ o
= \ i, modéle abc linéaire = 1 \/ W
S 1000 i !\ 18 -1000 { ——i_modele EF
8 o S— 3 \ fA\\__,/’/\:\/A\“ 8 -2000 t ..... i, modéle dq7
1000 W ] 3000 E i, modeéle abc IinéairT
0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1 0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1
Temps [s] Temps [s]
FigIlll.2.21 Courant statorique ip Fig.Il1.2.22 Courant statorique ic
0 ‘ ‘ ‘ 500 ‘ ‘ ‘ ‘ ‘
B PRt ]
‘.-:}‘\F‘\?‘w“ MW\
ﬂ A A A - a a ol
% 1000 T O —— 'WWWNV Y VEVERS
= ——i, modéle EF 2 500 l : : |
e T R i, modele dq7 g i 3 — iy modele EF
8 i, modele ab linéaire §-too0r kg T iq modéle dq7 1
-3000 - i modéle abc linéaire
-1500 a 1
0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1 0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1
Temps [s] Temps [s]

FigIlll.2.23 Courant statorique ia de
laxe-d

Fig Il 2.24 Courant statorique iy de
l'axe-q

Page | 108



Chapitre III: Modélisation non-linéaire des générateurs synchrones intégrant les

amortisseurs
r ‘ ' ] 15000 i ' ‘ ‘ ‘ 1
150 —if modéle EF —iamor1 modele EF
z wl fa i modéle dq7 | g 10000 (M e 1 amort modéle dq7
- i. modéle abc linéaire - i modéle abc linéaire
< f c amor1
© [0
§ ’g 5000 1
8 50 ~...,_..‘.~\\\ O
...... v . R
J ikaee s EOWESRRE 0 WV A vvvenanas
[0 S — : ; ; ; 1 . A . . .
0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1 0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1
Temps [s] Temps [s]
Fig Il1.2.25 Courant inducteur ir Fig.Il1.2.26 Courant d’amortisseur Iamor:
, ‘ ‘ , 10000 : : , ‘ \
10000 - _iamor2 modéle modéle EF | . —ian10r3 modéle modéle EF
z ----- iamor2 modele dq7 g S iamorS modeéle dq7
%- 5000 - i3morz Modeéle abc linéaire | -ag 5000 ; \ iamor Modeéle abc linéaire |
3 ' 2 0|
AL
o Q fromm— VMAAWMM/\MMAM O 0 bommm \J M\NW‘VI\N‘!N\ WAMAMAAAAAAAA
0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1 0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1
Temps [s] Temps [s]
Fig Il 2.27 Courant d’amortisseur iamor2 Fig II1.2.28 Courant d’amortisseur lamor3
10000 ' f —i___, modéle modéle EF 0 ‘ W%WM‘V‘L‘H‘-W:';?N'—*
— K.} R T i modéle dq7 —
5000 amor4 IS | |
< | i_ o Modele abc linéaire|  Z ~2000 ——T_ modle EF
C
R — AT v wvorod 2 | LM e T, modele da7
8 3 -4000 1 T_ modéle abc linéaire | |
-5000 i { ©
-6000 1
0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1 0.98 1 1.02 1.04 1.06 1.08 1.1

Temps [s] Temps [s]

Fig Il 2.29 Courant d’amortisseur Iamors Fig. III.2.30 Couple électromagnétique T.

5 ‘ | ‘ ‘ 0 ‘ | :

il ‘—id_mag modele dq7| |
< <20 ]
=3 = - -
S c —lg-mag modeéle dq7
32 3
8 §-40f 1

1

0 : : : : -60 : : : :

1 1.05 1.1 1.15 1.2 1 1.05 1.1 1.15 1.2
Temps [s] Temps [s]
FigIll1.2.31 Courant magnétisant id-mag Fig.Il1.2.32 Courant magnétisant lg-mag
de I'axe d

dans l'axe q

Page | 109



Chapitre III: Modélisation non-linéaire des générateurs synchrones intégrant les
amortisseurs
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Fig.Il1.2.33 Coefficients de saturation FigIll.2.34 Coefficients de saturation
dans l'axe d dans l'axe q

Les courants magnétisants sont présentés sur les figures Fig.[11.2.30- I11.2.31. Les
Interactions entre les courants statoriques et rotoriques limitent des valeurs crétes des
courants magnétisants. On peut comparer le courant magnétisant 7g-mag(qui est le méme
que le courant statoriques 1) de 'axe q de la machine sans amortisseurs de Fig./[.4.31
avec le courant magnétisant Ig-mas de Fig.II1.2.31 de la machine avec amortisseurs pour
voir que le courant magnétisant dans cet axe a nettement diminué. Ceci montre que la
présence des amortisseurs diminue les effets de la saturation, la FMM dans I'axe g qui
est créée au stator agit contre la FMM de I'axe q du rotor. La FMM résultante dans I'axe
est ainsi réduite et les effets de la saturation sont moins marqués.

Selon I'évolution des coefficients de saturation sur les figures Fig.lI1.2.33 111 2.54,
nous constatons que chacun des flux sature différemment. Le flux wgd amortisseurs de
laxe ¢ sature le plus, parce qu’il passe par les cornes des épanouissements polaires qui
sont les parties les plus saturées. Le flux wpzd’amortisseurs de I'axe d sature moins que
d’autres flux de I'axe d, moins de flux passe pres de l'axe polaire. Ceci plaide pour
l'utilisation des coefficients de saturation pour chacun des circuits du modele. Les
coefficients de saturation peuvent modéliser la saturation locale dans les différentes
parties de la machine. Aprés le court-circuit brusque, les coefficients de saturation tendent
vers 1, parce que la réaction d’induit s’oppose a la force magnétomotrice qui vient du rotor.

Les écarts les plus importants entre les modeéles de type circuit et le modele EF sont
observés pour les courants d’amortisseurs. Sur les courbes des courants d’amortisseurs du
modele EF les harmoniques d’espaces s’observent bien.

Sur les figures Fig. I11.2.35-Fig.Il1.2.36, on peut voir comment les courants d’amortisseurs
dans le repére dq s’opposent aux courants statoriques. Quand le courant statorique 1, de
laxe q devient négatif, les courants 1g et ig2 d’amortisseurs deviennent positifs. Quand le
courant statorique i1; de 'axe q devient positif, les courants 1g et igz d’amortisseurs
deviennent négatifs. On remarque la méme tendance pour les courants dans l'axe d
Comme prévu le courant ip d’amortisseur du circuit D dans l'axe d est plus fort que le
courant ipzd’amortisseur du circuit DZ2. Le courant ig d’amortisseur du circuit ¢ dans
l'axe g est plus faible que le courant igzd’amortisseur du circuit @2.
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I11.2.6. Essai de chute de tension du réseau

La deuxiéme validation est faite lorsque la machine est connectée en paralléle sur le
réseau comme illustré sur la Fig.11.2.37.

L T

\"....

Fig II.2.37 Topologie de la machine pour le transitoire de la chute de tension

La tension de l'inducteur et la vitesse mécanique sont maintenues constantes. Le
transitoire est initié par une baisse importante des tensions du réseau (Fig.I.2.38. La
machine est un peu plus saturée dans ce deuxiéme test que dans le premier.
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Les écarts les plus importants entre les modeles de type circuit et le modeéle EF sont
observés pour le courant inducteur Fig./l.2. 44 mais la pointe de courant atteinte présente
sensiblement la méme valeur. Ceci n’est pas le cas du modeéle linéaire qui sous-estime
Pamplitude de variation du courant inducteur avec une pointe bien inférieure, il présente
aussi une oscillation apériodique davantage marquée.

Les écarts les plus importants entre les modeéles de type circuit et le modele EF sont
observés pour le courant inducteur et les courants d’amortisseurs comme dans le premier
transitoire. De plus, le modéle dg7 permet de fournir des courants d’amortisseurs qui ne
peuvent pas étre obtenus avec le modeéle dg classique.
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Dans les deux tableaux suivants, on compare I'erreur relative pour les valeurs crétes des
courants pendant les transitoires entre les modeles de type circuit et le modele EF :

Type de modele 1a b 1c if
Modeéle abc 14.28 % 9.84 % 10.87 % 20.78 %
linéaire
Modéle dq7 3.95 % 6.83 % 1.84 % 4.45 %
Court-circuit triphasé
Type de modele Ia 1b 1c i
Modeéle abc 18.75 % 18.23 % 14.82 % 22.63 %
linéaire
Modéle dq7 3.24 % 3.72 % 3.92 % 5.33 %

Creux de tension

Le modele dq7 permet visiblement gagner en précision par rapport au modeéle abc linéaire

de type circuits.
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II1.3. Modele dg-abc

Nous appelons dans ce manuscrit la modélisation par circuits couplés, la modélisation
dans le repére abc pour lequel tous les couplages entre circuits (y compris les barres du
circuit amortisseur) sont définis pour les différentes positions du rotor 6. Ce type de
modele s'avere tres précis pour les régimes non-saturés de la machine, mais ne se comporte
pas bien lorsque le circuit magnétique de la machine est saturé. Par conséquent, un modeéle
hybride est créé entre le modele dg7 et le modeéle abe afin d’intégrer la saturation dans les
modeles abc. Le modele dq7 et le modele dg-abc permettent d’obtenir les résultats
similaires, mais le modeéle dg7est plus rapide pour calculer les transitoires.

II1.3.1. Modele par circuits couplés

Plusieurs modéles abe des générateurs synchrones ont été présentés dans différents
articles [27][29]. Ce modéle est présenté briévement ici. Le modéle abc est basé sur une
matrice des inductances caractérisée pour les différentes positions du rotor 6. Le nombre
de positions du rotor dépend de la précision souhaitée et du nombre de rangs harmoniques
d’espace que nous voulons inclure dans le modeéle. Le modéle abc proposé ici ne prend en
compte que le fondamental de la FMM. La machine qui est modélisée dans ce manuscrit
a trois enroulements au stator, un enroulement d’excitation et 4 barres d'amortisseurs sur
chaque épanouissement polaire. Ainsi, le comportement du modéle abc de cette machine
est régi par un systeme de 8 équations différentielles. Ces équations peuvent étre écrites
sous forme matricielle :

(I11.12)

[v] = [RI[i] + [%] = [RI[] + [@]

Le diagramme de simulation pour ce modéle est représenté sur Fig.l1.2.1. A chaque pas
de temps de la simulation et pour chaque position du rotor, la matrice d'inductances sera
inversée pour obtenir les courants.

Historiquement, quand le premier modele dg a été créé, l'inversion matricielle
d’'une matrice 8x8 était un probléme délicat. Par conséquent, le modéle dg était un choix
évident. Dans le modéle dg classique, l'inversion de la matrice ne doit étre effectuée qu'une
seule fois si les inductances de ce modeéle sont indépendantes de la position du rotor.
Aujourd'hui, 'inversion matricielle n'est plus un probléme délicat. Le modeéle abc est plus
simple a établir que le modéle dg pour ce qui concerne la caractérisation des enroulements
amortisseurs. Les inductances du réseau électrique reliées a la machine (I'inductance de
la ligne et l'inductance du transformateur) et les inductances de tétes de bobines peuvent
étre ajoutées aux termes diagonaux de la matrice des inductances /L(@)/.

La matrice des inductances /L(8)] a 64 éléments (/71.13), qui sont calculés pour
chaque position angulaire & par le modéle £F en magnétostatique. Nous avons identifié
chaque coefficient de la matrice /L(6)/pour 721 positions du rotor.

[Lss(O)]  [Mgr(6)]

(M,5(®)]  [Lr(6)] (IIL.13)

L) = |
La matrice /L(6)] peut étre subdivisée en 4 matrices :
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* La matrice [Ls(8)] de 3x3 qui comporte les inductances propres des enroulements

de 3 phases au stator et les mutuelles entres les enroulements au stator.
* La matrice /M:(8)]de 3x5 comporte les mutuelles entres les enroulements au stator

et les enroulements au rotor.

* La matrice /[M,s(6)]de 5x3 comporte les mutuelles entres les enroulements au stator

et les enroulements au rotor.

* La matrice /L(8)] de 5x5 qui comporte les inductances propres des enroulements

au rotor (le circuit inducteur et 4 barres) et les mutuelles entres les enroulements

au rotor.

Les modeles abc sont un bon choix pour les grandes machines qui saturent moins. Dans

ce manuscrit, un générateur de taille moyenne est modélisé et les effets de la saturation

sont importants.

I11.3.2. Modele hybride dg-abc

Afin d'incorporer correctement les effets de saturation dans le modéle par circuits couplés,

nous l'associons avec le modéle dg7 de la section [/7.2. Lia saturation est incorporée dans
le "bloc inversion" de la Fig.II.2. 1. Le modeéle hybride qui a 7 coefficients saturation [kdg7sad
est décrit dans la section //1.2.3. La saturation est mise en place selon le diagramme

lustré sur Fig.I11.3.1.
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E Lam Passage

' au y

: lgn | Fepére de

' Blondel

Bloc inversion

FigIIl.3.1 Diagramme de saturation dans le modeéle hybride dq-circuits couplés avec 7
coefficients de saturation

A chaque pas de temps, la matrice d'inductances /L(6)/ est inversée afin d'obtenir tous les

courants. Ensuite, les courants sont représentés dans le repeére de Blondel par la

transformation de Park appliquée aux courants statoriques i, 1» et 1.. Les courants des
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barres du circuit amortisseur sont intégrés a partir de la définition des courants de la

section //1.2.1:

_ lamor2 + lamor3

ip = >

_ lamorz — lamor3

g = >

lamori + lamora

ipz = 2

_ lamor1 — lamora

g2 = >

(IIL.14)

(IIL.15)

(IIL.16)

(I11.17)

Une fois tous les courants représentés dans le repére dg, les courants magnétisants
peuvent étre calculés avec les équations (Z71.6) et (II1. 7). Les facteurs de saturation sont

calculés avec les courants magnétisants du pas temporel précedent.

A la fin, les deux modéles (dg7 et abco) sont créés pour établir un modéle hybride dg-
abe. Le modeéle dg7donne les inductances et les mutuelles qui nous permettent de calculer
les courants magnétisants Igmage €t Igmage et les coefficients de saturation [kdgzsad. Ceci
permet d’avoir I'information sur la saturation de la courbe vide et la saturation croisée. De
cette maniere, nous avons réussi a regrouper les caractéristiques intéressantes de chaque

type de modélisation.
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I111.4. Conclusion

La conception des modeles de type circuit des machines pour les régimes transitoires est
un processus progressif. Dans un premier temps, de nombreux aspects du modele dg
classique ont été améliorés. Une évolution du modéle dg, que nous avons nommé
«le modéle dg7», a été créée. Le modéle dg7 est constitué de 7 équations différentielles
dont 4 équations décrivent le comportement des amortisseurs. Une méthode de calcul des
courants magnétisants du modele dq7 est introduite. Une définition des circuits
amortisseurs du modele dg est établie. Les coefficients de saturation prennent en compte
la saturation a vide et la saturation croisée. Les parameétres du modele dg permettent
d'estimer la saturation et de calculer les courants magnétisants. Ensuite, nous avons
montré comment intégré la saturation dans les modeéles de type circuit décrits dans le
repére abc. Les deux modeéles de type circuit donnent les résultats similaires, mais le
modele abce est un peu plus long pour les calculs des transitoires.

Les modeéles de type circuit pourraient étre encore améliorés par l'incorporation de rangs
harmoniques d’espace et I'incorporation de la saturation des flux de fuites comme dans les
sections /7.6, du chapitre précédent. Le modéle dg7 présenté prend environ 6 secondes (le
modéle dg-abc prend 30 s) pour calculer la simulation des transitoires (pour une durée
simulée de 1,2 s) par rapport a 12 heures de temps de calcul par le logiciel EF. Ce modéle
permet la synthése et 1'étude du systéme de controle approprié. La vitesse angulaire
variable du rotor peut étre intégrée dans ce modéle en changeant la vitesse d’évolution de
la position du rotor 0 dans le diagramme de la Fig.Il.2. 1. Il permet de simuler le processus
de perte de synchronisme dans un réseau électrique. En prenant tous les modeéles
développés dans le chapitre Il et dans le chapitre 111, nous sommes équipés des outils qui
permettent d’analyser les transitoires et la stabilité du générateur synchrone.
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Chapitre IV : Stabilité transitoire

IV.1. Introduction

L’analyse des régimes transitoires au cours desquels la vitesse ne peut pas étre
considérée comme constante représente un probleme complexe. Ceci vient du fait quil y a
plusieurs phénomeénes qui interagissent : phénomeénes de nature électrique, phénomeénes
de nature magnétique et phénomeénes de nature mécanique.

Le transitoire engendre la variation des grandeurs suivantes :

=  Puissance, couple,
= Flux et Tensions,

=  Courants,

=  Vitesse mécanique.

Le couplage de ces phénomeénes rend 'analyse du comportement de la machine difficile.
Pour dire si la machine ou le systéme avec plusieurs machines est stable, il faut savoir si
aucune des machines ne perdra le synchronisme a la fin du transitoire.

Pour réaliser cette analyse, nous allons commencer par une étude analytique de la stabilité
transitoire qui est basée sur I’hypothése d’invariance transitoire. Avec le modéle linéaire,
ce type de stabilité a déja été traité dans la littérature [1][2][3][4]. T1 est ainsi
classiquement observé que les performances de la machine en régime d’invariance
transitoire sont différentes de celles qui sont obtenues pendant le régime établi. En
conséquence, I'étude présentée ici commence par la comparaison de la stabilité statique
avec la stabilité transitoire.

L’influence de la saturation magnétique sur la stabilité transitoire n’a pas été étudiée dans
la littérature et il est donc difficile de trouver des éléments pour valider cette hypothése.
Dans ce document, une approche analytique inspirée de celle menée en mode linéaire est
développée. Elle est ensuite utilisée pour suivre le comportement de la machine lors de
plusieurs simulations dynamiques menées pour déterminer les conditions de stabilité de
la machine.
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IV.2. Mise en place des équations

Quand la vitesse du rotor de la machine varie, il apparait un écart entre la vitesse du
rotor @m et la vitesse du champ tournant we et I'angle interne 6, donnant le déphasage
entre la force électromotrice et la tension, change de valeur. Si cette variation ne s’effectue
pas de facon infiniment lente comme dans le cas de la stabilité statique, la variation
d’amplitude des courants du stator entraine une variation de courant au rotor.

Le couple calculé pour la stabilité statique differe du couple calculé pour la stabilité
transitoire et le couple dynamique calculé pour la stabilité transitoire est effectué en
prenant en compte des hypothéses qui suivent.

* On ne considére que les fondamentaux des tensions et des courants,

» La variation de vitesse est suffisamment faible pour que 'on puisse négliger les
courants induits dans les amortisseurs, mais en tenant compte des constantes de
temps transitoires. Le but de la stabilité transitoire est d’étudier les phénomeénes
qui se passent aprés 3 périodes (77=0.01 s) et moins que 50 périodes (771 s).
Comme le couple créé par des amortisseurs aide a regagner et a maintenir le
synchronisme, cette simplification ne pénalise pas les résultats.

= La perturbation est de courte durée et de ce fait le flux capté par I'enroulement
d’excitation reste pratiquement constant (@perturbation >> Rrl Lr)

L’étude de la stabilité statique et de la stabilité transitoire ne prenant pas en compte les
amortisseurs, nous pouvons utiliser pour cette étude le modéle dg w(is,15,17 qui est le plus
précis (section I71.3.) des modéles présentés dans ce manuscrit.

IV.2.1. Equations du systeme

Nous commencgons par rappeler des relations définissant les flux a partir des
courants en mode linéaire :

Yq = Laig + Mysis

Yq = Lqiq

o3
'L/)f = Lflf + EMafld

Comme les circuits d et fsont couplés, nous exprimons le flux du circuit statorique wqsen
fonction du flux du circuit inducteur wr
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3 .
_ WYro =3 Mayla
lf— Lf
P 3 M 3 M~ M
, fo 2 ™Maftd , f . f
wd:Ldld'i'MafT:Ldld_z Laf d L‘; Yro
3Map?\ . | Mas .. Moy

wd:<Ld_E Zf >ld+ ch Yro = Lqiqg + L‘; Yro

Lareprésente 'inductance transitoire longitudinale :

3Mys°
¢ 2 L

(Iv.1)

(IV.2)

(Iv.3)

(IV.4)

Nous introduisons le terme e’qui représente la force électromotrice en mode transitoire :

Maf
L Yro

e'=w

Nous reformulons le flux g

!

Yy =Lyig+ ¢
= i —
d alta T
L’expression des équations de Park donne alors :
Vg = Rsid — (l)l/)q = Rsid — Xqiq

Vg = Rsig + wq = Rgig + Xgig + €’

Si la chute de tension résistive est faible, 1l reste :

vg = —Xqig

vy = Xgig +e’

(IV.5)

(Iv.6)

(Iv.7)

(IV.8)

(Iv.9)

(IV.10}
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En faisant intervenir 'angle interne ¢ et 'amplitude v de la tension, on peut établir les
relations (Z71.4) et (II.5) pour les composantes de la tension.

Ces composantes permettent d’obtenir les courants :
vg = —vsiné = —X,i, (IvV.11)

vy =vcosS = Xgig +e’ (Iv.12)

Soit pour les courants selon 6 :

) vecosd —e' (IV.13)
ld = —Xl’i :
; _ysind (Iv.14)
q Xq

En notant ¥y = —, on obtient pour les flux :

v
w

” +vq " s v 5
= —= coS = —(CO0S
a7 w (IV.15)

Yq =_Tvd=l/)sin5= %sincS (I1v.16)

En reportant ces expressions de 14, 15, wa et w, dans celle du couple on obtient :

3p _ _ 3p [ve' v2 1Y\
Ttot_tran - 7 (ll}dlq - lquld = —|—/—SIn 6 + - <_ - _,> Sin 28] (IV'17)
[ X4

La puissance active est obtenue par le produit du couple par la vitesse :

VE' V2/1 1
P =3|=-sin6 + — (o — 5 |sin2d (Iv.18)
X4 2 \Xq Xj
V2 VE’ Vi1 1
— 2| _ —(=—=)1 - 28 (av.19)
Q X5 X, cosé + > <Xq X<’1>( cos )]
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La réactance Xy étant plus petite que la réactance X, le couple saillant 7% pour la
stabilité dynamique aura une valeur inverse de celle du couple saillant pour la stabilité

. . , . N
statique. Le maximum sera donc obtenu avec un angle § supérieur a >

Pour la stabilité statique le couple d’interaction (la plus grande partie de la
puissance active) est proportionnel au terme :

e _ O)Maflf _ Maflf
Xd N (l)Ld B Ld

Pour la stabilité transitoire le couple d’interaction (la plus grande partie de la puissance
active) est proportionnel au terme :

e' Maf 1

Xq < L Vs >L_’

d f d
Nous comparons ces deux termes avec leur rapport :

14

e
Cﬁtran _ X’d . l»bfo L_d
Cﬁstatique Xi LfifO in
da

Si wwet im sont tels que wm et Lripsont proches, le rapport des amplitudes dépend
principalement du rapport des inductances Lq4/L’z qui peut étre élevé (5 a 10).
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1V.2.2. Stabilité transitoire en utilisant le modeéle linéaire

Pour obtenir le couple et les puissances a partir de la tension v, 'angle interne &et le
flux initial wm, on propose une formalisation de la démarche qui est basée ici sur 'emploi
du modele linéaire.

La tension vet 'angle interne & donnent les tensions vz et vs.
Vq = —vsind
Vq = VvcCosd

En ayant les flux w4, @, et ws on reprend les formules des flux exprimés avec les courants
et les inductances pour obtenir les courants iq, 15 et ¢

= Lyi i 1 M
Wa = Laiq + Marl iy = _,<¢ c0s & — _afllij)

Wa = Laiq ) 1 io=12=Lsins

q q

o, 3 .1 3 My¢
Wto = Leig + = Marlq if = I (quO T2, Y cos 5)

Les flux et courants sont ensuite utilisés pour calculer le couple. Le calcul de la force
électromotrice (FEM) transitoire se fait directement avec le flux inducteur (/V.5). Toutes
les valeurs pour calculer les puissances et les composantes du couple pour la stabilité
transitoire sont alors disponibles.

1V.2.3. Stabilité transitoire en utilisant le modeéle non-linéaire

Avec le modeéle non-linéaire, il est possible d’obtenir le couple et les puissances a partir
de la tension v, de I'angle interne & et du flux initial wo. La procédure de calcul des
puissances et des couples du modeéle non-linéaire pour la stabilité transitoire est un peu
différente de la procédure pour la stabilité statique.

La tension v et l'angle interne & permettent d’exprimer les tensions vz et v, Les
composantes waet w, du flux sont obtenues avec (/V.15) et (IV.16). Avec les flux pao,
wqeo et wp, on reprend les cartographies des flux en fonction des courants pour obtenir les
courants Ig, Ig et Ir. Avec 3 inconnues et 3 équations, on résout un systéme non-linéaire
basé sur les cartographies des flux pour obtenir les 3 courants :

Yao — 'l’d(id» iq» if) =0
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Yqo — l/)q(id' iq'if) =0
Wro = Yr(iaiq ir) =0

Avec les flux et les courants, il est alors possible d’obtenir directement le couple.

En se basant sur une analogie avec le modeéle linéaire, on propose une définition des
paramétres équivalents e, Xu et Xj.

Avec T'hypotheése que la relation M.r /Lrs est constante, nous introduisons la force
électromotrice équivalente transitoire de la maniére suivante :

Maf
e ="y
L 10

Nous définissons ensuite les réactances en non linéaire :

, _vcos §—e (IV.20)
dsat - id
_ Vsind (Iv.21)
g_sat i
q

La saturation magnétique impliquant une demande de FMM plus importante pour créer
un niveau de flux donné, ces deux réactances auront des valeurs inférieures aux
réactances calculées en utilisant le modéle linéaire.

Ces trois parametres sont ensuite employés pour calculer aussi les composantes du couple.
Le schéma ci-dessous donne I'enchainement des séquences de la procédure de calcul qui
meéne aux composantes du couple.

Parameétres a) b) c) Tor, T's et

d’etrée: | veetvy Gy Wy iy Xd, Xq et | TasPlet

v & et Yy > 1 ijeti d e’ g Q
Résultats

Fig.IV.2.1 Procédure pour obtenir les données avec le modéle non Ilinéaire
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IV.3. Comparaison des calculs

Pour le calcul de stabilité statique, le courant ir est maintenu constant. Pour le calcul
en stabilité transitoire, le flux yr reste constant. Pour la stabilité transitoire en mode non-
linéaire, les courants atteignent des valeurs importantes mais qui doivent rester dans la
limite des dimensions des tableaux de calcul des flux :

e Courant statorique 7z entre -6000 [A] et 3000 [A]

e Courant statorique 7; entre -3500 [A] et 3500 [A]
e Courant inducteur ir entre -10 [A] et 360 [A]

IV.3.1. Modeles linéaires : stabilité statique vs stabilité transitoire

L’analyse de la stabilité statique est faite avec un courant inducteur 7r valant 5 [A].
L’analyse de la stabilité transitoire est faite avec un flux dans le circuit inducteur qui vaut
6 [Wb]. Le stator est connecté sous une tension composée de 100 [V]. Ces valeurs sont
faibles par rapport aux valeurs au fonctionnement nominal (zr= 23 [A]l, U= 400 [V] et yr
~28 [Wb]). Elles sont choisies pour comparer par la suite les résultats du modéle linéaire
avec ceux du modele non linéaire sous faible niveau de flux.

400 _To' stabilité transitoire
— ang| | T St transitcire = 200 —T, stabilié statique
2 —Ttot stabilité statique Z 100 |
% 0 %_ 0
3 3 -100
)
O -200 + 200
-400 : : : ' : :
200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
5[°] N
. FigIV.3.2 Couple d’interaction Ts
Fig.IV.3.1 Couple total Tio & P
200T ——T,; stabilité transitoire | 4
_T25 stabilité statique
—_ 3 =
S L —_
z 100 c
© é 2l —— Xy prim Stabilite transitoire| |
Cgl 0F o° ——X, stabilité statique
S 11
-100
Il L 1 O il L 1
-200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
N N
Fig.IV.3.83 Couple de saillance Tzs Fig.IV.3.4 Réactances d’axe d
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200 w w T . : ;
50 - —iq stabilité transitoire 1
3 0r 1 3 ——i, stabilité statique
© 200 ] G Of ]
3 3
(&) 400 | —iu| stabilité transitoire | O
——i4 stabilité statique 50 & J
-600 : : : ‘ : :
-200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
6[°] 6[°]
FigIV.3.6 Courant iq FigIV.3.6 Courant i,
30 T ‘ ‘ : : ;
—— | stabilité transitoire 10 | 1
3 20+ —— i, stabilité statique 1 = /\
-— ; 5+ 4
5 10f | =
S =)
8 ol \/ ] L or —— 1), stabilité transitoire 1
—— 1) stabilité statique
-10 : : : St : : : ]
-200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
d[°] o]
Fig.IV.3.7 Courant ir FigIV.3.8 Flux wr
4
E 5 x10 ,g 8
>
; ——P stabilité transitoire ;‘ 6 ——Q stabilité transitoire J
> —P stabilité statique 2 —Q stabilité statique
g K |
3 0 | HE
° j
s 2
8 S 0 ]
S »
o 5
-5 ‘ : : a -2 ‘ : :
-200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
S[°] [°]
Fig.IV.3.9 Puissance active P Fig.1V.3.10 Puissance réactive @)
4
5 x10 ‘ ‘ ‘ ‘
=
o
=
© —— PQ stabilité transitoire
g ok —— PQ stabilité statique )
o
c
©
[2]
(2]
=
a5 ‘ ‘ ‘ ‘
-2 0 2 4 6 8
Puissance réactive [Var] «10%

Fig.1V.3.11 Diagramme P

En invariance transitoire, avec des courants d’axe direct plus importants, on obtient un
couple de pointe et une puissance plus importants. Le couple maximal est obtenu pour un
angle interne plus grand que pour le régime statique. Avec le couple issu de l'effet de
saillance transitoire, sa valeur est bien supérieure a 90°. L’appel de courant d’axe d en
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réponse a la variation du courant inducteur pour le maintien du flux dans le circuit
inducteur est a 'origine de la forte valeur du couple de saillance. La réactance transitoire
Xz étant plus petite que la réactance Xy, le couple de saillance atteint sa valeur maximale
positive pour un angle supérieur a 90°.

Les écarts entre les deux modes de fonctionnement s’observent aussi pour la puissance
réactive.

IV.3.2. Stabilité transitoire : modéle non-linéaire pour U = 100 [V]

Dans ce paragraphe, nous comparons ’étude de la stabilité transitoire faite avec le
modele linéaire et celle faite par le modele non-linéaire. [’analyse de la stabilité transitoire
est réalisée comme précédemment dans la section /V.3.1 avec un flux dans le circuit
inducteur qui vaut 6 [Wb].

Il faut préciser que pour deux valeurs de I'angle interne, le courant iz passe par zéro, en
conséquence, selon la définition précédente (IV.20) de la réactance Xu, ses valeurs tendent
vers I'infini. Certains parameétres prenant alors des valeurs qui ne sont pas réalistes, elles
sont enlevées (X7, 7, T2 lors du tracé des figures pour la visibilité.

Passage par zéro
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Fig.IV.3.13 Couple total Tiot
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Fig.IV.3.23 Diagramme P@)

Ici, la machine est peu saturée, néanmoins les résultats obtenus sont différents de ceux
présentés précédemment lors du comportement en invariance transitoire linéaire. Des
courants plus élevés avec des flux identiques expliquent la présence d’'un couple plus élevé
pour le modéle non-linéaire que pour le modele linéaire. Dans ces conditions, le modéle
non-linéaire indique que I'on est capable de fournir plus de puissance que ce qui est prédit
par le modele linéaire en condition d’invariance transitoire. Sur la figure donnant
I’évolution de la réactance X;, l'influence de la saturation croisée est notable. Lorsque
Pangle interne est grand le courant 1z atteint les valeurs importantes et on observe en
paralléle une diminution de la réactance X;. Lorsque 'angle interne est faible, le flux p,
est faible et la saturation de la réactance X; est moins marquée.

3,000
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1,7€5
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1,235
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882, 353E-3
705, 882E-3
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352,941E-3
176,471E-3
0.000

Induction magnéticue / Vecteur en T

Fig.IV.3.24 Zones de Saturation dans la machine pour - a) §=50° et b) 6=130°
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-16,667E-3

-27,778E-3

-38,889E-3
-50,000E-3

Potentiel vecteur An / Potentiel vecteur en Wh/m

Fig.IV.3.25 Trajets des flux dans la machine pour - a) §=50° et b) 5=150°

Tant que angle interne 6 ne dépasse pas 60°, les comportements des deux modeles sont
similaires. Pour les valeurs de 'angle & plus élevées, les courants calculés par le modéle
non linéaire sont nettement plus importants. Avec une tension au stator qui reste au quart
de la tension nominale, on observe néanmoins les effets de saturation. Le flux du circuit
inducteur étant imposé et le flux d’axe dI'étant également, cet essai revient a imposer le
flux de fuite entre ces deux circuits. Lorsque 'angle & augmente, I'écart entre les deux
flux augmente et méne a un flux de fuite devenant proche ou supérieur aux flux de ces
deux circuits. Les zones en matériau magnétique du chemin de passage de ce flux peuvent
donc atteindre la saturation et créent des courants trés importants.

Sur la Fig.1V.3.24-1V.3.25, pour le cas a)ou l'angle interne §vaut 50° (ia= -42.9 A, 1,=
-41.79 A et 1= 2.99), les flux des circuits fet d'sont de signes identiques et 'écart est faible.
Dans le cas b)ou I'angle interne §vaut 130° (7a=-860.90 A, 7,=-119.7 A et 1= 45.36 A) les
flux captés par les bobines sont de signes inverses et I'écart génere un flux de fuite
important qui engendre la saturation d'une partie du circuit magnétique.
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IV.3.3. Stabilité transitoire : modéle non-linéaire pour U = 400 [V]

Avec le stator connecté sous la tension composée de 400 [V], on choisit le flux wr qui

correspond a la valeur nominale. L’analyse de la stabilité transitoire est alors faite pour
un flux inducteur qui vaut 28 [Wh].

Dans la pratique, l'utilisation du modéle non-linéaire conduit a des valeurs treés
importantes du courant au stator. En conséquence, on ne peut pas tracer les courbes pour
toutes les valeurs de I'angle interne 6. De plus, le courant iz passant par zéro pour deux
valeurs de l'angle interne, il faut aussi enlever les valeurs correspondantes. Certaines
courbes sont alors peu lisibles.
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2000 - , —— 400 T ; ——i; modele linéaire
lq modéle linéaire —if modeéle non-linéaire
—. 1000 ——i_modéle non-linéaire ] — 300
< : <
- +— 200 Ff
g 0 5
§ § 100 +
-1000 ol
-2000 : : -100 - ‘ ‘
-200 -100 0 100 200 -200 -100 0 100 200
a[] a7
Fig.IV.3.32 Courant i, Fig.IV.3.33 Courant ir
%108 .. x10°
— 4 T T T © 20 | ——Q modéle linéaire
E ——P modéle linéaire 2, ———Q maodéle non-linéaire
o 2 ——P modéle non-linéaire e 15}
= =
B 9 unl
<, g1
0] Ve
2 @ 57
& I5]
w -2 5
@ s 0f
=1 7]
o =
-4 a -5
-200 -100 0 100 2( -200 -100 0 100 20
4[] d[°]
Fig.IV.3.34 Puissance active P Fig.IV.3.35 Puissance réactive @)
e 108 ——PQ modéle linéaire
E ——PQ modéle non-linéaire
£
2
o Of
&}
T
82
=
o
4 . : i i
-5 0 5 10 15 20
Puissance Reéactive [Var] «10°

Fig.IV.3.36 Diagramme PQ)

Dans cet essai la machine est tres saturée. On peut faire les mémes remarques que pour
la tension U=100 [V]. On atteint les limites définies pour le calcul des tableaux des flux,
notamment sur la courbe du courant 748 ot ce courant atteint la limite de -6000 [A]. Ceci
a pour conséquence que I'hypothése d’invariance transitoire qui suppose un flux gr
constant ne peut pas toujours étre satisfaite si les limites physiques liées a 'alimentation
du rotor de la machine ne lui permettent pas de fournir le courant demandé.
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IV.4. Simulation des transitoires en variation de
fréquence

Pour tester le modéele dynamique, une machine synchrone connectée en parallele
sur le réseau est soumise a un régime transitoire. Les développements précédents réalisés
en hypothése d’invariance transitoire servent de base pour l'analyse des résultats de
simulation. Le transitoire est généré en imposant un échelon sur la fréquence des tensions
du réseau. La fréquence du réseau passe ici de 50 Hz a 48.5 Hz ou a 45 Hz. La vitesse de
rotation du rotor est maintenant variable tandis que le couple fourni par le moteur
d’entrainement reste fixé pour ces essais.

Générateur

FigIV.4.1  Schéma simplifié d’une machine connectée sur le réseau (bus P infini)
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IV.4.1. Approche analytique

Une approche analytique préalable est menée pour prédire le comportement du
courant inducteur durant les transitoires provoqués par le réseau. La tension aux bornes
du circuit inducteur est supposée rester constante. Elle donne une premieére relation pour
le flux du circuit d’excitation yr:

dyy
Vf = Rflf + d_
.3 .

l/)f = Lflf + EMafld

L’expression du flux ws donne le courant 7z qui intervient dans 'équation de wr:

. Ya— Myis
ig=——-2%
Lg
3., 2
3 ll)d - Maflf 7Maf 3 af
Yr =Liy +3 “f( Ly ) r =1, |y ta, e
3,2
LI :L _?Maf
=l

L’expression du flux est introduite dans I'équation de la tension Vr:

_ d¢f d 3Maf L dip 3Mgpdyy

dir 3M dq
; ' f af ®¥d
Ve = Reir + L

=Ryt T L, dt

Pour observer ce qui se passe aux premiers instants du transitoire avec les parametres Vz
wa et Ir, la variation du courant inducteur a partir du régime initial est déduite de
I’équation précédente :

di 3M dll)
f af d
AV; = Redif + L
Vp = Redip + Ly + 2 Ly dt

La tension V¢ étant constante, sa variation est nulle AVr = 0. La variation du courant
inducteur est donc telle que :

dir 3M dpq
; / f af @¥d _
RrA L

A T L, dt

_ 3Masdipy dif
= ReAir + L
2 Ly dt 7 btlege
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Le flux pa s’exprime en fonction de & :

PYqg=1Ycosé

En faisant 'hypothese que 'amplitude du flux au stator ne change pas, seule la variation
de & compte et il reste :

3Mgp . dS _ , dif
Eﬁll) smé‘a = RfAlf + LfE
En définissant %, tel que :
K = 5 Mar
2 Ly

L’équation précédente se simplifie :
ke sin 82 = Reai; + 1,
Y sin gt - Refle+Le—

Pour les premiers instants du régime transitoire ou pour les régimes harmoniques dont la
période est petite devant la constante de temps du circuit, il reste principalement :

cbsins 38 _ o di
bsin dt ~ Tdt

On obtient par intégration, une expression de la variation du courant inducteur -

Aif = ——-cos §
i m cos

Pour les régimes harmoniques dont la période est grande devant la constante de temps du
circuit, 1l reste :

s dé i
S n —_— =
ks si T R¢Aig
Soit pour la variation du courant :

, dé
Aiy = kl/)/RfE sind

Ces deux expressions sont trés différentes et montrent 'importance de la dynamique des
phénomeénes vis-a-vis des constantes de temps de la machine.
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IV.4.2. Simulation du transitoire sous tension U = 100 [V]

Le point de fonctionnement initial est tel que la tension appliquée au stator vaut 100V
et que 'angle interne & vaut -49°. On fait chuter la fréquence en baissant sa valeur de 3%
a l'instant t = 1s. Ce transitoire a pour but de faire dépasser la valeur de 90° a I'angle det

de vérifier si la machine reste stable.
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L’amplitude de la tension reste constante (U= 100 V), mais comme l’angle interne
& varie, les composantes de la tension va et v, changent (Fig.IV.4.6). Bien que le calcul
analytique précédent soit basé sur les inductances linéaires, il prévoit bien la forme du
courant Ir obtenue par simulation du modéle non-linéaire (Fig./V.4.12 et Fig.IV.4.13).

Méme-si I'hypotheése du flux yr constant ne peut pas étre tenue du fait d'un régime

transitoire de période trop élevée, la machine reste stable aprés que l'angle interne
dépasse 90° (Fig.1V.4.4 et Fig.IV.4.5).

15

k*sin(8)*dé/dt

—
o

f

Courant [A]
wn

o

&

1 1.2 1.4 1.6
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Fig.IV.4.20  Courant ir simulé et terme ksin6do/dt

L’utilisation des diagrammes vectoriels pour analyser I'état physique de la machine
permet de suivre I’évolution des parameétres de la machine comme représenté a 'aide des
figures (Fig.IV.4.21 et Fig.IV.4.29).
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Les Fig.1V.4.21 et Fig.IV.4.22 montrent comment 'angle interne et la vitesse mécanique
changent au fil du temps :

1- Dans un premier temps, avec le régime établi en fonctionnement générateur, le
rotor tourne a la méme vitesse que le vecteur tension v.
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2_

Le transitoire commence avec un échelon baissant la fréquence de la tension du
réseau. Le rotor tournant alors plus vite que la vitesse de rotation du vecteur V,
Pangle interne augmente. Ceci engendre 'augmentation du couple produit qui
s’oppose au couple du moteur d’entrainement du rotor. La vitesse mécanique se met
a baisser.

La vitesse continue a baisser et dépasse la vitesse de la rotation du vecteur V a
cause de I'inertie du rotor. L’angle interne & dépasse la valeur 6=90 °. Aprés avoir
atteint la valeur créte, le couple commence a baisser pour retrouver un nouveau
couple d’équilibre.

Un point d’équilibre est atteint avec un angle interne plus petit. La machine fournit
néanmoins le méme couple résistif qu'avant le régime transitoire. Le couple du
moteur d’entrainement est resté inchangé.
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IV.4.3. Simulation du transitoire sous tension U = 400 [V]

La simulation commence au point nominal. Le stator est donc connecté sous la

tension nominale qui vaut U= 400 V. Les flux waet ypr sont alors 4 fois plus grands qu’au
paragraphe précédent. Le régime transitoire est déclenché par la méme perturbation de
fréquence du réseau qui passe de 50 a 48,5 Hz.
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La baisse brutale de fréquence cause l'oscillation des parameétres a une période assez faible
valant environ 120 ms (=8 Hz) et définie par la variation de la vitesse mécanique.

Avec une perturbation similaire, la variation de 'angle interne observée sous tension
nominale est moins importante que dans le cas précedent sous faible tension. La baisse de
fréquence provoque aussi une augmentation de 'angle (en valeur absolue) mais elle reste
faible car la vitesse du rotor de met a diminuer rapidement.

Avec une connexion du stator sous une tension plus forte, la variation de couple de la
machine est plus grande et provoque des accélérations plus fortes en valeur absolue.

Les valeurs des flux yret wq évoluent peu par rapport a leurs valeurs initiales.

Pour ce point de fonctionnement ou l'angle interne présente une valeur nominale
relativement petite, les perturbations risquant de causer l'instabilité de la machine
doivent étre plus grandes que celle appliquée ici.
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IV.4.4. Simulation en grande perturbation

La simulation commence au point nominal et le régime transitoire est déclenché par
une perturbation de la fréquence plus importante qui passe de 50 Hz a 45 Hz a partir de t
= 2s.
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Avec une perturbation plus importante, I'angle interne présente des variations plus
grandes. Il varie entre le fonctionnement générateur (6 < 0) et le fonctionnement
légérement moteur (6 > 0). Les courbes présentent des irrégularités car le courant
inducteur atteint les valeurs trés petites et veut circuler dans le sens opposé a la tension
Vz Le circuit inducteur est alimenté par un pont de diodes qui empéche le courant
inducteur d’atteindre des valeurs négatives.

Le flux yr varie, mais cette variation du flux est petite par rapport a la valeur moyenne

de ce flux.
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IV.4.5. Simulation du transitoire avec une inertie plus grande

Linertie des masses tournantes est multipliée par 1.2 pour voir comment cela
influence la stabilité de la machine. La perturbation est la méme que dans le paragraphe
1V.4.2. avec la fréquence qui passe de 50 a 48,5 Hz a partir de t = 2s. Les conditions
initiales sont aussi celles de IV.4.2 avec une tension stator U = 100V.
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L’augmentation de l'inertie rend le systéme moins stable. Le rotor réagit plus lentement
et ne peut pas changer sa vitesse assez rapidement pour s’adapter a la nouvelle vitesse de
synchronisme. Le systéme devient instable.
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IV.5.

Simulation des transitoires en variation de tension

IV.5.1. Simulation des transitoires en variation de tension

Le départ pour cette simulation est au point nominal avec U= 400 [V], cos¢=0.8, N =

1500 tr/min et le régime transitoire est créé a partir de t =1s par un creux de tension de

200 ms durant lequel la tension du réseau baisse a 0 V. On revient ensuite a la tension

nominale.
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Au début du régime transitoire, la vitesse baisse, parce qu’on a une valeur importante de
couple de freinage produit par la machine. Ce couple vient du fait que pendant les premiers
instants du creux de tension on a encore du flux dans les bobines du stator pendant que
les courants atteignent des valeurs importantes. Une fois que les flux sont nuls, il n'y a
plus de couple de freinage et la vitesse peut recommencer a augmenter.

La vitesse du rotor ayant beaucoup baissé, 'angle interne est devenu positif et dépasse ici
120°. La remontée de la vitesse a la disparition du couple de freinage de la machine permet
a I'angle de reprendre des valeurs négatives.

Au retour de la tension nominale, a t=1,2 s, les variations de vitesse se répercutent sur la
valeur de I'angle interne et du couple pour générer des oscillations qui durent bien apres
la fin de la perturbation.

Le temps de retour de la valeur nominale de la tension (critical clearing time [4]) est
primordial pour garder la machine stable. Si la chute de tension dure trop longtemps, la
machine devient instable. Sur les courbes qui présentent les flux et les courants, on peut
noter les faibles valeurs des constantes de temps électriques en comparaison des valeurs
fortes des constantes de temps mécaniques.
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IV.5.2. Simulation du creux de tension - décrochage

Cette simulation est faite a partir du point nominal avec U= 400 [V], cos9=0.8, N
=1500 tr/min. La perturbation est un creux de tension de 3 s. A partir de t=1 [s], la tension
du réseau baisse a 0 V et y reste pendant 3 s. Apres 3 s, la valeur initiale de la tension est
rétablie.
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Fig.1V.5.23 Courant ir Fig.IV.5.24 Flux ya et yy
4
4z 10
T, INm]

E. 2 Tmoteur[Nm]
2 o
3
O -2

-4

1 2 3 4 5
Temps [s]

HgIV525 Coap]es T. et Tmoteur

Comme précédemment, la vitesse commence par baisser immédiatement aprés la chute de
tension sous l'effet du couple résistant de la machine mais elle se met ensuite a augmenter
lorsque ce couple disparait jusqu’a atteindre des valeurs élevées.

On voit ici que si on n'enléve pas le défaut assez vite, ou si le couple du moteur
d’entrainement de baisse pas rapidement, la vitesse du rotor augmente, la machine
devient instable et le systéme quitte le synchronisme.
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IV.6. Conclusions

Ce chapitre sur la stabilité permet de montrer I'intérét de la mise en oceuvre du modele
proposé et de sa simulation. Pour des machines de puissances relativement faibles, les
constantes de temps ne permettent pas de s’assurer de la validité des hypothéses requises
pour les analyses en invariance transitoire. Il est donc nécessaire de recourir a un outil de
simulation aisément utilisable. Les simulations montrent cependant que si ’hypothése du
maintien d’'un flux inducteur yr a une valeur constante n’est pas bien réalisée, on peut
observer, comme cela est prédit dans 'analyse en invariance transitoire, une stabilisation
de la machine en simulation dynamique avec 'angle interne 6 qui dépasse largement 90°.

Dans le cas de variation de fréquence, une grande inertie peut rendre le comportement
de la machine moins stable, le couple produit restant indépendant de ce paramétre, il
arrivera un moment ou le rotor n’arrivera pas accélérer ou a ralentir assez vite ce qui
conduira a une situation ou la machine décrochera plus facilement.
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Chapitre V : Excitatrice et pont a diodes triphasé

V.1. Introduction

Apreés avoir analysé l'influence de la saturation sur le générateur synchrone seul,
nous nous intéressons dans ce chapitre a la modélisation et a la simulation de '’ensemble
« excitatrice-pont a diode triphasé-machine principale ». Les méthodes existantes de
modélisation de cet ensemble seront présentées. De cette étude se dégageront les
avantages et les inconvénients de chacune des méthodes.

Nous allons dans la suite modéliser I'excitatrice et le pont a diode triphasé.
L’analyse des courbes des courants montrera que les modeles développés pour la machine
principale ne peuvent pas étre adaptés pour lexcitatrice. En conséquence nous
proposerons un modele pour Pexcitatrice ayant I'avantage de prise en compte plusieurs
harmonique d’espace. Nous analyserons également les différentes possibilités de
modélisation du pont a diode triphasé. Nous verrons ensuite que la connexion entre le
modéle de I'excitatrice, le modéle du pont a diode et le modéle du générateur synchrone
représente un défi en soi. La bonne connaissance de la physique derriére chaque modéle,
nous permettra de mettre ces trois modeles ensemble.

Nous finirons ce chapitre par I’étude des régimes transitoires de cet ensemble. Nous
regarderons les résultats de la simulation du court-circuit a vitesse constante puis a
vitesse variable. Cette analyse est intéressante pour voir a quel point le défaut au stator
de la machine principale parcourt tout le systéme jusqu’au circuit inducteur de
Pexcitatrice.

V.2. Systemes d’excitation

Le systéme d’excitation a pour but d’alimenter et réguler le courant inducteur de
la machine principale. Il est construit a partir d'une excitatrice (appelée aussi excitateur)
et le régulateur de la tension (AVR - Automatic Voltage Controller) ou le régulateur de
facteur de puissance. L’excitatrice prend généralement 0.2 a 0.8 % de la puissance active
nominale de la machine principale. Pour les grands générateurs ceci se traduit par une
puissance de l'ordre de plusieurs MW. La tension nominale de l'excitatrice dépasse
rarement 1000 [V]. Si la tension dépasse cette valeur cela force le constructeur a élever le
niveau d’isolation pour le bobinage inducteur [1].

V.2.1. Types d’excitatrice

Généralement les excitateurs sont divisés en deux groupes : rotatifs et statiques.
Les excitatrices rotatives de la figure FigV.2. 1. alimentent la machine principale par
I'intermédiaire de générateurs a courant continu ou de générateurs a courant alternatif
suivis d'un redresseur.

Les générateurs a courant continu sont employés pour certaines applications de
faibles puissances. Ces générateurs sont mis en cascade pour obtenir la tension nécessaire
pour l'excitation de la machine principale. Des probléemes de commutation empéchent
d’'utiliser ce type de structure pour les grands générateurs. La cascade de plusieurs
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machines a courant continu dégrade les propriétés dynamiques du systeme rendant la
constante de temps du systeme plus longue. En conséquence, de nos jours les excitateurs
a courant continu ont été remplacés par les excitateurs a courant alternatif qui sont plus
simples et robustes. Cette transition a été possible grace au progreés en électronique de
puissance qui permet d’utiliser des redresseurs en série avec les excitateurs.

L’excitateur sur la figure Fig.V.2.1.(b) utilise une machine a réluctance qui
fonctionne & une fréquence d’environ 500-600 [Hz] pour faciliter le redressement. Dans
cette excitatrice les deux bobinages (DC et AC) se situent sur le stator. Un des
inconvénients de ce systéme est d’utiliser les bagues a la sortie du pont a diode pour
alimenter l'entrée du circuit inducteur du générateur synchrone. De plus ce type
d’excitateur est assez grand. La taille de la machine résulte du fonctionnement physique
de ce type de machine. Pour induire la force électromotrice, il faut que les flux changent
avec le changement de la réluctance du circuit magnétique pendant la rotation de la
machine et ce changement apparait en raison de la saillance de la machine [2].

L’excitatrice & courant alternatif sur la figure Fig.V.2.1.(c) n’a pas de bagues.
L’excitation de la machine principale est faite par l'intermédiaire d’'une machine
synchrone inversée (inside-out synchronous machine) avec son circuit d’excitation au
stator et son circuit d'induit au rotor. Les courants induits sont redressés par un pont a
diode qui est aussi fixé sur le méme rotor. Une limitation de ce type d’excitateur est que le
réglage de I'alimentation du circuit inducteur de la machine principale ne peut se faire
que par lintermédiaire de la tension d’excitation de l'excitatrice. Cela augmente la
constante de temps du systéme qui devient moins réactif. Parfois pour résoudre ce
probléeme, les diodes sont remplacées par les thyristors et ceci donne la possibilité de
controler 'angle de commande du pont. Dans le cadre de cette these le systéme d’excitation
avec la machine synchrone inversée a été étudié.

AE EXC BAG GS

];/é\ §/ E.E_Kftx.—

3 ) | Lrv-v-u
\ i o
f : | SR &"/D_J - "*
AVR
(a) (b) (0
Fig.V.2.1. Systéme d'excitation rotatifs : (a) machine d’excitation a courant continu ; (b)

machine d’excitation a reluctance suivie d'un redresseur; (¢c) machine synchrone inversée suivi
d’un redresseur. GP, générateur synchrone ; BAG, bagues ; EXC, excitatrice s AE, excitatrice

auxiliaire ; RR, redresseur rotatif [1]

Page | 163



Chapitre V : Excitatrice et pont a diodes triphasé

V.2.2. Etat de I'art de la modélisation de la machine d’excitation
suivie d'un pont a diode triphasé

La modélisation de I'excitatrice suivie d'un pont a diode a été menée par au moins trois
facons différentes que nous allons présenter maintenant. La maniére la plus simple
consiste a établir une relation linéaire entre par le courant inducteur de I'excitatrice et la
tension d’excitation de la machine principale :

Vf = k " Rf " If—exc (Vl)

Ce modele simplifié est lié directement au modeéle de la machine principale avec le
régulateur PID en négligeant I'excitatrice et le pont a diodes. Cette fagon de modéliser
permet de construire rapidement le modéle pour les simulations, mais ne représente pas
bien la dynamique du systéme en déformant les constantes de temps et « idéalise » la
tension de l'excitation V: qui est loin d’étre une constante dans la réalité.

Une deuxieme facon de modéliser cette partie du groupe électrogéne consiste a
remplacer l'excitatrice par un simple transformateur monophasé et le pont a diode
triphasé par deux diodes comme sur la figure Fig.V.2.2ci-dessous :

[ ]
)
[ ]
[ ]
]
: Ly
: f—exc Rf—e.xc a
i ¥ X ’
: MS'J.'C b
: ‘f-axc [r—
[ ]
E Lf—exe c
H _: f——)
i
]
[ ]
]
. Transformateur
Excitatrice
Fig V.22 Modéle de I'excitatrice suivie d’un pont a diode simplifié

Avec:

= Vgexe - tension du circuit inducteur de I'excitatrice, Vr tension d’excitation de la
machine principale,

= FEM - tension induite de rotation,

" Jrexe - courant du circuit inducteur de lexcitatrice, Is-exc courant de l'induit de
I'excitatrice, ir courant d’excitation de la machine principale,
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Rrexe - résistance du circuit inducteur de 'excitatrice, Rs-exc résistance de I'induit de
I'excitatrice,

Lrexe — inductance propre du circuit inducteur de l’excitatrice, Lsexc inductance
propre de I'induit de I'excitatrice, Mexe — mutuelle entre le circuit du stator et le

circuit de rotor de 'excitatrice
D1 et D2 — diodes.

Ce modeéle présente plusieurs avantages par rapport a une simple relation linéaire entre
le courant inducteur de I'excitatrice et la tension d’excitation de la machine principale :

Il est excité en tension

La force électromotrice modélise la tension induite dans I'induit de 'excitatrice due
a la rotation

Il y a une interaction entre le circuit inducteur et le circuit de I'induit représenté
par un simple transformateur avec 'enroulement primaire (circuit du stator) et
I'enroulement secondaire (circuit du rotor)

Les diodes au secondaire du transformateur permettent de modéliser partiellement
le redressement des courants et le fonctionnement du systéme en roue libre.

Ce modele de I'excitatrice est décrit avec deux équations suivantes :

dis_ dig_
. f—exc
Vexc = Rf—exc “lr_exc + Lf—exc T + Meyc % (V'Z)

, dis_ dif—exc
Vf = Rs_exc " Is—exc T Ls—exc % + Mech + FEM (V.3)
FEM =K - is—exc(Mexc ' if—exc — Lg_exc” is—exc) (V.4)

Avec la constante K qui est liée a la vitesse de la rotation.

Ce modele de I'excitatrice et du pont a diodes se résume en deux équations différentielles,
une pour le primaire du transformateur et une pour le secondaire du transformateur. Ces

deux équations s’ajoutent aux équations de la machine principale.

Une troisiéeme fagon consiste a utiliser des blocs de la bibliotheque de Simulink

«Simscape ».
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EXC
Pe_Exc <Blecwical powar Fe (W)= E /
/\ Bt Reference
wvoltage
| (pu)
w = Voltage
—— \‘ PN Regulator :
“Feld qument itl (A i i . Exciter
System
8.1 kvia
400V
1f(A) nJ TRA i
vi(v) F+ =
L —
Prmec Diesel ergine s
Synchronous - CA
Generator Frel - = P el
ZMVA Connection Deu!;ngne speed

400y, Speed Regulator

v =

Fig.V.2.3. Schéma de simulation en Simulink. EXC, excitatrice ; CA, charge auxiliaire ; RR,

redresseur  pont a diode triphasé ; MP, machine principale ; TRA, transformateur

Ce type de modéle présente plusieurs avantages :

e Il permet de bien visualiser le systéme, il est donc plus « user-friendly ».

e Il permet de récupérer les courants et les tensions de I'induit de 'excitatrice

e Les blocs de I'excitatrice et du pont a diode sont préfabriqués, il suffit donc d’entrer
les parameétres de notre systéme

Cependant cette modélisation contient beaucoup d’hypotheses simplificatrices ainsi
que des blocs « exotiques » pour que le programme puisse éviter les probléemes de nature
numérique. On observe que la sortie du bloc de I'excitatrice est connectée a 'entrée du
pont a diode ainsi qua une charge auxiliaire (CA sur la figure). Les courants qui
parcourent cette charge auxiliaire sont importants. La suppression des blocs du
transformateur et de la charge auxiliaire engendre des problémes numériques. De plus les
modeles de l'excitatrice et de la machine principale sont basées sur les modéles dq
classiques. Le modéle dq proposé ne peut pas bien décrire le comportement de I'excitatrice
car i1l repose sur I'’hypothése que les distributions des forces magnétomotrices dans la
machine sont sinusoidales. Nous verrons plus tard dans ce chapitre, que cette hypothese
ne correspond pas a la situation étudiée. Pour bien modéliser les interactions entre
Pexcitatrice, le pont a diode triphasé et la machine principale, il faut bien analyser la
physique de chaque composant.
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V.3. Modélisation de ’excitatrice

V.3.1. Introduction

L’excitatrice (appelée aussi I'excitateur) a comme objectif dans le systéme de
délivrer la tension de I'excitation a la machine principale par 'intermédiaire d'un pont a
diodes. Dans le cas de la machine synchrone inversée I'excitation se trouve au stator et
I'induit se trouve au rotor.

Fig.V.3.1. Modéle EF de l'excitatrice

L’excitatrice a cing paires de pdles. Pour une vitesse mécanique nme.= 1500 t/m
(imposée par la machine principale et par la fréquence de réseau), la vitesse électrique de
Pexcitatrice vaut :

211 rad
Welec—exc = pexcnmec% = 785.40 [T] (V.5)

Cette vitesse électrique correspond a une fréquence électrique de 125 [Hz]. Une premiére
conséquence pour 'analyse est qu’il faut appliquer un pas de temps 2.5 fois plus petit que
dans le cas de la machine principale pour simuler le fonctionnement transitoire. Ceci
allonge le temps de calcul numérique.

Page | 167



Chapitre V : Excitatrice et pont a diodes triphasé

V.3.2. Modélisation de l'excitatrice

D’un point de vue systéme l'excitatrice est représentée par un bloc (figure Fig.V.3.1)
dont les entrées et sorties sont définies comme pour I'alternateur principal.

Les entrées sont les tensions et la vitesse :

®  tensions Vaiexe, Vi-exc €6 Veexe qui sont liées a la charge connectée a 'induit de cette
machine,

=  tension vrexede I'inducteur de 'excitatrice,

" wmeé la vitesse mécanique du rotor.

Les sorties sont les courants :
» courants d'induits laexc, lbexe €t lcexe qui sont repris apres par le modele de

Iexcitatrice,
= courant inducteur de l'excitatrice.

Vabc—exc Iabc—ex.:
——
Vf-exc
—>
wméc I'f-exc
—>

Fig.V.3.2. Entrées et sorties de I'excitatrice

L’excitatrice étudiée est une machine dans laquelle les distributions des forces
magnétomotrices ne sont pas sinusoidales. Les courants d’induit étant redressés par le
pont a diodes, il n’est pas nécessaire que les sorties de 'excitatrice (courant et flux) soient
sinusoidales. Sur les courbes ci-dessous (figures Fig.V.3.34 Fig.V.5.6), nous pouvons voir
les formes d’'ondes des parameétres électriques de cette machine en régime établi quand la
machine est connectée a une charge purement résistive.
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- 2.51 :
T4 — e | g
: S 2BAANAAAAAAN
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0 ' : 2.5
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Fig.V.3.8. Courant inducteur de Fig.V.3.4. Flux inducteur de I'excitatrice
lexcitatrice ifexc Wtexc
0.2 v
z =
g 2 0
S 5
8 o
-10 ' : -0.2
0.8 0.805 0.81 0.815 0.8 0.805 0.81 0.815
Temps [s] Temps [s]
Fig.V.8.56. Courant d’induit de Fig.V.3.6. Courant d’induit de
l'excitatrice Is-exc l'excitatrice Wa-exc

L’observation des formes d’ondes non sinusoidales des courants nous améne a ne pas
retenir la modélisation dq pour cette machine. Méme le courant inducteur de 'excitatrice
en régime établi subit des variations a cause des effets d’encoches

Il serait possible de reprendre le modéle basé sur I'inversion de la relation flux-courant

en abc. Cette modélisation repose sur les flux qui dépendent de 4 courants et de la position
du rotor [3] :

¢'exc = fl (ia—exc' ib—exc' ic—exc: ifield—exc' gmec) (V~6)

Cependant ce type de modélisation est long a faire pour la variété des transitoires qu’on
simule. Avec la complexité de la forme d’onde de I'excitatrice, la fabrication des tableaux
en fonction des courants et de la position du rotor prendrait trop de temps CPU.

Nous allons chercher ici a adapter 'approche classique en abc utilisée pour les
machines synchrones. Dans l'approche classique les valeurs des inductances changent
avec la rotation du rotor. A chaque pas de simulation il faut recalculer toutes les
inductances et inverser la matrice des inductances. Dans le cas classique ou les
distributions des forces magnétomotrices sont supposées sinusoidales, le modeéle se base
sur 'expression des inductances par des formules simples. Dans notre cas la modélisation
consistera a évaluer des valeurs de chaque inductance pour différentes positions du rotor
sur un pas polaire.
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Selon [4][5][6], on obtient la valeur de I'inductance en fonction de la position de rotor :

L = f2(Omec) (V.7)

Ces valeurs sont stockées dans les tableaux (LUT - LookUP tables). A chaque pas de
simulation, une interpolation linéaire est faite pour obtenir une bonne valeur de
I'inductance. Connaissant deux valeurs discrétes de la position rotorique (B0 et 01),
I'inductance pour chaque angle entre 0o et 01 est calculée :

pour 6, < 6 <6, (V.8)
Ly — Lo

L(O) =Ly+ (6—6,) V.9
61 — 6o

Les inductances a I'issue des simulations du modeéle EF de I'excitatrice sont tracées sur
les figures Fig. V.3.7a Fig.V.3.10.

-3

_ %107 5335 x10 La—exc
T4 | .
° Y P 8 3.3
o c
c @ 3.25¢
;2 _La—exc O
S 3 32
© c
=) - = 3.15

0 50 100 150 200 0 50 100 150 200

angle [°] angle [°]
Fig.V.3.7. Inductance propre du circuit d’induit de l'excitatrice

i T 1.1 _Lf-exc

§ - ] § 1.09

- T Tfexc ©

505 € 1.08

2 2

0 —1.07
0 100 200 300 400 0 100 200 300 400
angle []

angle [°]

Fig.V.3.8. Inductance propre du circuit inducteur de l'excitatrice
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o
—

af-exc

Inductance [H]
o

=
—

o

100 200 300 400
angle [°]

Fig.V.3.9. Inductance mutuelle entre le circuit d’induit et le circuit inducteur de I'excitatrice

%107

Inductance [H]

0 50 100 150 200
angle [°]

Fig.V.3.10. Inductance mutuelle entre les circuits d’induit de I'excitatrice

Si on compare ces valeurs aux valeurs d'inductances issues des formules que 1'on trouve
dans la littérature, on voit rapidement que la différence est importante :

L, =Lyq + Lpy cos 20,0, (V.10)

Ly = const (V.11)

Mgy = —0.5 Ly + Ly cos 204, (V.12)
Myr = Mgg cos Ogpec (V.13)

L’inductance propre du circuit inducteur est variable mais la fluctuation reste inférieure
a 2%. L'inductance propre des bobines de I'induit peut étre considérée comme constante.
Les mutuelles de I'excitatrice ne sont pas de forme sinusoidale.
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V.3.3. Validation du modele de 'excitatrice

Pour simuler le fonctionnement de I'excitatrice il faut intégrer le systéme d’équations
suivant :

(Y] = 1~ 11 10 (V.14)

Les courants sont calculés grace a l'inversion de la matrice des inductances qui est
recalculée a chaque pas de simulation:

[i] = L7 (&[] (V.15)

Le schéma général est indiqué sur la figure Fig. V.3.11.

V] dt f [¥] [i]
a > >

P¢w [L=1(0)]

[R][E]

dVAYAYad

Fig.V.3.11. Diagramme général pour simuler les transitoires de l'excitatrice

Pour valider ce modéle de I'excitatrice, la comparaison avec la simulation d'un modele EF
est faite. A l'entrée du systéme on applique des tensions sinusoidales et la simulation
donne les courants en sortie. La tension aux bornes du circuit inducteur est maintenue a
15 [V] et le rotor de la machine tourne a la vitesse de 1500 [tours/min].
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Fig.V.3.12. Comparaison du courant Fig.V.3.13. Comparaison du courant dinduit
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Fig.V.8.15. Comparaison du courant

Fig.V.3.14. Comparaison du courant inducteur if-exc de l'excitatrice - ZOOM

inducteur if-exc de l'excitatrice

Les courbes proposées aux figures Fig. V.3.12a Fig. V.3. 15 montrent que le modéle proposé
permet d’obtenir des résultats comparables avec ceux du modele EF. La simulation du
modeéle utilisant la MEF est lente, car il faut appliquer un pas de temps trés petit pour
simuler correctement le fonctionnement de cette machine.

Page | 173



Chapitre V : Excitatrice et pont a diodes triphasé

V.4. Modélisation et association du pont a diodes avec
lexcitatrice

La modélisation du pont a diodes peut sembler relativement classique mais doit
néanmoins permettre une bonne association avec les modéles existants et ceci peut avoir
différents degrés de complexité. Pour bien intégrer le modele du pont a diodes dans le
systéeme, la modélisation avec les équations générales sera d’abord présentée. Ensuite
deux méthodes d’'intégration du pont a diode basées sur le logiciel Simulink seront
détaillées.

V.4.1. Association du pont a diodes avec I'excitatrice

Le montage électrique de I'excitatrice, du pont a diodes et du circuit inducteur de
la machine principale est représenté sur la Fig. V.4.1. Il apparait bien que le pont est placé
entre I'induit de 'excitatrice et le circuit inducteur de la machine principale.

Pour la modélisation du pont, cette situation va se traduire par une contrainte sur les
interfaces du pont qui devront étre compatibles avec celles des modéles de ces machines.

dwafexc o
dt Xry §re Fro A
m Rsfexc Rdl Rdz RdS
O—WA

dwb—exc

A Rsexc

) 'A'A" Ve
AYc_exc

f-dt\ Rsexc

Y

\_/ ?Rda, ?Rds ?Rds

0

Fig.V.4.1. Schéma électrique du pont a diode connecté a I'excitatrice

L'utilisation du modéle de la machine synchrone développé sous Simulink étant requise,
il faut prendre en compte le fait que ce modele utilise comme entrées les trois tensions
alternatives appliquées a l'induit et une tension DC pour le circuit inducteur. En
complément, il a comme sorties les trois courants circulant dans les trois bobines de
I'induit et le courant du circuit inducteur. Le modéle du pont doit s’adapter a ces entrées
et sorties définies pour les machines.
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Le c6té AC du pont a diodes étant connecté a I'induit de I'excitatrice, il aura comme entrée
les courants qui sont les sorties du modéle de la machine et il aura comme sorties les
tensions alternatives qui serviront d’entrées pour I'excitatrice.

Le c6té DC du pont étant connecté au circuit inducteur de la machine principale, il aura
comme entrée le courant inducteur donné par la sortie du modele de la machine principale
et il fournira la tension DC du pont qui sera utilisée comme entrée pour le circuit inducteur
de la machine principale.

Un des buts de cette thése est de créer un outil qui est facilement réutilisé par d’autres
ingénieurs. En conséquence, deux méthodes pour intégrer le pont a diodes en utilisant le
logiciel Simulink sont étudiées.

V.4.2. Modélisation du pont a diodes avec Simulink - premiere
méthode

En tenant compte des choix faits sur les interfaces pour rendre le modeéle Simulink
du pont compatible avec celui des machines, le bloc représentant le modele du pont
cherchera a avoir les entrées et sorties indiquées sur la figure Fig. V.4.2.

Les grandeurs en entrées sont les quatre courants :
ia-exc, ib-exc, lc-exc €t 1de
Les grandeurs de sortie sont les quatre tensions :

Va-exc, Vb-exc, Vc-exc et vdc

[o1]
&
o
=
i
m

Fig.V.4.2. Bloc Simulink représentant le pont triphasé a diode

La mise en équations utilisant les données de l'interface d’entrée sera faite a partir de
Panalyse du schéma électrique.

Il apparait cependant que la situation qui consiste a devoir faire fonctionner le pont de
diodes en imposant simultanément les courants tant du c6té AC que du c6té DC peut
mener a une difficulté quant au respect de la loi des noeuds pour les circuits électriques.
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Sur le schéma électrique du pont & diodes (Fig. V.4. 1), en fonctionnement classique, le
courant fourni du c6té DC par les trois cathodes est défini a partir des courants alternatifs
et il peut étre différent du courant DC dont la valeur est théoriquement quelconque. Pour
laisser une liberté de principe a la définition des quatre courants de I'interface d’entrée,
on introduit dans le modéle un circuit en paralléle sur les bras du pont en faisant
intervenir une résistance. La Fig. IV.4.3 indique la localisation de cette résistance
auxiliaire notée K, qui sera traversée par un courant noté i.

icafho idc
= - o

ia—exc * * * . A

= io
ib—exc

) Ro VdC

i.c—exf:
=

t + t | |

Fig.V.4.3. Pont a diode avec la résistance auxiliaire R,

La modélisation du pont a diodes sous forme circuit est faite en représentant chaque
diode par une simple résistance. L’état passant de la diode correspond a une faible valeur
de résistance. L’état bloqué correspond a une forte valeur de résistance. Ce choix de
modélisation est simple et n’ajoute pas d’équations différentielles a résoudre. A chaque
pas de simulation, il faut vérifier la tension entre 'anode et la cathode de chaque diode
pour définir son état et en déduire la résistance.

La premiére partie consiste a calculer les courants circulant dans les six diodes. Il faut
donc établir six relations.

On écrit d’abord trois équations issues de la loi des nceuds d’entrée AC :

lg—exc = ta1 — lda (V.16)
lp—exc = laz — las (V.17)
lc—exc = laz — lae (V.18)

On écrit ensuite la loi des mailles pour les trois bras en tenant compte de la loi des noeuds
a la sortie DC :
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idC = idl + idZ + id3 - io (V19)

Ceci permet d’avoir trois nouvelles équations :

Raiiar + Raalqs = —Ro(ia1 + iaz + a3 — lac) (V.20)
Raziaz + Rasias = =Ry (igr + gz + lgz — lac) (V.21)
Rasigz + Raslas = —Ro(iq1 + iaz +iaz — lac) (V.22)

Ce systéeme de six équations est résolu numériquement a chaque pas de temps pour
calculer les six courants dans les diodes. Une boucle locale est réalisée pour résoudre
Paspect non linéaire lié aux valeurs des résistances des diodes du pont.

Pour simplifier le calcul numérique de la boucle locale et réduire le temps de simulation,
il est aussi possible de définir directement les diodes passantes a partir des signes des
courants a 'entrée AC.

Ceci permet d’avoir pour chaque bras :
Sl laexc > 0 alors 1a1 = laexc €t 1laa= 0
Sl ia-exc S O alOI’S idl = O et id4 = ia'exc

On introduit I'état d'un bras de pont directement a partir du signe de chaque courant
alternatif -

Sl laexe > 0 alors etata =1
1 la-exe < 0 alors etata =0

Il permet de déduire le courant de sortie au point a cathodes communes :

lcatho = lg—exc " €taty + p_exc " €Aty + i_oxc * €tat, (V.23)

Le courant circulant dans la résistance auxiliaire s’écrit :

lo = lcatho — Lldc (V.24)

Il permet de déduire la tension de sortie va du coté DC :
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Ve = R, (icatho - idc) (V.25)

Il faut ajouter que la valeur ainsi calculée peut devenir négative si le courant imposé du
coté DC est plus important que le courant issu des trois cathodes. Cette situation n’est pas
réaliste car le pont ne peut accepter une tension de sortie DC négative sans mettre en
conduction les bras de pont, il se comporte alors comme un court-circuit triphasé.

Pour tenir compte de ce cas et mieux représenter le fonctionnement, il est ajouté un test
sur la valeur de la tension de sortie :

s1vdac< 0 alors va.=0

Pour obtenir les tensions du c6té AC, en utilisant ’hypothése que leur somme est nulle,
on exprime les tensions simples a I'aide des états des bras :

etat, + etat, + etat,
Va-exc = (etata - ) *Vdc

3 (V.26)
etat, + etat, + etat,

Vp_exc = (etatb - 3 ) *V4c V.27)
etat, + etat, + etat,

Ve_oxe = (etatc - 3 ) *V4c (V.28)

Test du Modéle

Le modéle réalisé est testé sur un cas simple. Son entrée est connectée a une source de
courants et sa sortie est reliée a une résistance de charge comme sur la figure Fig.V.4.4.

SOURCES DE COURANT PONT DE DIODES RESISTANCE

Fig.V.4.4. Schéma utilisé pour le test du modéle
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Pour des courants alternatifs ayant une amplitude de 10 A, une résistance auxiliaire Ro

de 5000 Q et une résistance de charge a la sortie de pont a diode Frde 3 Q, on obtient les
tensions tracées aux figures suivantes :

40 — v 40
—_ a-exc —_
> R Y Vi Y Ve VA v, > 20
5 % 5
3 3 0
e 2 20
-20 : - -40 : -
0.7 0.71 0.72 0.73 0.7 0.71 0.72 0.73
Temps [s] Temps [s]
Fig.V.4.56. Tensions va-exc et vic Fig.V.4.6. Tension vap-exc
10 ~ T~ ~ x107
< —
ﬂ f \ .
2 — laex = —
8 if 8 2+ ch
-10 : ' 0 ' '
0.7 0.71 0.72 0.73 0.7 0.71 0.72 0.73
Temps [s] Temps [s]
Fig.V.4.7. Courants Ia-exc et Idc Fig.V.4.8. Courant i,

Les formes d’'ondes des signaux obtenus correspondent tout a fait a ce qui est attendu. Le
courant traversant la résistance auxiliaire est trés faible et ne perturbe pas les résultats.

V.4.3. Modélisation du pont a diodes avec Simulink - deuxieme
méthode

La deuxiéme méthode pour la modélisation du pont de diodes consiste a utiliser les
blocs de la bibliothéque Simscape qui permet de simuler directement des modéles définis
sous forme circuit. Le schéma est illustré sur la figure Fig. V.4.9.

Cette méthode passe par I'utilisation des interfaces entre les blocs de type Simulink et les
éléments de type circuit de la bibliothéque « Simscape ». On a donc en entrées du pont trois
sources de courant commandées par les signaux Simulink. De méme le courant DC est
commandé par un signal Simulink. Pour fournir les sorties vers Simulink, on connecte des
capteurs de tension au circuit représenté par Simscape.
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PSIM PSIM
1"'Ial}l:-lam: ¥ l
L >
SIMULINK SIMULINK
_@ x x x
i P‘. — 1 >
it SIMULINK —@ Q’r)_ [G) =] kmlim‘
Fsi Aq) PSIM
IJ—‘_‘.@ x x 3
L+ /
Résistances
VA~ auxilizires

Fig.V.4.9. Schéma du pont a diodes utilisant la bibliothéque Simscape

Pour éviter des probléemes numériques, il faut ajouter a l'entrée du systéme trois
résistances auxiliaires en paralléle. Si les valeurs de ces résistances sont assez grandes,
les courants qui les parcourent restent négligeables. Il faut aussi une résistance auxiliaire
Rfaux a la sortie du pont de diodes pour éviter les problémes de résolution. La chute de
tension sur la résistance auxiliaire Rfaux est mesurée par un capteur de tension qui
transmet 'information au modeéle Simulink.

Le logiciel propose la caractérisation des diodes par 3 parameétres :

e Chute de tension a I’état passant,
e Résistance a I'état passant
e Résistance a I'état bloqué

Test du Modéle
Comme précédemment, le modele réalisé est testé sur un cas simple.

Son entrée est connectée a des sources de courants commandées par Simulink et sa sortie
est reliée a une résistance de charge comme sur la figure Fig.V.4.10.
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Vab

" ggf

aux

Fig.V.4.10. Schéma de test de la seconde méthode de modélisation du pont a diodes

Pour des courants alternatifs ayant une amplitude de 10 A, des résistances auxiliaires Raux
de 5000 Q et une résistance a la sortie de pont a diode Rr de 3Q, on obtient les courbes

suivantes.
40 va_ modéle |
E 20 +.exc MoOdele |
5 mr IU'l_| LI'U'
o 0
@
2 -20
-40
0.3 0.32 0. 34 0. 36 0.38 0.4
Temps [s]
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Les résultats donnés par les deux modéles du pont sont trés proches. On peut cependant
noter un écart de tension ua» entre la premiere méthode de modélisation et la seconde. Il
vient du fait que la seconde méthode prend en compte la chute de tension sur les diodes.
En conséquence, la tension u.» du second modeéle est 1égérement plus grande que celle
donnée par le premier modele du pont de diodes.

V.5. Simulation de 'ensemble excitatrice associée au pont a
diodes triphasé

Les modeéles Simulink de la machine principale et de 'excitatrice ont comme entrées
les tensions et comme sorties les courants. Ceci implique la présence de sources de
courants a l'entrée et a la sortie du pont a diodes. Ce montage doit permettre de bien
représenter 'influence de la machine principale sur I'excitatrice et réciproquement. Dans
un premier temps nous verrons comment la charge a la sortie du pont a diode affecte le
fonctionnement de l'excitatrice.

Ceci correspond a la simulation du systéeme « excitatrice-pont de diodes » présenté sur la
figure ci-dessous :

Vabe

Vabe-exc wi IE{C
" -
= i
fexc abc-exc o Vg
U‘]mec
—
Fig.V.5.1. Schéma du systéme « excitatrice-pont de diodes »

Avec le 2m modeéle, le pont de diodes triphasé est relié avec I'excitatrice par les mesures
des tensions composées s et uac & I'entrée du pont de diodes (Fig. V.5.9).
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u
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\ r ¥ x x
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de courant e Résistances
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FigV.56.2. Diagramme général pour simuler le fonctionnement de I'excitatrice liée au pont a
diodes

En appliquant la loi de Kirchhoff sur les circuits du systéme « excitatrice - pont de diode »,
il vient que les tensions v, v» et v. doivent étre intégrées dans la boucle de I'excitatrice
avec le signe moins, compte tenu du choix de la convention récepteur pour l'excitatrice.

Les résultats de la simulation de l'excitatrice associée a un pont a diodes avec une
résistance a la sortie sont présentés sur les courbes suivantes.

60—

Tension [V]
o

Excitatrice-Pont de diodes

Yab-exc

0.8 0.805

Fig.V.5.5.
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Ot i i i
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Fig.V.56.4. Courant inducteur de

l'excitatrice j['exc
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15 —]

—i_ . Excitatrice-Pont de diodes ——i, Excitatrice-Pont de diodes[
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= =
o o
3 3 5f
O 0
-15 0
0.8 0.805 0.81 0.815 0.8 0.805 0.81 0.815
Temps [s] Temps [s]
Fig. V.5.5. Courant d’induit de Fig. V.5.6. Courant a la sortie du pont a

Lexcitatrice Ia-exc diodes ir

La forme d’onde des courants affecte la sortie du pont a diode. La tension a la sortie
du pont a diodes présente un « ripple » important. Le circuit inducteur de I'excitatrice est
alimenté avec la méme tension que dans le paragraphe V.3.3. Les courants de I'induit sont

moins importants et le « ripple» du courant inducteur de 'excitatrice est moins important
aussi.

Cette modélisation associant le pont a diodes avec l'excitatrice présente une

amélioration importante par rapport a I'état de 'art et permet de faire des simulations de
I'ensemble excitatrice - pont a diodes - machine principale.
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V.6. Simulation de l'ensemble excitatrice, pont a diodes et
machine principale

Apreés avoir validé les modeéles de la machine principale, du pont a diodes triphasé
et de l'excitatrice, une simulation du systéme associant ces modeéles est réalisée.

A partir d'un fonctionnement en régime permanent au point nominal (cosp = 0.8, U= 400
[V], Isei=23 [A]), une mise en court-circuit triphasé des phases de I'induit de la machine
principale est simulée. Une premiére simulation est d’abord menée avec la vitesse du rotor
maintenue constante. Une seconde simulation est ensuite menée avec la possibilité d’avoir
la vitesse variable. Le schéma du systéme simulé regroupant les deux machines et le pont
est représenté sur la figure Fig.V.6.1 en montrant les échanges de variables entre les
éléments.

' | RESEAU

Vabc-réseau T
idc i 1 if l
Vi-exc h i &
Wree iabcexc i * Ve Te ;' :*" ."m Wmee
» lzhc t o b u'-""
Vabl:-ex:_ Vabe Méca
> . i i
PONT DE DIODES | ——». PARTIE MECANIQUE
EXCITATRICE
MACHINE PRINCIPALE
Fig. V6.1 Groupe électrogéne machine synchrone inversée suivi d'un redresseur.

GP, générateur synchrone ; EXC, excitatrice s RR, redresseur rotatif

V.6.1. Fonctionnement a vitesse constante

Avant de simuler et d’analyser le fonctionnement en régime transitoire, nous
analysons d’abord le comportement du systéme en régime permanent.

Systéme en régime permanent

Une simulation de ’ensemble « excitatrice - pont de diodes - machine principale » est
menée et comparée avec les résultats d'une simulation ou la machine principale est
remplacée par un schéma équivalent de son circuit inducteur sous forme d'un circuit
incluant une résistance et une inductance en série formant un nouvel ensemble
« excitatrice - pont de diodes - charge RL » plus simple et plus proche des schémas validés
précédemment.
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La charge RL est constituée de la résistance de I'inducteur de machine principale Rf et
de I'inductance de fuite de la machine principale Leprim. Quand la machine principale est a
vide, I'inductance a une valeur proche de Lf qui correspond a I'état non saturé de la
machine principale. Quand la machine principale est connectée a une charge, I'inductance
a une valeur de Lgyim qui correspond a I’état non saturé de la machine principale.

Les courbes des Fig.V.6.2 - V.6.4 donnent les résultats de simulation. La tension vr a une
forme atypique. La tension de sortie du pont de diodes est loin d’étre constante et sa valeur
créte est supérieure a 3 fois sa valeur efficace. Ceci peut expliquer l'origine des problémes
rencontrés dans la pratique avec les diodes qui claquent au bout d'un temps relativement
court dans certaines unités basées sur ce type de systéme.

Les courbes données par le systéeme complet & deux machines et le systéme réduit a une
machine sont trés proches et permettent d’observer le bon comportement de la simulation
numérique du systéme complet.

v, machine principale
S0k e v Reetl, . =0.43[H]
E 5
g —if machine principale E 200
: @
O meee ReetL =043 [H] — 0
22
1.995 1.996 1.997 1.998 1.999 2 1.995 1.996 1.997 1.998 1.999 2
Temps [s] Temps [s]
Fig.V.6.2. Courant inducteur ir de la Fig. V.6.3. Tension de l'inducteur vr de la
machine principale en régime établi machine principale en régime établi
v machine principale
=400 sV Reetl . =0.43[H
5
‘@ 200
c
)
'_
0

1.9964  1.9966 1.9968 1.997
Temps [s]
Fig.V.6.4. Tension de I'inducteur vr de la

machine principale - Zoom

Malgré la fluctuation de la tension de sortie du pont de diodes, la valeur de I'inductance
dans le circuit de charge du pont redresseur permet de limiter la fluctuation du courant
redressé a un faible niveau. On peut aussi voir que la saturation de la machine revient a
diminuer I'inductance équivalente du circuit inducteur et provoque donc une fluctuation
du courant ir plus importante.
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Ces signaux sont difficiles a observer dans la pratique puisque le circuit induit de
Iexcitatrice, le pont et le circuit inducteur sont sur une structure en rotation.

Systéme en régime transitoire

Aprés un fonctionnement en régime permanent, les phases du stator sont mises en court-
circuit triphasé a partir de 'instant t = 2s.

500
E u, réseau
: I
5 0
c
@
l_

-500 : :
1.9 2 2.1 2.2
temps [s]

Fig.V.6.5. Tension composée sur le réseau uap

Machine principale

Les courbes ci-dessous, Fig. V.6.6 - V.6.11, donnent les évolutions des courants et tensions
pour la machine principale. On note particuliérement les fortes amplitudes atteintes par
les courants immédiatement aprés le court-circuit et dans le méme temps, 'annulation de
la tension aux bornes du circuit inducteur.

300 - 400
>, Vs S
= 200 v <
o 9 S
= g 200
S 100 c
[t 2
0 . 0
1.9 2 2.1 2 1.9 2 2.1 2
temps [s] temps [s]
Fig. V.6.6. Tensions va et vy Fig.V.6.7. Tension inducteur de la
machine principale
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400 - - 0
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Fig. V.6.8. Tension inducteur de la Fig. V.6.9. Courant statorique iq de la
machine principale - Zoom machine principale
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1.9 2 2.1 2.2 temps [s]
Fig. V.6.10. Courant statorique 14 de la FigV.6.11. Courant inducteur ir de la
machine principale machine principale
Excitatrice

La tension aux bornes de I'inducteur de I'excitatrice est maintenue a 34,4 V. Les courbes

suivantes, Fig V.6.11 - V.6.17, donnent I'évolution des courants et tensions de cette
machine.

400 400

. 200 . 200

c _ <

S 0 a-exc) O

w w

-400 - -400 - -

1.9 2 2.1 2.2 1.992 1.994 1.996 1.998 2
temps [s] temps [s]

Fig.V.6.12. Tension composée de l'induit Fig.V.6.13. Tension composée de I'induit

de l'excitatrice Vab-exc de l'excitatrice Vab-exc - Zoom
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Fig.V.6.14. Courant d’induit de Fig.V.6.15. Courant d’induit de
lexcitatrice Iz-exc l'excitatrice iz-exc - Zoom

T4 g4
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Fig.V.6.16. Courant inducteur de FigV.6.17. Courant inducteur de
l'excitatrice Ifexc lexcitatrice ifexc — Zoom

La tension d’induit entre les phases de l'excitatrice uas-exc (Fig V.6.15) différe de la tension

observée lors du fonctionnement avec le pont a diodes connecté sur une résistance a la
sortie (Fig V.5.9).

Le défaut correspondant a la mise en court-circuit parcourt tout le systéme. Il commence
au stator de la machine principale et affecte ensuite son circuit inducteur. Ceci cause un
transitoire sur le circuit induit de l'excitatrice et le courant inducteur de l'excitatrice
présente a son tour un transitoire ou il atteint 3 fois sa valeur initiale de régime
permanent. Une atténuation de I'effet est néanmoins observée plus on est éloigné du point
de défaut.

V.6.2. Court-circuit a vitesse variable

Les conditions initiales sont les mémes que dans le paragraphe précedent, on ajoute
I'équation mécanique qui est résolue. En conséquence, la vitesse varie et le rotor peut
éventuellement décrocher. Dans cet essai, le couple moteur d’entrainement de la machine
principale est maintenu a une valeur constante.
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Comme pour I'essai précédent, la tension a la sortie du pont a diodes pendant la premiére
phase de court-circuit est nulle.

Ceci rend la machine moins stable, parce que I'excitatrice ne peut pas délivrer de courant
au circuit inducteur de la machine principale.

Par ailleurs, le flux statorique de la machine principale pa et Wy s’annule assez

rapidement. En conséquence le couple électromagnétique T. s’annule et la machine
accélere et quitte le synchronisme.
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Ici le court-circuit aux bornes du stator de la machine principale cause le décrochage du
rotor dont la vitesse devient rapidement différente de la vitesse de synchronisme.

Une premiere approche pour estimer 'impact du systéme d’excitation sur la dynamique
du systéme est proposée en comparant cette simulation de la machine principale avec une
autre pour laquelle le circuit inducteur est alimenté avec une source de tension idéale.

Sur les Fig V.6.29 - V.6.33 sont présentés les résultats des deux simulations de la méme
perturbation avec deux types d’alimentation du circuit inducteur de la machine principale.
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Les deux systémes ayant ici des comportements trés proches, le fait d’avoir la tension vr

qui varie beaucoup n’a pas d'influence sensible sur la dynamique du systéme réel et ne le
rend pas moins stable.
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V.7. Conclusions

Dans ce chapitre, nous avons développé un modéle de ’'excitatrice qui nous a permis
de bien analyser les régimes transitoires de cette machine. Nous avons tout d'abord intégré
les évolutions des inductances en fonction de la position du rotor de I'excitatrice. Cette
modélisation permet d’obtenir des formes d’ondes qui contiennent plusieurs harmoniques
et cecl apporte une amélioration importante par rapport aux modeles classiques de
Pexcitatrice qui ne prennent en compte que le fondamental de FMM.

Pour construire le modéle du pont a diodes triphasé, nous avons écrit les équations
a partir des lois des mailles et des noeuds qui décrivent le comportement du systéme. Nous
avons proposé deux méthodes de modélisation et d’association du pont a diodes avec les
modeéles des deux machines. Pour établir la connexion entre le pont a diode et ’excitatrice,
nous avons modifié le modele de l'excitatrice. La simulation de I'ensemble I'excitatrice-
pont a diodes chargé par une résistance a montré que la tension a la sortie du pont est loin
d’étre constante et subit des ondulations de grande amplitude autour dune valeur
constante.

Nous avons ensuite simulé le court-circuit a vitesse variable et a vitesse constante
de l'ensemble « excitatrice - pont a diodes - générateur synchrone». La valeur de
I'inductance du circuit inducteur a rendu le courant inducteur pratiquement constant bien
que la tension a la sortie du pont soit « hachée ». En raison de la durée du court-circuit et
de I'absence de controle du moteur d’entrainement, la machine a décroché durant la
période de court-circuit. Ce systéme posséde néanmoins une certaine stabilité et
maintenant nous nous intéressons a la commande de cet ensemble pour augmenter la
stabilité pendant les transitoires.
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Conclusion générale et perspectives

Conclusions

Le travail présenté dans ce mémoire porte sur la modélisation non-linéaire d'un
générateur synchrone a poéles saillants. Cette étude avait pour objectif d’améliorer les
modéles de type circuits existants. Nous avons développé plusieurs modeles saturés
applicables selon le contexte aux études des alternateurs synchrones en régimes établis et
transitoires. Pour répondre a cette problématique, nous avons alors étudié les modéles dg,
modeles abc et leurs variantes. Ces études permettent de définir les couplages
magnétiques de la machine et d’'intégrer les effets de la saturation dans le but de créer un
modéle performant pour nos objectifs et respectant nos contraintes. Les modeles non-
linéaires de type circuit sont construits a partir du modele £F qui permet de déterminer
les paramétres qui ne peuvent pas étre mesurés sur la machine réelle. Une partie
importante de notre travail a été consacrée a I'exploitation des outils développés pendant
la thése qui ont permis des études plus approfondies.

Nous avons commencé par dresser un tour d’horizon des différentes modélisations non-
linéaires pour les analyses des transitoires. Ceci nous a permis de dégager plusieurs
aspects importants, qui selon le contexte, peuvent influencer des variables électriques de
la machine pendant les défauts. Les modéles linéaires de type circuit ont été décrits.
Différents types de saturation ont été listés.

Le modéle non-linéaire le plus réaliste signifierait que toutes les inductances de fuites et
toutes les inductances magnétisantes dépendent de tous les courants du modéle. Un tel
modeéle serait cependant trop lourd pour étre utilisable aisément. Nous avons développé
des modeéles dg non-linéaires pour une machine synchrone sans amortisseurs. Afin de
pouvoir intégrer la saturation dans le modéle comportant les amortisseurs, nous avons
pris soin de bien analyser les avantages et les limites de chacune des évolutions du modéle
dq. De plus, en intégrant sous différentes formes la saturation dans nos modéles, nous
avons également étudié la saturation des flux de fuites. Les comparaisons entre les
modeéles ont permis d’évaluer la souplesse des modéles non-linéaires selon le temps de
réalisation, le temps de calcul des transitoires et la précision des calculs.

A la suite de ces comparaisons nous avons décidé de réaliser un modéle non-linéaire
prenant en compte les amortisseurs et basé sur l'utilisation des facteurs de saturation.
Afin d’estimer l'influence des courants sur la saturation au sein du circuit magnétique,
nous avons élaboré une méthode pour décrire des amortisseurs. Cette méthode permet
d’exprimer les courants dans le repére dg et d’obtenir des couplages magnétiques liés aux
amortisseurs du modele dq. Les flux de fuites ont été analysés selon différents points de
vue. Les inductances de fuites sont complexes a analyser. Leur saturation dépend a la fois
des flux de fuite, mais aussi des chemins du flux utile de la machine. Les outils développés
dans les chapitres II et III comme les cartographies des flux et les rapports de spires entre
les circuits d'un modeéle, nous ont permis d’établir des méthodes de prise en compte de la



saturation des inductances de fuites. Contrairement a l'’hypothése simplificatrice
d’inductances de fuites constantes observée avec certains modeles dynamiques, cette
méthode a permis davantage de précision lorsque les valeurs des courants sont élevées
comme ce qul est observé avec les transitoires de défauts.

Apres avoir analysé I'impact de la saturation sur les valeurs crétes des courants en
régimes transitoires, nous avons étudié la stabilité statique et la stabilité transitoire.
Grace au modeéle dq (14,1417, nous avons pu montrer que la machine est capable de fournir
plus de puissances et de couple que prévus par le modele dg linéaire. Dans ce cas, la
machine risque d’étre surdimensionnée. L’analyse de la stabilité transitoire a démontré
que la machine est plus stable quand I'inertie du rotor n’est pas trop grande et que 'angle
interne peut dépasser 90° pendant les transitoires. Néanmoins, I'hypothése d’invariance
transitoire surestime le couple maximal que la machine est capable de produire. En effet,
cela peut méme introduire une perspective a considérer lors de la conception des
générateurs.

Les outils développés dans le manuscrit nous ont finalement permis, au dernier chapitre,
de modéliser 'ensemble « excitatrice-pont de diodes-machine synchrone » afin d’effectuer
les simulations prévues par la réglementation du Grid Code. Un modele abce de I'excitatrice
intégrant les harmoniques d’espaces a été développé. Ensuite, un modéele fonctionnel du
pont de diodes a été élaboré. La connexion des modeéles de type circuit en série représente
un probléme numérique qui peut étre contourné par I'ajout de blocs fictifs a cet ensemble.
Cette solution est peu pénalisante pour la précision des résultats finaux. La simulation de
Iensemble a démontré que la machine principale ne perd pas beaucoup en dynamique en
ajoutant en série l'excitatrice et le pont de diodes. De plus, les diodes du pont de diodes
subissent les hautes tensions pendant le fonctionnement normal de I'ensemble. Cette
valeur maximale de tension doit étre prise en compte lors du choix des diodes.

Les travaux effectués présentés dans ce mémoire ont permis, en partant des descriptions
des saturations trouvées dans une machine, de définir des méthodes pour l'intégration de
la saturation dans les modéles de type circuit et finalement d’aboutir au choix du modéle
non-linéaire pour une machines électrique donnée. Néanmoins, un certain nombre de
points restent a aborder.
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Perspectives

Les travaux de thése ont laissé beaucoup de pistes qui peuvent étre explorées. Parmi
ces pistes, le plus intéressant concerne I'impact de la répartition et du nombre de barres
amortisseuses au rotor sur la saturation et la stabilité des générateurs synchrones. Dans
le chapitre III, les outils développés permettent d’analyser le comportement des
amortisseurs. Il a aussi donné des idées pour les études éventuelles qui pourraient nous
mener a la reconsidération de la conception de la cage amortisseuse.

L’analyse des amortisseurs nous a aidé a comprendre les effets des amortisseurs sur
la saturation selon chacun des axes magnétiques. Les conclusions tirées dans cette analyse
ne sont pas intuitives et s’appliquent surtout pour les machines de taille moyenne ou de
petite taille qui saturent plus que les grosses machines. Pour un concepteur de machines
électriques 1l serait intéressant de considérer la configuration des amortisseurs avec une
barre au milieu pour maximiser la réaction des amortisseurs dans I'axe q et deux barres
amortisseurs a extrémité d'un pole pour maximiser la réaction des amortisseurs dans I'axe
d comme sur la figure au-dessous :

Fig.Final 1. Configuration des amortisseurs qui met en valeur la réaction des

amortisseurs dans l'axe q

Cette solution est moins chere et plus simple a fabriquer. Cette maniere de réaliser le
rotor, réduit la réaction des amortisseurs dans I'axe d, mais renforce la réaction des
amortisseurs dans 'axe q.

Le courant magnétisant I;mse dans l'axe q sera beaucoup moins important. En
conséquence, la saturation du flux g selon le courant statorique 1, dans l'axe q et les
saturations croisées seront moins fortes et les valeurs crétes des courants pendant les
défauts seront moins importantes. Le flux principal qui passe entre le rotor et le stator
pendant le fonctionnement normal passe surtout par les extrémités des épanouissements
polaires (pole shoe tips). C’est la partie de la machine qui est trés saturée.

En déplagant, les deux barres qui étaient aux extrémités des épanouissements polaires
plus prés de 'axe d, on élargit la zone de passage pour le flux utile. En conséquence, cette
partie du pole sature moins. En méme temps, on pénalise la réaction des amortisseurs
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dans T'axe d. Il faudrait aussi augmenter la section des barres d’amortisseurs qui vont
subir des courants plus importants.

Il faudra avoir a I'esprit que ces modifications du nombre de barres et de leur répartition
sur le pole du rotor auront un impact sur les performances de la machine. La configuration
avec une barre au milieu permettrait de minimiser le courant magnétisant igmae. En
conséquence, on réduirait les effets de saturation et la valeur créte du courant inducteur
irpendant le court-circuit triphasé. A la fin, il faudra faire des études paramétriques des
différentes configurations des amortisseurs pour trouver des positions optimales des
amortisseurs comme illustré sur la Fig./11.4.2. 11 doit exister une position optimale pour
laquelle, la saturation est minimale. Il faudra aussi vérifier le fonctionnement de chaque
configuration lors du fonctionnement avec un déséquilibre de charge au stator de la
machine.

Fig. Final 2. Répartitions des amortisseurs pour I'étude paramétrique

I1 faudrait vérifier si la machine sera plus ou moins stable en renfor¢ant la réaction
des amortisseurs dans I'axe q (en mettant les barres plus proche de I'axe d).

En changeant les actions des amortisseurs dans 'axe d et 'axe q, on modifie les
courants statoriques id et iq. Selon 'expression du couple T. du modéle dq qui ne prend
en compte que le fondamental, on voit qu’'a cause de la réaction plus forte des amortisseurs
dans I'axe q (ig et 792 qui sont plus importants), la réaction d’induit dans I'axe q sera plus
forte, le courant statorique i; sera plus fort. D’autres paramétres, les flux et les courants
changerons aussi par rapport a la configuration avec 4 amortisseurs. Le courant statorique
Iz peut étre légérement plus petit, parce le courant amortisseur 7p dans I'axe d est moins
forts. On peut ainsi obtenir un couple 7% qui peut étre plus fort.

Parfois, les alternateurs sont concus sans la connexion interpolaire entre les
circuits amortisseurs. On voit que dans le cas du générateur de taille moyenne ceci peut
augmenter beaucoup la saturation de la machine. On peut aussi « extrapoler » cette
conclusion a d’autres machines qui peuvent étre analysées avec les axes magnétiques dq.
Lorsque les circuits de I'induit dans les deux axes magnétiques dq ne sont pas compensés
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par les circuits de coté de I'excitation dans les deux axes magnétiques dq, la saturation est
plus profonde. Cette observation concerne plutot 'axe q. Dans I'axe d, le circuit d’excitation
(qui est dans l'axe d) est présent.

Un autre point important concerne le modéle non-linéaire de l'excitatrice. Ce modele
pourrait étre une évolution du modéle dg y(ia,1,.17. Cette variation du modéle dg aurait les
flux w(@a,151¢6) en fonction des courants iq Iyet iret de la position du rotor 6. Méme si ceci
donne le flux en fonction de 4 variables, le modele dg non-linéaire de l'excitatrice ne
prendrait pas beaucoup plus de temps a fabriquer que le modéle de la machine principale,
parce que les valeurs crétes des courants de l'excitatrice sont en valeurs réduites plus
faibles que ceux du générateur. Un point important serait le choix du nombre de positions
du rotor & pour les cartographies des flux y(ia,1q,1:6).
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Annexe.A. Cartographies

Annexe.A.1. Cartographies des flux

Sur les figures suivantes Fig.A.1.1-A.1.9, nous pouvons observer les cartographies des
flux en fonctions des courants. Ces cartographies des flux constituent la base du modéle
dq w1 de la section II.5. Le flux statorique wy, de la Fig.A.1.8 en fonction des
courants de l'axe d (iret i) est illustré pour le courant i; qui vaut 200 A. Pour le
courant i; nul, ce flux est nul. Par conséquence, 'impact des courants iy et ir ne
seraient pas visible pour le courant i; nul.
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Fig.A.1.1 Cartographie du flux ypq en
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courant ir=0 A Fig.A.1.2 Cartographie du flux wren
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Flux 'y‘}d pour iq=D [A]
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Annexe.A.2. Cartographies des courants

Sur Fig.A.2.1-A.2.9, nous pouvons observer les cartographies des courants en fonctions
des flux. Ces cartographies des flux constituent la base du modéle dq (ia,1q,17 de la section
I1.3. 1l faut bien avoir a I'esprit que les points dans ces cartographies des courants ont été
souvent calculés pour les combinaisons des flux impossibles a atteindre dans une machine.
Comme par exemple, le flux inducteur qui est tres fort, le flux statorique dans I'axe d qui
est trés faible et le flux statorique dans ¢ qui est trés fort. D’ou les formes bizarres de
certaines cartographies des courants comme celle-la de Fig.A.2.7.
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Wwa=const Wa=const
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Annexe.A.3. Cartographies des coefficients de saturation

Sur les figures Fig.A.3.1- Fig.A.3.6les cartographies des facteurs de saturation du modéle
dq7 sont présentées.
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Fig.A.3.5 Coefficient kpzsat en fonction

des courants ir et I, . .
! Fig A.3.6 Coefficient kgsz-sar en fonction

des courants Ir et 1g
En comparant les valeurs obtenues pour les mémes combinaisons des courants
magnétisants, nous voyons que chacun des coefficients de saturation varie différemment.
Il est intéressant de comparer les coefficients kp-sat et kpz-sat(ou entre kq-sac et kqsz-sad) pour
voir I'influence des courants magnétisants sur ces facteurs de saturation. Ceci correspond
a la physique de la machine. Les cornes des épanouissements polaires saturent plus que
les régions des poles du rotor pres de 'axe direct.
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