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Résumé 

 

La mise en place d’un nouveau canal d’alimentation électrique incorporant un générateur à 

aimants permanents PMG (Permanent Magnet Generator) en remplacement de l’actuel canal 

de génération hydraulique est l’un des sujets de recherche en cours dans le secteur 

aéronautique. Le choix de cette solution est motivé par de nombreux avantages : réduction de 

masse, meilleure disponibilité du réseau hydraulique et maintenance plus aisée. Cependant, 

l’utilisation d’un PMG en tant que générateur électrique au sein d’un avion implique de 

nouvelles problématiques, notamment en ce qui concerne la sûreté de fonctionnement lors de 

défaillances internes au PMG. En effet, tant que le rotor est en rotation, la présence d’une 

excitation permanente due aux aimants entretient la présence du défaut même si le stator n’est 

plus alimenté, ce qui complexifie la mise en sécurité du PMG. Il est ainsi nécessaire de 

connaître précisément l’état de santé du PMG afin d’assurer une bonne continuité de service 

en évitant d’ordonner la mise en sécurité du PMG sur des défaillances externes au générateur. 

C’est pourquoi les travaux de cette thèse portent sur la détection des courts-circuits inter-

spires dans les PMG, ces défauts ayant été identifiés comme les plus critiques pour ce type de 

machine.  

Compte tenu du contexte aéronautique, il a été choisi de travailler sur les méthodes de 

détection basées sur l’estimation de paramètres via un modèle mathématique de la machine en 

utilisant le Filtre de Kalman Etendu (FKE). En effet, s’il est correctement paramétré, le FKE 

permet d’obtenir une bonne dynamique de détection et s’avère être très robuste aux variations 

du réseau électrique (vitesse, déséquilibre, …), critère important pour garantir un canal de 

génération fiable. Deux types de modèle mathématique sont présentés pour la construction 

d’un indicateur de défaut utilisant les estimations fournies par le FKE. Le premier est basé sur 

une représentation saine du PMG où l’indicateur de défaut est construit à partir de 

l’estimation de certains paramètres de la machine (résistance, inductance, constante de fem ou 

pulsation électrique). Le second modèle utilise une formulation d’un PMG défaillant qui 

permet d’estimer le pourcentage de spires en court-circuit. 

Après avoir comparé et validé expérimentalement le comportement des différents indicateurs 

sur un banc de test à puissance réduite,  la mise en place d’un indicateur de court-circuit inter-

spires au sein d’un réseau électrique aéronautique et son interaction avec les protections 

existantes sur avion sont étudiées dans la dernière partie de ce mémoire. 
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Abstract 

 

The establishment of an electrical power supply channel including a Permanent Magnet 

Generator (PMG) to replace an hydraulic power channel is one of the current topics of 

research in the aeronautic field. This choice is motivated by several benefits : weight 

reduction, improvement of the hydraulic network avaibility and easier maintenance. However, 

the use of PMG as an electrical generator in an aircraft implies new issues, particularly as 

regards safety considerations when an internal fault occurs in the PMG. Indeed, as long as the 

rotor in rotating, the presence of the persistent excitation due to the magnets maintains the 

internal fault even if the stator is de-energized. This makes the safety procedure of PMG more 

complex. Therefore, it is necessary to precisely know the behavior of the PMG (healthy or 

faulty) to ensure the avaibility of this power supply channel in order to avoid triggering PMG 

safety procedure when an external fault occurs. Thus, this work deals with the on-line 

detection of inter-turn short-circuits in PMG, these faults have been identified as the most 

critical for this kind of machine 

Given the aeronautic context, it has been decided to work on detection methods based on 

parameter estimation via a mathematical model of the machine using the Extended Kalman 

Filter (EKF). Indeed, with an appropriate setting, the EKF provides a fast dynamic detection 

and can be very robust to variations in the electrical network (speed, unbalanced, ... ) which is 

an important characteristic to ensure a reliable generation channel. Two types of mathematical 

model are presented for fault indicator construction using the estimations provided by the 

EKF. The first one is based on an healthy representation of the PMG where the fault indicator 

is built from the estimation of PMG electrical parameters (resistance, inductance, 

electromotive force constant or electrical rotational velocity). The second model uses a faulty 

PMG formulation to estimate the ratio of short-circuited turns. 

After the comparison and the experimental validation of the fault indicators behavior on a test 

bench at reduced power, the establishment of a inter-turn short-circuit indicator within an 

aircraft electrical system and its interaction with existing protections are studied in the last 

part of this thesis. 
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Introduction Générale 
 

Depuis quelques années, le monde aéronautique entreprend une réflexion de fond sur la 

rationalisation de l'énergie à bord des avions et explore l'apport potentiel du génie électrique. 

L'avion plus électrique est aujourd'hui un axe stratégique de la recherche sur les systèmes 

embarqués en aéronautique. La conception des systèmes avion conduit à un nombre toujours 

plus important de fonctions réalisées de manière électrique et engendre un accroissement du 

nombre et de la puissance des consommateurs électriques. Les nouvelles solutions proposées 

sur les architectures électriques des futurs avions, concernant notamment la génération, la 

conversion et la distribution électrique, doivent répondre à un certain nombre de critères 

(masse, coût, fiabilité) tout en respectant un certain nombre de contraintes (qualité réseau, 

stabilité, safety).  

Dans le cadre des études concernant de nouveaux canaux d'alimentation électrique, la société 

AEROCONSEIL travaille depuis 2006 sur le dimensionnement et l'intégration d'un 

générateur à aimant permanant (PMG) au sein d’un réseau à tension sur fréquence fixe 

(CVFR), dans le but de remplacer l’actuel canal de génération hydraulique dédié à 

l’alimentation des commandes de vol, des systèmes de freinages et des trains d’atterrissage. 

Cette nouvelle architecture se justifie par de nombreux avantages : souplesse d’installation, 

maintenance plus aisée, réduction de masse, reconfiguration du réseau plus souple en cas de 

panne, perte de puissance moins importante.  

Cependant, l’utilisation d’un PMG en tant que générateur électrique au sein d’un avion 

implique de nouvelles problématiques, notamment en ce qui concerne la sûreté de 

fonctionnement lors de défaillances internes au PMG. Les défauts de courts-circuits internes 

au stator de ces machines entrent dans ces cas critiques. En effet, tant que le rotor est en 

rotation, la présence d’une excitation permanente due aux aimants entretient la présence du 

défaut même si le stator n’est plus alimenté, ce qui complexifie la mise en sécurité du PMG. Il 

est ainsi nécessaire de connaître précisément l’état de santé du PMG afin d’assurer une bonne 

continuité de service en évitant d’ordonner la mise en sécurité du PMG sur des défaillances 

externes au générateur. En plus des problèmes qu’ils engendrent par rapport à la mise en 

sécurité du PMG, ces défauts sont également critiques par rapport aux courants élevés qu’ils 

peuvent générer dans la partie du stator en court-circuit. Ces courants peuvent, selon les 

conditions de contacts entre les spires en défaut, s’avérer destructeurs pour la machine. Toutes 

ces raisons justifient l’intérêt particulier porté à ces défauts. 

Ce travail de thèse a pour objectif de développer une nouvelle fonction dédiée à la détection 

des courts-circuits inter-spires dans les PMG, celle-ci devant être compatible avec le dispositif 

de protection couramment mis en place sur les réseaux de génération électrique en 

aéronautique. Cette nouvelle fonction de détection doit également posséder des propriétés 

dynamiques compatibles avec la dynamique rapide d’évolution des défauts. Bien 

évidemment, cette contrainte implique une approche orientée vers une surveillance en temps 

réel. Pour traiter cette problématique, nous nous sommes intéressés, dans un premier temps, 

au contexte aéronautique afin de définir la problématique de l’étude. Dans un deuxième 

temps, différentes solutions ont été proposées pour y répondre à travers la conception et 

l’évaluation d’indicateurs de défaut. Pour nous permettre de valider les approches proposées, 

un banc de test expérimental, incluant un PMG 3,6kW spécialement bobiné pour permettre la 

création de courts-circuits inter-spires, a été utilisé. Il est appuyé par un modèle numérique 

adapté à la simulation de générateurs défaillants, qui nous a permis d’effectuer certaines 
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vérifications pré-expérimentales. Même si ce PMG n’est pas représentatif des puissances 

mises en jeu en aéronautique, il nous a permis de pouvoir développer, mettre au point et 

valider les différents indicateurs pour la détection des courts-circuits inter-spires. Enfin, les 

performances de ces indicateurs ont été évaluées en simulation sur un réseau électrique CVFR 

spécifique au domaine aéronautique incluant un PMG de 45kVA. Cette démarche nous a 

amené à organiser ce manuscrit en cinq chapitres.  

Le premier chapitre sera consacré à la présentation du contexte de l’étude. Après une 

description générale des MSAP (Machines Synchrones à Aimants Permanents), leur 

utilisation en tant que générateur au sein d’un réseau électrique aéronautique sera détaillée. 

Cela nous amènera à nous intéresser à la problématique liée à la mise en sécurité de la 

machine en cas de défaillances internes. La détection en ligne des courts-circuits inter-spires 

pouvant survenir au sein du bobinage statorique des PMG s’avèrera primordiale afin de 

satisfaire les contraintes de disponibilité et de sécurité spécifiques à la génération électrique 

dans le domaine aéronautique. 

Le deuxième chapitre se concentrera principalement sur les moyens mis en œuvre pour 

étudier le comportement d’un PMG défaillant. Une approche de modélisation fine basée sur la 

méthode des Circuits Electriques Magnétiquement Couplés (CEMC) sera présentée. Cette 

méthode permettra de disposer d’un outil précis et flexible afin de simuler des défauts inter-

spires sans avoir recours systématiquement à l’expérimentation. Après avoir appliqué ce 

principe de modélisation sur le PMG 3,6kW, une validation de ce modèle sera proposée à 

travers un banc de tests expérimental complet. Ce banc de test permettra d’étudier le 

comportement des indicateurs pour un PMG sain ou défaillant qui sera soumis à des 

variations de point de fonctionnement pouvant survenir au sein d’un réseau électrique 

aéronautique. 

Le troisième chapitre décrira la méthode de détection choisie. Après un état de l’art sur les 

différentes méthodes de détection utilisées pour détecter les courts-circuits inter-spires dans 

les machines électriques, la détection par estimation paramétrique utilisant le Filtre de 

Kalman Etendu (FKE) sera privilégiée compte tenu des contraintes en termes de rapidité, 

robustesse et sensibilité imposées à l’indicateur. Le principe du FKE, son paramétrage ainsi 

que son application sur deux modèles de représentation du PMG permettant l’estimation de 

différents paramètres, seront présentés. 

Dans le quatrième chapitre, nous comparerons les performances des différents indicateurs 

proposés suivant plusieurs critères (rapidité, robustesse, sensibilité, temps de calcul). Les 

résultats présentés dans ce chapitre concernent toujours le PMG 3,6kW et permettront 

d’analyser le comportement des indicateurs face à l’apparition de défauts francs (en 

simulation) ou de défauts résistifs (en simulation et en expérimentation) avec un courant de 

court-circuit limité. De plus, la construction d’indicateurs couplée avec l’utilisation d’un seuil 

adaptatif sera proposée afin de s’affranchir de la problématique des incertitudes sur la valeur 

des paramètres des modèles de représentation du PMG. 

Dans le cinquième chapitre, les performances des différents indicateurs proposés seront 

évaluées sur un PMG 45kVA, dimensionné spécialement pour la génération d’un réseau 

électrique aéronautique. Le prototype de ce PMG n’étant pas encore disponible, les résultats 

présentés dans ce chapitre seront uniquement issues de simulation. Différents scénarios seront 

mis en place afin de montrer la faisabilité d’intégration, au sein du dispositif de protection 

existant, d’une nouvelle fonction dédiée à la détection des courts-circuits inter-spires.  

Les travaux présentés dans ce manuscrit ont été réalisés en partenariat entre la société 

AEROCONSEIL, AKKA TECHNOLOGIES GROUP et le laboratoire de recherche 

LAPLACE, dans le cadre du projet Innovation Solutions for Systems (ISS). 
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1.1 Introduction 

Dans les systèmes embarqués, l’utilisation de l’énergie électrique en remplacement d’autres 

sources d’énergie est motivée par un gain de masse et une maintenance plus aisée. Cette 

remarque générale s’applique tout particulièrement au secteur aéronautique où la mise en 

place d’un nouveau canal d’alimentation électrique incorporant un générateur à aimants 

permanents PMG (Permanent Magnet Generator), en remplacement d’un canal de génération 

hydraulique, est l’un des sujets de recherche en cours dans les bureaux d’études d’AIRBUS. 

Cependant, malgré ses atouts indéniables, l’utilisation d’un PMG comme l’un des générateurs 

principaux d’une architecture électrique aéronautique n’est envisageable que si elle respecte 

certaines contraintes liées à la sûreté de fonctionnement et à la disponibilité des équipements 

électriques. 

Ce premier chapitre a pour objectif de présenter le contexte de l’étude. Après une description 

générale des machines à aimants permanents via leurs nombreux avantages, leurs diverses 

applications industrielles et leurs différents designs, l’utilisation du PMG au sein d’un réseau 

électrique aéronautique sera détaillée. La suite du chapitre sera consacrée à la problématique 

liée à la mise en sécurité de la machine en cas de défaillances internes. Ainsi, un état de l’art 

sur les défauts pouvant survenir au sein d’un PMG sera présenté. Relié au contexte 

aéronautique, cet état de l’art nous amènera à considérer tout particulièrement les courts-

circuits inter-spires au niveau des bobinages statoriques comme les défauts les plus critiques 

pour le PMG. 

1.2 Généralités sur les MSAP 

Depuis quelques décennies, l’utilisation des Machines Synchrones à Aimants Permanents 

(MSAP) est en constante progression dans de nombreux secteurs industriels. En effet, 

l’avènement, dans les années 1980, de nouveaux matériaux magnétiques plus performants (de 

type Samarium-Cobalt ou Néodyme-fer-Bore) pour la conception des aimants permanents, 

rendent les MSAP très compétitives par rapport à d’autres types de machines (machines à 

courant continu, machines synchrones à rotor bobiné ou machines asynchrones). De plus, les 

progrès technologiques parallèlement réalisés dans le domaine de l’électronique de puissance, 

ont élargi le spectre des performances en termes de dynamique et de puissance contrôlable, 

permettant à la MSAP d’occuper une place importante dans les applications à vitesse variable. 

Ces innovations ont permis à la MSAP d’acquérir de nombreux avantages qui sont énumérés 

ci-dessous [Far08], [Sab08], [Vas09], [Yan12]:  

o Couple volumique et puissance massique importants permettant l’utilisation de 

machines au design plus compact : caractéristiques très recherchées pour des 

applications embarquées. 

o Rendement plus élevé grâce à l’utilisation d’aimants permanents en remplacement 

des enroulements rotoriques. Ainsi, le rotor n’a pas besoin d’être alimenté ce qui 

diminue les pertes (absence de pertes joules). 

o Fiabilité de la machine en raison de l’absence de bagues et de balais. 

o Simplicité de conception et d’entretien due également à l’absence de bagues et de 

balais. 

o Performance dynamique élevée grâce à une densité de flux importante dans 

l’entrefer. 

o Simplicité de contrôle en fonctionnement générateur avec notamment l’absence de 

régulation de vitesse et de tension. 
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Afin de tirer profit des avantages des MSAP, de nombreux secteurs d’activités utilisent ce 

type de machine pour diverses applications. Récemment, nous pouvons citer :  

o Industrie de pétrochimie : les MSAP sont destinées à des fonctionnements à forte 

puissance (plusieurs MW) et à grande vitesse (> 10.000 tr/min). [Ahm07], [Sab08] et 

[Wee10] proposent notamment des designs de MSAP pour ces applications. 

o Industrie des énergies renouvelables : plus précisément dans le secteur de l’énergie 

éolienne. Les MSAP sont destinées à des fonctionnements à haute puissance (plusieurs 

MW) et à basse vitesse (autour de 1.000 tr/min) comme dans [Van96], [Wee10], 

[Yan12]. 

o Industrie automobile : pour la conception de véhicules hybrides ou totalement 

électriques. Les MSAP sont destinées à des fonctionnements à basse puissance 

(limitée à quelques dizaines de kW) comme dans [Tou06] et [Wee10]. 

o Industrie aéronautique : pour le développement de l’avion plus électrique qui 

constitue l’un des principaux axes de recherche dans ce domaine. Les puissances 

mises en jeu peuvent atteindre 175kW comme dans [Wee10]. 

o Industrie ferroviaire : les MSAP sont destinées à des fonctionnements à moyenne 

puissance pour la traction, comme dans [Abd05] où un générateur à aimants 

permanents a été dimensionné pour une puissance nominale de 250kW. 

1.2.1 Constitution des MSAP 

Comme toutes les autres machines électriques, les Machines Synchrones à Aimants 

Permanents (MSAP) sont composées d’un rotor et d’un stator. Alors que le stator des MSAP 

est toujours constitué de bobinages électriques, la particularité de ce type de machine 

concerne l’utilisation d’aimants permanents liés au rotor de la machine afin de créer un champ 

magnétique tournant.  

1.2.1.1 Les aimants permanents 

L’apparition de nouveaux types d’aimants permanents, dans les années 80, a permis de rendre 

les MSAP compétitives par rapport aux autres types de machines électriques. Ces nouveaux 

aimants, appelés « terres rares », sont composés soit de Samarium-Cobalt (SmCo), soit de 

Néodyme-Fer-Bore (NdFeB). Ils possèdent une densité d’énergie bien plus importante que les 

autres types d’aimants (ferrite ou AlNiCo) les rendant ainsi beaucoup plus performants 

(Figure 1-1). Bien que possédant une densité d’énergie plus élevée que les aimants de type 

SmCo, les aimants de type NdFeB présentent le désavantage d’avoir une faible tenue en 

température (160°C NdFeB contre 350°C pour SmCo) [Lat06]. 

Ainsi, la nature des aimants utilisés dépendra fortement de l’application. Pour une machine à 

faible puissance et faible coût, le choix se portera plutôt sur des aimants de type « ferrite », 

alors que pour une machine à forte puissance, les aimants de type NdFeB  ou SmCo (pour des 

applications à haute température) seront préférés. 

1.2.1.2 Structure du rotor 

Il existe plusieurs types de MSAP qui dépendent du placement des aimants permanents sur le 

rotor de la machine. En effet, la disposition des aimants a une influence directe sur la saillance 

de la machine (rapport entre les inductances de l’axe direct LSd et de l’axe en quadrature LSq). 
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Figure 1-1 : Evolution de la densité d’énergie (BH)max des aimants permanents [Vac12] 

Les principales structures des rotors utilisées dans les MSAP sont les suivantes [Fod09] : 

o Aimants montés en surface (machine à pôles lisses) 

Dans ce type de machine (Figure 1-2a), les aimants sont collés directement à la surface du 

rotor. La perméabilité des aimants étant proche de celle de l’air, l’entrefer de la machine peut 

être considéré comme constant. Ainsi, la machine est à pôles lisses (absence de saillance LSd = 

LSq). Cette structure est souvent utilisée pour sa simplicité de fabrication et de commande 

mais aussi en raison de son rapport poids-puissance avantageux, ce qui rend cette solution très 

adaptée aux applications embarquées. Cependant, les aimants placés en surface sont 

susceptibles de se décoller à haute vitesse car ils sont soumis directement aux forces 

centrifuges. Une solution pour remédier à ce problème est de consolider le collage des 

aimants avec un tube de matériau amagnétique. 

o Aimants insérés (machine à pôles saillants) 

Cette structure (Figure 1-2b) est analogue à celle des aimants montés en surface. Cependant, 

les ouvertures entre les aimants sont remplies de fer pour créer une saillance (LSq > LSd). Cette 

machine à pôles saillants présente également un bon rapport poids-puissance et le collage des 

aimants ne nécessite plus d’être consolidé.  

o Aimants enterrés (machine à pôles saillants) 

Dans ce type de machine (Figure 1-2c), les aimants permanents sont directement enterrés dans 

le rotor. Cette structure présente un rapport de saillance plus élevée que celle à aimants 

insérés (LSq >> LSd). Le risque de décollement des aimants est nul cependant, le rapport poids-

puissance est réduit. Ainsi, cette topologie est adaptée pour des fonctionnements à haute 

vitesse où l’encombrement n’est pas une contrainte. 

o Aimants à concentration de flux (machine à pôles saillants) 

Cette structure (Figure 1-2d) utilise une distribution tangentielle de l’aimantation (au lieu 

d’une distribution radiale dans les structures précédentes), ce qui implique une forte 
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concentration du flux magnétique dans le rotor. Cela permet d’augmenter sensiblement 

l’induction dans l’entrefer. Cette topologie utilise principalement des aimants de type 

« ferrite » pour éviter la saturation magnétique de l’acier et s’applique donc pour des 

applications où le volume n’est pas une contrainte. 

 

Figure 1-2 : Différentes structures rotoriques pour une MSAP [Fod09] 

Il existe beaucoup d’autres types de MSAP, notamment des machines à saillance inversée 

avec LSd > LSq utilisées pour des applications particulières [Che04]. Dans la suite de ce 

mémoire, les MSAP utilisées seront toujours des machines à pôles lisses avec des aimants 

montés en surface car elles présentent les meilleures caractéristiques pour des applications 

embarquées à faible encombrement. 

1.2.1.3 Structure du stator 

Le stator d’une MSAP est constitué de plusieurs bobines réparties dans les encoches 

statoriques. Il existe une multitude de topologies utilisées pour le bobinage du stator dans les 

machines électriques. La plupart sont présentées dans [Sai01]. Pour les MSAP, deux 

catégories de bobinage sont couramment utilisées : le bobinage distribué et le bobinage 

concentrique [Fod09]. 

Le bobinage concentrique est adapté pour des applications de grande puissance avec un 

nombre de phases et de pôles élevés. Le bobinage distribué est plutôt utilisé pour des 

applications où le nombre de pôles est réduit. Nous nous intéresserons donc principalement 

aux bobinages distribués qui peuvent être réalisés soit à pas diamétral, soit à pas raccourci. 

Le bobinage à pas diamétral (Figure 1-3a) est une structure de bobinages assez simple à 

réaliser et qui présente les caractéristiques suivantes [Sai01] :  

o Chaque encoche présente des conducteurs n’appartenant qu’à une seule phase. 

o Toutes les encoches utilisées sont consécutives par pôle. 

Cependant, cette topologie de bobinage génère des composantes d’harmoniques impairs 

importantes sur les forces magnétomotrices. Afin de résoudre ce problème, un bobinage à pas 

raccourci est souvent privilégié (Figure 1-3b). Les bobinages à pas 2/3 (pour éliminer 

l’harmonique 3) ou à pas 5/6 (pour diminuer sensiblement les harmoniques 5 et 7) sont 

couramment utilisés en pratique. 
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Figure 1-3 : Exemple de bobinages distribués à pas diamétral (a) et à pas raccourci (b) [Fod09] 

1.2.2 Application : utilisation d’un PMG
*
 pour la génération d’un réseau 

électrique aéronautique 

Depuis quelques années maintenant, le monde aéronautique entreprend une réflexion de fond 

sur la rationalisation de l’énergie à bord des avions et explore l’apport potentiel du génie 

électrique. L’avion plus électrique est aujourd’hui l’un des axes stratégiques de recherche sur 

les systèmes embarqués en aéronautique. Dans ce contexte, l’un des projets en cours consiste 

à remplacer les réseaux de génération et de distribution hydrauliques par des réseaux 

électriques. Ce choix est motivé par plusieurs raisons :  

o Réduction de la masse 

o Meilleur rendement 

o Reconfiguration du réseau facilitée en cas de panne 

o Maintenance plus aisée 

o Souplesse d’installation 

1.2.2.1 Evolution des architectures électro-hydrauliques dans les avions 

Dans les avions actuellement en vol, les circuits hydrauliques sont mis sous pression par des 

pompes hydro-mécaniques EDP (Engine Driven Pump) et des pompes électro-mécaniques 

EMP (Electro Motor Pump). 

Sur les avions de type A320 (Figure 1-4a), les générateurs électriques principaux IDG 

(Integrated Drive Generator) fonctionnent à tension fixe et fréquence fixe (115V / 400Hz). 

Le circuit hydraulique est mis sous pression par une EDP mécaniquement reliée au réacteur 

ENG (Engine). Une EMP, reliée au réseau électrique, est uniquement utilisée au sol ou en vol 

en cas de pannes de l’EDP pour alimenter les servocommandes hydrauliques (SC).  

Sur les avions de type A380 (Figure 1-4b), le remplacement des IDG par des alternateurs à 

fréquence variable VFG (Variable Frequency Generator) a légèrement fait évoluer 

l’architecture hydro-électrique. Ainsi, afin de ne pas dégrader les caractéristiques du couple 

de l’EMP et des pompes à carburant FP (Fuel Pump) à haute fréquence, un convertisseur de 

fréquence devait être introduit pour réguler la fréquence. Cependant, il a été décidé de ne pas 

*Note : La Machine Synchrone à Aimants Permanents (MSAP) utilisée en tant que 

générateur pour une application aéronautique est couramment nommée PMG (Permanent 

Magnet Generator) 
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utiliser ce convertisseur en raison de sa masse, de son volume et de son manque de fiabilité. 

Ainsi, le fonctionnement des EMP en vol n’est pas possible, entraînant une perte de la 

disponibilité du circuit hydraulique en cas de panne de l’EDP. Ce réseau électrique à tension 

fixe et à fréquence variable n’est donc pas adapté pour l’alimentation des EMP, dont la partie 

électrique est constituée d’une machine asynchrone. La mise en place d’une nouvelle 

architecture électro-hydraulique adaptée est actuellement à l’étude. 

Cette nouvelle architecture (Figure 1-4c) consiste à introduire un générateur à aimants 

permanents (PMG), relié mécaniquement au réacteur, pour alimenter les EMP et les FP via un 

réseau à rapport tension / fréquence fixe CVFR (Constant Voltage over Frequency Ratio) 

mais avec une tension et une fréquence variable. Dans cette architecture, les VFG seront 

uniquement dédiés aux actionneurs électriques. 

 

Figure 1-4 : Evolution des architectures électro-hydrauliques dans les avions 

1.2.2.2 Avantages du réseau CVFR 

Ce réseau CVFR est composé d’un canal de génération « robuste », nommé RPC (Robust 

Power Channel), constitué d’un PMG et d’une EMP pour alimenter le circuit hydraulique. Ce 

canal robuste a pour objectif de remplacer les EDP actuellement reliées au réacteur afin de : 

o Palier à l’augmentation des besoins en puissance au niveau des actionneurs 

hydrauliques. 

o Alimenter les EMP à V/f constant pour éviter la chute du couple des machines 

asynchrones (partie électrique des EMP) à haute fréquence. 

o Améliorer la disponibilité du réseau hydraulique (reconfiguration possible en cas de 

panne PMG ou EMP). 

En premier lieu, ce réseau permet d’alimenter les machines asynchrones des EMP à flux 

constant, donc de disposer de leurs performances maximales sur toute la plage de vitesse de 

rotation du réacteur. En effet, de précédentes études réalisées par la société Aéroconseil 

([Las07], [Ren08]) ont démontré que ce type d’alimentation permet d’éviter la chute du 

couple délivré par une EMP à haute fréquence. La Figure 1-5 illustre ce propos en comparant 

le couple délivré par une machine asynchrone (MAS) selon le type d’alimentation. Pour un 

réseau à tension fixe et fréquence variable (traits pointillés), le couple maximal de l’EMP 

diminue quand la fréquence augmente avec une partie utile du couple qui décroit 

asymptotiquement. Dans le cas d’un réseau de type CVFR (traits pleins), le couple maximal et 

la partie utile restent inchangés, quelle que soit la fréquence d’alimentation. 
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Figure 1-5 : Comparaison du couple délivré par une MAS en fonction de la fréquence pour une alimentation 

CVFR et une alimentation à tension fixe et fréquence variable 

Cette observation peut se vérifier analytiquement avec l’expression du couple d’une machine 

asynchrone en fonction de ces paramètres propres (p, Msr, Ls, Lr, Rr, σ) et de 

l’alimentation (VS, g, ω) [Gre00] :  

    
(1-1) 

avec :  - p : nombre de paires de pôles  

- Msr : inductance mutuelle stator-rotor 

- Ls : inductance cyclique statorique  

- Lr : inductance cyclique rotorique 

- Rr : résistance rotorique 

- σ : coefficient de dispersion de Blondel (σ = 1- Msr²/(Ls.Lr)) 

- VS : tension statorique 

- g : glissement 

- ω : pulsation électrique statorique 

D’après l’équation (1-1), l’expression du couple maximal est obtenue pour    avec :  

  (1-2) 

D’après l’équation (1-2), le couple maximal décroît effectivement pour une alimentation à 

tension constante lorsque la fréquence d’alimentation augmente. Ce couple maximal reste 

constant pour une alimentation de type CVFR. Ainsi, si la partie hydraulique de l’EMP 

demande un couple important à haute fréquence, ce besoin pourra être satisfait avec 

l’utilisation d’un réseau CVFR. Par conséquent, le surdimensionnement important des EMP, 

qui était nécessaire avec une alimentation à tension fixe et fréquence variable, ne l’est plus 

avec une alimentation de type CVFR. 
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Afin de créer un réseau CVFR, deux solutions ont été envisagées :  

o L’utilisation d’un VFG régulé afin d’obtenir une tension proportionnelle à la 

fréquence électrique. 

o L’utilisation d’un PMG où la tension de sortie est directement proportionnelle à sa 

vitesse de rotation et donc à la fréquence électrique. 

La seconde solution a été privilégiée. En effet, un PMG est beaucoup plus simple et robuste 

qu’un VFG, de part sa structure à un seul étage qui est exempte de régulation. De plus, un 

PMG possède un meilleur ratio poids-puissance, ce qui en fait un générateur adapté aux 

applications embarquées aéronautiques. 

Enfin, un atout majeur du réseau CVFR concerne l’amélioration de la disponibilité du réseau 

hydraulique. En effet, sur les architectures hydro-électriques actuelles, l’avion est «NO GO»
*
 

sur une panne EDP, l’EMP ne pouvant pas alimenter le réseau hydraulique en vol. Avec 

l’utilisation du canal RPC, l’alimentation des EMP sera indépendante du réacteur. Cette 

configuration offre un degré de liberté supplémentaire permettant d’assurer les fonctions 

vitales de l’avion (commandes de vol, trains d’atterrissage, systèmes de freinage), même avec 

une EMP ou un PMG en panne, en alimentant le circuit électrique via une autre source 

d’énergie disponible.  

La Figure 1-6 présente la reconfiguration électrique en cas de la perte de la génération 

électrique d’un canal (défaillance au niveau du PMG ou de l’ENG). Dans ce cas, l’EMP est 

redémarrée via un second canal robuste [Lam09]. 

La Figure 1-7 présente la reconfiguration électrique en cas de la perte d’une EMP. Dans ce 

cas, le circuit hydraulique est alimenté de nouveau via une seconde EMP [Lam09]. 

1.2.2.3 Architecture Bleed (45 kVA) ou Bleedless (120 kVA) 

Deux principales catégories d’architecture électrique incorporant un réseau CVFR, sont à 

l’étude. Elles se distinguent par le prélèvement d’air (avion « Bleed ») ou non (avion 

« Bleedless ») au niveau des réacteurs, pour l’alimentation du réseau pneumatique. 

Actuellement, les avions sont « Bleed », ce qui signifie que le réseau pneumatique exerce 

plusieurs fonctions comme [Sau09] : 

o Le conditionnement d’air. 

o Le démarrage des réacteurs. 

o Le dégivrage des ailes WIPS (Wing Ice Protection System). 

Cependant, afin de s’affranchir de ce réseau lourd et encombrant, des études sont menées pour 

remplacer ces systèmes pneumatiques par des systèmes électriques (avion « Bleedless »). 

Pour le canal robuste CVFR, cela se traduirait par une augmentation de la puissance 

électrique pour alimenter les WIPS via un réseau HVDC (High Voltage Direct Current) et 

pour permettre le démarrage des réacteurs. Ainsi, pour un avion « Bleed », le PMG d’un canal 

CVFR devra être dimensionné pour fournir une puissance nominale de 45 kVA afin 

d’alimenter les EMP et les FP [Lam11], alors que dans le cas d’un avion « Bleedless », le 

PMG devra fournir une puissance de 120 kVA, afin d’alimenter en plus les packs de 

conditionnement d’air et les systèmes de dégivrage [Lam10]. 

*Note : « NO GO » signifie que l’avion ne peut pas voler si l’équipement n’est pas 

opérationnel. En effet, un certain nombre d’équipements doivent être opérationnels avant le 

décollage (équipements « NO GO ») alors que d’autres équipements peuvent être en panne 

sans affecter l’aptitude de l’avion à voler en toute sécurité (équipements « GO ») 
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Figure 1-6 : Exemple de reconfigurations en cas de pannes PMG ou ENG au sein d’un réseau CVFR 

 

Figure 1-7 : Exemple de reconfigurations en cas de pannes EMP au sein d’un réseau CVFR 

 

Figure 1-8: Architecture simplifiée d’un réseau CVFR pour un avion « Bleed » ou « Bleedless » 

Dans les chapitres II, III et IV, le système étudié correspond à un banc de tests à puissance 

réduite (3,6 kW) disponible au laboratoire LAPLACE. Dans le Chapitre V, l’étude a été 

étendue à une l’architecture « Bleed », avec un PMG de 45 kVA. Cependant, les résultats 

obtenus pourront être étendus à un PMG de 120 kVA, dimensionné pour une architecture 

« Bleedless ».  

Normal Operation Engine 1 or PMG 1 Loss Reconfiguration

Normal Operation EMP 1 Loss Reconfiguration
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1.3 Défaillances dans les PMG 

L’utilisation d’un PMG présente de nombreux avantages par rapport à une machine à rotor 

bobiné de type VFG pour la génération électrique d’un canal CVFR. Cependant, un autre 

critère à prendre en compte pour valider ce concept concerne la mise en sécurité de ces 

générateurs en cas de défaillance. Ce critère est d’autant plus critique dans les applications 

embarquées. 

Dans cette section, les différentes solutions proposées pour mettre en sécurité un PMG, 

lorsqu’une défaillance est diagnostiquée, seront d’abord énumérées. Ensuite, un état de l’art 

des différents défauts pouvant survenir au sein d’un PMG sera présenté, ce qui nous amènera 

à nous intéresser plus spécifiquement aux courts-circuits inter-spires, qui ont été identifiés 

comme les défauts les plus critiques. 

1.3.1 Stratégies de mise en sécurité du PMG 

Comme pour les générateurs électriques actuels de type VFG, les PMG seront situés en amont 

du cœur électrique EPDC (Electrical Power Distribution Center), où sont localisés les 

différents contacteurs nécessaires à la distribution du réseau électrique (Figure 1-9).  

Parmi les contacteurs présents dans l’EPDC,  le GLC (Generator Line Contactor) permettra 

de connecter les PMG aux barres principales du réseau CVFR. Il faudra donc prévoir un 

dispositif de protection pour le PMG dans le cas où un défaut surviendrait sur la partie non 

protégée située entre le PMG et le GLC du cœur électrique. Avec les alternateurs à rotor 

bobiné (VFG ou IDG par exemple), il suffit d’annuler le courant d’excitation pour désexciter 

complètement la machine en cas de défauts en amont des GLC, le GLC étant ouvert pour 

isoler le générateur défaillant du réseau électrique. Cependant, pour un PMG, il est impossible 

de contrôler directement la désexcitation à cause de la présence d’aimants permanents au 

rotor. En effet, les aimants créent un flux permanent qui engendre des courants tant que la 

machine est en rotation. Tant que le rotor n’est pas à l’arrêt, une défaillance interne au PMG 

peut continuer de se développer et de s’aggraver, provoquant un risque important pour les 

biens et les personnes. En cas de défaillance interne, la mise en place d’un dispositif 

spécifique pour la mise en sécurité du PMG est donc requise. 

 

Figure 1-9 : Génération électrique du réseau CVFR 
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Plusieurs solutions sont envisagées pour réaliser la mise en sécurité du PMG. Nous pouvons 

citer par exemple :   

o Augmentation des impédances internes de la machine pour permettre aux 

bobinages de supporter des courants de courts-circuits plus faibles. Cependant, cette 

solution dégrade fortement les performances du PMG, avec une chute de tension plus 

importante dans les enroulements statoriques. 

o Augmentation de la section du cuivre pour une meilleure tenue des courants de 

court-circuit. Cependant, cette solution engendre une augmentation de la masse du 

PMG, ce qui va à l’encontre des problématiques des applications embarquées. 

o Ajout de trois interrupteurs au niveau du neutre de la machine pour empêcher la 

circulation des courants de court-circuit. Cependant, cette solution ne protège pas la 

machine contre les courts-circuits inter-spires. 

o Utilisation de deux rotors pour annuler le flux magnétique qui seront en opposition 

de phase en cas de panne. Cependant, ce dispositif s’avère lourd et complexe. 

o Utilisation d’un crowbar qui est un dispositif permettant de mettre en court-circuit 

l’ensemble des phases du PMG afin de limiter le courant de défaut. Cependant, ce 

système s’avère être également lourd. 

o Déconnexion mécanique (ou décrabotage) de la machine pour annuler la 

conversion magnéto-électrique. Ce dispositif permet de désexciter complètement la 

machine mais engendre une maintenance importante. 

Pour une application embarquée, le décrabotage de la machine semble être la solution la plus 

adaptée pour la mise en sécurité du PMG en cas de défaillance interne car elle est peu 

coûteuse en termes de masse. Avec ce dispositif, la désexcitation du PMG se révèle être une 

opération lourde, qui ne permet pas une remise en service rapide du générateur, 

particulièrement lors des phases de vol. Ainsi, afin d’assurer une bonne continuité de service, 

il est nécessaire de connaître avec suffisamment de précision l’état de santé de la machine 

pour ordonner les actions de sécurisation adéquates selon le type de défaillance rencontré. Il 

est en effet important, particulièrement dans le contexte avionique où la disponibilité de 

l’énergie est une contrainte forte, de s’assurer qu’un canal d’alimentation n’est pas isolé du 

réseau à la suite d’une décision erronée. 

Les défaillances auxquelles peut être soumis un PMG prennent donc une importance toute 

particulière au sein du réseau CVFR que nous avons précédemment présenté. Bien sûr, ces 

défaillances peuvent être de diverses natures. Elles peuvent tout aussi bien concerner les 

parties mécaniques du générateur que les parties électriques, et atteindre l’intégrité du rotor 

comme celle du stator. Afin de mieux percevoir ces différents aspects, la section suivante 

présente les différents défauts pouvant survenir au sein d’un PMG. 

1.3.2 Etat de l’art des défaillances dans les PMG 

Les défauts dans les machines électriques ont des origines multiples. Les plus communes 

sont [Tav08] :  

o Contraintes mécaniques : vibrations de la machine, usure des roulements. 

o Contraintes électriques : dV/dt élevé avec l’utilisation de convertisseurs statiques. 

o Contraintes environnementales : température, humidité, poussière, pression … 

o Fonctionnement anormal : Surcharge, survitesse … 

o Défaillance d’un composant externe : Refroidissement, convertisseur … 

o Mauvais dimensionnement, mauvaise installation ou maintenance de la machine. 
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Ces contraintes peuvent engendrer un certain nombre de défaillances au sein d’une machine 

électrique, qui peuvent être classées en trois catégories principales :  

o Défauts de roulement 

 Défaut au niveau des surfaces de contact 

 Défaut au niveau des organes de lubrification 

o Défauts au rotor 

 Défauts d’excentricité (pour toutes les machines) 

 Défauts au niveau des aimants permanents (pour les MSAP) 

 Défauts des enroulements rotoriques (pour les machines à rotor bobiné) 

 Rupture des barres rotoriques (pour les MAS à cage) 

o Défauts au stator 

 Défaut d’isolation dans les enroulements statoriques 

 Défaut au niveau des tôleries 

 

Différentes études statistiques ont été menées à la fin du XX
e
 siècle, pour déterminer la 

répartition des pannes dans les machines électriques industrielles de moyenne puissance 

[All88] (de 50kW à 200kW) ou de forte puissance [Odo85], [Alb86], [Tho99] (de 100kW à 

8MW). Les résultats (Figure 1-10) montrent que les défauts de roulement et les défauts au 

niveau du stator semblent être les plus fréquents. Cependant, ces chiffres varient nettement en 

fonction des applications (gamme de puissance et secteur d’activité). De plus, ces résultats 

concernent en grande majorité les machines asynchrones. L’utilisation des MSAP dans 

l’industrie étant relativement récente, il est difficile de conclure précisément sur la répartition 

des pannes pour ce type de machine, avec notamment l’absence de données sur l’occurrence 

des défauts d’aimantation. Néanmoins, la proportion des défauts au niveau du stator peut être 

considérée comme non négligeable pour une application aéronautique, la gamme de puissance 

étant proche de celle évoquée dans [All88]. 

 

Figure 1-10 : Répartition des défaillances selon les études 

Dans la suite de cette section, les défauts les plus fréquents pouvant être rencontrés dans une 

MSAP sont détaillés. Ces défauts sont listés ci-dessous :  

o Défauts de roulements 

o Défauts d’excentricité 

o Désaimantation des aimants permanents 

o Défauts de capteurs 

o Courts-circuits statoriques 
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1.3.2.1 Défauts de roulements 

Les roulements dans les machines électriques sont, en général, composés d’une bague interne, 

d’une bague externe, d’un organe de roulement (constitué le plus souvent de billes maintenues 

dans une cage ou de rouleaux) ainsi que d’un dispositif de lubrification (c.f. Figure 1-11).  

 

Figure 1-11 : Vue éclatée d’un roulement à billes 

Les défauts de roulement, qui représentent une part non négligeable des défauts survenant 

dans les machines électriques, peuvent avoir des origines diverses [Tra09] :  

o Contraintes mécaniques dues à une surcharge 

o Mauvais assemblage 

o Circulation de courant électrique dans les bagues 

o Défaut de lubrification 

o Contraintes environnementales (température, corrosion, poussières) 

Ces défauts se manifestent le plus souvent, par une usure ou une fissure au niveau des bagues 

ou par une dégradation de l’organe de roulement (billes ou rouleaux), engendrant des 

vibrations mécaniques à des fréquences caractéristiques [Dev04] :  

o Défaut au niveau de la bague externe :  

  (1-3) 

o Défaut au niveau de la bague interne :  

  (1-4) 

o Défaut au niveau d’une bille :  

    (1-5) 

o Défaut au niveau de la cage soutenant les billes :  

  (1-6) 
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avec :  - n : nombre de billes  

- d : diamètre des billes  

- D : diamètre de la cage  

- Φ : angle de contact entre la bille et les bagues 

fext et fint correspondent respectivement à la fréquence de passage des billes sur la partie 

défaillante de la bague extérieure ou intérieure. 

fbille correspond à la fréquence de rotation de la bille défectueuse sur la bague extérieure ou 

intérieure. 

fcage correspond à la fréquence de rotation de l’ensemble du train de billes. 

Grâce à ces fréquences caractéristiques, le diagnostic des défauts de roulement est 

généralement réalisé avec des outils d’analyse spectrale portés sur des mesures de vibration 

mécanique [Li98], [Rez12] ou de grandeurs électriques comme les courants statoriques 

[Sch95], [Ere04], [Pac09], [Tra09]. Si ce type de défaillance n’est pas détecté à temps, 

l’augmentation de la détérioration des roulements risque d’engendrer des températures et des 

niveaux vibratoires dangereux, pouvant obliger à arrêter le système dans lequel la machine est 

incluse. 

Sur les avions actuellement en vol, il n’existe pas d’outils spécifiques pour détecter ce type de 

défauts, hormis une surveillance de la température des roulements sur les VFG dans les 

architectures « type A380 », mais qui s’est avérée peu fiable. Cependant, les conséquences 

d’un défaut de roulement (vibrations, débris) peuvent entraîner sa détection via d’autres 

alarmes présentes dans le dispositif de protection du générateur, s’intéressant à la 

transmission mécanique ou au circuit de refroidissement. 

1.3.2.2 Défauts d’excentricité 

Un défaut d’excentricité dans une machine électrique correspond à un décentrement du rotor 

par rapport au stator, entraînant une variation de l’entrefer. Il existe trois types de défaut 

d’excentricité :  

o l’excentricité statique (Figure 1-12a) correspondant au cas où l’axe de rotation du 

rotor reste fixe mais ne coïncide pas avec l’axe de symétrie du stator. 

o l’excentricité dynamique (Figure 1-12b) correspondant au cas où l’axe de rotation du 

rotor n’est pas fixe mais tourne autour de l’axe de symétrie du stator. 

o l’excentricité mixte (Figure 1-12c) qui est une combinaison d’excentricités statique et 

dynamique. 

Les origines d’un défaut d’excentricité et d’un défaut de roulement sont assez proches 

(mauvais assemblage, contraintes mécaniques). En outre, une usure des roulements génère 

fréquemment un défaut d’excentricité dynamique voire mixte. En pratique, les défauts 

d’excentricité mixtes sont les plus fréquents dans les machines électriques [And09]. De 

nombreuses études montrent qu’il est possible de détecter ce type de défaillance via une 

analyse spectrale du courant statorique, des vibrations mécaniques ou de la force 

électromotrice [Dor97], [Nan99], [Haj03],[Ler08], [Zha11]. Pour une MSAP (machine à 

glissement nul), les fréquences caractéristiques d’un défaut d’excentricité mixte sont :  

(1-7) 

avec frot = fs / p : fréquence de rotation du rotor. 

L’entrefer apparent d’une MSAP à pôles lisses étant plus important que dans une machine à 

rotor bobiné, un défaut d’excentricité de faible ampleur (sans contact stator-rotor) sera plus 
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difficile à détecter. En effet, pour un défaut de même amplitude, la répartition du flux 

magnétique sera moins impactée dans une MSAP, rendant le diagnostic par analyse spectrale 

moins performant, mais permettant à la machine d’être beaucoup plus robuste envers ce type 

de défaillance. La meilleure tolérance des MSAP aux défauts d’excentricité correspond 

d’ailleurs à un atout supplémentaire de ce type de machine. 

 

Figure 1-12 : Différents types d’excentricité dans les machines électriques 

Sur les avions actuellement en vol, il n’existe pas d’outil capable de détecter spécifiquement 

les défauts d’excentricité. 

1.3.2.3 Désaimantation des aimants permanents 

Un défaut de désaimantation est caractéristique des MSAP. Il se traduit par une 

démagnétisation des aimants permanents, entraînant une réduction ou un déséquilibre du flux 

magnétique produit. Ce type de défaillance survient principalement à cause d’un problème de 

fabrication, d’un mauvais dimensionnement des aimants, ou suite à une contrainte thermique 

(élévation de la température) ou électrique (champ magnétique inverse) trop forte [Far08]. 

Les conséquences d’un défaut de désaimantation et d’un défaut d’excentricité sont analogues, 

à savoir l’apparition de vibrations mécaniques et des fem déséquilibrées [Dua12], [Ros05].  

Ainsi, les mêmes fréquences caractéristiques (1-7) peuvent être utilisées pour détecter ce type 

de défaut, grâce à une analyse spectrale sur les courants statoriques [Dua12], [Esp10], 

[Had13] ou sur les fem [Gri12], [Urr12]. Néanmoins, il est complexe de distinguer un défaut 

d’excentricité et de désaimantation. [Jon12] propose de différencier ces défauts avec le calcul 

de l’inductance statorique sur l’axe d. Cependant, cette méthode nécessite d’exciter la 
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machine par un onduleur et n’est applicable qu’en fonctionnement moteur. Enfin, [Far08] 

propose de localiser la démagnétisation des aimants en estimant leur induction rémanente 

avec des mesures de fem à vide. 

Sur les avions actuellement en vol, aucune machine à aimants permanents n’est utilisée en 

tant que génératrice. Si ce type de générateur était introduit sur avion, certaines des 

protections actuelles (déséquilibre des tensions ou sous-tension) permettraient certainement 

de détecter ce type de défaut. Aucune étude n’a cependant été menée à ce sujet pour l’instant.  

1.3.2.4 Défauts de capteurs 

Les capteurs sont des éléments indispensables pour la commande des machines électriques. 

Ils ont bien évidemment la même importance dans le domaine de la surveillance et du 

diagnostic. Ainsi, la perte des informations délivrées par l’un des capteurs peut avoir des 

conséquences graves sur le système électrique (perte du contrôle de la machine, non détection 

d’un défaut). Dans les machines électriques, deux types de capteurs sont couramment utilisés 

(hors circuit de refroidissement) :  

o Capteurs électriques (courant, tension) 

o Capteurs mécaniques (vitesse, position) 

Les défaillances de capteurs proviennent essentiellement d’un défaut de fabrication, d’un 

vieillissement des soudures ou des contacts, de contraintes thermiques ou mécaniques 

[Lor07]. Les méthodes de surveillance à base d’observateurs [Foo13], [Gro13], [Naj11] ou de 

redondances analytiques [Bou11], [Liu06], sont souvent utilisées pour diagnostiquer ce type 

de défaillance. Une autre méthode plus onéreuse consiste à utiliser la redondance matérielle. 

En plus de diagnostiquer un défaut, cette méthode permet aussi d’assurer une continuité de 

service, grâce à une reconfiguration appropriée des capteurs utilisés. 

Dans un réseau aéronautique, la redondance matérielle est utilisée pour détecter un défaut de 

capteur de courant situé au sein du générateur. En effet, des capteurs de courant sont situés au 

niveau du neutre du générateur et au niveau du point de régulation POR (Point Of 

Regulation). Le réseau électrique étant filaire entre ces deux emplacements, une différence de 

courant entre deux capteurs traduit soit un défaut de court-circuit, soit une anomalie de 

capteurs (Figure 1-13). Les défauts de capteurs de tension et de vitesse sont détectés 

respectivement par des seuils sur des tensions au POR (over voltage, under voltage) ou sur la 

fréquence (under frequency, over frequency). 

 

Figure 1-13 : Détection d’un défaut d’un capteur de courant au niveau du PMG 
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1.3.2.5 Courts-circuits statoriques 

Les courts-circuits au niveau des enroulements statoriques font partie des défauts électriques 

les plus fréquemment rencontrés dans les machines. Ces défaillances sont provoquées par une 

dégradation des matériaux isolants recouvrant les conducteurs et ont pour principales origines 

[Bon92], [Dev02] : 

o Contraintes électriques 

Un niveau de tension et/ou des transitoires de tension (dV/dt) trop élevés sont responsables de 

la dégradation des propriétés diélectriques de l’isolant. Ces contraintes peuvent provoquer des 

décharges partielles dans le matériau qui ont pour conséquence une érosion de l’isolant 

conduisant, à terme, à un court-circuit entre les enroulements. L’augmentation de la tension 

des réseaux électriques (pour palier à une augmentation de la puissance électrique notamment 

dans le secteur aéronautique), ainsi que l’utilisation croissante de convertisseurs statiques, 

rendent ces contraintes de plus en plus sévères pour les matériaux isolants. 

o Contraintes mécaniques 

Un défaut d’excentricité important peut provoquer des contacts rotor-stator et entraîner 

l’abrasion du matériau isolant et des conducteurs. De plus, les fortes contraintes mécaniques 

survenant au démarrage des machines sont également susceptibles de détériorer les isolants. 

o Contraintes thermiques 

Les matériaux isolants sont dimensionnés pour résister à une certaine plage de température de 

fonctionnement. Cependant, des hausses de température peuvent survenir pour diverses 

raisons (défaut du circuit de refroidissement, surcharge, transitoire de démarrage, température 

ambiante …) ce qui, selon le temps d’exposition, peut dégrader fortement la durée de vie des 

isolants. 

o Contraintes environnementales 

Les environnements humides ou les réactions chimiques à base d’oxyde d’azote présent dans 

l’atmosphère, peuvent accélérer la dégradation des matériaux isolants. 

Par rapport à la topologie des stators, les défauts pouvant survenir au sein du bobinage 

statorique sont (Figure 1-14): 

o Défaut D1 : court-circuit inter-spires 

o Défaut D2 : court-circuit inter-phases 

o Défaut D3 : court-circuit phase-neutre 

o Défaut D4 : court-circuit phase-masse  

o Défaut D5 : court-circuit biphasé 

 

Figure 1-14 : Différents types de courts-circuits au sein du bobinage statorique 
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Dans l’aéronautique, tous les défauts mentionnés ci-avant, hormis le court-circuit inter-spires, 

peuvent être détectés par la protection différentielle DP (Differential Protection). En effet, 

pour les défauts D2 jusqu’à D5, une différence de courant sera décelée entre les capteurs du 

générateur situés au niveau du point de neutre, et les capteurs de ligne situés au niveau du 

POR (Figure 1-15). Dans le cas d’un défaut inter-spires (défaut D1), le courant de court-

circuit se reboucle dans les spires concernées, rendant impossible la détection de ce défaut 

avec la protection différentielle (Figure 1-16). De plus, un défaut d’un faible nombre de spires 

ne déséquilibre pas suffisamment les tensions et les courants au niveau du générateur pour 

permettre sa détection avec les autres protections mises en place (under voltage, delta current 

par exemple).  

 

Figure 1-15 : Détection des défauts D2 à D5 grâce à la DP 

 

Figure 1-16 : Impossibilité de détecter des courts-circuits inter-spires (défaut D1) avec la DP 

Les courts-circuits inter-spires sont donc critiques par rapport aux autres types de défaut car 

ils sont difficilement détectables avec les protections couramment utilisées au sein d’un 

réseau électrique aéronautique. De plus, tous les courts-circuits (sauf les défauts liés à des 

(a) Défaut inter-phases (D2)

EPDC

N

iLa

C
V

F
R

PMG

...

iGb

iGc

iGa

D1

D2 D5

D3

D4

Feeder

iLb

iLc

GLC

Icc

Icc

EPDC

N

iLa

C
V

F
R

PMG

...

iGb

iGa

D1

D2 D5

D3

D4

Feeder

iLb

iLc

GLC

iGc

(b) Défaut phase-neutre (D3)

EPDC

N

iLa

C
V

F
R

PMG

...

iGb

iGc

iGa

D1

D2 D5

D3

D4

Feeder

iLb

iLc

GLC

Icc

(d) Défaut biphasé (D5)

Icc

EPDC

N

iLa

C
V

F
R

PMG

...

iGb

iGc

iGa

D1

D2 D5

D3

D4

Feeder

iLb

iLc

GLC

(c) Défaut phase-masse (D4)

Icc

EPDC

N

iLa

C
V

F
R

PMG

...

iGb

iGc

iGa

D1

D2 D5

D3

D4

Feeder

iLb

iLc

GLC



Chapitre 1 - Contexte de l’étude 

22 

problèmes de connectique externe au niveau de la boîte à bornes par exemple) commencent 

généralement par un court-circuit inter-spires (ou inter-phases) qui apparaît fréquemment au 

niveau des têtes de bobine, ces dernières étant les plus exposées aux efforts 

électromagnétiques et aux croisements du bobinage. La modélisation des mécanismes qui 

conduisent aux premières apparitions de ce type de défaut est encore assez difficile. Les 

phénomènes de décharges partielles sont clairement identifiés comme les principaux 

phénomènes précurseurs. Ils entraînent une dégradation accélérée de l'isolation, qu'elle soit 

liquide par oxydation ou solide par érosion. De plus, ce type de défaut conduit à une élévation 

localisée de la température qui risque de se propager à d’autres spires. Une décharge partielle 

entraîne donc un vieillissement local qui a de grandes chances d’évoluer en fonction du 

temps. 

Enfin, un court-circuit inter-spires se caractérise par la résistance électrique Rcc entre les 

parties en contact, dont la valeur est modifiée au fur et à mesure de l’évolution du défaut. Sa 

caractérisation et sa modélisation sont elles aussi difficiles, particulièrement au cœur des 

bobinages d’une machine électrique. Il est cependant facile de montrer qu’un court-circuit 

inter-spires peut devenir très critique quand il évolue vers un court-circuit franc (résistance de 

contact Rcc   0), notamment pour un faible nombre de spires en défaut. En effet, une 

machine électrique étant principalement inductive, l’équation (1-8) montre que lors d’un 

court-circuit franc, le courant sera inversement proportionnel au nombre de spires en court-

circuit et atteindra des valeurs très élevées par rapport au courant nominal. 

 Icc  = 
ncc.VS

 ncc.RS   Rcc   j.ncc
2.Lp.  

Rcc   0
     

VS

ncc.Lp. 
 (1-8) 

avec :  - Icc : courant dans la boucle de court-circuit  

- ncc : pourcentage de spires en court-circuit d’une phase statorique 

- VS : tension statorique  

- RS et Lp : respectivement résistance et inductance propre d’une phase statorique 

- ω : pulsation électrique 

Dans les MSAP, ce phénomène est accentué par l’utilisation d’un entrefer important, ce qui 

amène une diminution de l’inductance statorique. De plus, des études de dimensionnement 

des PMG ont montré qu’il était préférable de diminuer l'impédance interne de la machine 

électrique [Ren08] afin de limiter les chutes de tension pour garder un réseau avec un rapport 

V/f constant. En contrepartie, cela aura tendance à rendre la machine plus vulnérable aux 

courts-circuits et plus particulièrement aux court-circuit inter-spires. Dans les MSAP, ce type 

de défaut devient donc très critique puisqu'il peut amener à la destruction du générateur, avec 

un risque important d'incendie, en raison de la valeur très élevée que peut atteindre le courant 

de défaut. De plus, rappelons que tant que le PMG est en rotation, un court-circuit inter-spires 

non détecté est entretenu, ce qui accroît sa criticité en termes de sûreté de fonctionnement. 

L’objectif est donc de détecter un défaut naissant, caractérisé par une résistance de contact Rcc 

non nulle. Le courant de court-circuit sera alors limité et proportionnel au nombre de spires en 

défaut (1-9).  

Icc = 
ncc.VS

 ncc.RS   Rcc   j.ncc
2.Lp.  

Rcc ncc
2.Lp. 

           
ncc.VS

Rcc

 (1-9) 

D’un point de vue macroscopique à l’échelle de la machine, la prise en compte de ces 

phénomènes nécessite l’utilisation de modèles adaptés, point sur lequel nous reviendrons dans 

le chapitre suivant.  
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1.4 Conclusion 

Ce chapitre a été consacré à la présentation du contexte de l’étude. Depuis quelques années, 

les MSAP sont devenues des machines très compétitives, notamment dans les applications 

embarquées. Dans le contexte aéronautique, l’utilisation de PMG pour la génération d’un 

réseau électrique CVFR, destiné à l’alimentation des machines asynchrones des EMP, est à 

l’étude. Le choix de cette solution est motivé par de nombreux avantages : réduction de 

masse, meilleure disponibilité du réseau hydraulique et maintenance plus aisée.  

Cependant, l’utilisation d’un PMG en tant que générateur électrique au sein d’un avion 

implique de nouvelles problématiques. L’une d’elle est liée à l’excitation permanente créée 

par les aimants tant que le rotor est en rotation, ce qui complexifie la mise en sécurité du 

PMG en cas de défaillance interne. En effet, quelle que soit la méthode utilisée, la 

désexcitation complète du PMG se révèle être une opération lourde et qui ne permet pas un 

redémarrage rapide de la machine, notamment dans le cas d’un décrabotage. Ainsi, la 

connaissance précise de l’état de santé du PMG est requise afin d’assurer une bonne 

continuité de service, en évitant d’ordonner la mise en sécurité du PMG sur des défaillances 

externes au générateur. 

L’inventaire des défauts pouvant survenir au sein d’un PMG a permis d’identifier les courts-

circuits au niveau du bobinage statorique comme les défauts les plus critiques. Les 

caractéristiques intrinsèques des PMG (faible impédance interne) et l’auto-entretien du défaut 

tant que le PMG est en rotation, sont les principales raisons de cette criticité. Le problème 

concerne plus spécifiquement les courts-circuits inter-spires possédant un faible nombre de 

spires en défaut. En effet, ces défaillances sont difficilement détectables avec les protections 

couramment utilisées au sein d’un réseau électrique aéronautique. De plus, elles sont à 

l’origine d’importants courants de défaut, notamment dans le cas d’un court-circuit franc, et 

peuvent conduire à la destruction du générateur ainsi qu’à des risques d’incendie. 

Ainsi, l’objectif de ces travaux est de proposer des indicateurs pertinents pour la détection des 

courts-circuits inter-spires dans les générateurs à aimants permanents. Compte tenu du 

contexte aéronautique, ces indicateurs devront posséder les caractéristiques suivantes :   

o Fonctionnement en ligne pour une surveillance permanente du générateur et avec un 

coût calculatoire raisonnable permettant l’implantation de l’indicateur dans une 

application embarquée. 

o Détection rapide étant donné la criticité des courts-circuits inter-spires et de leur 

dynamique d’apparition. 

o Sensibilité aux courts-circuits résistifs pour un faible nombre de spires afin de 

détecter la défaillance au plut tôt avant l’apparition d’un courant de défaut trop 

important. 

o Robustesse aux variations standards du réseau électrique afin de détecter un court-

circuit inter-spires quel que soit le point de fonctionnement de la machine. Toute 

fausse alarme doit également être évitée pour préserver la continuité de service. 

o Capacité à différentier un défaut interne d’un défaut externe afin d’ordonner 

l’ordre de mise en sécurité adéquat de l’équipement défaillant (générateur ou autre), 

tout en gardant une bonne continuité de service. 

Dans la littérature, les méthodes de détection des courts-circuits inter-spires dans les machines 

électriques sont nombreuses. Ces méthodes, qui seront présentées plus en détail dans le 

chapitre III, peuvent être classées en trois catégories principales :  
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o Méthodes basées sur l’analyse des signaux physiques qui exploitent essentiellement 

les signatures fréquentielles du défaut. 

o Méthodes à base de connaissances qui utilisent les retours d’expériences afin de 

classifier les signatures des défauts. 

o Méthodes basées sur un modèle mathématique de la machine qui sont utilisées afin 

d’estimer des paramètres ou de générer des résidus propres au défaut. 

Dans ce mémoire, il a été choisi de travailler sur les méthodes de détection basées sur 

l’estimation de paramètres via un modèle mathématique de la machine. Ces méthodes 

permettent de disposer d’une bonne dynamique de détection et s’avèrent être très robustes aux 

variations du réseau électrique, critère important pour un générateur électrique. Ces méthodes 

possèdent de surcroît un coût calculatoire « raisonnable » au sens où elles sont tout à fait 

compatibles avec des implantations sur calculateurs embarqués. 

Avant de développer plus en détail ces méthodes dans le chapitre III, le prochain chapitre est 

consacré à la modélisation en régime défaillant du PMG. En effet, avant d’aborder la mise en 

place d’un algorithme de détection, il est important de disposer de connaissances préalables 

sur le comportement du système afin de mieux comprendre et de mieux appréhender les 

phénomènes à prendre en compte. Ainsi, le chapitre II est consacré à la modélisation d’un 

PMG fonctionnant en régime défaillant et à la validation de ce modèle sur un banc de test 

expérimental. 
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2.1 Introduction 

Ce deuxième chapitre est principalement consacré à la mise en place et à la validation 

expérimentale d’un modèle de MSAP en présence de court-circuit inter-spires. L’objectif est 

de disposer d’un modèle suffisamment précis et flexible, permettant de simuler la machine en 

régime sain et défaillant, pour tester les indicateurs de détection. En effet, même si 

l’expérimentation est un moyen efficace et indispensable pour connaître le comportement 

d’un système, son application sur une machine électrique défaillante n’est pas aisée, 

particulièrement dans le cas de défauts inter-spires. Elle nécessite notamment de disposer de 

machines spécialement bobinées avec des points de connexions additionnels permettant de 

réaliser différents types de courts-circuits, et de disposer d’équipements permettant de 

maîtriser et supporter les forts courants dans les boucles de court-circuit.  

Ainsi, en complément de l’expérimentation et afin d’éviter d’y avoir systématiquement 

recours, un modèle semi-analytique de machine en régime de court-circuit interne, est établi. 

Ce modèle, présenté au début de ce chapitre, est basé sur l’approche des Circuits Electriques 

Magnétiquement Couplés (CEMC), déjà utilisée au laboratoire LAPLACE pour la 

modélisation de défaut inter-spires [Abd05], [Kho09]. Après avoir appliqué ce principe de 

modélisation sur une MSAP existante spécialement bobinée pour introduire des défauts inter-

spires, une validation de ce modèle sera proposée à travers un test-bench expérimental. Cela 

nous permettra, par la suite, de nous appuyer avec confiance sur ce modèle, pour nous aider 

dans le développement d’indicateurs, en simulant un ensemble de scénarios de court-circuit. 

2.2 Modélisation de la MSAP en présence de défauts 

inter-spires par l’approche CEMC 

La méthode utilisée pour réaliser le modèle comportemental de la MSAP, est basée sur 

l’approche des Circuits Electriques Magnétiquement Couplés (CEMC). L’approche CEMC 

repose sur une modélisation semi-analytique de la machine en utilisant les couplages 

électromagnétiques propres à sa conception et à sa topologie géométrique. Cette méthode, qui 

a déjà fait ses preuves pour la modélisation des défauts statoriques dans les MAS [Dev02] et 

dans les MSAP ([Abd05], [Kho09]), offre un bon compromis en termes de précision des 

phénomènes physiques observés et de temps de calcul associé. La mise en place d’un modèle 

de machine par l’approche CEMC nécessite deux étapes de développement distinctes :  

a) Ecriture des équations différentielles 

La première étape consiste à implanter les équations différentielles du modèle de la MSAP, 

afin d’étudier les évolutions temporelles des grandeurs physiques. Les équations 

comportementales sont obtenues en utilisant une modélisation circuit, basée sur la méthode 

des départements [Dev02], [Wil85]. Cette méthode met en œuvre une écriture matricielle 

permettant de déterminer le système différentiel à résoudre. Pour résoudre numériquement ces 

équations, nous avons utilisé le logiciel SABER
TM

 fréquemment utilisé dans le domaine 

aéronautique. SABER
TM

 possède son propre langage, le MAST, mais ne permet pas l’écriture 

matricielle. Nous avons donc utilisé le logiciel MATLAB
TM

 pour générer automatiquement 

les équations du modèle sous une forme adaptée à leur résolution avec SABER
TM

. 

b) Détermination des paramètres du modèle 

La seconde étape consiste à déterminer les paramètres du modèle grâce à l’utilisation du 

logiciel MAPSud (Modélisation des machines à Aimants Permanents en vue de la 

Surveillance et du Diagnostic). Ce logiciel en langage C, développé au sein du laboratoire 
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LAPLACE, utilise la topologie du bobinage et la géométrie de la machine pour calculer les 

différents paramètres présents dans les équations du modèle. Certains paramètres (résistance 

statorique RS, inductances magnétisantes LM, inductances de fuite Lf, inductances mutuelles 

stator/stator M, courant fictif parcourant les aimants If), sont constants et sont fixés au début 

de chaque simulation. D’autres paramètres (inductances mutuelles stator/rotor et leurs 

dérivées) dépendent de la position du rotor et sont stockés dans des tables afin d’être lus à 

chaque pas d’exécution du solveur.  

Le schéma de principe, résumant l’utilisation du modèle CEMC, est donné sur la Figure 2-1. 

 

Figure 2-1 : Schéma du principe de l’approche CEMC 

2.2.1 Principe de la méthode CEMC 

2.2.1.1 Modélisation des aimants permanents 

Deux modèles mathématiques peuvent être utilisés pour représenter les aimants [Bri90] :  

o Le modèle polaire utilisant la loi de Coulomb pour le calcul du potentiel scalaire U, 

dérivant du champ d’excitation     . La distribution d’aimantation M     est alors remplacée 

par une distribution de pôles magnétiques fictifs. 

o Le modèle ampérien utilisant la loi de Biot et Savart pour le calcul du potentiel 

vecteur A   , dérivant du champ d’induction B   . La distribution d’aimantation M     est alors 

remplacée par une distribution de courants fictifs, aussi appelés courants ampériens. 

L’objectif étant de modéliser la machine avec des circuits électriques magnétiquement 

couplés, le modèle ampérien a donc été privilégié. La distribution de courants fictifs, utilisée 

pour modéliser un aimant d’aimantation M    , est caractérisée par :  

o Une densité de courant surfacique σ   définie par :  

σ   = M       ds      (2-1) 

o Une densité de courant volumique     définie par : 

    = rot      M      (2-2) 

Considérons le cas d’un aimant de forme cylindrique, caractérisé par une aimantation 

constante M    , orientée selon l’axe Z (Figure 2-2). Grâce aux équations (2-1) et (2-2) du 

modèle ampérien, nous pouvons déduire qu’il existe une densité de courant fictif surfacique 

alors que la densité de courant volumique est nulle en raison de l’aimantation constante. 

Ainsi, l’aimant peut être remplacé par une bobine parcourue par un courant fictif, dont 

l’intensité dépend de l’aimantation et de la hauteur h de l’aimant : 

If =   M    .        (2-3) 
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Figure 2-2 : Illustration du modèle ampérien sur un aimant cylindrique [Abd05] 

2.2.1.2 Modélisation par CEMC 

Considérons un système formé par n circuits électriques magnétiquement couplés, parcourus 

par des courants iSi représentant le bobinage statorique et m circuits fictifs, parcourus par des 

courants ifk représentant les aimants situés au rotor. En supposant les circuits électriques 

indéformables et fixes les uns par rapport aux autres et un milieu de perméabilité constante, le 

principe de superposition peut être appliqué. Ainsi, le flux magnétique ΦSi à travers un circuit 

électrique i est composé de trois termes (2-4) : le flux propre du circuit i noté ΦSiSi, les flux 

mutuels entre le circuit i et les n-1 autres circuits électriques notés ΦSiSj et les flux mutuels 

entre le circuit i et les m circuits fictifs notés ΦSifk. 

ΦSi = ΦSiSi  ΦSiSj

n

j=1

(i j)

  ΦSifk

m

k=1

 
(2-4) 

De plus, le flux propre ΦSiSi se décompose habituellement en deux termes (2-5) : un flux 

magnétisant ΦmSiSi représentant le flux traversant le circuit i, mais également les autres 

circuits électriques et un flux de fuite ΦfSiSi, représentant le flux traversant le circuit i mais ne 

traversant pas les autres circuits électriques. 

ΦSiSi = ΦmSiSi  ΦfSiSi (2-5) 

Les expressions des flux magnétiques permettent de définir les différentes inductances du 

système comme étant le rapport entre le flux et les courants. Ainsi, les inductances suivantes 

sont utilisées pout la formalisation du modèle CEMC :  
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 LmSiSi = 

ΦmSiSi

iSi
: Inductance magnétisante

LfSiSi = 
ΦfSiSi

iSi
: Inductance de fuite

LSiSi = LmSiSi   LfSiSi= 
ΦSiSi

iSi
 : Inductance propre

MSiSj = 
ΦSiSj

iSj
: Inductance mutuelle stator/stator

MSifk = 
ΦSifk

ifk
: Inductance mutuelle stator/rotor

  (2-6) 

Les inductances mutuelles MSiSj caractérisant l’effet du circuit j sur le circuit i et MSjSi 

caractérisant l’effet du circuit i sur le circuit j, sont considérées comme égales. Ainsi, en 

utilisant les termes d’inductance, le flux magnétique circulant à travers le circuit i s’exprime :  

ΦSi = LSiSi . iSi   MSiSj

n

j=1

(i j)

 . iSj   MSifk

m

k=1

 . ifk 
(2-7) 

Sous forme matricielle, l’équation (2-7) devient :  

 ΦS  =  LS . IS   Mf . If  (2-8) 

avec : - [ΦS] : vecteur des flux magnétiques de dimension (n,1) 

  - [IS] : vecteur des courants statoriques de dimension (n,1) 

   - [If] : vecteur des courants fictifs de dimension (m,1) 

  - [LS] : matrice des inductances propres (éléments diagonaux) et des inductances 

   mutuelles des bobinages statoriques de dimension (n,n) 

  - [Mf] : matrice des inductances mutuelles stator/rotor de dimension (n,m) 

2.2.2 Application de la méthode CEMC à la machine défaillante utilisée 

2.2.2.1 Caractéristiques de la MSAP étudiée 

La MSAP utilisée pour les tests expérimentaux est une machine de 3,6kW du constructeur 

RAGONOT, qui possède deux paires de pôles. Les caractéristiques de la MSAP sont 

détaillées dans le Tableau 2-1. 

Le bobinage statorique utilisé est un bobinage distribué à pas raccourci 7/9. Les principales 

caractéristiques du bobinage sont les suivantes :  

o Nombre d’encoches par pôle : Nenc/pôle = 9 (correspond au pas diamétral) 

o Nombre d’encoches par pôle et phase : Nenc/pôle/ph = 3 

o Nombre de spires par bobine : Nsp/bob = 6 

o Pas raccourci 7/9 : pas de 7 encoches entre un conducteur aller et retour 

Ainsi, le nombre de spires par phase est bien égal à 72 (Nsp/ph = Nsp/bob x Nenc/pôle/ph x 2p) 
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Caractéristiques Valeurs Symboles 

Puissance nominale 3,6 kW Pnom 

Vitesse nominale 2000 tr/min Ωnom 

Fréquence électrique nominale 66,7 Hz fnom 

Force électromotrice à 2000 tr/min 73 V fem 

Courant nominal 15,1 A Inom 

Couple nominal 17,5 N.m nom 

Résistance statorique à 20°C 0,295 Ω RS 

Inductance statorique 3,5 mH LS 

Nombre de paires de pôles 2 p 

Nombre d’encoches statoriques 36 Nenc 

Nombre de spires par phase 72 Nsp/ph 

Tableau 2-1 : Caractéristiques de la MSAP 

La structure globale du bobinage statorique de la MSAP à pas raccourci 7/9 est détaillée sur la 

Figure 2-3, où chaque flèche représente les 6 spires d’une bobine. Les trois phases sont 

connectées en étoile au niveau du point de neutre N.  

Afin de générer des courts-circuits inter-spires, la phase A possède 4 points de sortie 

supplémentaires (C1, C2, C3, C4 sur la Figure 2-3) situés sur les deux dernières bobines de la 

phase près du point de neutre. Chaque point de connexion correspond à une demi-bobine (3 

spires). Ainsi, il est possible de court-circuiter 3, 6, 9 ou 12 spires correspondant 

respectivement à 4%, 8%, 12% ou 16% des 72 spires de la phase A.  

Enfin, la machine étudiée possédant 2 paires de pôles, les aimants permanents sont modélisés 

par 4 bobines, chacune parcourue par un courant fictif If = 2435A. Ce courant fictif a été 

ajusté à partir d’essais à vide réalisés sur la machine. 

 

Figure 2-3 : Structure du bobinage statorique de la MSAP 3,6 kW 
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2.2.2.2 Mise en œuvre de la méthode CEMC 

La MSAP comporte 2 paires de pôles (donc 4 courants fictifs) et 3 phases statoriques 

composées chacune de 72 spires (Tableau 2-1). L’ajout, près du point de neutre, de quatre 

points de sortie supplémentaires sur la phase A augmente l’ordre du système lors de la mise 

en équation du modèle de la MSAP par la méthode CEMC. Ainsi, la phase A est constituée de 

5 branches : une branche (a) de 60 spires et 4 branches (d), (e), (f), (g) de 3 spires chacune. 

Les phases B et C sont toujours constituées de 72 spires. De plus, une branche de court-circuit 

composée de la résistance de court-circuit Rcc est ajoutée au système. 

Finalement, avec l’application de la loi d’Ohm au niveau des phases statoriques, les équations 

électriques du modèle peuvent s’écrire :  

 
 VS  =  RS . IS   

d ΦS 

dt
 ΦS  =  LS . IS     Mf . If 

  (2-9) 

Avec : 

o Vecteur des tensions statoriques [VS] : 

 VS  =  VSa  VSb VSc VSd  VSe  VSf  VSg Vcc T (2-10) 

o Vecteur des courants de branche [IS] : 

 IS  =  ISa ISb ISc ISd ISe ISf ISg Icc T (2-11) 

o Vecteur des flux magnétiques [ΦS] : 

 ΦS  =  ΦSa ΦSb ΦSc ΦSd ΦSe ΦSf ΦSg Φcc T (2-12) 

o Vecteur des courants fictifs [If] : 

 If  =  If1 If2 If3 If4 
  (2-13) 

o Matrice des résistances statoriques [RS] : 

 RS  = 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
RSa        
 RSb       
  RSc      
   RSd     
    RSe    
     RSf   
      RSg  

       Rcc 
 
 
 
 
 
 
 
 

 (2-14) 
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o Matrice des inductances statoriques [LS] : 

 LS  = 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
LSaSa MSaSb MSaSc MSaSd MSaSe MSaSf MSaSg  

MSaSb LSbSb MSbSc MSbSd MSbSe MSbSf MSbSg  

MSaSc MSbSc LScSc MScSd MScSe MScSf MScSg  

MSaSd MSbSd MScSd LSdSd MSdSe MSdSf MSdSg  

MSaSe MSbSe MScSe MSdSe LSeSe MSeSf MSeSg  

MSaSf MSbSf MScSf MSdSf MSeSf LSfSf MSfSg  

MSaSg MSbSg MScSg MSdSg MSeSg MSfSg LSgSg  

  0     0 
 
 
 
 
 
 
 
 

 (2-15) 

o Matrice des mutuelles stator/rotor [Mf(θ)] dépendant de la position du rotor θ :  

 Mf θ   = 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
MSaf1 θ MSaf2 θ MSaf3 θ MSaf4 θ 

MSbf1 θ MSbf2 θ MSbf3 θ MSbf4 θ 

MScf1 θ MScf2 θ MScf3 θ MScf4 θ 

MSdf1 θ MSdf2 θ MSdf3 θ MSdf4 θ 

MSef1 θ MSef2 θ MSef3 θ MSef4 θ 

MSff1 θ MSff2 θ MSff3 θ MSff4 θ 

MSgf1 θ MSgf2 θ MSgf3 θ MSgf4 θ 

  0   
 
 
 
 
 
 
 
 

 (2-16) 

Ainsi, la mise en équation du modèle fait appel à la représentation d’un système d’état. Pour 

cela, la méthode des départements [Dev02] [Wil85] a été utilisée. Cette méthode consiste à 

manipuler les boucles et les branches du modèle ce qui permet de réduire l’ordre global du 

système d’équations. 

La Figure 2-4 représente le modèle de la MSAP utilisé pour sa mise en équation avec 12% 

des spires en court-circuit. Dans cet exemple, le modèle est constitué de quatre boucles de 

courants JS1, JS2, JScc et JSN, qui ont été orientées arbitrairement. JSN correspond à la boucle du 

courant du neutre. Ainsi, le vecteur regroupant les courants des boucles statoriques [JS] est 

défini par :  

  S  =   S1  S2  Scc  SN T (2-17) 

Ce vecteur est relié aux vecteurs des courants de branches [IS] par l’intermédiaire d’une 

matrice de connexion [DS]. Pour 12% de spires en court-circuit, cette matrice s’exprime :  

 IS  =  DS .  S =

 
 
 
 
 
 
 
 
1 0 0 0

 1  1 0 1

0 1 0 0

1 0 0 0

1 0 1 0

1 0 1 0

1 0 1 0

0 0 1 0 
 
 
 
 
 
 
 

.  

 S1
 S2
 Scc
 SN

  (2-18) 

La troisième colonne de la matrice [DS] représente la boucle de court-circuit JScc. Dans 

l’équation (2-18) avec 12% de spires en court-circuit, elle indique le passage de la boucle de 

court-circuit dans les branches (e), (f) et (g) de la phase A. Cette colonne varie selon le point 

de connexion utilisé pour générer le court-circuit inter-spires (Annexe A). 
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Figure 2-4 : Modèle de la MSAP utilisé pour l’approche CEMC,  avec 12% des spires en court-circuit 

En introduisant la matrice [DS] dans l’équation (2-9), le système d’équations peut s’exprimer :  

 VS  =  RS . DS .  S    
d

dt
  LS . DS .  S   Mf . If   (2-19) 

De plus, les tensions dans les différentes boucles peuvent s’exprimer via la matrice [DS] :  

       

 
 

 
 

  

 
 

 

 (2-20) 

Finalement, à partir des différentes matrices précédemment définies, le système d’équations 

revient à :  

 V  =  DS 
T. RS . DS            

 R 

.  S    DS 
T. LS . DS            

 L 

.
d

dt
  S    

d

dt
  DS 

T. Mf           
 M 

. If  (2-21) 

Afin obtenir le système d’équations final sous sa forme développée (SABER
TM

 ne permet pas 

l’écriture matricielle), un script MATLAB
TM

 a été utilisé. En se basant sur l’équation (2-21), 

ce script permet de générer automatiquement les équations à implanter dans le fichier MAST-

SABER
TM

 en déterminant les matrices M1, M2 et M3 de l’équation (2-22). 

                      (2-22) 

2.2.2.3 Détermination des paramètres internes de la MSAP 

Après avoir formalisé le modèle CEMC de la MSAP, les paramètres internes de la machine 

(inductances, résistances, courants fictifs), constituant les diverses matrices de l’équation 

(2-22), doivent être déterminés avec le plus de précision possible afin de traduire au mieux les 

RSaRSdRSeRSfRSg

RSb

RSc

dΦSg

dt dt dt

dΦSd

dt

dΦSa

dt

dΦSc

dt

A

B

C

N

ZN

Rcc

dΦSb

dt

dΦSf dΦSe

JS1

JS2

JScc

JSN

iSg iSf iSe iSd iSa

iSb

iSc

iN

icc
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phénomènes physiques réels rencontrés avec ou sans défaillance. Ainsi, parmi les hypothèses 

non restrictives, la topologie réelle du bobinage statorique et la géométrie de la machine sont 

respectées afin d’inclure, dans le modèle, un maximum d’harmoniques d’espace et de temps. 

Cependant, des hypothèses simplificatrices (comme la perméabilité infinie du fer) sont 

nécessaires pour la construction de ce modèle. Ainsi, la saturation magnétique et le cycle 

d’hystérésis du matériau ne sont pas pris en compte. 

Les différents paramètres restant à déterminer sont :  

o Inductances propres du bobinage statorique (comprenant les inductances 

magnétisantes et les inductances de fuite) 

o Inductances mutuelles entre les bobinages statoriques 

o Inductances mutuelles stator / rotor 

o Résistances des bobinages statoriques 

Les inductances magnétisantes et les inductances mutuelles sont calculées via le logiciel 

MAPsuD développé au sein du laboratoire LAPLACE [Abd05]. Ce logiciel permet, à partir 

d’une description topologique et géométrique de la machine, de déterminer la valeur des 

différentes inductances magnétisantes et mutuelles en fonction de la position du rotor. 

Le calcul semi-analytique de ce logiciel utilise les expressions suivantes :  

o Inductance magnétisante par unité de longueur d’une bobine ix-y :  

Lmix yix y
/mètre  θ  =  

0
.rmoy. nix y

  ,θ .
2 

0

Nix y
  ,θ .e 1   .d  (2-23) 

o Inductance mutuelle par unité de longueur liant deux bobines ix-y et i’x’-y’ :  

M
ix yix' y'

'
/mètre  θ  =  

0
.rmoy. nix y

  ,θ .
2 

0

N
ix' y'
'   ,θ .e 1   .d  (2-24) 

Avec rmoy correspondant au rayon moyen de l’entrefer, θ correspondant à la position du rotor 

et les indices x et y représentant respectivement les encoches occupées par l’aller et le retour 

de la bobine considérée. 

Les équations (2-23) et (2-24) font intervenir trois fonctions :  

o La fonction d’entrefer e(φ) qui correspond à la longueur des lignes de champ dans 

l’entrefer. L’ouverture des encoches statoriques étant prise en compte, elle n’est pas 

tout à fait égale à la largeur nominale de l’entrefer et dépend de la position du rotor θ. 

o La fonction de tours nix-y(φ,θ) qui représente la répartition des conducteurs le long de 

l’alésage statorique entre les sections aller et retour de la bobine considérée. Cette 

fonction est utilisée pour les bobines statoriques et les bobines fictives rotoriques. Les 

ouvertures d’encoche sont également prises en compte dans ce calcul. 

o La fonction de bobinage Nix-y(φ,θ) qui représente la force magnétomotrice produite 

dans l’entrefer par une bobine parcourue par un courant unitaire. Cette fonction 

dépend de e( ) et de nix-y( ,θ). 

Afin d’obtenir les valeurs des inductances de la bobine considérée, il suffit de multiplier les 

expressions (2-23) et (2-24) par la longueur active de la machine dans le cas où la géométrie 

de la machine est uniforme selon son axe de rotation. Tous les détails concernant l’approche 

analytique en rapport avec ce principe de modélisation est disponible dans [Abd05]. 

La machine étudiée étant à pôles lisses, les inductances magnétisantes et les inductances 

mutuelles statoriques sont constantes par rapport à la position du rotor. De plus, les 
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inductances propres sont composées des inductances magnétisantes et des inductances de 

fuite. Ces dernières, calculées par des approximations analytiques (Annexe B), comprennent 

les fuites au niveau des encoches et des têtes de bobine. 

Finalement, les valeurs des inductances renvoyées par le logiciel MAPSud sont :  

o Inductances propres du modèle CEMC de la MSAP 3,6 kW 

  (2-25) 

o Inductances mutuelles statoriques du modèle CEMC de la MSAP 3,6 kW 

 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 

 (2-26) 

Pour une machine saine, les équations montrent que l’inductance propre par phase serait égale 

à 2,462mH et l’inductance mutuelle statorique serait égale à -1,051mH. La valeur de 

l’inductance cyclique est donc égale à 3,513mH, ce qui est conforme à la valeur indiquée dans 

le Tableau 2-1 présentant les caractéristiques de la MSAP. 

Les inductances mutuelles entre le stator et le rotor de la machine sont, quant à elles, 

dépendantes de la position du rotor. A titre d’exemple, les allures des inductances mutuelles 

(ainsi que leurs dérivées) entre les bobines du stator et la bobine fictive f1 du rotor sont 

représentées Figure 2-5.  

 

Figure 2-5 : Inductances Mutuelles (a) et leurs dérivées (b) entre les bobines statoriques et une bobine fictive 

rotorique 
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Nous pouvons constater que les mutuelles des branches d et e, ainsi que les branches f et g, 

sont logiquement identiques car elles sont situées respectivement sur les mêmes bobines. De 

plus, la phase A est constituée de 5 branches (a, d, e, f et g), ce qui explique pourquoi les 

amplitudes des mutuelles de la branche a ne sont pas les mêmes que celles des branches b et 

c. Enfin, la présence des harmoniques d’espace, due à la prise en compte de l’ouverture des 

encoches statoriques, est remarquable sur les dérivées des inductances mutuelles. Les valeurs 

des inductances mutuelles stator/rotor et les dérivées sont tabulées en fonction de la position 

du rotor afin de pouvoir être lues lors de la simulation du modèle CEMC de la MSAP sous 

SABER
TM

. 

Les valeurs des résistances statoriques utilisées dans le modèle CEMC sont issues des 

données du constructeur (Tableau 2-1). Dans le cas de la phase A, les valeurs des résistances 

des différentes branches sont considérées comme étant proportionnelles au nombre de spires. 

Ainsi, pour le modèle de la MSAP 3,6kW, les différentes valeurs de résistance statorique 

utilisées sont :  

  (2-27) 

Les valeurs de ces résistances ont, par ailleurs, été validées par des tests expérimentaux. 

  



Chapitre 2 - Modélisation du démonstrateur utilisant un PMG défaillant 

  37 

2.3 Description du système expérimental 

Durant ces travaux de thèse, la MSAP étudiée expérimentalement est une machine de 3,6 kW, 

couplée mécaniquement à une machine à courant continu (MCC) afin d’être utilisée en 

fonctionnement générateur. Même si cette machine n’est pas très représentative en termes de 

puissance (3,6kW) par rapport à celle mise en jeu dans la problématique aéronautique (de 

45kVA à 120kVA), elle présente l’avantage de pouvoir fonctionner sur une plage de 

fréquence variable et de réaliser des courts-circuits inter-spires. C’est pourquoi cette machine 

a été utilisée afin de valider expérimentalement les indicateurs de détection.  

Le banc d’essai expérimental utilisé est schématisé sur la Figure 2-6. En plus de l’ensemble 

MSAP-MCC, ce banc de test comprend :  

o Un dispositif de commutation (commutateur + résistance de défaut Rcc) utilisé pour 

générer les courts-circuits inter-spires. 

o Diverses charges électriques (résistives, inductives, harmoniques) utilisées pour faire 

varier le point de fonctionnement de la MSAP. 

o Une alimentation continue alimentant la MCC utilisée pour faire varier la vitesse 

d’entraînement de la MSAP. 

o Divers capteurs utilisés pour la mesure des signaux électriques (tensions, courants) et 

de la position de la MSAP (via un résolveur et un démodulateur numérique). 

o Un système numérique composé d’une carte DSP, d’une carte FPGA et d’une carte 

de conversion analogique/numérique utilisées pour la gestion des données mesurées et 

l’exécution des algorithmes de détection. 

Les différents éléments constituant ce banc de test sont détaillés ci-après.  

 

Figure 2-6 : Constitution du banc expérimental 

2.3.1 Ensemble MSAP - MCC 

La MSAP utilisée pour les tests expérimentaux est une machine de 3,6kW, dont les 

caractéristiques ont été détaillées dans §2.2.2.1. Afin d’être utilisée en tant que générateur, la 

MSAP est entraînée mécaniquement par une MCC (Figure 2-7).  
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Figure 2-7 : Photo de la MSAP entrainée par la MCC 

De plus, un dispositif de commutation composé d’un rhéostat et d’un commutateur 50A 

(Figure 2-8) est utilisé afin d’ordonner l’apparition d’un court-circuit inter-spires, éviter les 

surtensions lors de l’ouverture de la boucle de court-circuit (essentiellement inductive en 

raison du bobinage de la machine) et limiter le courant de court-circuit dans la boucle qui 

pourrait prendre des valeurs trop importantes par rapport à la tenue en courant du bobinage 

statorique. Ainsi, le courant de court-circuit sera limité à 25ARMS lors des tests expérimentaux. 

 

Figure 2-8 : Principe de génération des courts-circuits inter-spires 

2.3.2 Charges électriques 

Plusieurs charges électriques sont connectées à la sortie du bobinage statorique de la MSAP 

pour faire varier son point de fonctionnement (Figure 2-9). Les charges utilisées sont :  

o Un banc résistif triphasé équilibré (8kW) avec une résistance minimum par phase de 

18,15Ω, réglable par niveau de puissance de 5%. Ce banc est notamment utilisé pour 

faire varier le niveau de charge demandé à la MSAP. 

o Un banc résistif triphasé déséquilibré (4kW) avec une résistance minimum par 

phase de 36,3Ω, réglable par niveau de puissance de 5% sur chacune des trois phases. 

Ce banc est utilisé pour instaurer un déséquilibre de charge au niveau du réseau 

triphasé. 
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o Un banc inductif triphasé équilibré (6kVAR) avec une valeur d’inductance réglable 

en ajustant la longueur du noyau magnétique (Lmin/ph =  77 mH, Lmax/ph = 330 mH et 

Rph = 1,1Ω). Ce banc est utilisé pour faire varier le facteur de puissance des charges 

électriques. 

o Un redresseur triphasé à diodes (Semikron SKD 51) dont la sortie est connectée à 

un filtre capacitif (1,1 mF) et à un rhéostat Rdc (33Ω / 7,6A), afin de faire varier la 

charge DC. Ce redresseur est utilisé pour réaliser des tests sur charge harmonique. 

Selon le point de fonctionnement demandé, les bancs de charge triphasés seront connectés soit 

en étoile, soit en triangle. En effet, une connexion en triangle permet de diviser par 3 

l’impédance équivalente étoile, ce qui permet d’atteindre une plage de point de 

fonctionnement plus importante. 

 

Figure 2-9 : Représentation des différentes charges connectées à la MSAP 

2.3.3 Systèmes analogiques / numériques 

Le système numérique est constitué d’un DSP (Texas Instrument TMS320C6713), associé à 

une carte d’interface permettant de gérer les mesures de tension et de courant provenant du 

système au moyen de convertisseurs Analogique/Numérique 10 bits.  La position mécanique 

du rotor est quant à elle codée sur 12 bits (4096 points) et est notamment utilisée pour le 

calcul de la vitesse. De plus, les forces électromotrices ont été tabulées et sont disponibles en 

fonction de la position mécanique grâce à une mesure des tensions phase-neutre à vide. 

Les algorithmes de détection sont implantés en langage C sur le DSP via le logiciel Code 

Composer Studio. Afin de sauvegarder les indicateurs et/ou les points de mesure, une fonction 

de sauvegarde spécifique a été implantée. Elle met en œuvre un canal de transmission temps-

réel (système de double buffer) qui permet de sauvegarder les données issues des capteurs ou 

des calculs internes du DSP et de les transmettre vers une machine hôte.  

Enfin, la fréquence d’échantillonnage a été fixée à 5 kHz durant les essais expérimentaux. 
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2.3.4 Gestion des simulations 

Les paramètres du modèle ayant été déterminés hors-ligne, le modèle CEMC de la MSAP 

peut maintenant être implanté dans l’environnement de simulation SABER
TM

 (Figure 2-10). 

Ce modèle est connecté aux différentes charges disponibles comme sur le banc expérimental. 

Les paramètres d’entrée sont la fréquence électrique fS, la résistance de court-circuit Rcc 

permettant de générer le défaut et le nom du modèle qui détermine le nombre de spires en 

court-circuit (par exemple modele_ms_mast_8cc pour 8% des spires en court-circuit). Le pas 

maximum du simulateur est fixé à 200µs afin de rester cohérent avec la fréquence 

d’échantillonnage de 5 kHz lors des tests expérimentaux. 

 

Figure 2-10 : Banc de test utilisé pour la simulation du PMG 

A la fin d’une simulation, les signaux utiles, issus de SABER
TM

, sont sauvegardés afin d’être 

post-traités sous MATLAB
TM

. Le solveur utilisé sous SABER
TM

 fonctionnant à pas variable, 

la première étape du post-traitement consiste à remettre les signaux à pas fixe via une fonction 

d’interpolation. Ces signaux sont ensuite utilisés comme données d’entrées pour les 

algorithmes de détection. Finalement, ces algorithmes renvoient les informations nécessaires à 

la construction d’un indicateur de défaut. La démarche utilisée en simulation pour tester les 

différents indicateurs est résumée sur la Figure 2-11 où une analogie avec le banc de test 

expérimental est également proposée. 

 

Figure 2-11 : Informations permettant la construction des indicateurs de défaut 

SABER MATLAB
Données

d’entrée Sorties Indicateur 

du défaut
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2.4 Validation expérimentale du modèle CEMC 

L’objectif de cette partie est de valider expérimentalement le modèle CEMC du PMG. Pour 

cela, les formes d’ondes et le spectre fréquentiel des grandeurs électriques, issues du modèle 

et des mesures expérimentales, sont comparés pour plusieurs points de fonctionnement 

dépendant de la fréquence électrique (30Hz, 50Hz ou 60Hz) et du courant imposé par la 

charge résistive (0A, 2,5A, 5A ou 10A). Dans un premier temps, les résultats pour un PMG 

sain sont présentés. Dans un second temps, le comportement du PMG défaillant pour 

différents cas de court-circuit inter-spires (4%, 8%, 12% ou 16% des spires), avec une 

résistance de court-circuit Rcc = 0,42 Ω, est étudié. 

2.4.1 Comparaison simulation – expérimention : PMG sain 

Dans le cas du PMG sain, la résistance de court-circuit Rcc est fixée à 100kΩ pour simuler 

l’absence de défaut. Les différents tests effectués sont résumés dans le Tableau 2-2. Les tests 

à vide et les tests en charge sont analysés séparément dans la suite de cette section. 

  Courant de charge  

  0 A 2,5 A 5 A 10 A  

Fréquence 

Electrique 

30 Hz 1 Test 1 Test 1 Test 1 Test  4 Tests 

50 Hz 1 Test 1 Test 1 Test 1 Test  4 Tests 

60 Hz 1 Test 1 Test 1 Test 1 Test  4 Tests 

 12 Tests 

Tableau 2-2 : Tests expérimentaux pour la validation du modèle CEMC du PMG sain 

2.4.1.1 Fonctionnement à vide 

Le fonctionnement du PMG sain à vide permet de comparer les forces électromotrices issues 

du modèle CEMC de celles issues des mesures expérimentales. La Figure 2-12a représente les 

allures temporelles des fem de la phase A, pour un fonctionnement à 50Hz, où un déphasage a 

été artificiellement créé afin de distinguer plus facilement la fem expérimentale de la fem 

issue de la simulation. Cette figure montre une très bonne concordance entre la mesure 

expérimentale et le modèle CEMC qui est conforté par l’analyse spectrale de la fem (Figure 

2-12b). En effet, les amplitudes du fondamental à 50Hz et des harmoniques caractéristiques à 

3.fS et 7.fS sont très proches dans les deux cas. Des variations sont visibles à 5.fS et 9.fS 

cependant, les amplitudes mises en jeu sont relativement faibles par rapport à la valeur du 

fondamental, entraînant une faible erreur sur l’allure temporelle de la fem.  

Pour les autres fréquences de fonctionnement étudiées, le Tableau 2-3 compare les amplitudes 

des harmoniques de la fem du PMG sain, en introduisant l’erreur relative εk sur le k-ième 

harmonique par rapport à la valeur du fondamentale définie par :  

εk = 
   exp k.fS

    sim k.fS 

  exp fS

 (2-28) 

Où (Xexp)k.fs et (Xsim)k.fs représentent respectivement la valeur efficace de la mesure 

expérimentale et de la simulation sur le k
ème

 harmonique du signal étudié. 
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Figure 2-12 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation de la fem du PMG sain à 50 Hz 

Fréquence fS Harmonique femexp. femsim. Erreur 

30 Hz 

fS 36,25 V 36,05 V 0,53% 

3.fS 1,32 V 1,27 V 0,12% 

5.fS 0,05 V 0,12 V 0,20% 

7.fS 0,40 V 0,36 V 0,12% 

9.fS 0,64 V 0,21 V 1,18% 

50 Hz 

fS 60,26 V 59,94 V 0,54% 

3.fS 2,22 V 2,13 V 0,15% 

5.fS 0,08 V 0,22 V 0,22% 

7.fS 0,64 V 0,61 V 0,05% 

9.fS 1,04 V 0,36 V 1,13% 

60 Hz 

fS 71,72 V 71,38 V 0,47% 

3.fS 2,67 V 2,55 V 0,17% 

5.fS 0,11 V 0,26 V 0,22% 

7.fS 0,76 V 0,73 V 0,04% 

9.fS 1,24 V 0,43 V 1,12% 

Tableau 2-3 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes des harmoniques de la fem 

du PMG sain pour plusieurs fréquences de fonctionnement 

Ce tableau indique que l’erreur maximale relative entre les mesures expérimentales et le 

modèle de simulation est de 1,18% à 30  z pour l’harmonique à 9.fs sur la fem, ce qui est très 

satisfaisant. La fem étant l’image du flux produit par les aimants, ces comparaisons nous 

permettent de valider également les valeurs des mutuelles stator/rotor du PMG issues de la 

modélisation par l’approche CEMC. 
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2.4.1.2 Fonctionnement en charge 

Après avoir validé les valeurs des mutuelles stator/rotor du modèle CEMC en analysant les 

fem à vide, les tests de fonctionnement du PMG sur charge résistive permettent de comparer 

les tensions et les courants statoriques issus du modèle CEMC avec les mesures 

expérimentales. Les chutes de tension au stator en fonction du courant de charge, pour 

différentes fréquences de fonctionnement, renseignent notamment sur la valeur de 

l’impédance interne de la machine.  

Ainsi, la Figure 2-13a et la Figure 2-13c représentent respectivement les allures temporelles 

de la tension et du courant statorique de la phase A pour une fréquence électrique de 50Hz et 

un courant de charge de 10A. Comme précédemment, les allures temporelles issues des 

mesures expérimentales et du modèle CEMC sont volontairement déphasées pour plus de 

lisibilité et sont complétées par une analyse spectrale (Figure 2-13b pour la tension et Figure 

2-13d pour le courant).  

 

Figure 2-13 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation de la tension et du courant statorique du 

PMG sain à 50 Hz pour un courant de charge de 10A 

Concernant la tension aux bornes de la phase A, les allures temporelles et le spectre 

fréquentiel sont de nouveau semblables avec une légère erreur sur l’harmonique 9 toujours 

présente et inhérente à la fem. Cependant, la valeur du fondamental de la tension issue de 

l’expérience et de la simulation sont très proches, indiquant une chute de tension analogue 

dans les deux cas. 

Pour le courant statorique, les résultats sont également très satisfaisants. Nous pouvons 

remarquer l’absence logique d’harmoniques de rang 3, en raison du point de neutre du PMG 

qui n’est pas connecté. Le courant statorique se retrouve être quasi-sinusoïdale avec une 

amplitude du fondamental analogue en simulation et en expérimentation. Cela valide la valeur 

de la résistance de charge Rch utilisée sous SABER
TM

, donnant ainsi plus de crédit à l’analyse 

de la chute de tension aux bornes du PMG. 
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Pour les autres points de fonctionnement étudiés, le Tableau 2-4 et le Tableau 2-5 comparent 

respectivement les valeurs efficaces des tensions et des courants statoriques du PMG sain. Les 

erreurs maximales entre les mesures expérimentales et le modèle CEMC sont de 1,71% pour 

la tension et 2,97% pour le courant. Ces résultats sont très satisfaisants et nous permettent 

d’être assez confiants sur la précision de modélisation des impédances statoriques (résistances 

et inductances). Ces constatations sont rediscutées dans la section suivante où les grandeurs 

électriques provenant d’un PMG défaillant sont étudiées. 

Fréquence fS Courant Ich Vexp. Vsim. Erreur 

30 Hz 

2,5 A 35,01 V 35,05 V 0,12% 

5 A 34,01 V 34,29 V 0,83% 

8 A* 32,25 V 32,80 V 1,71% 

50 Hz 

2,5 A 59,01 V 58,98 V 0,06% 

5 A 57,79 V 58,03 V 0,42% 

10 A 54,75 V 55,46 V 1,30% 

60 Hz 

2,5 A 70,44 V 70,43 V 0,02% 

5 A 69,46 V 69,75 V 0,41% 

10 A 66,54 V 67,40 V 1,29% 

Tableau 2-4 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental de la 

tension aux bornes du stator du PMG sain pour plusieurs fréquences de fonctionnement et plusieurs courants de 

charges 

Fréquence fS Courant Ich Ich_exp. Ich_sim. Erreur 

30 Hz 

2,5 A 2,48 A 2,46 A 0,62% 

5 A 4,98 A 4,96 A 0,44% 

8 A* 7,99 A 8,11 A 1,43% 

50 Hz 

2,5 A 2,46 A 2,44 A 0,87% 

5 A 4,84 A 4,80 A 0,80% 

10 A 9,78 A 9,84 A 0,53% 

60 Hz 

2,5 A 2,54 A 2,62 A 2,97% 

5 A 4,93 A 4,90 A 0,63% 

10 A 10,01 A 10,03 A 0,14% 

Tableau 2-5 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental du courant 

statorique du PMG sain pour plusieurs fréquences de fonctionnement et plusieurs courants de charges 

 

 

*Note : Pour les tests à 30Hz, la résistance de charge nécessaire afin d’obtenir un courant de 

10A (3,2

30Hz  
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2.4.2 Comparaison simulation – expérimention : PMG défaillant 

Dans le cas du PMG défaillant, un court-circuit inter-spires est introduit au niveau des deux 

dernières bobines de la phase A. Pour chaque point de fonctionnement, quatre configurations 

de défaut dépendant du nombre de spires en court-circuit sont étudiées (4%, 8%, 12% et 16% 

des spires). De plus, une résistance de court-circuit Rcc de 0,42Ω est insérée dans la boucle de 

défaut afin de limiter son courant à 25A dans le cas le plus défavorable (16%cc à vide). Les 

différents tests effectués sont résumés dans le Tableau 2-6. Contrairement à l’étude sur le 

PMG sain, les tests à vide et les tests en charge sont analysés conjointement, étant donné que 

l’analyse dans cette section porte principalement sur le courant de court-circuit. 

  Courant de charge  

  0A 2,5 A 5A 10 A  

Fréquence 

Electrique 

30 Hz 4 Tests 4 Tests 4 Tests 4 Tests  16 Tests 

50 Hz 4 Tests 4 Tests 4 Tests 4 Tests  16 Tests 

60 Hz 4 Tests 4 Tests 4 Tests 4 Tests  16 Tests 

  48 Tests 

Tableau 2-6 : Tests expérimentaux pour la validation du modèle CEMC du PMG défaillant 

La Figure 2-14a, la Figure 2-14c et la Figure 2-14e représentent respectivement les allures 

temporelles de la tension aux bornes de la phase A, du courant statorique de la phase A et du 

courant de court-circuit pour un défaut de 8% de spires avec une fréquence électrique de 50Hz 

et un courant de charge de 10A. Comme précédemment, les allures temporelles issues de 

mesures expérimentales et du modèle CEMC sont volontairement déphasées pour plus de 

lisibilité et sont complétées par une analyse spectrale (Figure 2-14b pour la tension, Figure 

2-14d pour le courant statorique et Figure 2-14f pour le courant de défaut).  

 

Figure 2-14 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation de la tension et du courant statorique du 

PMG avec 8% des spires en court-circuit à 50 Hz pour un courant de charge de 10A 
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L’apparition de ce défaut modifie très peu les grandeurs électriques en sortie du PMG, avec 

une forme d’onde quasi-sinusoïdale pour le courant, ainsi que les mêmes harmoniques 

caractéristiques pour la tension. Cela confirme qu’il est difficile de détecter un court-circuit 

inter-spires résistif sur un faible nombre de spires. De plus, il existe toujours une bonne 

concordance entre les données provenant des mesures expérimentales et celles provenant du 

modèle CEMC. 

Concernant le courant de défaut, les formes d’ondes issues de la simulation et de 

l’expérimentation sont également très proches, avec des fréquences caractéristiques à 3.fS, 5.fS 

et 9.fS identiques à celles de la fem. Pour les différents points de fonctionnement définis dans 

le Tableau 2-6, les valeurs efficaces du courant de court-circuit issues des mesures 

expérimentales ou de la simulation du modèle CEMC sont comparées dans le Tableau 2-7 

pour 4% de spires en court-circuit. Les autres tableaux pour 8%, 12% et 16% sont données en 

Annexe C. Dans tous les cas, l’erreur relative ne dépasse jamais 3,22%, ce qui traduit une 

bonne représentativité des impédances internes modélisées.  

Fréquence fS Courant Ich Icc_exp. (4%cc) Icc_sim. (4%cc) Erreur 

30 Hz 

0 A 3,62 A 3,62 A 0,01% 

2,5 A 3,57 A 3,52 A 1,32% 

5 A 3,56 A 3,47 A 2,52% 

8 A 3,42 A 3,34 A 2,34% 

50 Hz 

0 A 6,08 A 5,98 A 1,58% 

2,5 A 6,05 A 5,93 A 1,90% 

5 A 6,04 A 5,85 A 3,22% 

10 A 5,77 A 5,61 A 2,85% 

60 Hz 

0 A 7,14 A 7,15 A 0,00% 

2,5 A 7,15 A 7,07 A 1,16% 

5 A 7,10 A 7,01 A 1,14% 

10 A 6,90 A 6,80 A 1,46% 

Tableau 2-7 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental du courant 

de court-circuit avec un défaut de 4% des spires pour plusieurs fréquences de fonctionnement et plusieurs 

courants de charges 

De plus, nous pouvons remarquer avec ces tests, que la valeur du courant de court-circuit 

augmente avec le nombre de spires en défaut. Ceci est dû à la nature résistive du défaut. En 

effet, dans le cas d’un court-circuit inter-spires résistif, le courant de défaut peut être 

considéré comme proportionnel au nombre de spire en court-circuit avec :  

 Icc    
ncc.VS

Rcc

 pour R
cc

  ncc.RS   ncc
2.LS.   (2-29) 

Avec VS : tension statorique sur la phase en défaut 

 ncc : pourcentage de spires en défaut 

La tension étant proportionnelle à la fréquence dans le cas du PMG (à la chute de tension près 

au niveau des impédances internes), le courant de défaut est également proportionnel à la 

fréquence électrique, ce qui est confirmé par les valeurs efficaces du courant dans le Tableau 

2-7. Ce tableau montre également que la chute de tension statorique due aux forts courants de 
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charge a tendance à diminuer légèrement la valeur du courant de défaut ce qui est cohérent 

avec l’équation (2-29). 

A contrario, dans le cas d’un défaut franc caractérisé par une faible résistance de court-circuit, 

le courant de défaut devient inversement proportionnel au nombre de spires en court-circuit :  

 Icc    
VS

 RS   j.ncc.Lp.  
 pour R

cc
  ncc.RS   ncc

2.Lp.   (2-30) 

La Figure 2-15 confirme cette remarque en représentant la valeur efficace du courant de 

défaut, pour différents nombres de spires en court-circuit, en fonction de la résistance de 

court-circuit à 50Hz, avec un courant de charge de 5A. Cette figure est obtenue par simulation 

du modèle CEMC du PMG étant donné que les forts courants de défaut n’ont pas pu être 

générés sur le banc de tests expérimental. Sur la Figure 2-15, nous pouvons constater que 

pour un court-circuit résistif, le courant de défaut est limité et augmente avec le nombre de 

spires en court-circuit. A contrario, pour une faible résistance de court-circuit, la valeur du 

courant de défaut augmente quand le nombre de spires en défaut diminue et atteint par 

exemple 190A pour 4% des spires, soit plus de 12 fois le courant nominal. Ce défaut peut être 

critique pour le bobinage statorique s’il n’est pas décelé à temps. Cela confirme qu’il est 

nécessaire de détecter au plus tôt les défauts de court-circuit sur un faible nombre de spires, si 

possible lorsque le court-circuit est encore résistif. 

 

Figure 2-15 : Courant de court-circuit en fonction de la résistance de défaut à 50Hz et 5A (simulation) 
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2.5 Conclusion 

Dans ce chapitre, un modèle semi-analytique d’une MSAP en présence de défauts inter-spires, 

basé sur l’approche des Circuits Electriques Magnétiquement Couplés (CEMC), a été 

présenté. Cette méthode, appliquée à la machine étudiée, permet de disposer d’un outil précis 

et flexible afin de simuler des défauts inter-spires sans avoir recours systématiquement à 

l’expérimentation. Après la description du banc de test expérimental complet, ce modèle a été 

validé pour plusieurs points de fonctionnement, en configuration saine ou défaillante, pour 

différents nombres de spires en court-circuit. Les résultats issus de mesures expérimentales et 

de simulation sur les grandeurs électriques (courants, tensions) étant très proches (< 3,5% 

d’erreur dans tous les tests), le modèle CEMC est considéré comme suffisamment précis afin 

d’être utilisé, dans un premier temps, pour tester les indicateurs de court-circuit inter-spires. 

Ce modèle permet également d’étudier les cas de défauts inter-spires francs qui sont à 

l’origine de courants de court-circuit très élevés. 

Dans le chapitre suivant, différentes méthodes de détection des courts-circuits inter-spires 

dans les machines électriques seront présentées. Compte tenu des contraintes liées au contexte 

aéronautique et à l’utilisation d’un PMG, ces méthodes doivent répondre à plusieurs critères 

(robustesse, sensibilité, rapidité, implantation en ligne). Ainsi, il a été choisi de travailler plus 

spécifiquement sur les méthodes de détection basées sur l’estimation de paramètres via un 

modèle mathématique de la machine en utilisant le filtre de Kalman étendu. 
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3.1 Introduction 

Comme nous l’avons déjà évoqué en conclusion du premier chapitre, l’indicateur permettant 

la détection des courts-circuits inter-spires dans les PMG doit répondre à plusieurs critères. 

Ces critères, qui sont principalement liés à la problématique du fonctionnement de la machine 

en tant que générateur dans un réseau électrique aéronautique embarqué, sont rappelés ci-

dessous :  

o Fonctionnement en ligne : pour une surveillance permanente du générateur et avec 

un coût calculatoire raisonnable permettant l’implantation de l’indicateur dans une 

application embarquée. 

o Détection rapide : étant donné la criticité des courts-circuits inter-spires et de leur 

dynamique d’apparition. 

o Sensibilité aux courts-circuits résistifs pour un faible nombre de spires : afin de 

détecter la défaillance au plus tôt avant l’apparition d’un courant de défaut trop élevé. 

o Robustesse aux variations standards du réseau électrique : afin de détecter un 

court-circuit inter-spires quel que soit le point de fonctionnement de la machine. Toute 

fausse alarme doit également être évitée pour préserver la continuité de service. 

o Capacité à différentier un défaut interne d’un défaut externe : afin d’ordonner 

l’ordre de mise en sécurité optimal de l’équipement défaillant (générateur ou autre), 

tout en gardant une bonne continuité de service. 

L’objectif de ce chapitre est de faire, dans un premier temps, un état de l’art des différentes 

méthodes de détection utilisées dans la littérature pour détecter les courts-circuits inter-spires 

dans les machines électriques. Compte tenu du cahier des charges imposé à l’indicateur du 

défaut, la méthode retenue, à savoir la détection par estimation paramétrique via un modèle 

analytique du PMG en utilisant le Filtre de Kalman Etendu (FKE), sera décrite dans la 

seconde partie de ce chapitre. 

3.2 Méthodes de détection des courts-circuits inter-

spires 

Dans la littérature, il existe de nombreux moyens pour détecter les défauts dans les machines 

électriques. Ces méthodes peuvent être classées en trois catégories principales (Figure 3-1) :  

o les méthodes basées sur l’analyse des signaux physiques exploitent essentiellement les 

signatures fréquentielles du défaut à l’aide d’outils propres au traitement du signal 

(analyse spectrale, analyse temps-fréquence …), 

o les méthodes à base de connaissances permettent, à partir de données, de classer les 

défauts à l’aide d’outils statistiques ou d’intelligence artificielle.  

o les méthodes basées sur un modèle mathématique du système utilisent la génération 

des résidus ou l’estimation de paramètres pour construire un indicateur du défaut. 

Un état de l’art de ces différentes méthodes appliquées à la détection des courts-circuits inter-

spires dans les machines électriques est proposé dans la suite de ce chapitre. 
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Figure 3-1 : Différentes méthodes de diagnostic dans les machines électriques 

3.2.1 Diagnostic par analyse des signaux 

Le principe de la détection d’un court-circuit inter-spires par une approche signal repose sur 

l’existence de propriétés particulières de certains signaux physiques prélevés sur la machine 

en fonctionnement (tension, courant, vibration mécanique, flux magnétique …) lorsque le 

défaut apparaît. De nombreux travaux exploitent ce principe en recherchant, par des 

techniques souvent liées au traitement du signal, à extraire les signatures d’un court-circuit 

inter-spires. 

Dans la littérature, les techniques les plus répandues pour la détection des courts-circuits 

inter-spires sont basées sur l’analyse des courants statoriques. Ces méthodes, couramment 

appelées MCSA (Motor Current Signal Analysis), présentent l’avantage de n’utiliser que des 

capteurs de courant, qui sont souvent déjà présents dans les systèmes pour la commande et/ou 

la surveillance de la machine. Parmi ces méthodes, le diagnostic par analyse spectrale sur les 

courants statoriques consiste à détecter des raies aux fréquences caractéristiques du défaut. En 

effet, les perturbations des forces magnétomotrices, induites par un défaut inter-spires, 

entraînent la présence d’harmoniques supplémentaires dans les courants statoriques des 

machines et permettent ainsi la détection de la défaillance. Cette méthode est notamment 

utilisée dans [Sah06] et [Jok02] en détectant l’apparition d’une composante à 3.fS sur les 

courants de ligne sur une machine défaillante (Figure 3-2). 

 

Figure 3-2 : Détection d’un court-circuit inter-spires dans une MAS par analyse spectrale du courant de ligne 

[Jok02] 

•

•

•

•

•

•

•

•

•

(a) Machine saine (b) Machine défaillante
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L’analyse spectrale sur les courants statoriques peut également être exploitée à l’aide d’outils 

mathématiques, comme la transformation de Park [Cru01], [Ros07] ou la transformation de 

Fortescue avec l’utilisation des composantes symétriques [Kos00], [Vas09]. Ces 

transformations triphasées/biphasées font alors apparaître des composantes à 2.fS au niveau 

des courants statoriques en cas de défaillance. 

Les courants statoriques ne sont pas les seuls signaux qui permettent de détecter les courts-

circuits inter-spires par une analyse fréquentielle. Les grandeurs électromagnétiques, comme 

le flux de fuite axial [Pen94], [Hen03] et le couple électromagnétique [Mel03], ainsi que les 

grandeurs mécaniques, comme la vitesse de rotation du rotor [Ros07] et les vibrations 

mécaniques [Shu02], mettent également en évidence, dans leur contenu spectral, des 

harmoniques témoignant de l’apparition d’un court-circuit inter-spires. 

Bien que l’analyse spectrale sur les grandeurs physiques permet une surveillance rapide et peu 

onéreuse, cette méthode n’est pas adaptée pour notre application où la machine électrique 

étudiée est un PMG fonctionnant à vitesse variable. En effet, le fonctionnement à vitesse 

variable implique un contenu fréquentiel dépendant du temps. Ainsi, les signaux analysés ne 

peuvent plus être considérés comme stationnaires et une analyse fréquentielle classique ne 

suffit plus pour localiser avec précision les fréquences caractéristiques du défaut. D’autres 

techniques peuvent alors être utilisées pour analyser des signaux avec un contenu fréquentiel 

variable au cours du temps. Nous pouvons citer les outils de représentation temps-fréquence 

utilisant la distribution de Wigner-Ville [Ros08], [Cli09] ou la transformée de Hilbert-Huang 

[Ros08], [Urr09], ainsi que les représentations temps-échelle utilisant la méthode de 

décomposition en ondelettes [Liu05], [Che07]. Cependant, ces méthodes demandent un temps 

de calcul relativement important ce qui complexifie leur mise en place pour une implantation 

en ligne.  

A titre d’exemple, la Figure 3-3 montre l’évolution du module du vecteur de Park de la 

composante harmonique à 2.fS des courants statoriques en présence de court-circuit inter-

spires (méthode utilisée dans [Cru01]). Ces résultats de simulation, basés sur la modélisation 

de la machine étudiée 3,6kW, révèlent une augmentation de la composante à 100Hz 

(correspondant à 2.fS) lors d’un défaut inter-spires. La valeur de cette composante est 

logiquement plus importante lorsque le nombre de spires en court-circuit augmente, le 

déséquilibre sur les courants statoriques étant amplifié. Cette méthode semble donc être 

capable de détecter les courts-circuits inter-spires. Cependant, la Figure 3-4 indique que 

l’augmentation du module du vecteur de Park des courants statoriques de cette composante à 

2.fS n’est pas systématiquement liée à un défaut inter-spires. En effet, elle est également 

susceptible d’être présente en cas de déséquilibre sur les courants statoriques. Sur la Figure 

3-4, un déséquilibre de charge a été introduit sur la phase A. Les résultats montrent que la 

composante à 2.fS du module du vecteur de Park des courants statoriques augmente dans des 

proportions importantes en comparaison avec les résultats obtenus en présence de court-

circuit inter-spires, et cela même lors de l’introduction d’un faible déséquilibre. Il est ainsi 

difficile de conclure sur la présence ou non d’un défaut inter-spires avec cette méthode de 

détection. 

En plus de la problématique liée au fonctionnement à fréquence variable, ces méthodes ne 

résolvent pas, non plus, la problématique liée au fonctionnement de la machine en tant que 

générateur. En effet, pour notre application, le PMG est susceptible d’être soumis à de 

nombreux points de fonctionnement imposés par les diverses charges. Dans ces conditions, 

les amplitudes des signatures de défaut se trouvent affectées par la variation du point de 

fonctionnement de la machine. Il est ainsi difficile de discerner si la modification d’une 

composante harmonique d’un signal provient d’un défaut ou d’une variation standard du 
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réseau électrique. De plus, sur un réseau embarqué, des charges harmoniques (notamment les 

redresseurs triphasés générant le réseau DC) sont présentes et peuvent modifier, à tout instant, 

le contenu harmonique des courants surveillés. Des déséquilibres de charge entre les phases 

peuvent également survenir et provoqués les mêmes conséquences sur les courants. Tous ces 

phénomènes rendent les méthodes basées sur l’extraction d’une signature spectrale 

relativement peu robustes pour la détection des courts-circuits inter-spires. 

Il existe également d’autres méthodes basées sur l’approche signal n’utilisant pas une analyse 

spectrale, comme l’analyse d’enveloppe des courants statoriques [Sil08] ou le calcul de 

l’impédance inverse [Lee03], [Che11], mais ces méthodes sont également fortement 

dépendantes du point de fonctionnement et ne répondent donc pas complètement à la 

problématique de détection des courts-circuits inter-spires dans les PMG. 

 

Figure 3-3 : Harmoniques à 2.fS sur le module du vecteur de Park des courants statoriques en présence de 

défaut inter-spires (résultats de simulation) 

 

Figure 3-4 : Harmoniques à 2.fS sur le module du vecteur de Park des courants statoriques en présence de 

déséquilibre de courant (résultats de simulation) 

sain défaut 4% défaut 8% défaut 16%

sain défaut 4% défaut 8% défaut 16%

équilibré déséquilibre 1/6 déséquilibre 1/3 déséquilibre 1/2

équilibré déséquilibre 1/6 déséquilibre 1/3 déséquilibre 1/2
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3.2.2 Diagnostic par méthodes de connaissances  

Comme pour les méthodes précédentes basées sur l’analyse des signaux, les méthodes dites 

de connaissances, se basent sur des données issues du système étudié sans passer par la 

formulation d’un modèle analytique. Cependant, ces méthodes utilisent en plus les techniques 

de classification [Sid03] comme la reconnaissance de formes [Cas03] ou les outils liés à 

l’intelligence artificielle [Fil00], [Ond06] (réseaux de neurones, logique floue, réseaux 

bayésiens) afin de renseigner précisément l’état du système. 

Dans la littérature, l’approche par réseaux de neurones a été particulièrement étudiée ces 

dernières années pour la détection des courts-circuits inter-spires dans les machines 

électriques ([Bou08], [Bro13], [Ref12]). Par exemple dans [Bou08], la détection des courts-

circuits par méthode neuronale utilise, en entrée, les tensions et les courants statoriques ainsi 

que le déphasage entre ces deux grandeurs électriques. 

Dans tous les cas, ces méthodes nécessitent une bonne connaissance au préalable de la 

machine et du réseau électrique associé, en définissant une base de données initiale la plus 

précise possible afin de s’assurer de la fiabilité du diagnostic. Compte tenu de notre 

application, en fonctionnement générateur et avec les nombreux points de fonctionnement que 

cela implique, la taille de cette base de données initiale nous semblait être trop importante et 

complexe pour envisager une implantation en ligne avec un coût calculatoire raisonnable. 

Pour cette raison, nous nous sommes donc principalement concentrés sur la troisième 

catégorie des méthodes de diagnostic basée sur l’utilisation d’un modèle mathématique de la 

machine. 

3.2.3 Diagnostic par une approche modèle 

Le principe de ce type de méthodes repose sur l’utilisation d’un modèle mathématique du 

système à surveiller. Pour notre application, cela consiste à comparer le comportement de la 

machine réelle (éventuellement défaillante) à celui d’un modèle de représentation du PMG  

soumis aux mêmes excitations ; ce modèle de représentation pouvant correspondre à un 

modèle sain de la machine ou un modèle spécifique caractérisant le défaut étudié. Cette 

comparaison entre le modèle et le système réel fait apparaître des différences sur certaines 

grandeurs caractéristiques et forment ainsi des résidus. Ces derniers sont exploités afin de 

construire un indicateur de présence du défaut étudié. Afin de générer ces résidus, trois 

approches sont couramment utilisées [Pek04] : 

o l’approche par projection dans l’espace de parité 

o l’approche à base d’observateurs 

o l’approche par estimation paramétrique  

3.2.3.1 Approche par projection dans l’espace de parité 

Le principe de l’approche par projection dans l’espace de parité ([Pek04], [Vel98]) consiste à 

exploiter les relations de redondance analytique existantes dans les équations du modèle du 

système étudié. Cette redondance analytique est obtenue grâce à l’acquisition des signaux 

d’entrée et de sortie du système sur un horizon de temps. Un vecteur de résidus est alors 

généré en retranchant l’influence des entrées (mesures connues) et des états (par projection 

matricielle orthogonalement à la matrice d’observabilité) sur la sortie du système [Cho84]. En 

absence de défaut, les résidus obtenus sont corrélés aux bruits du système et sont, en théorie, 

centrés autour de zéro. En cas de défaut, le changement de la valeur moyenne des résidus 
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permet de détecter la défaillance. Le principe de cette méthode est schématisé sur la Figure 

3-5 où W correspond à la matrice de projection orthogonale. 

 

Figure 3-5 : Principe du diagnostic par projection dans l’espace de parité 

Cette approche est principalement adaptée pour détecter les défauts additifs [Fra08]. Elle est 

ainsi souvent utilisée en complément d’autres techniques de diagnostic pour discriminer les 

défauts de capteurs (défauts additifs [Rai00]) d’autres défauts structurels comme dans 

[Liu06]. Cette approche n’a donc pas été privilégiée pour notre application. 

3.2.3.2 Approche à base d’observateurs 

Le principe de l’approche à base d’observateurs en boucle fermée (aussi appelée estimateur 

d’état) est de reconstruire tout ou une partie du vecteur d’état du système étudié à partir d’un 

modèle analytique sain du système et des grandeurs mesurables. Avec cette méthode, le 

résidu est généré en comparant les sorties réelles du système et les sorties estimées par 

l’observateur. En présence d’un défaut, ce résidu a tendance à évoluer, étant donné que les 

hypothèses d’équilibre du modèle ne sont plus respectées. L’évolution du résidu permet alors, 

de détecter l’apparition de la défaillance. 

La Figure 3-6 illustre le principe de la génération des résidus par l’utilisation d’un observateur 

en boucle fermée, où la matrice H représente la contre réaction qui permet de minimiser 

l’effet des conditions initiales, des perturbations et des erreurs du modèle sain. 

 

Figure 3-6 : Principe du diagnostic avec l’utilisation d’observateurs 

Comme pour la méthode de projection dans l’espace de parité, l’approche à base 

d'observateurs est également efficace pour détecter des pannes de capteurs [Fra08], [Odg11]. 

Cependant, cette méthode peut également être adaptée à la détection des défauts inter-spires 

dans les machines électriques. Pour cela, divers types d’observateurs peuvent être utilisés 
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comme par exemple les observateurs H∞ [Noh13], les observateurs à entrées inconnues 

[Gha11] ou les observateurs adaptatifs [Dea09], [Lu10]. 

3.2.3.3 Approche par estimation paramétrique 

Le diagnostic par identification paramétrique est un autre moyen pour détecter des 

défaillances dans les systèmes physiques via une approche modèle. Dans ce cas, ce ne sont 

plus les états mais les estimations de paramètres internes du modèle analytique (sain ou 

défaillant) qui sont utilisées pour générer les résidus nécessaires à la détection (Figure 3-7). 

Ainsi, en cas de défaillance, les variations observées sur les paramètres  , par rapport à leurs 

valeurs théoriques ou nominales (λnom), sont utilisées pour diagnostiquer le défaut. 

 

Figure 3-7 : Principe du diagnostic avec estimation paramétrique 

L’approche par estimation paramétrique est particulièrement adaptée pour la détection des 

défauts multiplicatifs (cas de la plupart des défauts internes [Ise05], [Fra08], [Rai00]). Ainsi, 

ces méthodes s’avèrent être intéressantes pour détecter les courts-circuits inter-spires dans les 

machines électriques [Liu06]. Le principal désavantage de ces méthodes est qu’il faut 

s’assurer d’avoir des conditions d’excitation suffisamment riches pour garantir la convergence 

des algorithmes d’identification. 

Le modèle utilisé pour l’estimation paramétrique est l’un des choix importants qui doit être 

fait avec cette approche de diagnostic. En effet, il est possible d’utiliser une représentation 

saine de la machine électrique étudiée comme dans [Kho09] et [Liu06] où l’apparition d’un 

court-circuit inter-spires est décelée par des variations anormales des paramètres estimées 

(résistances ou inductances par exemple). A contrario, dans [Bac02] et [Sch99], la détection 

des courts-circuits inter-spires, appliquée aux MAS, est réalisée via un modèle qui inclut dans 

sa formulation la boucle de défaut. Ainsi, ce modèle possède une partie « saine » 

correspondant au modèle de la MAS sans défaut et une partie « défaillante » où se trouvent 

les paramètres estimés spécifiques du défaut étudié qui sont utilisés pour le diagnostic. 

En plus du modèle du système étudié, il convient également de choisir l’algorithme 

d’identification adapté au contexte d’étude. Par exemple dans [Bac02], l’algorithme de 

Levenberg-Marquardt est utilisé sur un horizon de temps important pour une détection hors-

ligne. Dans [Kho09], l’estimation paramétrique est réalisée avec l’algorithme des moindres 

carrées récursifs qui autorise une détection rapide en ligne. D’un point de vue général, le 

Filtre de Kalman Etendu (FKE) est souvent utilisé pour l’estimation de paramètres dans les 

systèmes physiques, qu’ils soient linéaires ou non-linéaires. Ceci est notamment le cas dans 

les machines électriques [Aks10], [Aug13], [Fou07], [Pey03]. Cet algorithme tend à 
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minimiser la variance de l’erreur d’estimation et présente l’avantage de pouvoir filtrer les 

bruits liés aux mesures et aux modèles. Le FKE donne également la possibilité d’imposer la 

dynamique d’évolution des paramètres estimés en initialisant correctement les matrices de 

covariance de l’algorithme. Le problème du coût de calcul du FKE, qui pouvait être un frein à 

son utilisation, est compensé par le développement de processeurs à haute performance de 

type DSP. 

3.2.4 Conclusion 

Cette section 3.2 a présenté les différentes méthodes utilisées dans la littérature pour détecter 

les courts-circuits inter-spires dans les machines électriques. Compte tenu du contexte 

aéronautique et du fonctionnement générateur, l’indicateur de défaut doit être construit sous 

diverses contraintes précédemment évoquées dans le §1.4. Ainsi, la méthode de détection 

utilisée doit être capable de fournir un diagnostic rapide, en ligne et robuste aux variations du 

réseau électrique. Ces contraintes nous ont amené à nous intéresser plus particulièrement aux 

méthodes de détection basées sur l’utilisation de modèles analytiques. L’algorithme du Filtre 

de Kalman Etendu (FKE) se prête tout particulièrement pour notre application dans la mesure 

où il est possible de régler la dynamique de convergence et la tolérance aux bruits en 

définissant les matrices de covariance appropriées. Elles possèdent de surcroît un coût 

calculatoire « raisonnable » au sens où elles sont tout à fait compatibles avec des 

implantations sur calculateurs embarqués. 

Dans la suite de ce chapitre, l’estimation paramétrique est appliquée sur deux modèles 

analytiques distincts : un modèle de PMG « sain » et un modèle de PMG « défaillant ». Dans 

un premier temps, la mise en équation de ces deux modèles est décrite. Dans un second 

temps, l’application de l’algorithme du FKE sur ces deux modèles afin de réaliser l’estimation 

de leurs paramètres internes est présentée. 
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3.3 Modèles de PMG utilisés pour la détection 

3.3.1 Modèle basé sur une structure de PMG « sain » 

Le premier modèle utilisé pour l’identification de paramètres dans les PMG correspond à un 

modèle sain de la machine. Cette modélisation repose sur les hypothèses simplificatrices 

couramment utilisées [Ond06], à savoir : 

o Circuit magnétique non saturé et à perméabilité constante 

o Entrefer constant 

o Pertes fers, effet des encoches et effet de peau négligés 

La Figure 3-8 représente les différents référentiels utilisés afin d’écrire les équations 

électriques du PMG. Le repère triphasé {a,b,c} correspond à un référentiel fixe, lié au stator. 

Le repère diphasé {α,β} correspond au référentiel fixe de Concordia, lié au stator. Enfin, le 

repère diphasé {d,q} correspond au référentiel tournant de Park, lié au rotor. 

 

Figure 3-8 : Différents référentiels d’étude 

La Figure 3-9 représente le modèle d’un PMG en prenant en compte les hypothèses 

simplificatrices mentionnées précédemment. 

 

Figure 3-9 : Schéma du modèle du PMG sain dans le repère triphasé 
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Avec :  

VSa, VSb, VSc  : Tensions aux bornes des enroulements statoriques (VSi = Vi – VN) 

ISa, ISb, ISc : Courant circulant dans les enroulements statoriques 

Ea, Eb, Ec  : Forces électromotrices 

RS  : Résistance statorique 

Lp  : Inductance propre statorique 

M  : Inductance mutuelle statorique 

Dans le repère triphasé {a,b,c}, les équations électriques au stator s’écrivent en convention 

générateur :  

  VS   =    RS . IS     LS . I S     E  (3-1) 

Avec :  

[VS] = [VSa VSb VSc] : Vecteur des tensions statoriques 

[IS] = [ISa ISb ISc]  : Vecteur des courants statoriques 

[E] = [Ea Eb Ec]  : Vecteur des forces électromotrices 

 RS  =  

RS 0 0

0 RS 0

0 0 RS

  : Matrice des résistances statoriques 

 LS  =  

Lp M M

M Lp M

M M Lp

  : Matrice des inductances statoriques 

Afin de réduire l’ordre du système, la transformation de Concordia est utilisée. Dans ce cas, 

elle permet de passer d’un ordre trois à un ordre deux en utilisant la matrice de passage T23 

définie par :  

    αβ   = T23.   abc avec T23 =  
2

3
.

 
 
 
 1  

1

2
 
1

2

0
 3

2
 
 3

2  
 
 
 

 (3-2) 

En appliquant la transformée de Concordia sur (3-1), les équations électriques deviennent :  

  VS αβ   =   RS. IS αβ    Lp   M . I S αβ   
 E αβ (3-3) 

La transformation de Park permet de passer d’un repère fixe à un repère tournant, lié à la 

position angulaire θ, en utilisant la matrice de passage P(θ) définie par :  

    dq   = P θ .   αβ avec P θ  =  
cos θ sin θ

 sin θ cos θ
  (3-4) 

En appliquant la transformée de Park sur (3-3), les équations électriques deviennent :  

  VS dq   =   RS. IS dq   LS. I S dq    .LS.  
0 1

 1 0
 . IS dq    E dq (3-5) 

Avec LS = Lp – M : inductance cyclique de la machine et   = dθ/dt 

L’angle θ traditionnellement choisi correspond à la position électrique du rotor par rapport au 

stator, notée θe. Dans le cas où les fem sont purement sinusoïdales et équilibrées, cela permet 

d’annuler la composante de [E]dq sur l’axe d :  
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  E dq   = P θe .T23.   αβ =  
0

Ke. 
  si  E abc sont sinuso dales équilibrées  (3-6) 

Avec Ke : constante de fem 

Dans le cas où les fem ne peuvent pas être considérées comme purement sinusoïdales et 

équilibrées, il est possible de se ramener à la configuration de l’équation (3-6) avec une 

transformation de Park à flux orientés [Kho09] qui utilise un angle θ spécialement choisi pour 

annuler le terme de fem sur l’axe d. Cependant, cette méthode nécessite de tabuler avec 

précision la fem en fonction de la position du rotor. 

Pour notre application, nous avons choisi d’appliquer la transformation de Park standard 

utilisant l’angle électrique θe. Ceci est justifié par les tests expérimentaux présentés dans 

§2.4.1.1 qui montrent que les fem de la machine étudiée sont quasiment sinusoïdales. De plus, 

cette représentation dans le repère de Park permet d’obtenir des états constants en régime 

permanent ce qui facilite le réglage et l’étude des observateurs. 

Finalement, en appliquant la transformation de Park standard, cette modélisation du PMG 

aboutit aux équations d’état suivantes :  

 

 
 

 I Sd =   
RS

LS

.ISd    .ISq   
1

LS

.VSd

I Sq =    .ISd   
RS

LS

.ISq   
Ke

LS

.    
1

LS

.VSq

   (3-7) 

Cette formulation, représentée graphiquement sur la Figure 3-10, fait apparaître les différents 

paramètres qu’il est possible d’estimer via le FKE, à savoir la pulsation électrique  , la 

résistance statorique RS, l’inverse de l’inductance cyclique 1/LS et la constante de fem Ke. 

 

Figure 3-10 : Modèle « sain » du PMG dans le repère de Park 

De plus, les équations (3-7) font apparaître un système d’état de la forme :  

 
    t  = A.  t    B.U t  

  t  = C.  t 
  (3-8) 

avec :  

X = [ISd ISq  ]
T
  : Vecteur d’état 

Y = [ISd ISq  ]
T
  : Vecteur de sortie (dans ce cas,   est mesuré) 

U = [VSd VSq]
T
  : Vecteur d’entrée 

A = 

 
 
 
 - 

RS

LS
 0

-  - 
RS

LS

Ke

LS

0 0 0  
 
 
 
 : Matrice d’état 

[IS]dq

LSRS

[VS]dq
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B = 

 
 
 
 - 

1

LS
0

0 - 
1

LS

0 0  
 
 
 
 : Matrice de commande 

C = I3x3  : Matrice d’observation 

L’utilisation du FKE pour l’estimation des divers paramètres de ce modèle ( , Ke, RS, 1/LS) 

est détaillée dans le §3.5.1 et a fait l’objet d’une publication [Aub13a]. 

3.3.2 Modèle basé sur une structure de PMG « défaillant » 

Le second modèle utilisé pour l’identification de paramètres dans les PMG correspond à un 

modèle défaillant de la machine. Cette modélisation est inspirée du travail effectué dans 

[Bac02] sur la détection des courts-circuits inter-spires dans les MAS et est illustrée sur la 

Figure 3-11 avec, dans cette exemple, un défaut localisé sur la phase C.  

 

Figure 3-11 : Schéma du modèle du PMG défaillant dans le repère triphasé (cas d’un défaut sur la phase C) 

Par rapport au modèle du PMG sain (Figure 3-9), celui-ci insère une boucle de court-circuit 

caractérisée par deux nouveaux paramètres : 

o L’angle de localisation du défaut θcc qui permet de repérer la phase en défaut. Sa 

valeur est égale à 0, 2 /3 ou 4 /3 selon que le court-circuit inter-spires soit localisé 

respectivement sur la phase A, B ou C. 

o Le pourcentage de spires en court-circuit ncc qui correspond au rapport entre le 

nombre de spires en défaut sur le nombre total de spires composant une phase 

statorique. 

Afin d’écrire les équations électriques du modèle, les résistances et les inductances de la 

phase en défaut doivent être définies. Concernant les résistances, elles sont considérées 

comme étant proportionnelles au nombre de spires. Ainsi :  

  
RS sain =  1   ncc .RS

RS def = ncc.RS

   (3-9) 

Où RS_sain et RS_def représentent respectivement les résistances de la partie saine et défaillante 

de la phase en court-circuit. 

Les inductances de la phase en défaut peuvent être calculées en considérant le circuit de 

reluctance emprunté par les lignes de champ comme étant invariant lors de l’apparition d’un 

Ea

Eb

(1-ncc).Ec

A

B

C

ncc.Ec

ISa

ISb

ISc

(θcc=4π/3)

Icc

N

RS

RS

Lp

Lp

M

RS_sain RS_defLp_sain Lp_def
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court-circuit inter-spires. De plus, les inductances de fuite sont négligées dans cette 

formulation ce qui implique M = - Lp/2. Ainsi :  

 

 
 
 
 

 
 
 
Lp sain =  1   ncc 

2.Lp

Lp def = ncc
2 .Lp

Msain def = ncc. 1   ncc .Lp

Mx sain =  1   ncc .M =    1   ncc .
Lp

2

Mx def = ncc.M =   ncc.
Lp

2

   (3-10) 

Où Lp_sain et Lp_def représentent respectivement les inductances propres de la partie saine et 

défaillante de la phase en court-circuit. Msain_def représente l’inductance mutuelle entre la 

partie saine et défaillante de la phase en court-circuit. Mx_sain et Mx_def représentent 

respectivement les inductances mutuelles entre les phases saines et la partie saine et entre les 

phases saines et la partie défaillante de la phase en court-circuit. 

Grâce aux expressions des résistances (3-9) et des inductances (3-10) en lien avec la phase en 

défaut, les équations électriques au stator peuvent être exprimées dans le repère triphasé :   

 

 
 
 
 

 
 
 

 VS  =   RS . IS     LS . I S     E    ncc.Rs.Tcc.Icc    
3

2
.ncc.Lp.T32.  

cos θcc

sin θcc
 .I cc

0 = ncc.RS.Tcc
T. IS     

3

2
.ncc.Lp.  T32.  

cos θcc

sin θcc
  

T

. I S    ncc.Tcc
T. E  

        ncc.RS.Icc   ncc
2 .Lp.I cc

   (3-11) 

Avec :  

[VS] = [VSa VSb VSc] : Vecteur des tensions statoriques 

[IS] = [ISa ISb ISc]  : Vecteur des courants statoriques 

[E] = [Ea Eb Ec]  : Vecteur des forces électromotrices 

Icc : Courant dans la boucle de court-circuit 

ncc  : Pourcentage de spires en court-circuit 

θcc : Angle localisant la phase en court-circuit  

 RS  =  

RS 0 0

0 RS 0

0 0 RS

  : Matrice des résistances statoriques 

 LS  = 

 
 
 
 
 Lp -

Lp

2
-
Lp

2

-
Lp

2
Lp -

Lp

2

-
Lp

2
-
Lp

2
Lp  

 
 
 
 

 : Matrice des inductances statoriques 

T32 = 
1

 3
.

 
 
 
 
 
  2 0

-1

 2
 

3

2

-1

 2
- 

3

2 
 
 
 
 
 

 : Matrice de Concordia tel que Xabc = T32.Xαβ 
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Tcc = 
1

3
.

 
 
 
 

1 2. cos θcc 

1 2. cos  θcc-
2 

3
 

1 2. cos  θcc-
4 

3
  
 
 
 

 : Matrice de court-circuit     

         
 
 
 
             

 
 
 
         

  

 
   

 
 
 
         

  

 
   

La première équation de (3-11) se rapporte à l’expression des tensions statoriques du PMG, 

où les deux derniers termes correspondent aux chutes de tension engendrées par le court-

circuit inter-spires. La seconde équation est relative à la boucle de court-circuit. 

En appliquant la transformation de Concordia à (3-11), les équations électriques deviennent :  

 

 
 
 
 
 

 
 
 
 

 VS αβ =  RS. IS αβ   LS. I S αβ   
 E αβ   ncc.Rs.T23.Tcc

.Icc    
2

3
.ncc.LS.  

cos θcc

sin θcc
 .I cc

0 = ncc.RS.Tcc
T.T32. IS αβ    

2

3
.ncc.LS.  T32.  

cos θcc

sin θcc
  

T

T32. I S αβ  

        ncc.Tcc
T.T32. E αβ   ncc.RS.Icc   

2

3
.ncc

2 .LS.I cc

   (3-12) 

Avec :  

LS = 3/2 Lp : Inductance synchrone 

T23.Tcc =  
2

3
.  
cos θcc 

sin θcc 
    

En posant  Icc αβ =  cos
 θcc 

sin θcc 
 .Icc et en multipliant la seconde équation de (3-12) par  cos

 θcc 

sin θcc 
  , 

les équations (3-12) deviennent :  

 

 
 
 
 
 

 
 
 
 

 VS αβ =  RS. IS αβ   LS. I S αβ   
 E αβ    

2

3
.ncc.Rs. Icc αβ    

2

3
.ncc.LS. I cc αβ

0 =  
2

3
.ncc.RS.Q θcc . IS αβ    

2

3
.ncc.LS.Q θcc . I S αβ  

 
2

3
.ncc.Q θcc . E αβ 

         ncc.RS. Icc αβ   
2

3
.ncc

2 .LS. I cc αβ

   (3-13) 

Avec    
  

  
        

      

      
    

En posant  I cc 
αβ

 =  
2

3
.ncc. Icc αβ , les équations (3-13) s’écrivent :  

  

 VS αβ =  RS.  IS I cc 
αβ

   LS.  I S I  cc 
αβ

    E αβ

RS.  I cc 
αβ

 
2

3
.ncc.LS.  I 

 
cc 

αβ
= 

2

3
.ncc.Q θcc .   RS. IS αβ   LS.  I S I  cc 

αβ
   E αβ  

   (3-14) 
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Enfin, en posant   IS
'  

αβ
 =  IS I 

cc
 
αβ

 et en remarquant que  I cc 
αβ

 = Q θcc .  I cc 
αβ

 :  

  

 VS αβ =  RS. IS
'  

αβ
   LS.  I S

'
 
αβ

   E αβ

RS.  I cc 
αβ

  
2

3
.ncc.RS.  I cc 

αβ
= 

2

3
.ncc.Q θcc .   RS. IS

'  
αβ
   LS.  I S

'
 
αβ

   E αβ  

   (3-15) 

Finalement, les équations électriques relatives à ce modèle dans le référentiel de Concordia 

s’expriment :  

  

 VS αβ =  RS. IS
'  

αβ
   LS.  I S

'
 
αβ

   E αβ

 I cc 
αβ

= 
2.ncc

 3 2.ncc .RS

.Q θcc . VS αβ =   cc αβ. VS αβ 

   (3-16) 

Avec   cc αβ =  
1

Zcc
 
αβ

 = 
2.ncc

 3-2.ncc .RS
.Q θcc  

En appliquant la transformée de Park à (3-16), les équations électriques deviennent :  

 

 
 

  VS dq =  RS. IS
'  

dq
   LS.  I S

'
 
dq

   .LS.  
0 1

 1 0
 . IS

'  
dq
   E dq

 I cc 
dq

= P θe .
1

 Zcc αβ
.P θe 

T. VS dq =   cc dq. VS dq 

   (3-17) 

Avec   cc dq =  
1

Zcc
 
dq

 = 
2.ncc

 3-2.ncc .RS
.P θe .Q θcc .P θe 

T 

Finalement, les équations d’état relatives à ce modèle dans le référentiel de Park s’expriment :  

 

 
  
 

  
 

 I S
'
 
dq

 = 

 
 
 
  

RS

LS

 

   
RS

LS 
 
 
 

. IS
'  

dq
   

1

LS

. E dq   
1

LS

. VS dq

 IS dq =  IS
'  

dq
    I cc 

dq
=  IS

'  
dq

     cc dq. VS dq 

   (3-18) 

Le système d’équations (3-18), schématisé sur la Figure 3-12, correspond à l’équation 

classique d’un PMG sain en considérant  IS
'   comme le courant statorique, à laquelle s’ajoute 

une équation de sortie relative au défaut.  

 

Figure 3-12 : Modèle « défaillant » du PMG dans le repère de Park 

[I’S]dq

LSRS

[VS]dqZcc_A

[Icc_A]dq

}

Zcc_B

[Icc_B]dq

}

Zcc_C

[Icc_C]dq

}

[IS]dq

Modèle PMG sain Modélisation court-circuit
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Le courant de court-circuit est caractérisé par une impédance [Zcc] qui dévie une partie du 

courant statorique lorsque le défaut apparaît. Cette impédance dépend de la localisation du 

défaut, en raison de la présence de θcc dans son expression. En appliquant ce principe de 

modélisation aux trois phases statoriques, c’est à dire en fixant la valeur de θcc, trois 

impédances de défaut [Zcc_A], [Zcc_B] et [Zcc_C] sont définies. Elles correspondent 

respectivement à des défauts localisés sur la phase A (θcc = 0), B (θcc = 2 /3) et C (θcc = 4 /3). 

Ces impédances ne dépendent plus que des pourcentages de spires en court-circuit ncc_A, ncc_B 

et ncc_C, qui seront les paramètres estimés par le FKE. 

Comme pour le modèle du PMG « sain », ce modèle « défaillant », exprimé par les équations 

(3-18), peut s’écrire sous la forme d’un système d’état de la forme : 

 
    t  = A.  t    B.U t  

  t  = C.  t    D.U t 
  (3-19) 

Avec :  

  = [I’Sd I’Sq  ]
T
  : Vecteur d’état 

U = [VSd VSq ESd ESq]
T
  : Vecteur d’entrée 

A = 

 
 
 
 - 

RS

LS
 0

-  - 
RS

LS
0

0 0 0 
 
 
 
  : Matrice d’état 

B = 

 
 
 
 - 

1

LS
0

1

LS
0

0 - 
1

LS
0

1

LS

0 0 0 0  
 
 
 
 : Matrice de commande 

C = I3x3  : Matrice d’observation 

 
  

  : Matrice d’action directe 

Le principe d’estimation des pourcentages de spires en court-circuit (ncc_A, ncc_B et ncc_C) via le 

FKE est détaillée dans le §3.5.2 et a fait l’objet de deux publications [Aub13b], [Aub13c]. 
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3.4 Identification des paramètres avec le FKE 

3.4.1 Le filtre de Kalman standard discret 

Le filtre de Kalman standard [Kal60] est un observateur stochastique qui permet, à partir du 

vecteur d’entrée U(t) et du vecteur de sortie  (t), de reconstruire le vecteur d’état X(t) d’un 

système linéaire bruité décrit par le modèle d’état (3-20) :  

 
   t  = A.  t    B.U t      t 

  t  = C.  t    D.U t    V t 
  (3-20) 

Où A, B, C et D représentent respectivement les matrices d’état, de commande, d’observation 

et d’action directe du système d’état. W(t) et V(t) représentent respectivement les vecteurs 

relatifs aux bruits d’état et de mesure du modèle. 

Afin d’implanter l’algorithme du filtre de Kalman sur un calculateur, le modèle d’état (3-20) 

doit être discrétisé. La méthode de discrétisation choisie est l’approximation au premier ordre 

suivant Euler, telle que : 

 eA.Te    I   A.Te
  (3-21) 

Avec Te : période d’échantillonnage. 

Cette approximation du premier ordre est suffisamment précise pour notre application et 

permet de ne pas alourdir les calculs pour permettre une implantation de l’algorithme sur un 

DSP. En utilisant cette approximation au premier ordre suivant Euler et en supposant la 

matrice d’action directe D nulle (cas du modèle du PMG sain (3-8)), le modèle d’état (3-20) 

discrétisé s’exprime :  

 
 k 1 = Ak. k

   Bk.Uk
    k

 k = Ck. k
   Vk

  (3-22) 

Avec :  

 
Ak = I   Te.A

Bk = Te.B    k = Te. 

Ck =C   Vk = V

  (3-23) 

Les bruits d’état  k proviennent des erreurs de modélisation, des imperfections de la machine 

ou des imprécisions sur les mesures des entrées. Les bruits de mesure Vk correspondent aux 

imperfections sur les capteurs des sorties. Une hypothèse importante dans la formulation du 

filtre de Kalman est de considérer ces bruits comme des bruits blancs, Gaussiens, non corrélés 

de moyenne nulle et caractérisés respectivement par des matrices de covariance Qk et Rk. 

Ainsi, ces bruits présentent les caractéristiques suivantes :  

o Espérance mathématique nulle :  

    k   = 0
    Vk    = 0

 (3-24) 

o Indépendance entre les bruits d’état et de mesure :  

    k.Vj
T   = 0 (3-25) 
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o Indépendance entre les bruits et les états :  

    k. j
T   = 0

    Vk. j
T    = 0

 (3-26) 

o Autocorrélation :  

    k. j
T   =  

Q
k
 si j = k

0 si j   k
 

    Vk.Vj
T    =  

Rk si j = k

0 si j   k
 
 (3-27) 

Sous ces hypothèses, le filtre de Kalman est un observateur d’état optimal pour la 

minimisation de la variance de l’erreur d’estimation [Zhe08]. La détermination des matrices 

de covariance Qk et Rk est délicate mais nécessaire pour la bonne convergence du filtre de 

Kalman. Nous détaillerons ce point dans la suite de ce chapitre. 

Après la phase d’initialisation où le vecteur d’état   0 0 et la matrice de covariance de l’erreur 

d’estimation P0 0 sont définis, le filtre de Kalman se décompose en deux étapes (l’étape de 

prédiction et l’étape de correction) qui sont exécutées à chaque période d’échantillonnage Te. 

o Etape de prédiction : 

L’étape de prédiction consiste tout d’abord à estimer le vecteur d’état à l’instant (k+1).Te en 

fonction des valeurs de l’état et des mesures des entrées effectuées à l’instant k.Te. Cette 

estimation a priori du vecteur d’état, notée   k 1  , est calculée à partir de l’équation d’état du 

système (3-22). Ainsi :  

   k 1 k = Ak.  k k
   Bk.Uk

  (3-28) 

Où       représente l’estimation de l’état   à l’instant k.Te après assimilation des mesures et Te 

représente la période d’échantillonnage.  

Nous définissons les matrices de covariance des erreurs d’estimation Pk+1|k et Pk|k, associées 

respectivement aux états estimés   k 1 k et       :  

  Pk 1 k
  = E     k 1 k    k 1 .   k 1 k    k 1 

T
  (3-29) 

  Pk k
  = E     k k    k .   k k    k 

T
   (3-30) 

Ainsi, en utilisant les équations (3-28) et (3-29), la matrice Pk+1|k peut être calculée en 

fonction de Pk|k : 

  Pk 1 k
  = Ak.Pk k.Ak

T
   Q

k
 (3-31) 

o Etape de correction :  

L’étape de correction consiste à mettre à jour l’estimation de l’état   k 1 k   à partir des 

nouvelles mesures Yk+1 à l’instant (k+1).Te et de l’estimation a priori   k 1 k :  

  k 1 k 1 =   k 1 k   Kk 1.  k 1   Ck.  k 1 k  (3-32) 
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Où Kk+1, qui représente le gain de Kalman optimal pour minimiser la variance de l’erreur 

d’estimation, est défini par :  

  Kk 1
  = Pk 1 k.Ck 1

T
. Ck 1.Pk 1 k.Ck 1

T    Rk 1 
 1

 (3-33) 

La matrice de covariance des erreurs d’estimation est également mise à jour par l’équation 

suivante :  

 Pk 1 k 1
  =  I   Kk 1.Ck 1 .Pk 1 k (3-34) 

Finalement, l’algorithme du filtre de Kalman est donné sur la Figure 3-13. 

 

Figure 3-13 : Algorithme du filtre de Kalman discret 

Le filtre de Kalman permet l’estimation de l’état d’un système linéaire, ce qui restreint son 

application dans la mesure où la majorité des systèmes physiques ne vérifie pas cette 

condition. De plus, afin de permettre l’estimation de paramètres d’un modèle, des états 

supplémentaires sont ajoutés au système, rendant celui-ci automatiquement non-linéaire. 

Ainsi, nous allons utiliser une autre formulation du filtre de Kalman, le filtre de Kalman 

étendu, qui permet d’estimer les états et les paramètres d’un système non-linéaire. 

3.4.2 Le Filtre de Kalman Etendu 

Le Filtre de Kalman étendu (FKE) permet d’appliquer le principe du filtre de Kalman pour 

estimer les états d’un système non-linéaire. Pour cela, les équations du système sont 

linéarisées autour d’un point de fonctionnement, correspondant dans le cas du FKE à l’état 

estimé. Tout d’abord, le système d’état doit être étendu en ajoutant les paramètres à estimer au 

vecteur d’état. 
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3.4.2.1 Augmentation de l’ordre du système d’état 

Considérons les équations d’état d’un système défini par :  

 
   t  = f   t , λ t , U t       t 

  t  = h   t , λ t , U t     V t 
  (3-35) 

Où λ représente le vecteur des paramètres à estimer. 

D’après les équations des modèles d’état du PMG « sain » (3-8) et « défaillant » (3-19), les 

fonctions d’état f( (t), λ(t), U(t)) et de sortie h( (t), λ(t), U(t)) peuvent s’écrire plus 

spécifiquement :  

 
   t  = A λ t  .  t    B λ t  .U t      t 

  t  = C λ t  .  t    D λ t  .U t    V t  
  (3-36) 

Afin de pouvoir estimer les paramètres λ apparaissant dans (3-36), ceux-ci sont insérés dans le 

vecteur d’état augmentant ainsi l’ordre du système :  

 e t  =  
  t 

λ t 
  (3-37) 

En utilisant ce vecteur d’état étendu, le modèle d’état étendu s’écrit :  

 
 
 

 
   e t  =  

   t 

λ  t 
  =  A λ t  0

0 0
 .  

  t 

λ t 
      B λ t  

0
 .U t     

   t 

 λ t 
 

  t  =  C λ t  0 .  
  t 

λ t 
    D λ t  .U t    V t 

  (3-38) 

Dans cette formulation, l’évolution des paramètres (λ  t   λ t ) est donc supposée 

inconnue et aléatoire ce qui permet de découpler les états. Il est également possible d’utiliser 

des équations d’évolution plus complexes. Par exemple, pour l’estimation de la vitesse de 

rotation des machines électriques, l’équation d’évolution de   peut être définie par une 

équation mécanique [Chi12], [Pey03]. 

Le modèle d’état étendu (3-38) fait apparaître un système non-linéaire qu’il est nécessaire de 

linéariser afin d’appliquer le Filtre de Kalman Etendu. Avant de présenter l’algorithme du 

FKE plus en détail dans le §3.4.2.4, nous allons tout d’abord nous intéresser au critère 

d’observabilité des paramètres étendus. 

3.4.2.2 Critère d’observabilité des paramètres 

La notion d’observabilité complète n’existant pas dans les systèmes non linéaires [Hil01], 

nous proposons d’étudier l’observabilité autour d’un point de fonctionnement. 

Une condition nécessaire et suffisante pour l’observabilité locale est la régularité de la matrice 

Jacobienne J définie par :  

  =  
 q

  
 
 = i

avec q =  

 

  

 

 
 n 1 

  (3-39) 

Où n correspond à la dimension du vecteur d’état  . 
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Ainsi, un système non linéaire est considéré comme localement observable en Xi si et 

seulement si :  

 U    
p
 : rang    = n (3-40) 

Où p correspond à la dimension du vecteur d’entrée U. 

L’étude de l’observabilité locale des systèmes non linéaires sera réalisée pour chaque 

paramètre estimé dans le §3.5.1.2 pour le modèle « sain » et dans le §3.5.2.2 pour le modèle 

« défaillant ». 

3.4.2.3 Linéarisation et discrétisation du système étendu 

Après avoir vérifiée l’observabilité des paramètres, le modèle d’état étendu (3-38) peut être 

discrétisé sous l’approximation d’Euler (c.f. (3-21)) et linéarisé autour de l’état étendu  ek
. 

Le modèle d’état discret linéarisé obtenu s’écrit sous la forme :  

 
  ek 1

 = F k.  ek
    k

  k =   k.  ek
   Vk

  (3-41) 

Avec :  

 
 
 

 
 
F k =  

 f

  k

 f

 λk

0 I

  =   Ak λk 
  Ak λk 

 λk

. k   
  Bk λk 

 λk

.Uk 

0 I

 

  k =  
 h

  k

 h

 λk

  =  Ck λk 
  Ck λk 

 λk

. k   
  Dk λk 

 λk

.Uk 

  (3-42) 

Le filtre de Kalman étendu peut maintenant être appliqué sur ce système discret linéarisé afin 

d’estimer les paramètres λk. 

3.4.2.4 Algorithme du FKE  

Comme pour le filtre de Kalman standard, le FKE se décompose en deux étapes exécutées à 

chaque période d’échantillonnage, après avoir pris soin d’initialiser le vecteur d’état étendu 

  e0 0
 et la matrice de covariance de l’erreur d’estimation P0 0.  

o Etape de prédiction : 

Les états et les paramètres sont tout d’abord prédits d’après l’équation d’état du système :   

  
  k 1 k = Ak λ k k .  k k

   Bk λ k k .Uk

λ k 1 k = λ k k

   (3-43) 

La matrice de covariance des erreurs d’estimation, associée à la prédiction de l’état   ek 1 k
 

s’écrit :  

  Pk 1 k
  = F k.Pk k.F k

T
   Q

k
 (3-44) 

o Etape de correction :  

Avec la linéarisation de l’équation de sortie (3-41), la correction de l’état prédit s’écrit :  
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  ek 1 k 1
 =   ek 1 k

   Kk 1.   k 1     k 1.  ek 1 k
  (3-45) 

Où le gain de Kalman est défini par :  

  Kk 1
  = Pk 1 k.  k 1

T
.    k 1.Pk 1 k.  k 1

T
   Rk 1 

 1

 (3-46) 

La matrice de covariance des erreurs d’observation est également mise à jour :  

 Pk 1 k 1
  =  I   Kk 1.  k 1 .Pk 1 k (3-47) 

Finalement, l’algorithme du FKE est donné sur la Figure 3-14. 

 

Figure 3-14 : Algorithme du filtre de Kalman étendu 

Dans le §3.5, l’algorithme du FKE sera appliqué aux deux modèles de PMG pour estimer 

leurs paramètres. Tout d’abord, nous allons nous intéresser au paramétrage des matrices de 

covariance. 

3.4.2.5 Paramétrage des matrices de covariance 

Le paramétrage du filtre de Kalman est un point essentiel afin d’assurer la stabilité et la 

rapidité de convergence de l’algorithme. Une attention particulière doit être apportée au 

réglage des matrices de covariance Q et R qui contiennent respectivement la valeur de la 

covariance des bruits d’état et de mesure. En effet, dans le cas où Q et R sont des matrices 

diagonales, le rapport Q/R, qui est proportionnel au gain de Kalman, impose la dynamique et 

le régime permanent du filtre [Bit00], [Bor05]. Ainsi, augmenter ce rapport revient à réduire 

la confiance dans la prédiction et à donner plus d’importance à la mesure. Le gain de Kalman 

augmente ce qui entraîne une réponse dynamique plus rapide. A contrario, diminuer le rapport 
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Q/R revient à diminuer le gain de Kalman, en donnant plus d’importance à l’étape de 

prédiction. Cela entraîne un meilleur filtrage des estimations.  

Les bruits d’état ont pour origine les erreurs de mesure sur les entrées et les erreurs de 

modélisation (dues aux hypothèses simplificatrices, à la discrétisation, aux incertitudes sur les 

paramètres…) alors que les bruits de mesure sont liés aux erreurs de mesure sur les sorties du 

système [Lor93]. Compte tenu des hypothèses émises sur les bruits d’état et de mesure 

(§3.4.1), les matrices Q et R ont les structures suivantes :  

 

R = σy
2.Im = r.Im avec r = σy

2

Q = diag Q
x
,Q

λ
  = q

x
.diag In 1,

q
λ

q
x

  avec  
q
x
 = σx

2

q
λ
 = σλ

2
   

  (3-48) 

Avec n et m correspondant respectivement à la dimension du vecteur d’état   et de sortie   et 

 σ 
2 correspondant à la variance de la variable i.  

Par exemple, dans le cas où m = 2 (pour deux courants) et n = 3 (pour deux courants et un 

paramètre), l’équation (3-48) s’écrit : 

 
 
 

 
 R = r.  

1 0

0 1
 

Q =  q
x
.  

1 0 0

0 1 0

0 0
q
λ

q
x

  

  (3-49) 

La calibration des matrices de covariance Q et R revient donc à déterminer qx, qλ et r. 

Dans la littérature, deux méthodes différentes sont utilisées pour déterminer ces matrices de 

covariance [Hil01],[Aug13], [Def10] :  

o La première méthode utilise une approche stochastique liée à la définition des bruits 

dans l’algorithme de Kalman. En effet, cela consiste à évaluer les erreurs de mesure et 

de modélisation afin d’obtenir un réglage optimal du filtre. Cependant, cela suppose 

que ces erreurs soient représentées par des bruits blancs, centrés et décorrélés des états 

estimés, hypothèses rarement vérifiées en pratique. Ajouté au fait que l’origine des 

bruits d’état est diverse et donc difficile à appréhender, cette méthode de 

détermination des matrices Q et R n’est, en général, pas aisée à mettre en œuvre. 

o La seconde méthode adopte un point de vue déterministe et utilise le paramétrage des 

matrices Q et R afin d’obtenir la dynamique souhaitée de convergence des estimations. 

Ce réglage est souvent effectué de manière empirique par des essais successifs. Une 

autre méthode, présentée dans [Hil00], utilise la minimisation linéaire quadratique 

(méthode LQG) pour automatiser le réglage des matrices Q et R. 

La méthode utilisée dans ces travaux s’inscrit en deux étapes. Dans un premier temps, la 

variance de l’état estimé qλ est définie afin d’obtenir la dynamique d’estimation souhaitée. 

Dans un second temps, les bruits des mesures sont utilisés pour calibrer qx et r :  

a) Détermination du rapport qλ/qx : 

Cette première étape consiste à régler la dynamique de variation du paramètre estimé λ afin 

d’obtenir une réponse rapide sur ce paramètre en cas de défaut. En faisant l’hypothèse 

d’absence de bruits de mesure, il est montré en Annexe D que le temps de réponse de 

l’estimation du paramètre suite à une variation abrupte Δλ dépend du rapport qx/qλ tel que :  
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q
x

q
λ

.
Te

   
 fi

 λ k
 
2

n
i=1

 si λ se trouve dans l'équation d'état

     
q
x

q
λ

.
Te

    
 fi

 x k
 .  

 hi

 λ k
  

2
n
i=1

  si λ se trouve dans l'équation de sortie

  (3-50) 

Avec : 

  : Constante de temps de l’évolution du paramètre λ 

Te : Période d’échantillonnage 

fi et hi : Fonction d’état et de sortie relatif à l’état i 

Compte tenu de la dynamique souhaitée, le rapport qx/qλ est fixé afin d’obtenir   = 20ms. 

Cette constante de temps permet d’assurer une dynamique d’évolution des paramètres estimés 

proche de la période électrique de fonctionnement du PMG (entre 30Hz et 60Hz). 

b) Détermination de qx et r : 

La matrice de covariance des bruits de mesure R de l’équation (3-49), dépend de la constante 

r qui peut être définie par la connaissance des erreurs sur les mesures des sorties du système. 

Comme nous l’avons déjà évoqué, la détermination des bruits d’état est plus complexe. Ainsi, 

nous faisons ici l’hypothèse que ces bruits ont pour principale origine les erreurs de mesure 

sur les entrées ce qui va nous permettre de définir la constante qx. Dans le cas où la stabilité 

du filtre obtenue n’est pas satisfaisante, il est toujours possible de l’affiner de façon empirique 

en modifiant le rapport Q/R, ce qui revient à régler soit qx, soit r, depuis la valeur 

précédemment obtenue. 

Même si la méthode adoptée pour le réglage des matrices Q et R n’est pas optimale, elle 

présente l’avantage d’être rapide et permet d’obtenir la dynamique d’évolution souhaitée du 

paramètre estimé sans avoir recours à des essais successifs.  

Pour un fonctionnement en ligne du FKE, l’initialisation de l’algorithme n’est pas critique si 

les matrices de covariance Q et R ont été correctement paramétrées. Nous avons choisi :  

 
  e0

 =  
  0

λ 0

  =  
0

λnom
 

P0 = Q 

  (3-51) 

Où λnom correspond à la valeur nominale du paramètre estimé. 

La méthode de paramétrage du FKE, décrite dans cette section, sera appliquée à 

l’identification de paramètres sur les deux modèles de PMG. 

  



Chapitre 3 - Estimation de paramètres sur des modèles de PMG en utilisant le Filtre de Kalman Etendu 

74 

3.5 Application du FKE sur les modèles d’identification 

3.5.1 Modèle basé sur une structure de PMG « sain » 

3.5.1.1 Augmentation de l’ordre du système d’état 

Afin d’estimer l’un des paramètres présents dans l’équation (3-7) , le vecteur d’état doit être 

étendu. Ainsi, le modèle d’état se retrouve de la forme :  

  
  e t  = A t . e t    B t .U t 

  t  = C. e t 
   (3-52) 

Selon le paramètre estimé, le vecteur d’état étendu  e et le vecteur de sortie Y s’expriment :  

o Pour la pulsation électrique   :  

 
 
 

 
 

 
 e =  
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ISq
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1 0 0

0 1 0
 

  (3-53) 

o Pour la résistance statorique RS :   
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LS
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LS
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1 0 0 0
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  (3-54) 

Pour l’estimation de la constante de fem Ke ou de l’inverse de l’inductance cyclique 1/LS, le 

modèle d’état étendu est le même que pour celui concernant la résistance statorique en 

remplaçant RS respectivement par Ke ou 1/LS dans le vecteur d’état étendu Xe.  

Les équations (3-53) et (3-54) montrent que quel que soit le paramètre estimé, le système 

étendu est non-linéaire en raison de la présence d’état dans la matrice A (et dans la matrice B 

dans le cas de l’estimation de 1/LS). Dans la suite de cette section, l’application du FKE sera 

détaillée pour l’estimation de la résistance statorique RS. Le principe restant le même pour les 

autres paramètres, l’application du FKE afin d’estimer  , Ke ou 1/LS est détaillée en 

Annexe E. Par ailleurs, nous nous sommes limités à l’estimation d’un seul paramètre pour 

chaque algorithme. L’estimation multi-paramètres a également été étudiée dans [Dau12] 

cependant, les résultats n’amenaient pas réellement d’informations supplémentaires pour la 

détection des défauts inter-spires. De plus, l’extension du vecteur d’état à plusieurs 

paramètres pouvait poser un problème en termes d’observabilité du système et de temps de 

calcul de l’algorithme du FKE pour son implantation sur un DSP.  
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3.5.1.2 Critère d’observabilité de RS 

Afin d’étudier l’observabilité locale du système étendu, la matrice  acobienne du système non 

linéaire (3-54) s’exprime :  

  = 

 
 
 
 
  

  

  
 
 = i

 
   

  
 
 = i 

 
 
 
 

 = 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  
RSi

LS

 i ISq 
  
ISd 

LS

   0   
RSi

LS

Ke

LS

   ISd 
  
ISq 

LS

0 0 0 0  
 
 
 
 
 
 
 
 

 (3-55) 

Ainsi, le système non-linéaire est localement observable si et seulement si la matrice 

Jacobienne J est de rang 4. Cela correspond au cas où les courants ISd et ISq sont non nuls. 

Finalement, nous pouvons conclure qu’il est possible d’estimer la résistance statorique RS 

dans le cas où le PMG ne fonctionne pas à vide, ce qui est cohérent avec les équations d’état 

du système (3-7) où la résistance RS est directement liée avec les courants ISd et ISq. 

L’étude de l’observabilité locale appliquée à l’estimation des autres paramètres ( , Ke, 1/LS) 

est détaillée en Annexe E. Comme pour RS, l’expression de la matrices  acobienne montre 

que l’estimation de l’inverse de l’inductance cyclique (1/LS) n’est pas possible à courant nul 

alors que la constante de fem (Ke) ou la pulsation électrique ( ) sont observables quel que soit 

le point de fonctionnement de la machine. 

3.5.1.3 Discrétisation et linéarisation du système étendu 

Afin d’estimer la résistance statorique RS via le FKE, le modèle d’état non linéaire, 

caractérisé par les équations (3-52) et (3-54), est discrétisé et linéarisé (selon le principe 

évoqué §3.4.2.3). Finalement, le modèle discret utilisé pour l’estimation de RS s’écrit sous la 

forme :  
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ISdk
ISqk
 k

RSk 
 
 
 

  (3-56) 

Dans l’algorithme du FKE, l’équation (3-56) est utilisée pour la prédiction de l’état   ek 1 k
 

d’après l’état   ek k
. Afin de calculer la matrice de covariance des erreurs d’estimation 

associée à la prédiction de l’état   ek 1 k
 (3-44), l’équation d’état (3-56) est linéarisé autour de 

l’état estimé   ek k
 selon le formalisme de (3-41) et (3-42) avec :  
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  ek

 
  ek k
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  (3-57) 

L’équation de sortie de (3-56) ne dépendant pas des états, nous obtenons :  

   k 1 = 
  h

  ek

 
  ek 1 k

 =  
1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

   (3-58) 

Le modèle d’état discrétisé ainsi que les matrices de linéarisation F k et   k 1 ayant été définis, 

il ne reste plus qu’à paramétrer les matrices de covariance pour implanter l’algorithme du 

FKE. 

3.5.1.4 Paramétrage des matrices de covariance 

Concernant le paramétrage du FKE selon le principe évoqué dans §3.4.2.5, la matrice de 

covariance R a été définie en calculant expérimentalement la variance des perturbations sur 

les mesures des courants. Ainsi :  

 R = σI
2. I3x3 = 10

 2
.I3x3 (3-59) 

La matrice de covariance Q, associée aux bruits d’état, est définie par :  

 Q = q
x
.  

I3x3 03x1

01x3

q
λ

q
x

  (3-60) 

Le rapport qλ/qx est déterminé grâce à (3-50), appliquée sur le modèle d’état (3-7) : 

 
q
λ

q
x

 = 

 

 
LS

 .  ISd
2 ISq

2 
 

 

2

 = 4,2.10 4
 pour Ich = 5A et   = 20ms (3-61) 

Ce rapport dépend donc du courant statorique. Pour chaque algorithme estimant un paramètre 

différent, nous avons choisi de nous placer à un point de fonctionnement particulier (5A / 

50Hz) afin de calculer la valeur de qλ/qx. 

Enfin, qx a été défini en calculant expérimentalement la variance des perturbations sur les 

mesures des tensions. Ainsi, en utilisant le modèle discrétisé (3-56), nous obtenons :    

 q
x
 =   

Te

LS

 
2

.σV
2  = 7,35.10

 3
 avec  

Te = 200 s

LS = 3,5 m 

σV
2  = 2,25 V2

  (3-62) 
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Finalement, le paramétrage du FKE pour l’estimation de la résistance statorique RS est résumé 

ci-dessous :  

 
  
 

  
 

 Q = 7,35.10
 3
.  

1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

0 0 0 4,2.10
 4

 

R = 10
 2
.  
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  et 

 
 
 

 
 

   e0
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ISq0
 0

RSnom 
 
 
 

 =   

0

0

0

0,295

 

P0 = Q

  (3-63) 

Les modèles d’état discrets linéarisés ainsi que le paramétrage du FKE appliqué à l’estimation 

des autres paramètres ( , Ke, 1/LS), sont donnés en Annexe E. 

3.5.2 Modèle basé sur une structure de PMG « défaillant » 

3.5.2.1 Augmentation de l’ordre du système d’état 

Comme dans le cas du modèle sain, l’estimation des pourcentages de spires en court-circuit 

(ncc_A, ncc_B, ncc_C) passe par l’extension du vecteur d’état. D’après l’équation (3-18), le 

système d’état étendu obtenu s’écrit avec :  
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C =   I2x2  O2x3  

D =     cc A    cc B    cc C 
dq

 O2x2  

  (3-64) 

Avec U(t) = [VSd(t) VSq(t) Ed(t) Eq(t)]
T
.  

Dans (3-64), l’admittance de court-circuit Ycc_i s’exprime :  

  cc i dq
 =  

1

RS

.k ncc i .Mi θe  pour i = {A,B,C} (3-65) 

Avec :  

 

 
 
 

 
 k ncc i  = 

2.ncc i

 3   2.ncc i 
 pour i = {A,B,C}

Mi θe  = P θe .Q θcc i .P θe 
T avec  

θcc A = 0

θcc B = 2 3 

θcc C = 4 3 

 

   (3-66) 
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Nous pouvons également remarquer l’absence de   dans le vecteur d’état étendu  e de (3-64). 

En effet, afin de réduire le coût calculatoire de l’algorithme du FKE appliqué à ce modèle, 

nous avons décidé de limiter ce système à un ordre 5, en considérant la pulsation électrique   

comme lentement variable par rapport à la période d’échantillonnage. Ainsi,   ne fait plus 

partie du vecteur d’état mais reste tout de même mesuré afin de mettre à jour sa valeur dans la 

matrice d’état A. Nous avons vérifié par simulation que cette réduction d’ordre n’altère pas 

les performances de l’estimation des états et des paramètres du système (3-64). 

3.5.2.2 Critère d’observabilité des ncc 

L’étude de l’observabilité locale est plus délicate sur ce modèle en raison de la complexité des 

équations mises en jeu. Cependant, nous montrons en Annexe E que la matrice Jacobienne 

dépend de la position électrique du rotor θe et qu’il est ainsi possible de conclure assez 

facilement sur l’observabilité des pourcentages de spires en court-circuit ncc à θe fixé. 

3.5.2.3 Discrétisation et linéarisation du système étendu 

En appliquant l’approximation au premier ordre suivant Euler (3-21), le modèle discret, basé 

sur la représentation continu (3-64), s’exprime :  

 
 ek 1

 =  I5x5   Te.A . ek
   Te.B.Uk

 k = C. ek 1
    D.Uk

  (3-67) 

Les matrices de linéarisation du modèle discret linéarisé autour de l’état estimé selon le 

formalisme de (3-41) et (3-42), s’expriment : 

 F k = 
  f

  ek
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  (3-68) 

   k = 
  h

  ek

 
  ek k 1

 =   I2x2  
1
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VSdk
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1
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.NB.  
VSdk

VSqk

  
1

RS

.NC.  
VSdk

VSqk

    (3-69) 

Avec, pour i = {A, B, C} :  

   
  

 
 

     

   

   (3-70) 

Le modèle d’état discrétisé et les matrices de linéarisation F k et   k 1 ayant été définis, il ne 

reste plus qu’à paramétrer les matrices de covariance pour implanter l’algorithme du FKE. 

3.5.2.4 Paramétrage des matrices de covariance 

Concernant le paramétrage du FKE, le rapport qλ/qx est déterminé d’après (3-50), appliqué sur 

le modèle d’état (3-64), pour le point de fonctionnement de référence {5A/50Hz} : 
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  (3-71) 

Finalement, le paramétrage du FKE pour l’estimation des pourcentages de spires en court-

circuit est résumé ci-dessous :  
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P0 = Q

  (3-72) 

3.6 Conclusion 

Ce chapitre a permis de présenter le FKE, son paramétrage et son application sur deux types 

de modèle de PMG.  

Le premier modèle correspond à une représentation saine du PMG dans le repère de Park, 

dans lequel le vecteur d’état des courants statoriques [ISd ISq]
T
, de dimension 2, est étendu par 

l’ajout d’un état (ω) ou de deux états supplémentaires (ω   un paramètre étendu). Cette 

formulation permet d’estimer les paramètres de la machine, à savoir la pulsation électrique  , 

la constante de fem Ke, la résistance statorique RS ou l’inverse de l’inductance cyclique 1/LS.  

Le second modèle correspond à une représentation d’un PMG en défaut. En effet, des boucles 

de court-circuit ont été ajoutées au modèle du PMG sain, ce qui permet  d’exprimer les 

équations électriques de ce modèle dans le repère de Park sous une formulation mathématique 

particulière dépendante du pourcentage de spires en court-circuit. En étendant le vecteur 

d’état des courants statoriques avec les 3 pourcentages de spires en court-circuit ncc_A, ncc_B et 

ncc_C, il est possible d’estimer ces paramètres via le FKE. 

Finalement, ces deux modèles ont permis de développer cinq algorithmes, chaque algorithme 

permettant d’estimer des paramètres différents. Le prochain chapitre se concentre sur la 

construction des indicateurs de défaut relatifs aux paramètres estimés via le FKE, ainsi que 

sur l’évaluation de ces indicateurs suivant différents critères (rapidité, robustesse, sensibilité, 

temps de calcul). 
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4.1 Introduction 

Dans le chapitre précédent, l’estimation de paramètres basée sur deux modèles de 

représentation du PMG, a été présentée. Dans ce chapitre, l’utilisation de ces paramètres 

estimés afin de construire des indicateurs fiables pour la détection des courts-circuits inter-

spires sera exposée. Dans un premier temps, le principe de construction des différents 

indicateurs sera détaillé selon le modèle de représentation (« sain » ou « défaillant ») utilisé.  

Après avoir défini les différents indicateurs, leurs performances seront analysées selon 

plusieurs critères (robustesse, sensibilité, rapidité, temps de calcul), tout d’abord par 

simulation, puis par des tests expérimentaux. Pour cela, divers scénarios seront simulés afin 

d’étudier la capacité des indicateurs à détecter des courts-circuits inter-spires francs qui sont à 

l’origine de courants de défaut élevés.  

Lors des tests expérimentaux, ces mêmes scénarios seront réalisés avec l’ajout d’une 

résistance de court-circuit Rcc dans la boucle de défaut afin d’éviter la circulation de courants 

trop importants dans les enroulements statoriques. La limitation du courant de défaut ne nuit 

pas à l’appréciation des performances des indicateurs dans la mesure où un court-circuit 

résistif détectable le sera d’autant plus s’il devient franc (valeur du courant de court-circuit 

très élevée). De plus, un court-circuit inter-spires est un défaut évolutif qui se caractérise 

rarement par un contact franc lors des premiers signes d’apparition. 

Enfin, le choix de la technique de seuillage utilisée, afin de confirmer ou d’infirmer la 

présence d’un défaut, sera traité dans la dernière partie de ce chapitre. Afin de s’affranchir des 

incertitudes sur les paramètres des modèles de représentation du PMG, l’utilisation d’un 

indicateur avec un seuil adaptatif est proposée. 

4.2 Principe de construction des indicateurs 

Dans cette partie, le principe de construction des différents indicateurs de présence de court-

circuit inter-spires est présenté. Il est basé sur l’estimation de paramètres via le FKE issue 

d’un modèle de PMG « sain »  ou « défaillant » (c.f. Chapitre 3). Dans un premier temps, la 

réponse des paramètres estimés lors de l’apparition d’un court-circuit inter-spires franc est 

présentée. Ensuite, le comportement de chaque paramètre est étudié afin de construire un 

indicateur de défaut pertinent.  

Les résultats présentés dans cette section sont issus de simulation, avec un pas de calcul de 

200µs. Les bruits sur les courants et les tensions, estimés dans le Chapitre 3, ont été ajoutés 

aux signaux. Le point de fonctionnement choisi correspond à un fonctionnement sur charge 

résistive avec un courant de 5A et une fréquence de 50Hz. 

4.2.1 Modèle « sain » 

Dans le Chapitre 3, nous avons montré que l’application du FKE sur le modèle « sain » du 

PMG, exprimé dans le repère de Park, permet d’estimer différents paramètres :  

o la pulsation électrique   

o la constante de fem Ke 

o la résistance statorique RS 

o l’inverse de l’inductance cyclique 1/LS 

Ces paramètres estimés vont être utilisés afin de construire des indicateurs de présence de 

défauts inter-spires au sein des bobinages statoriques du PMG. 
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4.2.1.1 Réponse des paramètres estimés à un court-circuit inter-spires 

La Figure 4-1 montre l’évolution de chaque paramètre estimé à partir du modèle « sain » du 

PMG, lorsque qu’un court-circuit inter-spires franc (Rcc = 0Ω) de 16% des spires apparaît sur 

la phase A à t = 0,5s. Nous pouvons remarquer que chaque paramètre est fortement impacté 

par l’apparition du régime défaillant. En effet, alors qu’il est estimé autour de sa valeur 

nominale en régime sain (pour t < 0,5s), une modification de sa valeur moyenne et des 

oscillations importantes apparaissent dès que le défaut intervient. 

 

Figure 4-1 : Evolution des paramètres estimés issus du modèle « sain » du PMG lors d’un court-circuit de 16% 

des spires sur la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz)  

Lors de l’apparition du court-circuit, le modèle d’observation, basé sur les équations d’un 

PMG « sain », n’est plus capable de représenter convenablement le comportement du 

générateur, dont la topologie interne ne correspond plus à une structure saine. Pour assurer la 

convergence de l’observateur malgré les différences entre le modèle « sain » d’observation et 

le générateur défaillant, les paramètres estimés réagissent au défaut afin de favoriser la 

minimisation de l’erreur entre les états estimés et les mesures des sorties. Ainsi, les variations 

des paramètres contiennent des informations liées au changement topologique survenu au sein 

du générateur surveillé et peuvent donc être utilisées afin de construire un indicateur de 

présence de court-circuit inter-spires. 

4.2.1.2 Construction de l’indicateur : exemple avec l’estimation de RS  

En s’intéressant plus particulièrement à l’évolution de l’estimation de RS lorsque le court-

circuit est établi, nous pouvons constater, sur la Figure 4-2b, que les oscillations sur 

Sain Défaut

Sain Défaut

Sain Défaut

1/LSRS

 Ke

Sain Défaut
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l’estimation de RS apparaissent à 100Hz, ce qui correspond à la fréquence 2.fS. La présence de 

cette fréquence est cohérente dans la mesure où elle est caractéristique d’un déséquilibre dans 

un système triphasé quand celui-ci est représenté dans le repère de Park. 

Compte tenu du comportement du paramètre estimé lors d’un court-circuit inter-spires, 

l’erreur d’estimation relative de ce paramètre par rapport à sa valeur de référence 

(correspondant à sa valeur nominale dans le cas de RS, 1/LS ou Ke ou sa valeur mesurée dans 

le cas de ω) est choisie comme indicateur de défaut. Notons que le calcul d’une erreur relative 

implique de bien connaître la valeur de référence. Cet aspect est particulièrement sensible 

pour le paramètre RS, qui va inévitablement évoluer avec la température de fonctionnement. 

Quoi qu’il en soit, les variations liées à la température présentent des évolutions plutôt lentes 

par rapport aux dynamiques mises en jeu par les défauts de court-circuit inter-spires, ce qui 

nous permettra de bien distinguer les deux types de phénomènes. Les autres paramètres (1/LS, 

Ke et ω) sont moins sensibles aux conditions de fonctionnement thermique du générateur. 

Afin de limiter l’influence des oscillations à 2.fS en régime défaillant, cette erreur 

d’estimation est filtrée sur une fenêtre glissante d’horizon T/2, où T représente la période 

électrique du réseau. Finalement, à partir de l’estimation d’un paramètre issue du modèle 

« sain » du PMG, l’indicateur utilisé afin de détecter les courts-circuits inter-spires dans les 

bobinages statoriques de la machine s’exprime par :  

  
  

  (4-1) 

Où λ  correspond au paramètre estimé et λref correspond à la valeur de référence du paramètre. 

 

Figure 4-2 : Construction d’un indicateur à partir du modèle « sain » : exemple avec l’estimation de RS lors 

d’un court-circuit de 16% des spires sur la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

RSnom

T

T/2
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Dans le cas où RS est le paramètre estimé, l’évolution de l’indicateur, lorsqu’un court-circuit 

franc de 16% des spires apparaît, est représentée sur la Figure 4-2c. Sur cette figure, nous 

remarquons une évolution significative de l’indicateur après une demi-période électrique. 

Dans le cas de ce court-circuit franc, le courant dans la boucle de défaut a déjà atteint une 

valeur importante. La tenue au courant de court-circuit du générateur conditionnera donc la 

rapidité d’action pour la sécurisation de la machine. Cette rapidité d’action pourra 

éventuellement être améliorée par le réglage de la dynamique du paramètre estimé dans le 

FKE. Pour l’essai présenté, les matrices de covariance du FKE ont été définies afin d’obtenir 

une constante de temps τ d’évolution du paramètre d’environ 20ms. En assimilant la réponse 

de l’indicateur avec moyenne glissante à celle d’un premier ordre, la constante de temps 

mesurée est environ égale à 25ms. 

Dans §3.4.2.5, il a été montré que la dynamique de variation d’un paramètre estimé λ pouvait 

être imposée par le rapport qλ/qx. Pour illustrer ce propos, la Figure 4-3 représente l’évolution 

de l’indicateur basé sur l’estimation de RS suite à un court-circuit inter-spires franc de 16% 

des spires, pour différents rapports qλ/qx. Comme cela était attendu, l’augmentation de ce 

rapport implique une dynamique d’évolution de l’indicateur accélérée, ce qui pourrait 

permettre une détection plus rapide du défaut. En contrepartie, l’indicateur se retrouve plus 

bruité en cas sain comme en cas défaillant, ce qui aura tendance à favoriser l’apparition de 

fausses alarmes (ou de non détection du défaut). Dans le cas où le rapport qλ/qx est diminué, 

l’estimation du paramètre est mieux filtrée par le FKE. Cependant, la dynamique d’évolution 

de l’indicateur s’en retrouve fortement affectée, entraînant des performances détériorées en 

termes de rapidité de détection. 

 

Figure 4-3 : Influence du rapport qλ/qX sur la dynamique de l’indicateur (exemple pour l’estimation de RS avec 

16% des spires en court-circuit franc, ICH =  5A et f = 50Hz) 

Le principe de construction de l’indicateur étant le même pour  , Ke et 1/LS, les courbes 

montrant l’évolution de l’indicateur relatif au paramètre estimé, lors de l’apparition d’un 

court-circuit inter-spires, sont données en Annexe F.  

Qλ/Qx

Qλ/Qx * 1000

Qλ/Qx * 0,05

Qλ/Qx * 0,001
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4.2.1.3 Réponse des indicateurs pour différents nombres de spires en court-circuit 

La Figure 4-4 montre l’évolution des indicateurs, construits à partir de l’estimation des 

paramètres, pour un PMG sain (t < 0,5s) et un PMG en défaut (t > 0,5s), avec différents 

nombres de spires en court-circuit franc. Dans le cas sain, la valeur de l’indicateur reste 

proche de zéro, ce qui reflète une bonne estimation des paramètres par rapport à leur valeur 

nominale. Les légères fluctuations sur l’indicateur en fonctionnement sain ont pour origine les 

approximations de modélisation du PMG dans le repère de Park (notamment les fem 

considérées comme sinusoïdales) ainsi que les bruits de mesure sur les tensions et les 

courants, ces derniers étant pris en compte lors des simulations. En cas de court-circuit inter-

spires, la valeur de l’indicateur croît avec le nombre de spires en court-circuit. Cela confirme 

le fait que la détection du défaut est plus délicate pour un faible nombre de spires court-

circuitées alors que ces mêmes défauts sont pourtant les plus critiques (valeurs des courants 

de court-circuit les plus élevées). En effet, les changements topologiques au stator, dans le cas 

d’un faible pourcentage de spires en court-circuit, ont peu d’influence par rapport à la 

topologie du modèle de représentation du PMG « sain » car le déséquilibre engendré par le 

défaut est faible. Plus le nombre de spires en court-circuit franc augmente, plus le déséquilibre 

entre le modèle sain et le générateur défaillant est perceptible, donc plus la réaction 

paramétrique sera importante.  

 

Figure 4-4 : Evolution des indicateurs construits à partir des paramètres estimés issus du modèle « sain » du 

PMG pour différents nombres de spires en court-circuit franc (pour ICH =  5A et f = 50Hz)  

Il faut donc être prudent lors de l’interprétation des valeurs des indicateurs. Elles ne sont pas 

directement reliées à la valeur du courant dans la boucle de défaut. Une valeur d’indicateur 

faible peut ainsi être associée à un courant de court-circuit fort si peu de spires sont court-
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circuitées, et réciproquement, une forte valeur d’indicateur n’est pas forcement associée à un 

fort courant de court-circuit. Deux points distincts contribuent à la variation des paramètres 

estimés :  

 Le nombre de spires en court-circuit 

 La valeur du courant de court-circuit (dépendant de la résistance dans la boucle de 

défaut) 

Les indicateurs proposés ici sont donc plus une image du déséquilibre engendré par le défaut 

plutôt qu’un indicateur lié à la dangerosité du défaut. Une étude de sensibilité des indicateurs 

plus complète traitant spécifiquement ce point est proposée dans §4.3.2. 

Cependant, si nous comparons le comportement des indicateurs pour un PMG sain et un PMG 

défaillant, nous remarquons qu’une détection rapide est envisageable même pour un faible 

nombre de spires en court-circuit. Dans §4.3, les performances des différents indicateurs 

seront comparées en fonction de plusieurs critères. 

4.2.2 Modèle « défaillant » 

Le modèle « défaillant » du PMG, exprimé dans le repère de Park (c.f. Figure 3-12 et équation 

(3-18)), permet d’estimer les pourcentages de spires en court-circuit sur les trois phases du 

PMG. Comme dans le cas du modèle « sain », le principe de construction de l’indicateur de 

présence de défauts inter-spires utilisant les paramètres estimés issus du modèle « défaillant », 

est détaillé dans cette partie. 

4.2.2.1 Réponse des paramètres estimés à un court-circuit inter-spires 

La Figure 4-5 montre l’évolution des pourcentages de spires en court-circuit estimés, issus du 

modèle « défaillant » du PMG, lorsqu’un défaut inter-spires franc (Rcc = 0Ω) de 16% des 

spires apparaît sur la phase A à t = 0,5s.  

 

Figure 4-5 : Evolution des paramètres estimés issus du modèle « défaillant » du PMG lors d’un court-circuit de 

16% des spires sur la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz)  

Comme pour le modèle d’observation « sain », les paramètres estimés sont fortement 

impactés en régime défaillant, avec une modification de leur valeur moyenne et l’apparition 

Sain Défaut
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d’oscillations. Alors que le défaut est localisé sur la phase A, nous pouvons remarquer que 

ncc_A n’est pas le seul paramètre affecté par le défaut, ncc_B et ncc_C sont également sensibles, 

dans une moindre mesure, au court-circuit inter-spires. Ceci est lié aux hypothèses 

simplificatrices de symétrie des inductances lors de sa mise en équations du modèle 

« défaillant ». Cependant, l’identification de la plus forte variation paramétrique permet de 

localiser la phase en défaut, ce dernier pouvant être clairement localisé sur la phase A dans 

cette simulation. Des essais similaires ont permis de valider ce principe avec des défauts 

localisés sur les phases B et C. 

4.2.2.2 Construction de l’indicateur 

Sur la Figure 4-6b, nous constatons que les oscillations sur les pourcentages de spires en 

court-circuit apparaissent également à 100Hz, ce qui correspond à la fréquence 2.fS. Compte 

tenu du comportement des paramètres estimés lors du défaut, l’indicateur choisi afin de 

détecter la présence d’un court-circuit inter-spires est calculé à partir de la somme des valeurs 

absolues des pourcentages de spires en court-circuit sur chaque phase. Cette somme est 

également filtrée grâce à une moyenne glissante d’horizon T/2 afin de s’affranchir des 

oscillations. Finalement, l’indicateur construit à partir du modèle « défaillant » du PMG 

s’exprime :  

Indncc
 = 100.    ncc i  T/2

i=A,B,C

 (4-2) 

L’évolution de cet indicateur, lorsqu’un court-circuit franc de 16% des spires apparaît, est 

représenté sur la Figure 4-6c. La réponse dynamique, imposée par le calibrage des matrices de 

covariance du FKE, est conforme à celle prévue avec une constante de temps d’environ 25ms. 

 

Figure 4-6 : Construction de l’indicateur à partir du modèle « défaillant » : Evolution lors d’un court-circuit de 

16% des spires sur la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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4.2.2.3 Réponse de l’indicateur pour différents nombres de spires en court-circuit 

La Figure 4-7 montre l’évolution de l’indicateur, construit à partir de l’estimation des ncc, 

pour un PMG sain (t < 0,5s) et un PMG en défaut (t > 0,5s), avec différents nombres de spires 

en court-circuit franc. En l’absence de défaut, la valeur de l’indicateur reste proche de zéro. 

Cela indique que la partie défaillante du modèle d’identification a peu d’influence ; le PMG 

peut donc être considéré comme sain. En cas de court-circuit inter-spires, la valeur de 

l’indicateur grandit avec le nombre de spires en court-circuit. De plus, lors de cette 

simulation, cet indicateur permet également de distinguer facilement un fonctionnement sain 

d’un fonctionnement défaillant, même pour un faible nombre de spires en court-circuit. 

Comme précédemment, la valeur de l’indicateur n’est pas directement l’image du courant 

dans la boucle de court-circuit mais une image du déséquilibre engendré par le défaut sans 

présupposer de sa criticité. 

Dans la suite de ce chapitre, les performances de cet indicateur seront comparées à celle des 

indicateurs basés sur l’estimation des paramètres internes de la machine via le modèle « sain » 

du PMG. 

 

Figure 4-7 : Evolution de l’indicateur construit à partir des paramètres estimés issus du modèle « défaillant » du 

PMG pour différents nombres de spires en court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz)  
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4.3 Evaluation des indicateurs 

Dans cette partie, les performances des indicateurs proposés vont être évaluées selon 

différents critères : leur robustesse, leur sensibilité, leur rapidité, leur coût calculatoire et leur 

capacité à localiser le défaut. 

4.3.1 Etude de robustesse 

L’étude de la robustesse des indicateurs proposés consiste à évaluer leur capacité à distinguer 

l’état de santé de la machine (sain ou défaillant) quel que soit le point de fonctionnement du 

réseau électrique. Pour cela, différents scénarios, utilisant le test bench représenté sur la 

Figure 2-10, ont été simulés afin de solliciter le PMG aux variations standards pouvant 

survenir au sein d’un réseau électrique aéronautique. En se basant sur les caractéristiques du 

réseau CVFR et sur les normes couramment utilisées en aéronautique, les différents scénarios 

simulés, adaptés au PMG 3,6kW étudié, sont :  

o Variation de la fréquence électrique entre 30Hz et 60Hz. 

o Variation de la puissance avec un courant de charge allant de 0A à 10A. 

o Variation de facteur de puissance entre 0,8 et 1. 

o Variation du déséquilibre de charge avec un différentiel de courant sur la phase A 

(phase défaillante) ou sur la phase B (phase saine) allant de -3A à 3A. 

o Variation de la charge harmonique avec une puissance DC allant de 0% à 80% de la 

puissance totale délivrée par le PMG. 

Pour chaque scénario, le comportement des indicateurs, en cas sain comme en cas de court-

circuit inter-spires franc, est étudié. Pour cela, les valeurs les moins favorables des différents 

indicateurs sont conservées. Elles correspondent à la plus haute valeur de l’indicateur en cas 

sain, et à la plus petite valeur en cas de court-circuit. Ces résultats sont ensuite utilisés afin de 

construire un diagramme synthétisant l’étude de la robustesse de chaque indicateur. 

Dans la suite de cette partie, une partie des résultats de simulation est proposée et commentée. 

L’ensemble des courbes relatif à l’étude de la robustesse est disponible en Annexe G. 

4.3.1.1 Variation de la fréquence électrique 

Le but de ce test est d’étudier le comportement des indicateurs pour plusieurs fréquences de 

fonctionnement. Pour cela, le scénario de simulation mis en place consiste à faire varier la 

fréquence de 30Hz à 60Hz, par pas de 10 z, le passage d’une fréquence à une autre étant 

réalisé par une rampe sur 100ms. Pour chaque fréquence électrique, la réponse de l’indicateur 

pour un PMG sain et un PMG défaillant est analysée pendant 500ms. Le courant de charge est 

fixé à 5A pour l’ensemble des fréquences. 

La Figure 4-8 montre l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différentes 

fréquences de fonctionnement. Les figures concernant les autres indicateurs sont disponibles 

en Annexe G.  

En régime défaillant, la Figure 4-8c montre que, pour un nombre de spires en court-circuit 

donné,  la valeur des indicateurs augmente avec la fréquence de fonctionnement. Ceci est dû à 

la nature essentiellement résistive de la boucle de défaut sur la machine étudiée lors d’un 

court-circuit d’un faible nombre de spires. En effet, pour un court-circuit de 4% des spires, la 

valeur de la résistance et de l’inductance dans la boucle de défaut s’exprime :  
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Rdef = ncc.RS = 11,8mΩ

Ldef = ncc
2.Lp = 3,7      def = Ldef.ω = 1,76mΩ à 50 z

   (4-3) 

Dans le cas d’un court-circuit franc (Rcc = 0Ω) et connaissant la nature de la boucle de défaut, 

la valeur du courant de court-circuit peut alors s’exprimer :  

Icc = 
 cc.VS

 Rdef   j. def 

Rdef  def
       

VS

RS

 (4-4) 

La tension aux bornes d’un PMG étant proportionnelle à la fréquence de rotation du rotor (en 

négligeant les chutes de tension), nous pouvons déduire de (4-4) que l’amplitude du courant 

de court-circuit est également proportionnelle à la fréquence, étant donné la nature résistive de 

la boucle de défaut. Cela est vérifié par la Figure 4-8b. Ainsi, pour les hautes fréquences, le 

déséquilibre engendré sur la machine par un court-circuit inter-spires sera plus important, ce 

qui explique l’augmentation de la valeur des indicateurs. 

 

Figure 4-8 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différentes fréquences de fonctionnement 

Pour un fonctionnement du PMG sain, la valeur des indicateurs reste proche de zéro en 

régime permanent. Pendant le transitoire, une erreur de traînage est présente lors de 

l’estimation de ω ce qui engendre une augmentation de l’indicateur non désirée (Figure 4-8c 

et Figure 4-9). Cette erreur de traînage a pour origine la dynamique de variation du paramètre 

estimé   imposée par le réglage des matrices de covariance du FKE (c.f. §3.4.2.5). Pour 

résoudre ce problème, une solution est d’augmenter le rapport qλ/qx de la matrice de 

covariance des bruits d’état Q du FKE afin d’accélérer la dynamique de variation du 

paramètre estimé. Ainsi, comme le montre la Figure 4-9, cela implique une diminution de 

l’erreur de traînage et donc une augmentation moins flagrante de l’indicateur lors d’un 

transitoire de vitesse pour un PMG sain. En contrepartie, l’indicateur se retrouve être 

davantage soumis aux bruits en régime permanent. 
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Figure 4-9 : Erreur de trainage pour l’indicateur basé sur l’estimation de   (cas d’un court-circuit franc de 4% 

des spires) 

Enfin, pour les basses fréquences, nous pouvons remarquer que les valeurs des indicateurs 

sont légèrement plus bruitées en raison de la diminution des tensions aux bornes du PMG. En 

effet, à bruit constant, le rapport signal/bruit sur les tensions est plus important. Cependant, la 

distinction entre un PMG sain et un PMG défaillant est possible avec les indicateurs proposés, 

quelle que soit la fréquence de fonctionnement. Ceci est confirmé par le Tableau 4-1 où sont 

reportées les valeurs les moins favorables des indicateurs en régime permanent, pour un 

fonctionnement sain (valeur maximale de l’indicateur) et pour un fonctionnement défaillant 

(valeur minimale de l’indicateur). Le ratio entre la valeur de l’indicateur en régime sain et la 

valeur de l’indicateur en régime défaillant est également indiqué. La valeur maximale de 

l’indicateur pour un PMG sain étant toujours inférieure à sa valeur minimale dans le cas d’un 

court-circuit inter-spires, nous pouvons conclure que pour un fonctionnement à vitesse 

variable, il est possible de détecter un défaut avec ces indicateurs même pour un faible 

nombre de spires en court-circuit. 

Etat du 

 PMG 

Paramètres estimés 

Sain 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

ind. ratio ind. ratio ind. ratio ind. ratio 

       (hors transitoire) 0,65% 1,43% 2,2 4,16% 6,4 6,23% 9,58 8,63% 13,3 

Ke 0,36% 1,89% 5,25 4,61% 12,8 6,96% 19,3 9,00% 25 

RS 15,7% 27,7% 1,76 90,3% 5,75 150% 9,55 202% 12,9 

1/LS 7,56% 31,1% 4,11 48,5% 6,42 59,8% 7,91 67,0% 8,86 

ncc 1,33% 3,38% 2,54 6,83% 5,41 7,64% 5,74 10,8% 8,12 

Tableau 4-1 : Valeurs des indicateurs en régime permanent pour un PMG sain ou défaillant, lors du test de 

variation de fréquence 

  

 

 

 mesuré

 estimé (Qλ/Qx)

 estimé (Qλ/Qx * 20)

avec Qλ/Qx

avec Qλ/Qx * 20
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4.3.1.2 Variation de la puissance 

Dans ce test, le comportement des indicateurs est étudié pour différents niveaux de puissance 

demandés par une charge résistive. Pour cela, le scénario de simulation consiste à faire varier 

la résistance de charge RCH afin d’obtenir un courant allant de 10A à 0A par pas de 2,5A, pour 

une fréquence électrique de 50 Hz (Figure 4-10a). Pour chaque courant de charge, un court-

circuit inter-spires franc est généré pendant 500ms (Figure 4-10b). Nous pouvons remarquer 

que l’amplitude du courant de court-circuit dépend peu de la puissance demandée. Ceci est dû 

à la faible chute de tension provoquée par le courant de charges en comparaison des tensions 

générées par le PMG. 

La Figure 4-10c montre l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, pour 

différents niveaux de puissance. Les figures concernant les autres indicateurs sont disponibles 

en Annexe G. 

Pour les indicateurs basés sur l’estimation de RS et 1/LS, leur exploitation n’est pas possible à 

vide en raison de l’absence d’observabilité du système d’état étendu, décrite précédemment 

dans la section §3.5.1.2.  

De plus, la valeur de l’indicateur en régime défaillant augmente quand le courant de charge 

diminue. En effet, pour un même nombre de spires en court-circuit, la variation de 

l’estimation paramétrique de RS ou 1/LS doit être plus importante à faible courant afin de 

compenser les différences entre le modèle de représentation du PMG « sain » et la machine 

défaillante. Enfin, en régime sain, ces indicateurs sont plus soumis aux bruits de mesure à 

faible courant, étant donné que le rapport signal/bruit est plus important. 

 

Figure 4-10 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différentes puissances 
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A contrario, les indicateurs basés sur l’estimation de ω, Ke et ncc sont peu influencés par la 

puissance demandée par la charge. En effet, leurs valeurs en régime sain et en régime 

défaillant, pour un nombre de spires en court-circuit donné, ne dépendent que très peu du 

niveau de courant. 

Si le fonctionnement à vide est omis pour les indicateurs basés sur l’estimation de RS et 1/LS, 

le Tableau 4-2 montre que ces indicateurs permettent de détecter un court-circuit inter-spires 

franc d’un faible nombre de spires, pour les différents niveaux de puissance demandés. 

Etat du 

 PMG 

Paramètres estimés 

Sain 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

ind. ratio ind. ratio ind. ratio ind. ratio 

  0,56% 2,15% 3,84 5,86% 10,5 8,80% 15,7 10,8% 19,3 

Ke 0,37% 2,55% 6,89 6,47% 17,5 9,37% 25,3 11,4% 30,8 

               RS (hors 0A) 22,8% 37,9% 1,66 105% 4,61 163% 7,15 206% 9,04 

               1/LS (hors 0A) 6,89% 22,3% 3,24 35,4% 5,14 43,7% 6,34 48,5% 7,04 

ncc 0,78% 4,99% 6,40 8,25% 10,6 9,91% 12,7 15,3% 19,6 

Tableau 4-2 : Valeurs des indicateurs (hors fonctionnement à vide pour RS et 1/LS) en régime permanent pour un 

PMG sain ou défaillant, lors du test de variation de puissance 

4.3.1.3 Variation du facteur de puissance 

Dans ce test, le comportement des indicateurs est étudié pour différents facteurs de puissance 

imposés par la charge. Pour cela, le scénario de simulation consiste à faire varier la résistance 

de charge RCH et l’inductance de charge LCH afin d’obtenir un facteur de puissance allant de 1 

à 0,8, par pas de 0,05, pour une fréquence électrique de 50Hz et un courant de charge de 5A. 

Pour chaque facteur de puissance, un court-circuit inter-spires franc est généré pendant 

500ms. Les figures illustrant ce scénario sont disponibles en Annexe G. 

 ormis pour l’indicateur basé sur l’estimation de RS, les autres indicateurs sont peu 

dépendant du facteur de puissance et permettent de distinguer un PMG sain d’un PMG en 

court-circuit, même pour un faible nombre de spires en défaut. Dans le cas où RS est le 

paramètre estimé, la modification du facteur de puissance rend difficile la distinction entre un 

PMG sain et un PMG avec un faible nombre de spires en court-circuit. En effet, pour un PMG 

sain, l’estimation de RS est toujours proche de sa valeur nominale, quel que soit le facteur de 

puissance, avec un indicateur qui reste toujours en dessous de 20% d’erreur. Cependant, en 

cas de défaut, la diminution du cos( ) ne favorise pas la distinction du défaut pour un PMG en 

court-circuit, et notamment lorsque 4% ou 8% des spires sont en défaut, avec un indicateur 

qui passe en-dessous de la valeur maximale observée en régime sain. 

Le Tableau 4-3 récapitule les valeurs maximales et minimales des indicateurs, respectivement 

pour un PMG sain et défaillant. Ce tableau permet de souligner le problème de distinction 

entre une configuration saine et défaillante de PMG pour l’indicateur basé sur l’estimation de 

RS, avec un ratio inférieur à 1 pour 4%cc et 8%cc. Cela peut amener à une non-détection du 

défaut dans le cas d’un facteur de puissance éloigné de l’unité. 
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Etat du 

 PMG 

Paramètres estimés 

Sain 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

ind. ratio ind. ratio ind. ratio ind. ratio 

  0,48% 2,24% 4,67 6,04% 12,6 9,01% 18,8 11,1% 23,1 

Ke 0,43% 2,23% 5,19 6,01% 14 8,82% 20,5 10,8% 25,1 

RS 18,1% 6,50% 0,36 12,5% 0,69 29,4% 1,62 104% 5,75 

1/LS 4,83% 40,1% 8,30 57,6% 11,9 65,3% 13,5 69,4% 14,4 

ncc 0,82% 5,05% 6,16 8,05% 9,82 10,1% 12,3 14,9% 18,2 

Tableau 4-3 : Valeurs des indicateurs en régime permanent pour un PMG sain ou défaillant, lors du test de 

variation de facteur de puissance 

4.3.1.4 Variation du déséquilibre de charge 

Dans ce test, le comportement des indicateurs est étudié en fonction du déséquilibre en 

courant imposé par la charge. Pour cela, le scénario de simulation consiste à faire varier la 

résistance de charge RCH sur l’une des phases afin d’obtenir une différence de courant sur la 

phase déséquilibrée allant de -3A à +3A, par pas de 1,5A, pour une fréquence électrique de 

50Hz et un courant de 5A sur les deux autres phases. Pour chaque niveau de déséquilibre de 

courant, un court-circuit inter-spires franc est généré pendant 500ms. Les figures illustrant ce 

scénario sont disponibles en Annexe G avec un déséquilibre instauré sur la phase défaillante 

(phase A) ou sur l’une des deux phases saines (phase B). 

Tous les indicateurs permettent de distinguer un PMG sain d’un PMG en court-circuit, même 

pour un faible nombre de spires en défaut. Cependant, pour l’indicateur basé sur l’estimation 

de RS, la distinction est plus délicate pour un fort déséquilibre (+2,5A sur phase A ou -2,5A 

sur phase B) avec une valeur de l’indicateur en cas de défaut de 4% des spires proche de la 

valeur de l’indicateur en fonctionnement sain. Ceci est visible sur le Tableau 4-4 où sont 

récapitulées les valeurs maximales et minimales des indicateurs, respectivement pour un PMG 

sain et défaillant. 

Etat du 

 PMG 

Paramètres estimés 

Sain 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

ind. ratio ind. ratio ind. ratio ind. ratio 

  0,49% 2,12% 4,33 6,05% 12,4 9,01% 18,4 11,1% 22,7 

Ke 0,39% 2,52% 6,46 6,37% 16,3 9,00% 23,1 11,2% 28,7 

RS 18,7% 22,3% 1,19 129% 6,9 286% 15,3 397% 21,2 

1/LS 5,05% 34,5% 6,83 51,6% 10,2 61,0% 12,1 67,1% 13,3 

ncc 0,93% 4,66% 5,01 7,79% 8,38 9,77% 10,5 14,9% 16 

Tableau 4-4 : Valeurs des indicateurs en régime permanent pour un PMG sain ou défaillant, lors du test de 

variation du déséquilibre des charges 

4.3.1.5 Variation de la charge harmonique 

Dans ce test, le comportement des indicateurs est étudié en fonction du niveau de puissance 

demandé par le réseau DC (redresseur + résistance). Pour cela, le scénario de simulation 

consiste à faire varier la résistance en sortie du redresseur RDC et la résistance de charge RCH 
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afin d’obtenir un courant en entrée du redresseur allant de 0A à 4A par pas de 1A, pour une 

fréquence électrique de 50Hz et un courant statorique de 5A. Pour chaque niveau de puissance 

DC, un court-circuit inter-spires franc est généré pendant 500ms. Les figures illustrant ce 

scénario sont disponibles en Annexe G. 

Pour ce test, l’estimation des paramètres est peu influencée par le niveau de la charge 

harmonique. Ainsi, pour chaque indicateur, la distinction entre un PMG sain et un PMG en 

court-circuit est possible, même pour un faible nombre de spires en défaut. Comme pour les 

tests précédents, le Tableau 4-5 récapitule les valeurs maximales et minimales des indicateurs, 

respectivement pour un PMG sain et défaillant. 

Etat du 

 PMG 

Paramètres estimés 

Sain 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

ind. ratio ind. ratio ind. ratio ind. ratio 

  0,58% 2,33% 4,02 6,13% 10,6 9,06% 15,6 11,0% 19 

Ke 0,36% 2,55% 7,08 6,39% 17,8 9,35% 26 11,4% 31,7 

RS 26,4% 79,8% 3,02 225% 8,52 351% 13,3 458% 17,4 

1/LS 5,9% 40,0% 6,78 58,5% 9,92 67,8% 11,5 73,3% 12,4 

ncc 0,73% 4,53% 6,21 7,04% 9,64 7,88% 10,8 10,4% 14,3 

Tableau 4-5 : Valeurs des indicateurs en régime permanent pour un PMG sain ou défaillant, lors du test de 

variation de la charge harmonique 

4.3.1.6 Synthèse de l’étude de robustesse 

L’étude de la robustesse des différents indicateurs est résumée par les diagrammes des figures 

4-11 à 4-13, où sont reportés les résultats des tableaux 4-1 à 4-5. Cette représentation en radar 

permet d’analyser rapidement la robustesse des indicateurs pour différents points de 

fonctionnement, en comparant les valeurs les plus défavorables des indicateurs pour un PMG 

sain et un PMG avec un court-circuit inter-spires franc. Pour cela, une zone saine a été 

définie. Elle a été limitée arbitrairement par la valeur maximale de l’indicateur en régime sain 

pour les 5 scénarios de simulation multipliée par un ratio 1,5 afin d’éviter les fausses alarmes 

en régime sain. Enfin, chaque axe des diagrammes se réfère à l’un des 5 scénarios de 

simulation définis précédemment.  

Pour les indicateurs basés sur l’estimation de ω, Ke ou ncc, les diagrammes de robustesse 

montrent que, quel que soit le point de fonctionnement (hors transitoire de fréquence pour ω), 

il est possible de différentier un PMG sain d’un PMG en défaut, même pour un faible nombre 

de spires en court-circuit.  

Pour l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, le test de variation de puissance a révélé qu’il 

n’était pas utilisable à vide ou à faible charge. Si ces points de fonctionnement particuliers ne 

sont pas pris en compte, la Figure 4-12b montre que cet indicateur est robuste aux autres 

variations d’un réseau électrique et permet de distinguer convenablement un PMG sain d’un 

PMG en court-circuit.   

Pour l’indicateur basé sur l’estimation de RS, il est lui aussi non utilisable à vide ou à faible 

charge mais il est également sensible aux variations du facteur de puissance et, dans une 

moindre mesure, aux variations du déséquilibre en courant sur le réseau triphasé. 

Dans la suite de cette partie, l’évaluation des indicateurs est complétée par l’étude de leur 

sensibilité aux courts-circuits résistifs. 
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Figure 4-11 : Diagrammes de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de ω (a) et de Ke (b)  

 

Figure 4-12 : Diagrammes de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de RS (a) et de 1/LS (b)  

 

Figure 4-13 : Diagramme de robustesse de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc  
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4.3.2 Test de sensibilité 

Afin d’étudier la sensibilité des indicateurs, nous avons décidé d’évaluer leur capacité à 

détecter la défaillance avant l’apparition d’un courant de défaut trop élevé. Cela revient à 

déterminer la criticité minimale du court-circuit nécessaire pour distinguer un PMG sain d’un 

PMG défaillant avec les différents indicateurs proposés. En effet, comme nous l’avons vu 

précédemment, la valeur des indicateurs n’est pas forcement représentative de la criticité du 

défaut en rapport au courant effectif dans la boucle de court-circuit. Pour cela, la réponse de 

l’indicateur en fonction de la résistance de court-circuit Rcc est étudiée. A titre d’exemple, la 

Figure 4-14 représente l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de   et du courant de 

court-circuit en fonction de Rcc pour différents nombres de spires en court-circuit, pour une 

fréquence de 50Hz et un courant de charge de 5A. En utilisant la zone saine définie grâce aux 

tests de robustesse précédents, il est possible d’évaluer le courant de court-circuit minimum 

nécessaire à la distinction du défaut. Sur la Figure 4-14, nous pouvons constater que la 

configuration la plus critique correspond logiquement au cas où un faible nombre de spires est 

en court-circuit. En effet, avec l’indicateur basé sur l’estimation de  , il est nécessaire d’avoir 

un courant de défaut d’au moins 105A (correspondant à 7 fois le courant nominal Inom) pour 

détecter un défaut de 4% de spires d’une phase statorique. Pour 8%, 12% ou 16% des spires 

en défaut, le courant de court-circuit minimum nécessaire pour la détection est respectivement 

de 45A (environ 3 fois Inom), 38A (environ 2,5 fois Inom) et 25A (environ 1,7 fois Inom). Les 

courbes caractérisant la sensibilité des autres indicateurs sont disponibles en Annexe G. 

 

Figure 4-14 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de   (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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Le Tableau 4-6 résume les valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la 

détection d’un court-circuit inter-spires selon l’indicateur utilisé, pour différents nombres de 

spires en court-circuit. L’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS apparaît comme le plus 

efficace pour détecter les courts-circuits résistifs. En effet, un courant de défaut de 40A est 

nécessaire pour détecter un défaut de 4% des spires ce qui correspond à moins de trois fois le 

courant nominal de la machine (Inom = 15A). Ceci peut s’expliquer par la réduction de 

l’inductance statorique d’un rapport (1-ncc)² qu’engendre un court-circuit franc de ncc spires 

d’une phase. 

Les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et des ncc possèdent également une bonne 

sensibilité (avec une détection possible pour Icc < 5.Inom), contrairement aux indicateurs basés 

sur l’estimation de   et de RS (avec une détection possible seulement au-delà de Icc > 7.Inom). 

Etat du PMG 

Paramètres estimés 

Défaut  

4%cc 

Défaut 

8%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

16%cc 

  105A 48A 38A 25A 

Ke 66A 38A 21A 17A 

RS 105A 46A 32A 20A 

1/LS 40A 23A 15A 12A 

ncc 67A 37A 24A 22A 

Tableau 4-6 : Valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la détection d’un court-circuit inter-

spires selon l’indicateur utilisé (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

4.3.3 Synthèse de la comparaison des indicateurs 

Le Tableau 4-7 résume les caractéristiques des indicateurs proposées selon les différents 

critères d’évaluation. Ce tableau montre que les indicateurs basés sur l’estimation de Ke, 1/LS 

et ncc semblent être les plus appropriés pour détecter les courts-circuits inter-spires dans les 

PMG. 

Les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et de ncc ont des performances assez semblables. 

Ils sont robustes aux diverses variations du réseau électrique et sont suffisamment sensibles 

afin de détecter un défaut suffisamment tôt pour qu’il ne soit pas critique. L’indicateur basé 

sur l’estimation de ncc permet en plus de localiser la phase en défaut. 

A l’exception des points de fonctionnement à vide ou à faibles courants pour lesquels 

l’inductance cyclique est non observable, l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS est le plus 

performant pour détecter de façon précoce les défauts inter-spires. En effet, l’étude de 

sensibilité a montré qu’il était le plus efficace pour détecter des courts-circuits résistifs d’un 

faible nombre de spires. 

Les indicateurs basés sur l’estimation de   et de RS nécessitent l’établissement d’un fort 

courant de court-circuit pour détecter le défaut. De plus, l’indicateur basé sur l’estimation de 

  n’est pas robuste aux transitoires de fréquence et l’indicateur basé sur l’estimation de RS ne 

permet pas de distinguer les défauts d’un faible nombre de spires pour différents points de 

fonctionnement (à vide, facteurs de puissance non unitaire, déséquilibre de courants), ce qui 

les rend peu intéressant pour notre application. 

Enfin, le Tableau 4-7 fait apparaître deux autres critères : la réponse dynamique de 

l’indicateur et le temps de calcul de l’algorithme du FKE. La réponse dynamique est le même 

pour tous les indicateurs étant donné que la dynamique de variation des paramètres estimés a 
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été fixée par le réglage des matrices de covariance du FKE afin d’obtenir une constante de 

temps τ de l’ordre de 20ms. Le coût calculatoire des algorithmes est également évalué. Dans 

notre cas, il correspond au temps de calcul nécessaire pour effectuer une itération de 

l’algorithme lors de son implantation sur le DSP utilisé sur le banc expérimental (c.f. Chapitre 

2). Fort logiquement, l’algorithme estimant la pulsation électrique   est le plus léger étant 

donné que le vecteur d’état n’est que d’ordre 3. Pour les autres indicateurs basés sur la 

représentation « saine » (ordre 4) ou « défaillante » (ordre 5) du PMG, le coût calculatoire de 

l’algorithme est plus élevé mais reste raisonnable pour permettre l’utilisation d’une période 

d’échantillonnage de 200 s. 

Indicateur 

Critères 

Modèle sain 
Modèle 

défaillant 

  Ke RS 1/LS ncc 

Robustesse 4/5 5/5 2/5 4/5 5/5 

Sensibilité (défaut 4%cc) 105A 66A 105A 40A 67A 

Réponse dynamique (τ) 25ms 25ms 25ms 25ms 25ms 

Localisation du défaut non non non non oui 

Temps de calcul (sur DSP) 86µs 114µs 118µs 122µs 158µs 

Tableau 4-7 : Comparaison des indicateurs proposés selon différents critères 

Dans la suite de ce chapitre, le comportement et l’évaluation des indicateurs proposés sont 

validés expérimentalement pour des courts-circuits résistifs (Icc = 25A). 
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4.4 Validation expérimentale 

Afin de valider les résultats précédents issus de simulation, des expérimentations ont été 

menées sur le banc de test décrit dans le Chapitre 2. Pour cela, les divers algorithmes 

permettant la construction des indicateurs ont été implantés sur un DSP opérant à une 

fréquence d’échantillonnage de 5k z. De plus, pour des raisons de sécurité, les courts-circuits 

inter-spires francs n’ont pas pu être étudiés expérimentalement en raison des forts courants de 

défaut qu’ils génèrent. Ainsi, le courant dans la boucle de court-circuit a été limité à 25A par 

un rhéostat variable. Ce rhéostat permet d’adapter la valeur de la résistance de défaut en 

fonction du point de fonctionnement de la machine pour atteindre le courant de court-circuit 

désiré. 

Dans un premier temps, la réponse des indicateurs, suite à l’apparition d’un court-circuit 

résistif, est exposée afin de valider le fonctionnement des algorithmes et le comportement des 

indicateurs. Dans un second temps, les tests de robustesse, effectués en simulation, ont 

également été réalisés sur le banc de test expérimental afin d’étudier les performances des 

indicateurs face à l’apparition d’un court-circuit résistif. 

4.4.1 Réponse des indicateurs à un court-circuit résistif 

La Figure 4-15 et la Figure 4-16 montrent respectivement l’évolution des indicateurs 

construits à partir de l’estimation des paramètres issus du modèle d’un PMG « sain » et 

« défaillant », pour un court-circuit de 25A sur 16% des spires de la phase A survenant à t = 

0,5s.  

 

Figure 4-15 : Comparaison simulation/expérimentation des indicateurs construits à partir des paramètres 

estimés issus du modèle « sain » du PMG (avec ICH =  5A,  f = 50Hz et Icc = 25A pour 16%cc)  

1/LSRS

 Ke
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Figure 4-16 : Comparaison simulation/expérimentation de l’indicateur construit à partir des paramètres estimés 

issus du modèle « défaillant » du PMG (avec ICH =  5A,  f = 50Hz et Icc = 25A pour 16%cc) 

Les résultats expérimentaux (vert continu) sont conformes aux résultats de simulation (rouge 

pointillé) avec des valeurs d’indicateur sensiblement identiques en régime permanent, pour un 

fonctionnement sain et en court-circuit. De plus, la dynamique d’évolution des indicateurs 

imposée par le réglage des matrices de covariance du FKE est conforme à celle attendue. 

Dans la suite de ce chapitre, les différents tests de robustesse, effectués en simulation dans le 

§4.3.1, ont été réalisés sur le banc de test expérimental et vont permettre de compléter l’étude 

de la performance des indicateurs pour la détection de courts-circuits résistifs. 

4.4.2 Tests expérimentaux de robustesse des indicateurs 

4.4.2.1 Protocole expérimental 

L’étude de la robustesse des indicateurs, présentée dans le §4.3.1, consistait à étudier la 

capacité des différents indicateurs à distinguer un PMG sain d’un PMG défaillant en fonction 

des variations standards d’un réseau électrique aéronautique. Lors des tests expérimentaux, 

l’étude de robustesse consiste à étudier le comportement des indicateurs avec un court-circuit 

résistif de 25A (court-circuit résistif) pour ces mêmes points de fonctionnement, à savoir :  

o Variation de la fréquence électrique entre 30Hz et 60Hz par pas de 10Hz. 

o Variation de la puissance avec un courant de charge allant de 0A à 10A par pas de 

2,5A. 

o Variation de facteur de puissance entre 0,8 et 1 par pas de 0,05. 

o Variation du déséquilibre de charge avec un différentiel de courant sur la phase A 

(phase défaillante) ou sur la phase B (phase saine) allant de -3A à +3A par pas de 

1,5A. 

o Variation de la charge harmonique avec une puissance DC allant de 0% à 80% de la 

puissance totale délivrée par le PMG par pas de 20%. 

Compte tenu de l’intensité du défaut (Icc = 25A), les courts-circuits de 4% de spires n’ont pas 

été étudiés, les indicateurs n’étant pas suffisamment sensibles pour détecter ce défaut (c.f. 

étude de sensibilité du §4.3.2). De plus, chaque test a du être réalisé indépendamment étant 

donné qu’un réglage de la charge et/ou de la vitesse de rotation de la machine et/ou de la 

résistance de court-circuit était nécessaire pour obtenir un point de fonctionnement donné et 

un courant de court-circuit de 25A. Ainsi, comme le montre le Tableau 4-8, l’étude de la 

ncc
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robustesse a impliqué la réalisation de 85 tests expérimentaux pour chaque indicateur, soit 

425 tests au total pour les 5 indicateurs. Chaque test consistait à faire fonctionner le PMG au 

point de fonctionnement désiré pendant 5s et d’établir le court-circuit inter-spires via le 

commutateur pendant 5 autres secondes.  

  Spires en court-circuit  

  8%cc 12%cc 16%cc  

Test de  

robustesse 

Fréquence* 2 Tests 4 Tests 4 Tests  10 Tests 

Puissance 5 Tests 5 Tests 5 Tests  15 Tests 

Cos φ  5 Tests 5 Tests 5 Tests  15 Tests 

Déséquilibre 10 Tests 10 Tests 10 Tests  30 Tests 

Harmonique 5 Tests 5 Tests 5 Tests  15 Tests 

     85 Tests 

Tableau 4-8 : Tests expérimentaux pour l’évaluation de la robustesse d’un indicateur 

4.4.2.2 Résultats expérimentaux 

Comme lors de l’étude en simulation, le comportement des indicateurs est étudié en 

conservant les valeurs les moins favorables pour un PMG sain (plus forte valeur) et un PMG 

en défaut (plus faible valeur). A titre d’exemple, la Figure 4-17 montre les valeurs de 

l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors des tests de variation de fréquence (a) et de 

variation de puissance (b). Les autres tests de robustesse pour 1/LS et pour les autres 

paramètres estimés sont disponibles en Annexe H.   

 

Figure 4-17 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 
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*Note : Pour 8% des spires en court-circuit, nous ne disposions pas d’une résistance 

suffisamment petite pour atteindre un courant de défaut de 25A à basse fréquence. Ainsi, 

seules les fréquences 50Hz et 60Hz ont été utilisées lors du test de variation de fréquence 

pour 8%cc. 
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Sur ces courbes, nous pouvons visualiser les valeurs des indicateurs issues des tests 

expérimentaux (trait plein) en régime sain ou en régime défaillant, pour différents nombres de 

spires en court-circuit. Nous pouvons également comparer ces résultats expérimentaux aux 

résultats issus de simulation effectués pour les mêmes points de fonctionnement (trait 

pointillé). 

Ces résultats montrent qu’il existe quelques différences entre les valeurs des indicateurs issues 

des tests expérimentaux et celles issues de simulation dont les origines peuvent être multiples 

(imprécision du modèle CEMC et du bruit généré en simulation, incertitude sur les paramètres 

du modèle ou imprécision sur le point de fonctionnement en expérimentation …). Cependant, 

les gammes de valeurs que prennent les différents indicateurs pour un PMG sain ou un PMG 

en court-circuit sont, dans la grande majorité des tests, analogues avec celles issues des 

simulations, exception faite pour l’indicateur basé sur l’estimation de   où le courant de 

court-circuit de 25A n’est pas assez critique pour correctement distinguer les défauts inter-

spires. 

Finalement, nous pouvons également construire les diagrammes de robustesse (Figure 4-18, 

Figure 4-19 et Figure 4-20), issus uniquement de résultats expérimentaux, en ne conservant 

que la valeur la plus défavorable pour chaque test. Ces figures font aussi apparaître, pour 

chaque indicateur, une zone saine limitée par la valeur maximale de l’indicateur en régime 

sain pour tous les points de fonctionnement, multipliée par un ratio 1,5. Ces résultats 

expérimentaux montrent une bonne concordance avec les analyses de robustesse et de 

sensibilité effectuées par simulation avec :  

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de ω (Figure 4-18a) : 

Cet indicateur n’est pas suffisamment sensible pour différentier convenablement un PMG sain 

d’un PMG en défaut pour un courant de court-circuit de 25A.  

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de Ke (Figure 4-18b) : 

Cet indicateur est robuste aux variations du réseau électrique et permet de détecter un court-

circuit résistif de 25A à partir de 12% de spires en court-circuit.  

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de RS (Figure 4-19a) : 

Cet indicateur permet de détecter un court-circuit résistif de 25A à partir de 16% de spires en 

court-circuit indépendamment de la fréquence, de la puissance (hors fonctionnement à vide) et 

de la charge harmonique. Cependant, l’indicateur est moins performant pour des points de 

fonctionnement faisant intervenir des déséquilibres en courant sur les phases ou des facteurs 

de puissance non unitaires. 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS (Figure 4-19b) : 

Cet indicateur est robuste aux variations du réseau électrique (hors fonctionnement à vide). Il 

est également le plus sensible de tous car il permet de détecter un court-circuit résistif de 25A 

à partir de 8% de spires en court-circuit pour chaque point de fonctionnement (hors 

fonctionnement à vide). 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation des ncc (Figure 4-20) : 

Cet indicateur est robuste aux variations du réseau électrique et permet de détecter un court-

circuit résistif de 25A à partir de 12% de spires en court-circuit. Cependant, il apparaît plus 

sensible que l’indicateur basé sur l’estimation de Ke dans la mesure où il permet de détecter 

des courts-circuits de 8% de spires dans la majorité des cas. 
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Figure 4-18 : Diagrammes de robustesse issus des tests expérimentaux pour les indicateurs basés sur 

l’estimation de ω (a) et de Ke (b) 

 

Figure 4-19 : Diagrammes de robustesse issus des tests expérimentaux pour les indicateurs basés sur 

l’estimation de RS (a) et de 1/LS (b) (essai à vide non pris en compte) 

 

Figure 4-20 : Diagramme de robustesse issu des tests expérimentaux pour l’indicateur basé sur l’estimation des 

ncc 
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Finalement, ces tests expérimentaux confirment les résultats entrevus en simulation en 

révélant que l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS est le plus performant pour détecter les 

défauts d’un faible nombre de spires pour un court-circuit résistif. Les indicateurs basés sur 

l’estimation de Ke et de ncc sont également adaptés à la détection des courts-circuits résistifs. 

Ils présentent, de surcroît, l’avantage d’être peu dépendants du point de fonctionnement de la 

machine au moment où survient le défaut. Enfin, les indicateurs basés sur l’estimation de   et 

de RS ne sont pas suffisamment performants en termes de robustesse et de sensibilité pour être 

utilisés comme des indicateurs fiables de présence de court-circuit inter-spires. 
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4.5 Influence des incertitudes des paramètres sur les 

indicateurs 

4.5.1 Problématique de l’incertitude des paramètres du modèle 

Dans les études précédentes, nous avons supposé une connaissance a priori des paramètres du 

modèle. Cela nous a permis de construire des indicateurs de présence de courts-circuits inter-

spires fiables en se basant sur la variation des paramètres estimés via l’utilisation du FKE. 

Cependant, la connaissance précise de ces paramètres n’est pas acquise et des incertitudes 

peuvent exister pour diverses raisons (fabrication, usure, contraintes environnementales). Ceci 

est notamment vrai dans le contexte aéronautique où la variation de la température ambiante 

au niveau des équipements électriques entre -55°C à +177°C (hors refroidissement) a une 

influence notable sur la valeur de la résistance statorique RS. En effet, la résistance d’un 

conducteur électrique peut être calculée grâce à la loi de variation suivante :  

R = R0. 1    .ΔT  (4-5) 

Avec : - R0 : résistance donnée à la température de référénce T0 

- ΔT = T – T0 : variation de température par rapport à la température de référence 

-   : coefficient de température (= 3,93.10
-3

 K
-1

 pour le cuivre) 

Ainsi, la valeur de la résistance statorique du PMG risque d’être fortement impactée par la 

variation de la température ambiante. Afin d’illustrer l’influence des incertitudes sur les 

indicateurs développés, un scénario de simulation a été mis en place. Il consiste à faire varier 

la résistance statorique entre deux valeurs critiques, tout en ajoutant des incertitudes sur la 

valeur de l’inductance cyclique LS et sur la constante de fem Ke. Ainsi, sur la Figure 4-21a, 

l’allure de RS est représentée avec :  

o Pour t < 1,2 s : RS = 0,295Ω (valeur théorique à 20°C) 

o Pour 2,4s < t < 3,6s : RS = 0,231Ω (valeur théorique à -55°C) 

o Pour 4,8s < t < 6s : RS = 0,475Ω (valeur théorique à +177°C) 

De plus, pour chaque valeur de RS, un défaut franc de 4% des spires est inséré pendant 500ms 

(Figure 4-21b). Enfin, une incertitude de 20% sur la valeur de LS et de 5% sur la valeur de Ke 

est générée en modifiant leur valeur théorique dans le calcul de l’indicateur. Comme nous 

pouvons le voir sur la Figure 4-21c, les incertitudes appliquées sur les valeurs théoriques de 

Ke et sur LS entraînent une estimation approximative de 1/LS par rapport à sa valeur nominale, 

même lorsque le PMG est sain. De plus, la variation de la résistance statorique modifie 

également la valeur du paramètre estimé. Cela a des conséquences sur l’indicateur, représenté 

sur la Figure 4-21d, dont les valeurs en régime sain ne sont plus proches de zéro. Ainsi, dans 

le cas où la limite de la zone saine, définie par les tests de robustesse du §4.3.1, est utilisée 

comme seuil de détection, nous pouvons constater que les incertitudes sur les paramètres du 

modèle du PMG entraînent l’apparition de fausses alarmes en fonctionnement sain, 

l’indicateur du défaut devant théoriquement être à 0 pour un PMG sain et à 1 pour un PMG 

défaillant sur la Figure 4-21e. 

Ces constatations sont également vérifiées pour les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et 

ncc, dont les courbes représentant ce scénario sont données en Annexe I. 
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Figure 4-21 : Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS en présence d’incertitudes sur les 

paramètres du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 

4.5.2 Mise en place d’un seuil adaptatif 

Afin de répondre à la problématique liée aux erreurs d’estimation provenant des incertitudes 

sur la valeur des paramètres des modèles d’observation, une première solution pourrait être 

d’effectuer une estimation hors ligne des paramètres afin de réduire les incertitudes sur les 

paramètres théoriques de la machine. Il est également envisageable d’utiliser les capteurs 

surveillant la température du circuit de refroidissement dans les générateurs électriques 

aéronautique afin d’ajuster la valeur de la résistance statorique en ligne.  

Afin de s’affranchir de cela, une autre méthode envisageable est d’utiliser un seuil adaptatif 

sur un horizon de temps donné, comme dans [Kli00], lorsque le PMG est diagnostiqué comme 

étant sain. Nous avons approfondi cette voie en proposant une méthode de détection de 

courts-circuits inter-spires utilisant un seuil adaptatif, la valeur de ce seuil étant comparée à 

celle des indicateurs construits à partir des estimations de paramètres issues du FKE. De plus, 

tant que le PMG est considéré comme sain, la valeur de référence du paramètre estimé 

permettant le calcul de l’indicateur associé selon l’expression (4-1) ou (4-2) est mise à jour 

afin de prendre en compte les variations naturelles qui pourraient survenir sur ce paramètre. 

Ainsi, le principe de la construction de l’indicateur utilisant le seuil adaptatif proposé s’inscrit 

en trois étapes :  

a) Initialisation du paramètre estimé :  

Cette étape consiste à estimer la valeur du paramètre étendu avec le FKE, pendant une période 

d’initialisation où le PMG est considéré comme sain (100ms dans notre cas). Cela permet de 

définir une première valeur théorique, sans connaissance a priori, du paramètre estimé 

correspondant à un état sain de la machine.  

zone saine

1/LSnom

Seuil fixe
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b) Calcul du seuil adaptatif 

La valeur du seuil adaptatif dépend de l’évolution de l’indicateur. Pour notre application, cette 

valeur est calculée en fonction de la valeur moyenne et de l’écart type de l’indicateur sur une 

fenêtre glissante (100ms dans notre cas) selon la formule suivante :   

seuil adaptatif = 4.  ind    σind   (4-6) 

Lorsque le PMG est considéré comme sain (indicateur < seuil), la valeur du seuil adaptatif est 

mise à jour à chaque période d’échantillonnage. A l’inverse, la valeur de seuil reste fixe 

lorsqu’un défaut inter-spires est détecté (indicateur > seuil). Enfin, la valeur du seuil adaptatif 

(4-6) est filtrée par une action intégrale. Ce filtrage permet de ralentir la dynamique 

d’évolution du seuil adaptatif afin que celle-ci soit plus lente que la dynamique de 

l’indicateur. Sans ce filtrage, les valeurs du seuil et de l’indicateur évoluent simultanément 

(c.f. (4-6)) ce qui risque d’empêcher la détection du défaut. Le principe du calcul du seuil 

adaptatif appliqué à l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, lors de l’apparition d’un court-

circuit de 400A sur 16% des spires, est illustré sur la Figure 4-22. Sur les courbes de la Figure 

4-22a, le seuil adaptatif n’est pas filtré ce qui provoque une variation de sa valeur lors de 

l’apparition du court-circuit. L’indicateur reste alors toujours en dessous du seuil ce qui ne 

permet pas de détecter le défaut. Sur la Figure 4-22b, la dynamique de variation du seuil 

adaptatif est ralentie ce qui permet la détection du défaut lorsque l’indicateur passe au-dessus 

de ce seuil adaptatif filtrée.  

 

Figure 4-22 : Comparaison de l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS avec un seuil adaptatif 

non filtrée (a) et filtrée (b)  

 

 

1/LSnom 1/LSnom

seuil adaptatif 

non filtré

indicateur

indicateur

seuil adaptatif 

non filtré
seuil adaptatif 

filtré
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c) Mise à jour du paramètre estimé :  

Comme pour la mise à jour de la valeur du seuil adaptatif, la valeur théorique du paramètre 

estimé utilisée pour la construction de l’indicateur est mise à jour lorsque le PMG est 

considéré comme sain. Cela permet d’améliorer la sensibilité de l’indicateur et d’éviter les 

fausses alarmes dans le cas de variations lentes de paramètres au sein du PMG (ex : résistance 

statorique en fonction de la température).    

Sur la Figure 4-23, l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, avec l’utilisation 

du seuil adaptatif, est représentée sur la Figure 4-21 pour un scénario de simulation identique 

à celui utilisée auparavant. Nous pouvons constater que l’incertitude sur les paramètres n’a 

plus d’influence sur la détection des courts-circuits inter-spires. En effet, l’étape 

d’initialisation remplit bien son rôle en ajustant la valeur théorique de l’inductance cyclique 

LS (représentée en rouge pointillé sur Figure 4-23c). De plus, les variations de la résistance 

statorique, considérées comme lentes par rapport à l’établissement d’un court-circuit, ne 

modifient plus la valeur de l’indicateur en régime sain qui reste proche de zéro grâce à la mise 

à jour du paramètre estimé. Enfin, la valeur du seuil adaptatif est suffisamment élevée pour 

éviter toutes fausses alarmes en régime sain et suffisamment basse pour permettre la détection 

d’un défaut de 4% des spires, comme le montre l’indicateur du défaut sur la Figure 4-23e qui 

est bien égal à 0 pour un PMG sain et à 1 pour un PMG défaillant. Dans ce cas, la sensibilité 

de l’indicateur se retrouve même être légèrement améliorée, étant donné que la valeur du seuil 

adaptatif (c.f. Figure 4-23d) se retrouve être moins élevée que la valeur du seuil définie par la 

zone saine (c.f. Figure 4-21d). Ainsi une détection d’un défaut résistif moins critique est 

possible. Ces remarques sont également valables pour les indicateurs construits à partir de 

l’estimation de Ke et ncc, dont les courbes de ce scénario sont données en Annexe I. 

 

Figure 4-23 : Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, avec le seuil adaptatif, en présence 

d’incertitudes sur les paramètres du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 

Seuil adaptatif

1/LSnom
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4.5.3 Application expérimentale 

Le principe du seuil adaptatif a également été mis en place sur le banc de test expérimental. 

La Figure 4-24 montre l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors de 

l’apparition d’un défaut résistif de 8% des spires, pour un seuil fixe (a) et un seuil adaptatif 

(b), avec une incertitude de 20% sur la valeur théorique de LS. Ce test confirme qu’en 

présence d’incertitudes, l’indicateur avec le seuillage fixe ne remplit plus correctement son 

rôle, avec une fausse alarme en fonctionnement sain (fault = 1) et une non-détection de défaut 

lorsque le court-circuit apparaît (fault = 0). De son côté, l’indicateur utilisant le seuil adaptatif 

permet de distinguer correctement un PMG sain (fault = 0) d’un PMG en court-circuit (fault = 

1). Ces tests expérimentaux ont également été effectués pour les indicateurs basés sur Ke et ncc 

avec 12% des spires en court-circuit, pour une incertitude de 5% sur la valeur théorique de Ke. 

Les résultats, disponibles en Annexe I, montrent également l’insensibilité des indicateurs 

utilisant le seuil adaptatif aux incertitudes sur les paramètres du modèle. 

 

Figure 4-24 : Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS avec une imprécision de 20% sur LS, lors 

de l’apparition d’un défaut de 8% des spires avec un seuil fixe (a) et un seuil adaptatif (b) 
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4.6 Conclusion 

Ce chapitre a permis de présenter différents indicateurs pouvant être utilisés pour détecter 

l’apparition de courts-circuits inter-spires au sein du bobinage statorique d’un PMG. Selon le 

choix du modèle de représentation, la méthode de calcul des indicateurs est différente. En 

effet, les indicateurs basés sur l’estimation de paramètres issus du modèle « sain » du PMG 

sont calculés en fonction de la variation de l’estimation par rapport à la valeur théorique du 

paramètre. Pour le modèle « défaillant » du PMG, l’indicateur est directement calculé à partir 

des pourcentages de spires en court-circuit estimés par le FKE. 

Les études de robustesse et de sensibilité, réalisées en simulation et par des tests 

expérimentaux, ont montré que les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et 1/LS pour le 

modèle « sain » et l’indicateur basé sur l’estimation des ncc pour le modèle « défaillant » 

étaient les plus performants. L’indicateur construit à partir de l’estimation de 1/LS apparaît 

comme le plus sensible pour détecter des courts-circuits résistifs d’un faible ampérage. Il est 

également robuste aux diverses variations pouvant intervenir sur un réseau électrique mais 

présente le désavantage d’être inutilisable à vide ou à faible courant en raison de la non-

observabilité de l’inductance cyclique du PMG. Ainsi, l’utilisation de cet indicateur au sein 

d’un système de supervision sera conditionnée par la puissance demandée par les différentes 

charges connectées au PMG. Les indicateurs construits à partir de l’estimation de Ke ou des 

ncc sont robustes aux diverses variations du réseau électrique. Les résultats expérimentaux ont 

montré que l’indicateur basé sur l’estimation des ncc était légèrement plus sensible pour 

détecter des courts-circuits résistifs. De plus, il permet de localiser la phase en défaut ce qui 

est impossible avec les indicateurs construits à partir des paramètres issus du modèle « sain » 

du PMG. Ainsi, l’utilisation de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc sera privilégiée dans 

le cas où les points de fonctionnement à vide et à faible charge peuvent survenir sur le réseau 

étudié. 

Enfin, la mise en œuvre d’un seuil adaptatif, couplée à la mise à jour des valeurs de références 

utilisée dans le calcul des indicateurs, a été proposée afin de s’affranchir des incertitudes sur 

les paramètres des modèles d’observation. Contrairement à l’utilisation d’un seuil fixe 

pouvant conduire à de fausses alarmes, ce principe permet de rendre la détection plus robuste 

en cas d’imprécisions ou de variations naturelles de certains paramètres. 

Les résultats présentés dans ce chapitre sont appliqués à une machine expérimentale petite 

puissance de 3,6kW. Dans le prochain chapitre, les différents indicateurs de défauts inter-

spires vont être étudiés sur un PMG 45kVA, dimensionné spécialement pour la génération 

électrique d’un réseau CVFR dans un contexte industriel aéronautique. 
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5.1 Introduction 

Dans le chapitre précédent, les performances des indicateurs ont été évaluées en simulation et 

validées expérimentalement sur un PMG 3,6kW. Afin de se rattacher au contexte 

aéronautique, l’application de ces indicateurs sur un réseau de type CVFR 45kVA sera 

étudiée dans ce chapitre. 

Tout d’abord, le protocole de simulation sera présenté. Cette première partie détaillera les 

caractéristiques du PMG 45kVA dimensionné pour cette application. Son design permettra de 

réaliser le modèle CEMC de la machine permettant de générer, en simulation, des courts-

circuits inter-spires dans le bobinage statorique. De plus, les caractéristiques du PMG 45kVA 

utilisé nécessiteront la redéfinition des matrices de covariance du FKE afin d’obtenir la 

dynamique d’évolution souhaitée pour les indicateurs de défauts inter-spires. 

Après avoir paramétré le FKE, les performances des différents indicateurs seront de nouveau 

évaluées sur ce PMG 45kVA. Pour cela, les tests de robustesse et de sensibilité, présentés 

dans le Chapitre 4, seront réalisés en adaptant les gammes de puissance et de fréquence aux 

caractéristiques électriques du réseau CVFR. 

Enfin, la dernière partie de ce chapitre se concentrera plus spécifiquement sur l’étude d’un 

canal de génération CVFR. Pour cela, les différentes protections couramment utilisées dans 

un réseau électrique aéronautique seront définies en tenant compte des caractéristiques du 

réseau. Ceci permettra de comparer le comportement des protections existantes avec les 

indicateurs construits spécifiquement pour détecter les courts-circuits inter-spires. En cas de 

défauts inter-spires, cette comparaison permettra d’évaluer la valeur ajoutée des indicateurs 

par rapport aux protections existantes. En cas de défauts externes aux PMG, cette étude 

permettra d’évaluer les règles de sélectivité à adopter entre les protections et les indicateurs 

afin de mettre en place la stratégie de sécurisation adéquate du système selon la localisation 

du défaut.  

Enfin, un scénario complet de simulation intègrera le PMG 45kVA, une EMP 15kVA et 

d’autres charges typiques du réseau CVFR pouvant être connectées et/ou déconnectées du 

PMG. Ce scénario sera mis en place afin d’étudier l’évolution des trois indicateurs considérés 

comme étant les plus performants pour détecter les courts-circuits inter-spires. 

5.2 Protocole de simulation 

5.2.1 Design du PMG utilisé 

Le PMG utilisé comme référence dans ce chapitre a été dimensionné lors de travaux 

précédents par la société Aéroconseil [Lam11] afin d’alimenter un réseau CVFR 45kVA sur 

une architecture électrique de type « Bleed » (c.f. §1.2.2.3). Ce dimensionnement, réalisé par 

optimisation dans le but de minimiser la masse du PMG, a conduit à une machine à rotor 

interne avec des aimants polarisés parallèlement montés en surface, de sorte qu’ils soient 

collés au rotor et tenus par une frette amagnétique. Les aimants sont en Samarium Cobalt pour 

des raisons de tenue thermique et possèdent une induction rémanente de 1,16T. Les culasses 

sont en Fer Cobalt et la frette en fibre de carbone.  

Les caractéristiques de ce PMG sont détaillées dans le Tableau 5-1. 

 

 



Chapitre 5 - Etude des indicateurs sur un PMG 45kVA  

  115 

Caractéristiques Valeurs Symboles 

Puissance nominale (cos   = 0,85) 45 kVA Snom 

Fréquence de fonctionnement 360 Hz à 800 Hz fnom 

Force électromotrice à 360 Hz 128,5 V fem 

Tension nominale à 360 Hz 115 V Vnom 

Courant nominal à 360 Hz 130 A Inom 

Résistance statorique à 20°C 10,8 mΩ RS 

Inductance statorique 117 µH LS 

Nombre de paires de pôles 2 p 

Nombre d’encoches statoriques 24 Nenc 

Nombre de spires par phase 16 Nsp/ph 

Tableau 5-1 : Caractéristiques du PMG 45 kVA 

Le bobinage statorique utilisé est un bobinage distribué à pas raccourci 5/6. Les principales 

caractéristiques du bobinage sont les suivantes :  

o Nombre d’encoches par pôle : Nenc/pôle = 6 (correspond au pas diamétral) 

o Nombre d’encoches par pôle et phase : Nenc/pôle/ph = 2 

o Nombre de spires par bobine : Nsp/bob = 2 

o Pas raccourci 7/9 : pas de 7 encoches entre un conducteur aller et retour 

Ainsi, le nombre de spires par phase est bien égal à 16 (Nsp/ph = Nsp/bob x Nenc/pôle/ph x 2p) 

Il est intéressant de remarquer que, contrairement à la machine 3,6kW étudiée dans les 

chapitres précédents, ce PMG 45kVA possède une résistance statorique RS faible par rapport 

à sa réactance (LS.ω). Ceci provient de la fréquence de fonctionnement du PMG plus élevée 

qui augmente le terme inductif, et également des contraintes de dimensionnement qui ont 

conduit à minimiser la résistance statorique. 

Ce PMG 45kVA, dont les caractéristiques géométriques complètes sont disponibles en 

Annexe J, a été modélisé par l’approche CEMC (c.f. §2.2.1), avec la possibilité de court-

circuiter 1, 2, 3 ou 4 spires sur les deux dernières bobines de la phase A correspondant 

respectivement à 6%, 12%, 18% et 25% de spires en défaut. Ce modèle a ensuite pu être 

implanté dans l’environnement de simulation SABER
TM

 afin d’étudier le comportement des 

indicateurs de défauts inter-spires. Tout d’abord, les matrices de covariance de FKE doivent 

être redéfinies pour ce type de machine afin d’assurer la stabilité et la rapidité de convergence 

des indicateurs. 

5.2.2 Réglage du filtre de Kalman 

Le principe du paramétrage des matrices de covariance P, Q et R du FKE est le même que 

celui présenté dans le §3.4.2.5. Ainsi, d’après (3-48) et (3-49), les différentes constantes à 

déterminer sont qx, qλ et r. 

a) Détermination du rapport qλ/qx : 

Pour rappel, l’équation (3-50) montre que la détermination du rapport qλ/qx permet de régler 

la dynamique d’évolution du paramètre estimé λ. Dans l’Annexe J, les valeurs des rapports 

qλ/qx pour chaque indicateur sont détaillées. Ces rapports sont fixés afin d’obtenir une 
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constante de temps   = 20ms, pour un point de fonctionnement à 400Hz/45kW. Cette 

dynamique d’évolution des paramètres a été choisie afin d’être plus rapide que la protection 

différentielle qui détecte les courts-circuits externes au générateur dans les réseaux électriques 

sur avion en 25ms. Il est également envisageable d’accélérer la dynamique d’évolution des 

indicateurs de défaut en augmentant le rapport qλ/qx. A titre d’exemple, la Figure 5-1 montre 

l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors de l’apparition d’un court-circuit 

inter-spires franc sur 1 spire au point de fonctionnement {400Hz/45kW}, pour différents 

rapports qλ/qx. Comme pour le PMG 3,6k , il est possible d’obtenir une dynamique 

d’évolution de l’ordre de la période électrique (avec   = 2,5ms) afin de détecter plus 

rapidement le défaut mais cela implique également des bruits plus importants sur l’indicateur 

pour un PMG sain. 

 

Figure 5-1 : Dynamique d’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différents rapports qλ/qx, 

lors de l’apparition d’un court-circuit franc sur 1 spire (à 400Hz et 45kW)  

b) Détermination de qx et r : 

Les valeurs des constantes qx et r sont déterminées, dans §3.4.2.5, par le niveau des bruits sur 

les mesures des entrées (tensions) et des sorties (courants) du modèle. Contrairement au PMG 

3,6k , nous n’avons pas pu faire de tests expérimentaux sur ce PMG 45kVA afin de 

quantifier le niveau des bruits. Nous avons alors fait l’hypothèse d’un rapport signal/bruit 

équivalent sur les deux machines. Compte tenu du niveau de tension et de courant sur le PMG 

45kVA, les variances des bruits sur les tensions et les courants, utilisées respectivement pour 

le paramétrage de qx et r, sont :  

 
 
 

 
 

 q
x
 =   

Te

LS

 
2

.σV
2  = 1,9 avec  

Te = 50  s

LS = 117   

σV
2  = 10,4 V2

 

r = σI
2 = 1

  (5-1) 

Après avoir paramétré le FKE, les différents indicateurs utilisés pour détecter l’apparition de 

courts-circuits inter-spires peuvent être étudiés sur cette machine. 

 = 20 ms

 = 2,5 ms

 = 10 ms
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5.2.3 Evolution des indicateurs suite à un court-circuit franc 

La Figure 5-2 et la Figure 5-3 montrent respectivement l’évolution des indicateurs construits à 

partir de l’estimation des paramètres issus du modèle « sain » et du modèle « défaillant » du 

PMG, lorsqu’un défaut franc apparaît sur la phase A à t = 0,2s, pour différents nombres de 

spires en court-circuit franc.  

En l’absence de défaut, la valeur de l’indicateur reste proche de zéro, ce qui reflète une bonne 

estimation des paramètres par rapport à leur valeur nominale ou théorique. Lorsque le court-

circuit inter-spires apparaît, la réponse dynamique des indicateurs est conforme à celle 

attendue, avec une constante de temps de l’ordre de 20ms. Cependant, contrairement au PMG 

3,6k , la valeur de l’indicateur n’augmente plus avec le nombre de spires en défaut. En effet, 

quel que soit le nombre de spires en court-circuit franc, les indicateurs convergent 

sensiblement vers la même valeur. Ceci est dû à la nature essentiellement inductive de la 

boucle de défaut sur le PMG 45kVA. En effet, dans le cas d’un court-circuit franc (Rcc = 0Ω), 

la valeur approchée du courant de court-circuit peut s’exprimer par :  

 Icc  = 
ncc.VS

 Rdef   j. def 

Rdef  def
       

VS

ncc.Lp. 
 (5-2) 

Avec Xdef = ncc².Lp.  et Rdef = ncc.RS 

Pour rappel, le courant dans la boucle de court-circuit (principalement résistive) du PMG 

3,6kW s’exprimait plutôt :  

 Icc  = 
ncc.VS

 Rdef   j. def 

Rdef  def
       

VS

RS

 (5-3) 

 

Figure 5-2 : Evolution des indicateurs construits à partir des paramètres estimés issus du modèle « sain » du 

PMG 45kVA, pour différents nombres de spires en court-circuit franc (à 400Hz et 45kW)  

1/LSRS

 Ke

Sain Défaut Sain Défaut

Sain Défaut Sain Défaut
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Figure 5-3 : Evolution de l’indicateur construit à partir des paramètres estimés issus du modèle « défaillant » du 

PMG 45kVA, pour différents nombres de spires en court-circuit franc (à 400Hz et 45kW)  

D’après (5-2) et comme le montre la Figure 5-4, la valeur du courant de défaut est donc 

inversement proportionnelle au nombre de spires en défaut franc. Cela rend ces défauts bien 

plus critiques pour un faible nombre de spires en court-circuit. Par exemple, pour une spire en 

court-circuit franc (6%cc), le courant de défaut atteint 2800A, soit plus de 20 fois le courant 

nominal. La valeur du courant de défaut est réduite de façon importante lorsque le nombre de 

spires en défaut augmente. 

En reprenant l’expression (3-11) permettant la mise en équations d’un PMG « défaillant », le 

modèle du PMG avec un court-circuit inter-spires localisé sur la phase A peut s’écrire :  

  VS  =  VS sain   ncc  
RS

0

0

 .Icc   ncc  
Lp

M

M

 .I cc   (5-4) 

Avec  VS sain = - RS . IS  -  LS . I S     E  

Ainsi, en couplant les équations (5-2) et (5-4), nous pouvons remarquer que lorsqu’un court-

circuit franc apparaît, le terme ncc n’a plus d’influence dans l’expression des tensions aux 

bornes du PMG. En effet, dans le cas d’un court-circuit franc sur un pourcentage de spires ncc, 

le courant de défaut engendré (proportionnel à 1/ncc d’après (5-2)) vient compenser le faible 

déséquilibre structurel (proportionnel à ncc d’après (5-4)).  

De plus, nous pouvons constater, sur la Figure 5-3, que le paramètre estimé ncc_A n’est pas 

celui qui est le plus impacté par l’apparition du défaut, alors que ce dernier est pourtant 

localisé sur la phase A. Ceci s’explique par les fortes ondulations à 2.fS sur les tensions VSd et 

VSq engendrées par l’importance du courant de court-circuit. En effet, d’après le Tableau E-2 

de l’Annexe E, la matrice  acobienne permettant l’étude de l’observabilité des paramètres du 

modèle « défaillant » dépend de VSd et VSq. Dans le Chapitre 4 (pour le PMG 3,6kW), 

Sain Défaut

ncc_A

ncc_C

ncc_B
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l’apparition d’un court-circuit inter-spires franc déséquilibrait peu les tensions VSd et VSq ce 

qui rendait le système observable. Ce n’est plus le cas sur le PMG 45kVA en raison de la 

nature inductive de la boucle de défaut. 

Cependant, si nous comparons le comportement des différents indicateurs pour un PMG sain 

et un PMG défaillant sur les figures 5-2 et 5-3, nous remarquons qu’une détection rapide est 

envisageable, quel que soit le nombre de spires en court-circuit franc. 

 

Figure 5-4 : Courant de court-circuit en fonction de Rcc pour le PMG 45kVA (à 400Hz et 45kW) 

Nous faisons maintenant l’hypothèse que la résistance statorique du PMG 45kVA est 

augmentée d’un facteur 10 (RS = 108mΩ) afin de retrouver un ratio RS sur LS.  proche de 

celui existant sur le PMG 3,6kW. Comme précédemment, la Figure 5-5 et la Figure 5-6 

montrent respectivement l’évolution des indicateurs construits à partir de l’estimation des 

paramètres issus du modèle « sain » et du modèle « défaillant » du PMG. Le défaut franc 

apparaît sur la phase A à t = 0,2s et pour différents nombres de spires en court-circuit franc. 

La boucle de défaut étant devenue principalement résistive, nous retrouvons, sur ces figures, 

des résultats analogues à ceux présents dans le §4.2 pour le PMG 3,6kW. En régime 

défaillant, les valeurs des indicateurs augmentent bien avec le nombre de spires en court-

circuit. De plus, la Figure 5-6 montre qu’il est de nouveau possible de localiser la phase en 

défaut avec l’estimation des ncc, étant donné que la variation de ncc_A est plus significative que 

celles de ncc_B et ncc_C.  

Enfin, la Figure 5-7 montre qu’un court-circuit franc d’un faible nombre de spires est bien 

moins critique pour le PMG lorsque la valeur de la résistance statorique est augmentée. En 

effet, dans le cas où une spire est en court-circuit franc (6%cc), la valeur du courant de défaut 

atteint 1100A (environ 8,5.Inom) pour RS = 108mΩ, contre 2800A sur la Figure 5-4 (environ 

21,5.Inom) pour RS = 10,8mΩ. Ainsi, même si la minimisation de l’impédance interne du PMG 

est profitable pour améliorer ses performances, nous pouvons souligner que ce choix dans le 

dimensionnement de la machine peut engendrer des valeurs de courants de défaut bien plus 

importantes en cas de court-circuit sur un faible nombre de spires. 

Court-circuit franc

Inom = 130A

I6%cc = 2800A

I12%cc = 1400A

I18%cc = 1050A

I25%cc = 800A
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Figure 5-5 : Evolution des indicateurs construits à partir des paramètres estimés issus du modèle « sain » du 

PMG 45kVA, avec RS = 108 mΩ (à 400Hz et 45kW) 

 

Figure 5-6 : Evolution de l’indicateur construit à partir des paramètres estimés issus du modèle « défaillant » du 

PMG 45kVA, avec RS = 108 mΩ (à 400Hz et 45kW) 

1/LSRS

 Ke

Sain Défaut Sain Défaut

Sain Défaut Sain Défaut

Sain Défaut

ncc_A

ncc_C

ncc_B
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Figure 5-7 : Courant de court-circuit en fonction de Rcc pour le PMG 45kVA, avec RS = 108 mΩ (à 400Hz et 

45kW) 

5.2.4 Conclusion 

Compte tenu des contraintes liées à son dimensionnement, le PMG 45kVA présente une 

résistance statorique RS faible par rapport à sa réactance (LS.ω). La valeur de ce rapport 

résistance / réactance implique une modification du comportement des indicateurs en présence 

de défauts inter-spires francs. En effet, la valeur de l’indicateur ne varie plus 

proportionnellement avec le nombre de spires en court-circuit et il n’est plus possible 

d’identifier la phase en défaut avec l’estimation des ncc. De plus, la valeur atteinte par le 

courant de défaut est bien plus critique pour un faible nombre de spires en défaut franc, cette 

valeur étant inversement proportionnelle au nombre de spires en court-circuit. 

En cas de défaut franc, la faible influence du nombre de spires en court-circuit sur la valeur 

des indicateurs est à déplorer mais, comme cela a été évoqué dans les chapitres précédents, 

cette valeur n’est pas directement liée à l’intensité du courant de court-circuit circulant dans la 

boucle de défaut. La criticité du défaut, qui était déjà difficile à évaluer dans le cas du PMG 

3,6k , reste toujours délicate à déduire de l’évolution des indicateurs.  

Cependant, malgré la modification du comportement des indicateurs, ces derniers remplissent 

leur rôle puisqu’ils permettent de distinguer un PMG sain d’un PMG défaillant, quel que soit 

le nombre de spires en court-circuit franc.  

Dans la section suivante, les performances des différents indicateurs pour la détection des 

courts-circuits francs ou résistifs seront étudiées sur le PMG 45kVA. 

Court-circuit franc

Inom = 130A

I6%cc = 1100A

I12%cc = 940A

I18%cc = 800A

I25%cc = 675A
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5.3 Evaluation des indicateurs sur le réseau CVFR en 

présence d’un court-circuit inter-spires 

5.3.1 Test de robustesse (court-circuit franc) 

Dans cette étude de robustesse, la capacité des indicateurs à distinguer l’état de santé du PMG 

45kVA (sain ou défaut franc) est évaluée pour différents points de fonctionnement du réseau 

électrique. Pour cela, les différents scénarios de simulation mis en place sont analogues à ceux 

présentés dans §4.3.1 et correspondent aux variations standards pouvant survenir au sein d’un 

réseau électrique aéronautique. En se basant sur les caractéristiques du réseau CVFR et sur les 

normes couramment utilisées en aéronautique, les différents scénarios simulés sont :  

o Variation de la fréquence électrique entre 360Hz et 800Hz, au point de 

fonctionnement P = 30k  et cos( ) = 1.  

Les fréquences étudiées sont : 360Hz ; 400Hz ; 500Hz ; 600Hz et 800Hz. 

o Variation de la puissance demandée par le PMG entre 0kW et 45kW, au point de 

fonctionnement f = 400 z et cos( ) = 1. 

Les puissances étudiées sont : 0kW ; 5kW ; 15kW ; 30kW et 45kW. 

o Variation de facteur de puissance entre 0,8 et 1, au point de fonctionnement f = 

400Hz et S = 30kVA. 

Les facteurs de puissance étudiés sont : 0,8 ; 0,85 ; 0,9 ; 0,95 et 1. 

o Variation du déséquilibre de charge avec un différentiel de puissance sur la phase A 

(phase défaillante) ou sur la phase B (phase saine) allant de -6kW à +6kW, au point de 

fonctionnement f = 400Hz, P = 30k  et cos( ) = 1. 

Les déséquilibres en puissance étudiés sont : -6kW ; -3kW ; 0kW ; +3kW et +6kW. 

o Variation de la charge harmonique avec une puissance DC demandée par le 

redresseur allant de 0kW à 20kW, au point de fonctionnement f = 400Hz, P = 30kW et 

cos( ) = 1. 

Les niveaux de puissance DC étudiés sont : 0kW ; 5kW ; 10kW ; 15kW et20kW. 

Pour chaque scénario, le comportement des indicateurs, en cas sain et en cas de court-circuit 

inter-spires franc, est étudié. Pour cela, les valeurs les moins favorables des différents 

indicateurs sont conservées. Elles correspondent à la plus haute valeur de l’indicateur en cas 

sain et à la plus petite valeur en cas de court-circuit.  

Les résultats obtenus sont résumés dans les diagrammes de robustesse des figures 5-8 à 5-10 

où sont reportées, pour chaque scénario, les valeurs maximales des indicateurs en cas sain et 

les valeurs minimales des indicateurs en cas défaillant. De plus, une zone saine délimitée par 

la valeur maximale de l’indicateur en régime sain pour les 5 scénarios de simulation 

multipliée par un ratio 1,5 est définie afin d’évaluer graphiquement la capacité des indicateurs 

à distinguer un PMG en défaut. Comme pour l’étude sur le PMG 3,6kW (c.f. §4.3.1), les 

points de fonctionnement à 0k  et 5k  n’ont pas été pris en compte lors du test de variation 

de puissance pour les indicateurs basés sur l’estimation de RS et 1/LS, ces derniers n’étant pas 

observables à faible charge. Pour l’indicateur basé sur l’estimation de  , ce sont les 

transitoires de fréquence lors de test de variation de fréquence qui n’ont pas été pris en 

compte en raison de l’erreur de traînage sur   qui vient perturber le comportement de 

l’indicateur. 
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Figure 5-8 : Diagrammes de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de ω (a) et de Ke (b), pour le 

PMG 45kVA (avec des défauts inter-spires francs) 

 

Figure 5-9 : Diagrammes de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de RS (a) et de 1/LS (b), pour le 

PMG 45kVA (avec des défauts inter-spires francs) 

 

Figure 5-10 : Diagramme de robustesse de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc, pour le PMG 45kVA     

(avec des défauts inter-spires francs) 
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Ces diagrammes montrent que, quel que soit le point de fonctionnement, tous les indicateurs 

développés sont suffisamment sensibles et robustes pour différentier un PMG sain d’un PMG 

avec un court-circuit inter-spires franc. De plus, ces figures confirment également la faible 

influence du nombre de spires en court-circuit franc sur le comportement des indicateurs. 

Ainsi, ces résultats ne donnent pas beaucoup d’informations sur les performances relatives 

des indicateurs, étant donné qu’un court-circuit franc sur ce PMG 45kVA déséquilibre 

tellement le générateur par rapport aux modèles d’observation qu’il est relativement aisé de 

détecter l’apparition du défaut. De plus, nous avons montré auparavant (c.f. Figure 5-4), 

qu’un court-circuit franc pouvait engendrer des courants de défaut critiques, atteignant plus de 

20 fois le courant nominal dans le cas d’une spire en court-circuit. Ainsi, dans la suite de ce 

chapitre, les aptitudes des indicateurs à détecter des courts-circuits résistifs d’intensités moins 

importantes vont être étudiées afin de comparer leurs performances respectives. 

5.3.2 Test de sensibilité 

Comme pour le PMG 3,6kW dans §4.3.2, la sensibilité des indicateurs a été étudiée en 

évaluant leur capacité à détecter la défaillance avant l’établissement d’un courant de défaut 

trop élevé. Pour rappel, ce test consiste à étudier la réponse de l’indicateur en fonction de la 

résistance de court-circuit Rcc, afin de déterminer le courant de défaut minimal nécessaire 

pour la détection d’un court-circuit inter-spires.  

Sur la Figure 5-11, les évolutions de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS (a) et du 

courant de court-circuit en fonction de Rcc (b) sont représentées pour différents nombres de 

spires en court-circuit au point de fonctionnement {P = 45kW et f = 400Hz}. Alors que pour 

un court-circuit franc, la Figure 5-11a confirme que l’indicateur tend vers une valeur 

semblable quel que soit le nombre de spires en court-circuit, l’ajout de Rcc dans la boucle de 

défaut modifie le comportement des indicateurs. En effet, la valeur du courant dans la boucle 

de défaut, devenue à dominante résistive, n’est plus inversement proportionnelle au nombre 

de spires en court-circuit (c.f. Figure 5-11b) ce qui implique un déséquilibre plus important 

sur la machine lorsque le nombre de spires en défaut augmente. Ainsi, dans la zone de court-

circuit résistif, la valeur de l’indicateur croît avec le nombre de spires en défaut. 

En comparant le comportement de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS à la zone saine 

définie lors des tests de robustesse du §5.3.1, nous pouvons remarquer qu’il est nécessaire 

d’avoir un courant de défaut d’au moins 380A (environ 3 fois le courant nominal Inom) pour 

détecter un défaut d’une spire (6%cc) sur une phase statorique. Pour 12%, 18% et 25% des 

spires en défaut, le courant de défaut minimum nécessaire pour la détection est moins élevée 

et respectivement de 190A, 200A (environ 1,5 fois Inom) et 120A (environ Inom). Les courbes 

caractérisant la sensibilité des autres indicateurs sont disponibles en Annexe J. 

Le Tableau 5-2 résume les valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la 

détection d’un court-circuit inter-spires selon l’indicateur utilisé et pour différents nombres de 

spires en court-circuit. Ce tableau montre que la sensibilité relative des indicateurs suit la 

même tendance que lors des tests de sensibilité réalisés sur le PMG 3,6kW dans le §4.3.2. 

Ainsi, l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS apparaît comme le plus efficace pour détecter 

les courts-circuits résistifs. Les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et des ncc possèdent 

également une bonne sensibilité, avec une détection d’un court-circuit d’une spire possible 

pour Icc < 4.Inom. En revanche, l’indicateur basé sur l’estimation de RS apparaît comme le 

moins sensible, avec une détection d’un court-circuit d’une spire seulement possible au-delà 

de Icc > 8,5.Inom.  
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Figure 5-11 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour P = 45 kW et f = 400Hz) 

Etat du PMG 

Paramètres estimés 

Défaut  

6%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

18%cc 

Défaut 

25%cc 

  680A 410A 250A 270A 

Ke 490A 250A 210A 180A 

RS 1120A 570A 410A 310A 

1/LS 380A 190A 200A 120A 

ncc 460A 235A 210A 200A 

Tableau 5-2 : Valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la détection d’un court-circuit inter-

spires selon l’indicateur utilisé (pour P =  45 kW et f = 400Hz) 

Habituellement, les générateurs électriques sur avion sont dimensionnés pour être capable de 

supporter des surintensités afin de laisser le temps aux diverses protections présentes sur le 

réseau électrique de se déclencher si un défaut apparaît en aval du POR. Ainsi, en prenant 

comme référence la protection OverCurrent sur un réseau à tension fixe (ou Overload sur un 

réseau CVFR) qui sera présentée dans le §5.4.1.2, nous pouvons constater qu’un générateur 

doit supporter un courant de 3.Inom pendant environ 2s. Dans notre cas, cela correspond à un 

courant de 400A. Ainsi, si l’indicateur permet de détecter un défaut inter-spires de 400A en 

25ms, cela devrait être suffisant pour éviter l’aggravation du défaut sur le bobinage statorique 

de la machine. 

Ainsi, afin d’affiner l’étude de robustesse du §5.3.1, les différents scénarios de simulation, 

correspondant aux variations d’un réseau électrique aéronautique, ont été réalisés pour 

comparer le comportement des indicateurs lorsque le PMG est sain ou en défaut inter-spires 

résistif de 400A. 

120A200A190A

380A

Inom = 130A

Zone saine

Court-circuit franc
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5.3.3 Test de robustesse (court-circuit résistif Icc = 400A) 

Les différents scénarios de simulation, définis dans le §5.3.1 lors des tests de robustesse, ont 

été réalisés avec un courant de court circuit Icc = 400A. Les résultats de cette étude de 

robustesse, appliqués aux courts-circuits résistifs, sont représentés dans les figures 5-12 à 5-

14, où sont reportées les valeurs maximales des indicateurs en cas sain et les valeurs 

minimales des indicateurs en cas défaillant pour chaque scénario de simulation. D’une part, 

ces diagrammes confirment que la valeur des indicateurs augmente avec le nombre de spires 

en court-circuit lors de l’apparition d’un défaut résistif. D’autre part, la tendance entrevue lors 

de l’étude de la sensibilité des indicateurs est respectée avec (de l’indicateur le plus 

performant au moins performant) : 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS (Figure 5-13b) : 

Hormis pour un fonctionnement à faible charge, cet indicateur permet de détecter un défaut 

résistif de 400A à partir d’une spire en court-circuit, quel que soit le point de fonctionnement. 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation des ncc (Figure 5-14) : 

Cet indicateur permet de détecter un court-circuit inter-spires résistif de 400A à partir de deux 

spires en défaut, quel que soit le point de fonctionnement. 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de Ke (Figure 5-12b) : 

Sauf dans le cas d’un fonctionnement à faible charge où un défaut sur 3 spires est nécessaire, 

cet indicateur permet de détecter un court-circuit inter-spires résistif de 400A à partir de deux 

spires en défaut, quel que soit le point de fonctionnement. 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de ω (Figure 5-12a) : 

Hormis lors des transitoires de fréquence, cet indicateur permet de détecter un court-circuit 

résistif de 400A à partir de trois spires en défaut, sauf dans le cas d’un déséquilibre trop 

important sur le réseau triphasé où un défaut sur 4 spires est nécessaire. 

o Pour l’indicateur basé sur l’estimation de RS (Figure 5-13a) : 

Cet indicateur est bien plus sensible aux variations du réseau, comme cela avait déjà été 

remarqué dans le Chapitre 4, sur le PMG 3,6kW. Concernant le PMG 45kVA, cet indicateur 

n’est pas suffisamment sensible pour différentier convenablement un PMG sain d’un PMG en 

défaut, avec un court-circuit de 400A sur 4 spires.  

 

Figure 5-12 : Diagramme de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de ω (a) et de Ke (b), pour le 

PMG 45kVA (avec des défauts inter-spires d’intensité Icc = 400A) 
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Figure 5-13 : Diagramme de robustesse des indicateurs basés sur l’estimation de RS (a) et de 1/LS (b), pour le 

PMG 45kVA (avec des défauts inter-spires d’intensité Icc = 400A) 

 

Figure 5-14 : Diagramme de robustesse de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc, pour le PMG 45kVA     

(avec des défauts inter-spires d’intensité Icc = 400A) 

5.3.4 Conclusion 

Les études de robustesse et de sensibilité des indicateurs sur ce PMG 45kVA amènent aux 

mêmes conclusions que lors des études réalisées sur le PMG 3,6k . Ainsi, l’indicateur basé 

sur l’estimation de 1/LS est toujours le plus performant pour détecter les courts-circuits 

résistifs d’un faible nombre de spires lorsque le PMG ne fonctionne pas à vide ou à faible 

charge. Les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et de ncc sont également adaptés à la 

détection des courts-circuits résistifs et présentent l’avantage d’être peu dépendants du point 

de fonctionnement de la machine. Dans la suite de ce chapitre, ces trois indicateurs vont être 

comparés aux protections électriques couramment utilisées en aéronautique sur un réseau 

électrique 45kVA de type CVFR. 
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5.4 Comportement des indicateurs sur le réseau CVFR  

5.4.1 Protocole de simulation 

L’objectif de cette partie est de comparer les évolutions des indicateurs basés sur l’estimation 

de Ke, 1/LS et ncc au comportement des protections électriques couramment utilisées dans les 

canaux de génération aéronautique. Afin de relier ces comparaisons au contexte du réseau 

CVFR, le banc de test de simulation, mis en place à partir des caractéristiques du canal de 

génération étudié, est tout d’abord présenté. Dans un second temps, les différentes protections 

électriques couramment utilisées dans les réseaux de génération électrique sont définies en 

fonction des caractéristiques du réseau CVFR 45kVA étudié. 

5.4.1.1 Description de l’architecture CVFR étudiée 

Pour rappel (c.f. §1.2.2), l’utilisation d’un PMG comme générateur électrique d’une 

architecture CVFR est motivée par le remplacement des EDP (canal de génération 

hydraulique) par une association PMG-EMP (canal de génération électro-hydraulique). Les 

résultats présentés dans cette section se basent sur l’architecture étudiée dans [Lam11] où un 

PMG 45kVA est dimensionné pour alimenter :  

o une EMP de 15kVA  

o une charge DC en sortie d’un RU de 15kVA 

o d’autres charges représentant une puissance de 15kVA (FP ou une autre EMP) 

Le canal de génération électro-hydraulique correspondant à cette architecture est représenté 

sur la Figure 5-15. 

 

Figure 5-15 : Architecture du canal de génération électro-hydraulique avec un PMG 45kVA [Lam11] 

Ainsi, comme cela est représenté sur la Figure 5-16, le banc de test, implanté sur le logiciel 

SABER
TM

 afin de réaliser des simulations sur ce réseau électrique, est composé du PMG 

modélisé par l’approche CEMC qui alimente en parallèle les trois charges présentées ci-avant. 

L’EMP 15kVA est constituée, pour sa partie électrique, d’une MAS à trois paires de pôles 

dont les différents paramètres de dimensionnement peuvent être retrouvés dans [Lam11]. De 

plus, des résistances additionnelles ont été ajoutées au niveau des feeders (entre le PMG et les 

charges) afin d’étudier le comportement du générateur et des indicateurs de défauts inter-

spires en présence de défaut externe au PMG. 
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Figure 5-16 : Banc de test SABER
TM

 utilisé pour la simulation du réseau électro-hydraulique 

5.4.1.2 Description des protections aéronautique 

Afin de comparer le comportement des indicateurs utilisés pour la détection des courts-

circuits inter-spires avec les protections existantes, une première étape consiste à définir ces 

protections spécifiques aux réseaux électriques aéronautiques. Pour cela, les protections 

couramment utilisées sur les canaux de génération électrique aéronautique ont été choisies 

comme référence. En s’intéressant plus spécifiquement aux protections utilisant des signaux 

électriques, nous pouvons les répartir en deux catégories :  

o Protection de type « seuil » : le seuil de la valeur observée (rapport tension sur 

fréquence, courant) ainsi que le temps de déclenchement associé à la protection sont 

constants. 

o Protection de type « courbe de déclenchement » : le temps de déclenchement de la 

protection varie selon la valeur observée. 

De plus, les protections de type "Over Current" (surintensité de courant), "Delta Current" 

(déséquilibre de courant), "Over Voltage" (surtension) et "Under Voltage" (sous-tension), 

implantées sur les canaux de génération à tension fixe, ne sont pas applicables en tant que 

telles sur un réseau CVFR utilisant un PMG car celui-ci fonctionne à tension variable (en 

fonction de la fréquence). Ces protections ont donc été adaptées à ce type de réseau électrique 

afin de ne pas avoir à changer les seuils de protection suivant la fréquence de fonctionnement. 

Ainsi, les protections électriques étudiées, appliquées au réseau CVFR, sont :  

o Over Ratio (équivalent Over Voltage sur un réseau à tension fixe) : se déclenche 

lorsque le rapport tension sur fréquence d’une des phases passe au-dessus d’un certain 

seuil pendant un certain temps. Pour cette protection de type « courbe de 

déclenchement », les couples {V/fmax ; tmax} utilisés sont disponibles en Annexe K. Sur 

les réseaux à tension fixe, cette protection sert à diagnostiquer un problème de 

régulation ou un problème de capteur de tension. Dans un réseau CVFR, elle servirait 

à détecter un problème sur les capteurs de tension ou lors de la mesure de la fréquence 

car il n’y a pas de régulation. 
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o Under Ratio 1 (équivalent Under Voltage 1 sur un réseau à tension fixe) : se 

déclenche lorsque le rapport tension sur fréquence d’une des phases passe en-dessous 

de 0,304 V/Hz pendant 4,3s si la protection « Over Load », « Delta Load » ou « Open 

Phase » n’est pas active. Cette protection de type « seuil » permet de détecter les 

mêmes types de défaillance que la protection « Over Ratio ». 

o Under Ratio 2 (équivalent Under Voltage 2 sur un réseau à tension fixe) : se 

déclenche lorsque le rapport tension sur fréquence d’une des phases passe en-dessous 

de 0,236 V/Hz pendant 130ms si la protection « Over Load », « Delta Load » ou 

« Open Phase » n’est pas active. Cette protection de type « seuil » permet de détecter 

les mêmes types de défaillance que la protection « Over Ratio ». 

o Open Phase : se déclenche lorsque le courant d’une des trois phases descend en 

dessous de 15A avec un rapport V/f inférieur à 0,272 V/Hz ; les courants sur les deux 

autres phases restant supérieurs à 25A. Cette protection de type « seuil » permet de 

détecter l’ouverture d’une phase. 

o Differential Protection : se déclenche lorsqu’une différence de courant, supérieure à 

45A pendant 25ms sur l’une des phases, est détectée entre le capteur du générateur 

situé au niveau du point de neutre et le capteur de ligne situé au niveau du POR. Cette 

protection de type « seuil » permet de détecter des courts-circuits localisés entre le 

générateur et le cœur électrique (EPDC). 

o Over Load (équivalent Over Current sur un réseau à tension fixe) : se déclenche 

lorsque la puissance sur l’une des phases passe au-dessus d’un certain seuil pendant un 

certain temps. Pour cette protection de type « courbe de déclenchement », les couples 

{Pmax ; tmax} utilisés sont disponibles en Annexe K. Cette protection permet de détecter 

une surcharge anormale ou un court-circuit triphasé. 

o Delta Load (équivalent Delta Current sur un réseau à tension fixe) : se déclenche 

lorsque la différence de puissance sur deux phases passe au-dessus d’un certain seuil 

pendant un certain temps. Pour cette protection de type « courbe de déclenchement », 

les couples {ΔPmax ; tmax} utilisés sont disponibles en Annexe K. Cette protection 

permet de détecter un déséquilibre de charge anormal ou un court-circuit monophasé 

ou biphasé. 

Dans la suite de cette section, le comportement de ces protections électriques est comparé, en 

simulation, aux indicateurs construits pour la détection des courts-circuits inter-spires. 

5.4.2 Résultats de simulation 

Les différentes simulations réalisées dans cette section ont trois objectifs distincts. Le premier 

objectif est d’évaluer la valeur ajoutée des indicateurs construits spécifiquement pour la 

détection des défauts inter-spires par rapport aux protections existantes sur avion. Pour cela, 

la sensibilité de ces protections existantes aux courts-circuits inter-spires est étudiée. Le 

second objectif est d’évaluer le comportement des indicateurs de courts-circuits inter-spires en 

présence d’un défaut externe au générateur afin d’établir des règles de sélectivité à adopter 

avec les protections existantes. Enfin, un scénario de simulation spécifique au réseau 45kVA 

est mis en place afin d’étudier le comportement des indicateurs lors d’une connexion et d’une 

déconnexion d’une EMP 15kVA sur le réseau. 
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5.4.2.1 Sensibilité des protections existantes aux défauts inter-spires 

Afin d’évaluer la sensibilité des protections aéronautiques aux courts-circuits inter-spires, le 

test de sensibilité du §5.3.2 est réalisé. Ainsi, la Figure 5-17 représente les évolutions des 

indicateurs relatifs aux protections « Over Ratio », « Under Ratio », « Over Load » et « Delta 

Load » en fonction de la résistance de court-circuit Rcc, pour différents nombres de spires en 

court-circuit et au point de fonctionnement {P = 45kW et f = 400Hz}. Les protections « Open 

Phase » et « Differential Protection » ne sont pas représentées car elles sont totalement 

insensibles aux défauts inter-spires. 

 

Figure 5-17 : Sensibilité des protections aéronautiques à un défaut inter-spires (pour P = 45 kW et f = 400Hz) 

En comparant les évolutions de ces indicateurs par rapport aux limites de détection, 

correspondant aux seuils pour les protections de type « seuil » ou aux limites basses de 

détection pour les protections de type « courbe de déclenchement», nous pouvons constater 

que les protections « Over Ratio », « Over Load » et « Delta Load » ne permettent pas de 

détecter des courts-circuits inter-spires, même francs, pour ncc < 25%. 

Concernant les protections « Under Ratio », la chute de tension statorique, engendrée par 

l’apparition du défaut, rend ces protections sensibles aux courts-circuits inter-spires. 

Cependant, la Figure 5-18, où le comportement de l’indicateur lié à ces protections est 

détaillé, montre que la protection « Under Ratio 2 » permet uniquement de détecter un court-
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circuit inter-spires franc de 25%cc pour un temps d’action de 130ms, alors que la protection 

« Under Ratio 1 » permet de détecter des courts-circuits résistifs de 6%cc mais seulement à 

partir d’un courant de défaut de 1175A et pour un temps d’action de 4,3s. 

 

Figure 5-18 : Sensibilité des protections Under Ratio à un court-circuit inter-spires 

Le Tableau 5-3 résume les valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la 

détection d’un court-circuit inter-spires selon la protection utilisée. En comparant ces valeurs 

avec celles du Tableau 5-2 relatives aux indicateurs construits spécifiquement pour la 

détection des défauts inter-spires, nous pouvons déduire que les protections actuellement 

mises en place dans les réseaux de génération électrique aéronautique ne permettent pas de 

détecter rapidement un court-circuit d’un faible nombre de spires. En effet, seule la protection 

« Under Ratio 1 » permet réellement de détecter ce type de défaillance. Cependant, elle ne 

présente qu’une sensibilité analogue à celle de l’indicateur basé sur l’estimation de RS 

(indicateur le moins sensible parmi les cinq construits) et nécessite un temps de confirmation 

de 4,3s pour confirmer le défaut, ce qui représente une durée trop importante par rapport à la 

criticité des défauts inter-spires. 

Etat du PMG 

Protections 

Défaut  

6%cc 

Défaut 

12%cc 

Défaut 

18%cc 

Défaut 

25%cc 

Temps 

d’action 

Over Ratio N/A N/A N/A N/A N/A 

Under Ratio 1 1175A 575A 440A 350A 4,3s 

Under Ratio 2 N/A N/A N/A 740A 130ms 

Over Load N/A N/A N/A N/A N/A 

Delta Load N/A N/A N/A N/A N/A 

Tableau 5-3 : Valeurs minimales du courant de défaut nécessaires pour la détection d’un court-circuit inter-

spires selon la protection utilisée (pour P =  45 kW et f = 400Hz) 

  

360A

440A
575A

1175A
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Cette étude montre que les protections électriques existantes sur avion ne sont pas adaptées 

pour détecter rapidement l’apparition de courts-circuits inter-spires. La valeur ajoutée d’un 

indicateur spécifiquement construit pour détecter de ce type de défaut est donc confirmée. 

Dans le paragraphe suivant, la sensibilité de ces indicateurs aux défauts externes au 

générateur est étudiée. 

5.4.2.2 Sensibilité des indicateurs de défauts inter-spires aux défauts externes 

Après avoir comparé la sensibilité des protections existantes par rapport à celles des 

indicateurs construits spécifiquement pour la détection des courts-circuits inter-spires, la 

réponse de ces indicateurs, en présence de défauts externes au générateur, est étudiée dans 

cette section afin d’évaluer les principes de sélectivité des protections à mettre en place. Cet 

aspect est particulièrement important pour permettre de ne pas conclure à une défaillance 

interne du générateur si un élément extérieur est responsable de la variation des indicateurs. 

Pour cela, quatre scénarios de simulation, représentés sur la Figure 5-19 et sollicitant des 

protections existantes, ont été mis en place :  

o Court-circuit monophasé au niveau des feeders sur la phase A (Défaut 1 sur la 

Figure 5-19) : ce défaut sollicite la protection « Differential Protection » (DP) 

o Court-circuit monophasé sur la phase A en aval du POR (Défaut 2 sur la Figure 

5-19) : ce défaut sollicite la protection « Delta Load » (DL) 

o Court-circuit triphasé en aval du POR (Défaut 3 sur la Figure 5-19) : ce défaut 

sollicite la protection « Over Load » (OL) 

o Défaut d’open feeder sur la phase A (Défaut 4 sur la Figure 5-19) : ce défaut sollicite 

la protection « Open Phase » (OP) 

 

Figure 5-19 : Localisation des défauts externes simulés 

Pour chaque scénario, le défaut est généré à t = 200ms et dure le temps nécessaire pour que la 

protection associée à la défaillance puisse être déclenchée. Les évolutions des indicateurs 

basés sur l’estimation de Ke, 1/LS et ncc sont étudiées par rapport à la valeur de leur seuil 

adaptatif respectif, dont le principe de construction a été décrit dans §4.5.2. L’ensemble des 

courbes relatives à ces scénarios sont disponibles en Annexe K. 

A titre d’exemple, la Figure 5-20 représente l’évolution de la protection DP et de l’indicateur 

basé sur l’estimation des ncc lorsqu’un court-circuit monophasé est généré au niveau des 

feeders (Défaut 1). Dès l’apparition du défaut, nous pouvons constater que le courant de 

court-circuit est suffisamment important pour déclencher l’alarme DP. De plus, la protection 

se déclenche bien 25ms après l’apparition du court-circuit (et donc de l’alarme), comme cela 

est prévu dans la définition de la protection. Concernant l’évolution de l’indicateur, celui-ci 

est sensible à ce défaut externe en raison du fort déséquilibre en courant qu’il génère. En effet, 
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afin d’établir les équations du modèle « défaillant » utilisées pour estimer les ncc (§3.3.2), il a 

été supposé que l’inductance magnétisante d’une phase statorique était égale à son inductance 

propre en négligeant le terme d’inductance de fuite. Ainsi, contrairement à un déséquilibre 

standard sur le réseau qui a peu d’influence, un fort courant de déséquilibre engendré par un 

court-circuit monophasé externe au générateur rend ce modèle d’observation moins précis. 

Ceci explique pourquoi le terme d’inductance de fuite négligé, multiplié par le fort courant de 

défaut, modifie la valeur des paramètres estimés ncc. En Annexe K, il est montré que cette 

remarque est également valable lorsqu’un court-circuit monophasé apparaît en aval du POR. 

 

Figure 5-20 : Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors d’un défaut au niveau des feeders 

Le Tableau 5-4 résume la sensibilité des indicateurs, construits spécifiquement pour la 

détection des courts-circuits inter-spires, aux défauts externes au générateur à partir des 

résultats de simulation disponibles en Annexe K. D’après ce tableau, seul l’indicateur basé sur 

l’estimation de ncc est sensible aux défauts D1 et D2 correspondant aux défauts monophasés. 

Ainsi, afin de distinguer un court-circuit inter-spires avec un défaut externe au PMG avec cet 

indicateur, une condition d’inhibition devra être appliquée lorsqu’une alarme DP ou DL 

apparaît. Cela n’altèrera en rien la bonne détection d’un court-circuit inter-spires, dans la 

mesure où nous avions montré dans le §5.4.2.1 que ces protections n’étaient pas sensibles à ce 

type de défaut. 

Dans la suite de cette partie, le comportement des indicateurs lors d’un scénario de simulation 

spécifique au réseau 45kVA est étudié. 
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Indicateur 

Scénario de simulation 
Ke 1/LS ncc 

Défaut D1 (protection DP) non non oui 

Défaut D2 (protection DL) non non oui 

Défaut D3 (protection OL) non non non 

Défaut D4 (protection OP) non non non 

Tableau 5-4 : Sensibilité des indicateurs basés sur les estimations de Ke, 1/LS et ncc aux défauts externes au PMG 

5.4.2.3 Comportement des indicateurs sur un scénario d’utilisation du PMG 45kVA 

Dans cette section, nous présentons les résultats d’un scénario de simulation utilisant le canal 

de génération électro-hydraulique, représenté sur la Figure 5-15. Les différentes étapes de ce 

scénario, utilisé dans [Lam11] afin d’étudier le comportement en régime transitoire et en 

régime permanent de l’ensemble {PMG, EMP}, sont :  

o (1) (t = 0s) : le PMG est chargé à 30kVA avec les charges parallèles (RU + FP) 

o (2) (t = 0,5s) : l’EMP est démarré. Durant cette étape, un court-circuit inter-spires de 

 400A est généré pendant 100ms à t = 1s. 

o (3) (t = 6s) : l’EMP est chargé à sa puissance nominale (15kVA) 

o (4) (t = 9s) : interruption de l’alimentation électrique de l’EMP pendant 200ms. 

 Durant cette étape, un court-circuit inter-spires de 400A est généré 

 pendant 100ms à t = 9,05s. 

o (5) (t = 9,2s) : retour de l’alimentation de l’EMP. Durant cette étape, un court-circuit 

 inter-spires de 400A est généré à partir de t = 11s. 

La Figure 5-21 montre l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS, lors des 

différentes étapes du scénario, avec un court-circuit sur une spire d’intensité 400A.  

 

Figure 5-21 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS avec 1 spire en défaut  
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En utilisant le seuil adaptatif afin de détecter le défaut, nous pouvons remarquer que, quel que 

soit le point de fonctionnement du PMG lors de ce scénario, l’indicateur est suffisamment 

robuste pour ne pas déclencher de fausses alarmes en fonctionnement sain, et est 

suffisamment sensible pour détecter l’apparition du court-circuit résistif survenant sur une 

spire. En Annexe K, les résultats de simulation relatifs à ce scénario avec la génération de 

courts-circuits inter-spires de 400A sur une ou deux spires, montrent que les indicateurs 

construits à partir des estimations de 1/LS ou ncc sont robustes et suffisamment sensibles pour 

détecter les courts-circuits survenant sur une seule spire. Concernant l’indicateur basé sur 

l’estimation de Ke, le court-circuit doit avoir lieu sur au moins deux spires pour que celui-ci 

puisse détecter le défaut. Ce scénario de simulation confirme donc la robustesse et la 

sensibilité des différents indicateurs étudiées dans §5.3.  
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5.5 Conclusion 

Ce chapitre a permis d’étudier les performances des indicateurs de courts-circuits inter-spires 

sur un PMG 45kVA dimensionné spécifiquement pour une application CVFR sur un réseau 

de type « Bleed ». Il a été montré que la nature essentiellement inductive du bobinage 

statorique de ce PMG modifie le comportement des indicateurs. En effet, lors d’un court-

circuit franc d’un faible nombre de spires, la valeur du courant de défaut est amplifiée, celle-ci 

étant inversement proportionnelle au nombre de spires en court-circuit. Ainsi, quel que soit le 

nombre de spires en défaut, le déséquilibre engendré sur la machine devient aussi important 

ce qui amène les indicateurs à tendre vers une valeur analogue dans le cas d’un court-circuit 

franc. De plus, il n’est plus possible de localiser avec précision la phase en défaut avec 

l’indicateur basé sur l’estimation des ncc. Cependant, l’étude de robustesse a montré que 

chaque indicateur était suffisamment performant pour distinguer un PMG sain d’un PMG 

avec un défaut inter-spires franc, étant donné que le déséquilibre engendré sur la machine par 

un tel courant de court-circuit est important. 

Dans un second temps, l’étude de la robustesse pour des courts-circuits résistifs et l’étude de 

sensibilité ont montré que l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS est toujours le plus 

performant pour détecter ce type de défaut sur un faible nombre de spires, lorsque le PMG ne 

fonctionne pas à vide ou à faible charge. Les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et des ncc 

sont également adaptés à la détection des courts-circuits résistifs et présentent toujours 

l’avantage d’être peu dépendants du point de fonctionnement de la machine au moment où 

survient le défaut. 

Enfin, l’étude de la mise en place des indicateurs de courts-circuits inter-spires au sein d’un 

canal de génération électrique CVFR a montré d’une part, la valeur ajoutée de ces indicateurs 

par rapport aux protections existantes dans un réseau électrique aéronautique pour détecter ce 

type de défaut. En effet, seule la protection « Under Ratio 1 » pourrait éventuellement être 

utilisée pour détecter ce type de défaillance. Cependant, elle présente une faible sensibilité au 

défaut par rapport aux indicateurs construits spécifiquement pour détecter les courts-circuits 

inter-spires et un temps de confirmation du défaut de 4,3s, qui est bien trop long par rapport 

aux caractéristiques dynamiques désirées de l’indicateur. D’autre part, l’étude du 

comportement des indicateurs, lorsqu’un défaut externe au générateur apparaît, a montré 

qu’une règle de sélectivité doit être appliquée entre l’indicateur basé sur l’estimation de ncc et 

les protections « Differential Protection » et « Delta Load » afin de différentier un défaut 

inter-spires d’un court-circuit monophasé externe au PMG. Enfin, le comportement des 

indicateurs sur un scénario de simulation spécifique à l’ensemble PMG-EMP montre que 

l’utilisation du seuil adaptatif permet de détecter des courts-circuits résistifs sur une spire, 

pour un courant défaut de seulement 3.Inom, avec les indicateurs basés sur l’estimation de 1/LS 

et des ncc. 
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Conclusion générale et perspectives 
 

Les travaux présentés dans ce mémoire de thèse ont traité de la surveillance des générateurs à 

aimants permanents (PMG) avec pour objectif la mise en place, au sein d’un canal de 

génération électrique en aéronautique, d’une nouvelle fonction dédiée à la détection en ligne 

des courts-circuits inter-spires dans les PMG. Cette nouvelle fonction de surveillance doit 

pouvoir s’intégrer au sein des protections déjà existantes et être capable de déterminer, de 

manière automatique et en temps réel, un indicateur de l’état de santé du stator du PMG 

pouvant être exploité par un système de supervision.   

En raison du contexte d’utilisation du PMG au sein d’une architecture aéronautique et des 

propriétés du défaut à détecter, des contraintes fortes en termes de rapidité, de robustesse, de 

sensibilité et de temps de calcul sont imposées dans la construction de ce nouvel indicateur de 

défaillance. Compte tenu de ces contraintes, la méthode de détection basée sur l’utilisation du 

Filtre de Kalman Etendu (FKE), afin d’estimer en temps réel les paramètres d’un modèle de 

PMG, a été privilégiée. Cinq indicateurs de défaut inter-spires ont ainsi pu être développés. 

Les quatre premiers sont basés sur l’estimation d’un paramètre issu d’une représentation d’un 

PMG « sain » dans le repère de Park ( , Ke, RS ou 1/LS). Le cinquième est construit à partir 

de l’estimation des pourcentages de spires en court-circuit (ncc_A, ncc_B, ncc_C) sur un modèle 

d’un PMG « défaillant » exprimé spécifiquement pour la prise en compte des courts-circuits 

inter-spires. Le FKE s’est avéré être un outil efficace pour la conception d’indicateurs de 

défaut en raison de sa robustesse aux bruits, de sa bonne adaptation à l’implantation sur cible 

temps réel et de la possibilité de disposer de dynamiques d’observation rapides. 

Afin de tester ces indicateurs, un banc de tests expérimental incorporant un PMG 3,6kW a été 

mis en place. Même si cette machine n’est pas très représentative en termes de puissance par 

rapport à celle mise en jeu dans la problématique aéronautique (de 45kVA à 120kVA), elle 

présente l’avantage de pouvoir fonctionner sur une plage de fréquence variable et de réaliser 

des courts-circuits inter-spires au sein du bobinage statorique. Des charges résistives, 

inductives et harmoniques ont été utilisées afin de reproduire les diverses variations de point 

de fonctionnement qui peuvent survenir sur un réseau électrique aéronautique. Les 

algorithmes du FKE nécessaires dans la construction de ces indicateurs ont été implantés sur 

un DSP pour un diagnostic en temps-réel. Le paramétrage des matrices de covariance du FKE 

a permis de fixer la dynamique d’évolution des paramètres estimés tout en prenant en compte 

les bruits sur les mesures du système. Ce banc de test a été complètement retranscrit en 

simulation sur le logiciel SABER
TM

. Pour cela, le PMG a été modélisé suivant une méthode 

semi-analytique basée sur les Circuits Electriques Magnétiquement Couplés (CEMC). Cet 

outil a permis de faciliter la mise au point et l’analyse des différents indicateurs et d’étudier 

des cas de défauts inter-spires francs à l’origine de courants de court-circuit très élevés qui 

n’ont pu être reproduits sur le banc de test expérimental. Cet outil présente également un bon 

compromis rapidité-précision ce qui a permis d’envisager son intégration dans des 

simulations de systèmes complexes, comme le sont les réseaux aéronautiques embarqués. 

Divers scénarios mis en place ont permis d’étudier, en simulation et par des tests 

expérimentaux, la robustesse et la sensibilité des différents indicateurs. Deux indicateurs se 

sont détachés suite à ces résultats. D’une part, l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS est 

apparu comme le plus sensible pour détecter des courts-circuits résistifs d’un faible ampérage. 

Il présente cependant le désavantage d’être inutilisable à vide ou à faible courant en raison de 

la non-observabilité de l’inductance cyclique du PMG pour ces points de fonctionnement 
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particuliers. D’autre part, l’indicateur basé sur l’estimation des ncc est robuste aux variations 

du point de fonctionnement et apparaît comme suffisamment sensible pour détecter des 

courts-circuits résistifs avant l’apparition de courant de défaut critique. De plus, selon la 

topologie de la machine, il pourrait être utilisé afin de localiser la phase en défaut. 

Ces résultats ont été confirmés en simulation sur un PMG 45kVA spécifiquement 

dimensionné pour une application aéronautique. Malgré la meilleure sensibilité de l’indicateur 

basé sur l’estimation de 1/LS, l’utilisation de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc sera 

privilégiée compte tenu de la robustesse de cet indicateur envers les variations du point de 

fonctionnement. L’étude spécifique du réseau CVFR a souligné la valeur ajoutée de ce nouvel 

indicateur pour la détection des courts-circuits inter-spires par rapport aux protections 

existantes dans un réseau électrique aéronautique, ces dernières ayant d’autres fonctions dans 

le système de protection du canal de génération. De plus, une règle de sélectivité doit être 

appliquée entre l’indicateur basé sur l’estimation des ncc et les protections « Differential 

Protection » et « Delta Load » afin de différentier un défaut inter-spires d’un court-circuit 

monophasé externe au PMG. 

Enfin, la problématique liée aux incertitudes sur les paramètres des modèles de représentation 

du PMG a été étudiée, ces incertitudes pouvant conduire à l’apparition de fausses alarmes 

dans le cas où un seuil fixe est utilisé pour détecter la défaillance. Afin de s’affranchir de cette 

problématique, l’utilisation d’un seuil adaptatif, couplée à la mise à jour des valeurs de 

références utilisées dans le calcul des indicateurs, a été proposée. 

Plusieurs perspectives d’étude peuvent être dégagées suite à ces travaux. La première 

concerne la validation expérimentale sur un PMG 45kVA des indicateurs de défaillance que 

nous n’avons pas pu réaliser, cette machine étant encore en cours de développement. Les 

simulations réalisées permettent d’envisager cette phase avec confiance. Bien évidemment, un 

travail important reste à faire concernant l’appréhension des phénomènes précurseurs des 

défauts inter-spires. Il serait intéressant d’imaginer des protocoles de dégradations accélérées 

du bobinage statorique afin de confronter l’indicateur à un défaut « évolutif », ce que nous 

n’avons pu faire que par l’ajout d’une résistance dans la boucle de court-circuit. La 

représentativité de cette technique par rapport à un défaut réel reste à démontrer. S’associer à 

des spécialistes du vieillissement des matériaux sera alors nécessaire tant ces connaissances 

sont spécifiques.  

Notons également que nous avons peu considéré les actions de sécurisation à mettre en œuvre 

pour contenir les défauts de court-circuit inter-spires mais que différentes solutions sont 

envisagées par les fabricants de machine, comme la mise en court-circuit du stator ou le 

décrabotage mécanique. Cette phase est difficilement généralisable tant elle dépend des 

caractéristiques des machines et de l’application. 

Un autre aspect qui pourrait être développé concerne l’implantation des algorithmes. En effet, 

la capacité de calcul des processeurs actuellement embarqués pour intégrer ces fonctions de 

surveillance doit être augmentée. Il sera nécessaire de définir précisément avec les 

équipementiers les ressources informatiques nécessaires à ces nouvelles fonctions de 

surveillance.  

Enfin, les générateurs à aimants peuvent également être la source d’autres types de défauts 

que nous n’avons pas considéré, comme les défauts mécaniques ou ceux liés à la 

désaimantation des aimants. De nombreux travaux apportent déjà certaines solutions pour 

diagnostiquer ces types de défaut et il serait intéressant d’associer plusieurs indicateurs pour 

réaliser un croisement d’informations. La différenciation des défauts serait alors possible, 

permettant ainsi d’aider à la prise de décision afin d’améliorer la disponibilité et la sûreté de 

fonctionnement de l’installation.    
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Annexe A : Matrices de connexion utilisées 

lors de la modélisation CEMC 
La formulation de la matrice de connexion [DS], utilisée dans l’équation (2-18), dépend du 

nombre de spires en court-circuit : 

o Pour 4% des spires en court-circuit :  

 DS 4% = 

 
 
 
 
 
 
 
 
1 0 0 0

 1  1 0 1

0 1 0 0

1 0 0 0

1 0 0 0

1 0 0 0

1 0 1 0

0 0 1 0 
 
 
 
 
 
 
 

 (A-1) 

o Pour 8% des spires en court-circuit : 

 DS 8% = 

 
 
 
 
 
 
 
 
1 0 0 0

 1  1 0 1

0 1 0 0

1 0 0 0

1 0 0 0

1 0 1 0

1 0 1 0

0 0 1 0 
 
 
 
 
 
 
 

 (A-2) 

o Pour 12% des spires en court-circuit : 

 DS 12% = 

 
 
 
 
 
 
 
 
1 0 0 0

 1  1 0 1

0 1 0 0

1 0 0 0

1 0 1 0

1 0 1 0

1 0 1 0

0 0 1 0 
 
 
 
 
 
 
 

 (A-3) 

o Pour 16% des spires en court-circuit : 

 DS 16% = 

 
 
 
 
 
 
 
 
1 0 0 0

 1  1 0 1

0 1 0 0

1 0 1 0

1 0 1 0

1 0 1 0

1 0 1 0

0 0 1 0 
 
 
 
 
 
 
 

 (A-4) 
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Annexe B : Principe de calcul des 

inductances de fuite 

B.1 Paramètres géométriques de la machine étudiée 

Dans le cadre de cette étude, la MSAP de 3,6kW utilisée lors des tests expérimentaux 

présente les caractéristiques géométriques suivantes :  

o Nombre de paires de pôles p : 2 

o Nombre d’encoches statoriques nbenc : 36  

o Ouverture des encoches statoriques εs : 0,06 rad 

o Entrefer nominal e0: 12 mm 

o Rayon stator rs: 64 mm 

o Rayon rotor rr : 52 mm 

o Rayon moyen de l’entrefer rmoy : 58 mm 

o Longueur active de la machine Lact : 250 mm 

o Nombre de bobines par phase : 12 

o Nombre de spires par bobine : 6 

o Nombre de spires par point de sortie : 3 

Les aimants utilisés sont de type ferrite :  

o Champ rémanent Br : 0.3 T 

o Aimantation M : 240 kA/m  

o Ouverture des aimants: 1,15 rad soit 66° 

o Epaisseur des aimants h : 10mm 

o Courant surfacique ampérien If : 2435 A 

 

  



Annexe B - Principe de calcul des inductances de fuite 

 

144 

B.2 Calculs des inductances de fuite 

Les inductances de fuite rendent compte des flux de fuite qui ne participent pas directement à 

la conversion électromécanique de l’énergie. Le calcul de ces inductances dépend directement 

de la structure du bobinage et de la géométrie des encoches. Les expressions analytiques 

présentées dans [Fog99] ont été utilisés pour évaluer la valeur de ces inductances. Concernant 

le modèle de la MSAP, seules les inductances de fuite statoriques relatives aux encoches et 

aux têtes de bobines ont été prises en compte ; les inductances de fuite différentielles étant 

négligeables en raison de la valeur de l’entrefer.  

o Inductance de fuite d’encoches 

Le stator des machines électriques est souvent constitué d’encoches dont la forme est assez 

générique. Le calcul des inductances de fuite d’encoches dans [Fog99] exploite un facteur de 

perméance λenc qui dépend de la géométrie des encoches. Dans ce modèle, nous faisons 

l’hypothèse d’encoches rectangulaires ouvertes (Figure B-1). Ainsi, le facteur de perméance 

λenc s’exprime :  

λenc = 
h1

3.b1

 
h2

b1

 (B-1) 

Soit Ni_sp le nombre de spires de la branche i, nbenc_i le nombre d’encoches de la branche i et 

Lsp la longueur des conducteurs, l’inductance de fuite d’encoches, associée à la branche i, 

s’exprime :  

LfencSi  
 = 

 
0
.Ni sp

2 .Lsp

nbenc i

.λenc (B-2) 

Les valeurs des inductances de fuite d’encoches de chaque branche statorique pour le modèle 

de la MSAP 3,6 kW sont données (B-3) : 

 
 

 
LfencSaSa = 113,2   

LfencSbSb = LfencScSc = 135,84   

LfencSdSd = LfencSeSe = LfencSfSf = LfencSgSg = 2,83   

MfencSdSe = MfencSfSg = 1,415   

  (B-3) 

 

Figure B-1 : Schéma d’une encoche rectangulaire ouverte 

  



Annexe B - Principe de calcul des inductances de fuite 

 

  145 

o Inductance de fuite de têtes de bobines 

Comme dans le cas précédent, un facteur de perméance λtête est introduit pour le calcul des 

inductances de fuite au niveau des têtes de bobines :  

λtête = 0,3.  3.arcsin  
2.kr

 
   1  (B-4) 

Avec kr : coefficient de raccourcissement 

Ainsi, l’inductance de fuite de têtes de bobines, associée à la branche i, s’exprime :  

LftêteSiSi
 = 

2. 
0
.q.Ni sp

2 .rs

p2
.λtête (B-5) 

Avec rs: rayon statorique ; q : nombre de phases et p : nombre de paire de pôles. 

Les valeurs des inductances de fuite de têtes de bobine de chaque branche statorique pour le 

modèle de la MSAP 3,6 kW sont données (B-3) : 

 
 

 
LftêteSaSa = 86,4   

LftêteSbSb = LfencScSc = 103,68   

LftêteSdSd = LfencSeSe = LfencSfSf = LfencSgSg = 2,16   

MftêteSdSe = MfencSfSg = 1,08   

  (B-6) 
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Annexe C : Validation expérimentale du 

modèle CEMC du PMG en cas de défaut 
Les tableaux présentés dans cette annexe sont des compléments à la validation expérimentale 

du modèle CEMC du PMG 3,6k  lorsqu’un court-circuit inter-spires est généré dans la phase 

A (c.f. §2.4.2).  Dans chaque tableau, les valeurs RMS du courant de court-circuit issues des 

mesures expérimentales ou de la simulation du modèle CEMC sont données pour 8%, 12% et 

16% de spires en court-circuit. 

o 8% de spires en court-circuit : 

Fréquence fS Courant Ich Icc_exp. (8%cc) Icc_sim. (8%cc) Erreur 

30 Hz 

0 A 6,91 A 6,91 A 0,00% 

2,5 A 6,69 A 6,80 A 1,55% 

5 A 6,72 A 6,68 A 0,51% 

8 A 6,42 A 6,42 A 0,10% 

50 Hz 

0 A 11,48 A 11,52 A 0,34% 

2,5 A 11,53 A 11,40 A 1,14% 

5 A 11,41 A 11,25 A 1,44% 

10 A 10,71 A 10,82 A 1,03% 

60 Hz 

0 A 13,75 A 13,75 A 0,01% 

2,5 A 13,82 A 13,62 A 1,50% 

5 A 13,82 A 13,51 A 2,28% 

10 A 13,22 A 13,07 A 1,11% 

Tableau C-1 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental du 

courant de court-circuit avec un défaut de 8% des spires pour plusieurs fréquences de fonctionnement et 

plusieurs courants de charges 
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o 12% de spires en court-circuit : 

Fréquence fS Courant Ich Icc_exp. (12%cc) Icc_sim. (12%cc) Erreur 

30 Hz 

0 A 9,78 A 9,78 A 0,00% 

2,5 A 9,82 A 9,63 A 2,02% 

5 A 9,76 A 9,47 A 3,01% 

8 A 9,21 A 9,09 A 1,28% 

50 Hz 

0 A 16,25 A 16,25 A 0,01% 

2,5 A 16,25 A 16,06 A 1,19% 

5 A 16,25 A 15,92 A 2,05% 

10 A 15,50 A 15,29 A 1,34% 

60 Hz 

0 A 19,29 A 19,29 A 0,02% 

2,5 A 19,31 A 19,14 A 0,87% 

5 A 19,46 A 19,06 A 2,05% 

10 A 18,71 A 18,51 A 1,05% 

Tableau C-2 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental du 

courant de court-circuit avec un défaut de 12% des spires pour plusieurs fréquences de fonctionnement et 

plusieurs courants de charges 

o 16% de spires en court-circuit : 

Fréquence fS Courant Ich Icc_exp. (16%cc) Icc_sim. (16%cc) Erreur 

30 Hz 

0 A 12,37 A 12,37 A 0,02% 

2,5 A 12,16 A 12,25 A 0,80% 

5 A 12,25 A 11,92 A 2,71% 

8 A 11,75 A 11,62 A 1,11% 

50 Hz 

0 A 20,45 A 20,47 A 0,10% 

2,5 A 20,53 A 20,30 A 1,11% 

5 A 20,47 A 20,10 A 1,79% 

10 A 19,92 A 19,77 A 0,75% 

60 Hz 

0 A 24,20 A 24,20 A 0,00% 

2,5 A 24,16 A 24,18 A 0,09% 

5 A 24,22 A 24,12 A 0,40% 

10 A 23,19 A 23,46 A 1,17% 

Tableau C-3 : Comparaison entre mesure expérimentale et simulation des amplitudes du fondamental du 

courant de court-circuit avec un défaut de 16% des spires pour plusieurs fréquences de fonctionnement et 

plusieurs courants de charge 
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Annexe D : Détermination des matrices de 

covariance du FKE 
 

Dans cette annexe, nous faisons l’hypothèse d’un système d’état étendu, comprenant un état 

(x) et un paramètre à estimer (λ) se trouvant dans l’équation d’état. Les résultats de la 

démonstration dans le cas d’un système à plusieurs états ou dans le cas où le paramètre estimé 

se trouve dans l’équation de sortie sont donnés à la fin de l’annexe. 

Considérons un système défini par l’équation d’état suivante :  

  
x  t  = f x t , λ t , u t       t 

y t  = x t    v(t)
   (D-1) 

Avec extension du vecteur d’état et discrétisation, le système d’état discrétisé s’écrit : 

 
xek 1

 =  
xk 1

λk 1
 =  

f xk, λk, uk 

 λk
   

 k,x

 k,λ
  

y
k
 = xk   vk

  (D-2) 

Dans (D-2), l’évolution des paramètres (λk 1 = λk    k,λ) est donc supposée inconnue et 

aléatoire. 

Nous souhaitons estimer le paramètre λk en utilisant le FKE. 

o Etape de prédiction 

La prédiction de l’état s’écrit :  

 
x k 1 k = f x k k, λ k k, uk 

λ k 1 k = λ k k
  (D-3) 

La matrice de covariance des erreurs d’estimation, associée à la prédiction de l’état, s’écrit :  

Pk 1 k = F k.Pk k
.F k

T
   Q =  

P1,1
k 1 k

P1,2
k 1 k

P2,1
k 1 k

P2,2
k 1 k

  (D-4) 

Avec :  

F k =  

 f

 x k k

 f

 λ k k

0 1

 =  
F1 F2

0 1
  (D-5) 

Pk k =  
P1,1
k P1,2

k

P2,1
k P2,2

k
  (D-6) 

Q =  
q
x

0

0 q
λ

  (D-7) 

Finalement, la matrice de covariance Pk+1|k s’exprime :  
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Pk 1 k =   
 F1 

2.P1,1
k    F1.F2. P1,2

k    P2,1
k      F2 

2.P2,2
k    q

x
F1.P1,2

k    F2.P2,2
k

F1.P2,1
k    F2.P2,2

k P2,2
k    q

λ

  (D-8) 

o Etape de correction 

La correction de l’estimation d’état s’écrit :  

 
x k 1 k 1 = x k 1 k   K1.εk 1

λ k 1 k 1 = λ k 1 k   K2.εk 1

  (D-9) 

Avec :  

εk 1 = yk 1
   x k 1 k (D-10) 

Kk 1 = Pk 1 k.  k 1

T
.    k 1.Pk 1 k

.  k 1

T
   R 

 1

 (D-11) 

Or :  

  k 1 =       (D-12) 

Donc :  

Kk 1 =  
K1

K2
 =  

P1,1
k 1 k

. P1,1
k 1 k

   R 
 1

P2,1
k 1 k

. P1,1
k 1 k

   R 
 1
  (D-13) 

La correction de la matrice de covariance s’écrit :  

Pk 1 k 1 =  I   Kk 1.  k 1 .Pk 1 k (D-14) 

Or :  

I   Kk 1.  k 1 =  
1   K1 0

  K2 1
  (D-15) 

Donc, en utilisant (D-13) et (D-15) dans (D-14) :  

Pk 1 k 1 = 

 
 
 
 
 
 P1,1

k 1 k
. 1   

P1,1
k 1 k

P1,1
k 1 k

   R
 P1,2

k 1 k
. 1   

P1,1
k 1 k

P1,1
k 1 k

   R
 

P2,1
k 1 k

. 1   
P1,1
k 1 k

P1,1
k 1 k

   R
 P2,2

k 1 k
   

P2,1
k 1 k

.P1,2
k 1 k

P1,1
k 1 k

   R  
 
 
 
 
 

 (D-16) 

o Calcul du gain de Kalman 

Dans l’hypothèse où R est petit devant P1,1
k 1 k

 (bruit de mesure négligeable), l’équation (D-16) 

devient :  
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Pk 1 k 1 =  

0 0

0 P2,2
k 1 k

   
P2,1
k 1 k

.P1,2
k 1 k

P1,1
k 1 k

  (D-17) 

Ainsi, les matrices P1,1
k , P1, 

k  et P2,1
k  de l’équation (D-6) se retrouve également nulle ce qui 

simplifie l’équation (D-8) :  

Pk 1 k =   
 F2 

2.P2,2
k    q

x
F2.P2,2

k

F2.P2,2
k P2,2

k    q
λ

  (D-18) 

En régime permanent Pk+1|k+1 = Pk|k ce qui implique, en utilisant (D-6), (D-17) et (D-18) :   

P2,2
k  =  P2,2

k    q
λ
   

 F2.P2,2
k  

2

 F2 2.P2,2
k    q

x

 (D-19) 

(D-19) revient à résoudre l’équation du second ordre :  

z2   q
λ
.z   

q
λ
.q

x

 F2 2
 avec z = P2,2

k    (D-20) 

Dont la solution positive est :  

P2,2
k  = 

q
λ

2
. 1  1 

4.q
x

 F2 2.qλ

  (D-21) 

Ainsi :  

 
 
 

 
 P2,2

k    
q
λ

2
   

 q
λ
.q

x

F2

 si 
4.q

x

 F2 2.qλ

 1 

P2,2
k  = q

λ
   

q
x

 F2 
2
 si 

4.q
x

 F2 
2.q

λ

 1

  (D-22) 

Toujours dans l’hypothèse où R est petit devant P1,1
k 1 k

, le gain de Kalman (D-13) devient :  

Kk 1 =  
K1

K2
 =  

1

P2,1
k 1 k

. P1,1
k 1 k

 
 1  (D-23) 

En utilisant (D-23) et (D-18), le gain K2 s’écrit :   

K2 = F2.P2,2
k .  F2 

2.P2,2
k    q

x
 
 1

 (D-24) 

Dans le cas où 4.q
x
  F2 

2.q
λ
, l’équation (D-24) devient : 

K2 = 
F2.qλ

   
qx

F2

2.q
λ
    F2 2.qλ

   
1

F2

 (D-25) 

Ainsi, en fixant qλ grand par rapport à 4.(F2)².qx, il est possible de montrer que pour une 

variation abrupte Δλ du paramètre λ dans le système, l’évolution du paramètre estimé est 

immédiate. Cependant, l’estimation de λ se retrouve très bruitée en raison de la forte valeur de 
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qλ. Comme nous souhaitons fixer la dynamique du système et également avoir un paramètre 

estimé le moins sensible possible aux bruits, nous n’avons pas sélectionné ce cas. 

Dans le cas où 4.q
x
  F2 

2.q
λ
, en utilisant (D-22), l’équation (D-24) devient : 

K2 = 
F2.

qλ

2
  q

λ
.q

x

q
x
  F2 2.

qλ

2
 F2. q

λ
.q

x

    
q
λ

q
x

 (D-26) 

Supposons maintenant une variation abrupte Δλ du paramètre λ dans le système tel que :  

λk 1 = λk   Δλ (D-27) 

Lors de l’étape de correction, le paramètre estimé λ k 1  sera alors corrigé selon l’équation :  

λ k 1 = λ k   K2.εk 1 (D-28) 

Avec :  

εk 1 = yk 1
   x k 1 k  

 f

 λ k

 Δλ (D-29) 

Finalement, le paramètre λ k 1 est corrigé par : 

K2.εk 1    
q
λ

q
x

.
 f

 λ k

.Δλ (D-30) 

(D-30) correspond donc à la première correction du paramètre estimé lors d’une variation 

abrupte de sa valeur. D’après (D-28) et (D-30), une analogie avec la réponse d’un premier 

ordre est possible. La constante de temps   peut alors être déterminée :  

     
q
x

q
λ

.
Te

 f

 λ k

 (D-31) 

En absence de bruit de mesure, l’équation montre que le temps de réponse du paramètre 

estimé dépend directement du rapport qx/qλ.  

De même, dans le cas d’un système à n états, il est possible de montrer que la constante de 

temps relative à la réponse du paramètre estimé est environ égale à :  

     
q
x

q
λ

.
Te

   
 fi

 λ k
 
2

n
i=1

 (D-32) 

Enfin, dans le cas où le paramètre estimé se situe sur la matrice de sortie, il est possible de 

montrer que la constante de temps relative à la réponse du paramètre peut s’exprimer par :  

     
q
x

q
λ

.
Te

    
 fi

 x k
 .

 hi

 λ k
 
2

n
i=1

 (D-33) 
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Annexe E : Compléments sur les modèles 

utilisés 
 

E.1 Etude de l’observabilité locale 

Les expressions des matrices Jacobiennes utilisées pour vérifier l’observabilité locale des 

différents systèmes non-linéaire, issus du modèle du PMG « sain », sont donnés Tableau E-1. 

L’expression de la matrice  acobienne utilisée pour vérifier l’observabilité locale du système 

non-linéaire, issu du modèle du PMG « sain », est donné Tableau E-2. 

 

E.2 Différents systèmes d’état utilisés 

Les différents systèmes d’état discret linéarisés utilisés pour l’estimation des différents 

paramètres ( , Ke, RS, 1/LS), issus du modèle du PMG « sain », sont donnés Tableau E-3. 

Le système d’état discret linéarisé utilisé pour l’estimation des pourcentages de spires en 

court-circuit, issu du modèle du PMG « défaillant », est donné Tableau E-4. 

 

E.3 Paramétrage des matrices de covariance 

Les matrices de covariance Q et R utilisées dans l’algorithme du FKE pour l’estimation des 

différents paramètres sont données Tableau E-5. Pour le paramétrage de ces matrices, un point 

de fonctionnement de référence du PMG a été choisi. Pour la machine 3,6kW, ce point de 

fonctionnement correspond à un courant de 5A sur charge résistive pour une fréquence 

électrique de 50Hz. 
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Paramètre 

estimé 
Matrice Jacobienne J Observabilité 

  

 
 
 
 
 
 

1 0 0

0 1 0

 
RS

LS

 i ISqi

  i  
RS

LS

Ke

LS

 ISdi 
 
 
 
 
 

 Observable 

Ke 

 
 
 
 
 
 
 
 

1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

 
RS

LS

 i ISqi
0

  i  
RS

LS

Kei

LS

 ISdi
 i

LS

0 0 0 0  
 
 
 
 
 
 
 

 
Observable  

si     0 

RS 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  
RSi

LS

 i ISqi
  
ISdi
LS

   i   
RSi

LS

Ke

LS

   ISdi   
ISqi
LS

0 0 0 0  
 
 
 
 
 
 
 
 

 
Observable  

si I   0 

1/LS 

 
 
 
 
 
 
 
 
 

1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  
RS

LSi

 i ISqi
   i.ISqi

.LSi

   i   
RS

LSi

Ke

LS

   ISdi  i.ISdi.LSi

0 0 0 0  
 
 
 
 
 
 
 
 

 
Observable   

si I   0 et     0 

Tableau E-1 : Observabilité des systèmes d’état utilisés pour l’estimation de paramètres sur le « modèle sain » 

Remarque :  

L’étude de l’observabilité du système d’état est effectuée en régime permanent, ce qui permet 

d’écrire pour la matrice  acobienne liée à l’estimation de 1/LS :  

 
 
 

 
  I Sd
 LS

 =   RS.ISd   VSd =    .LS.ISq en R.P  I Sd = 0 

 I Sq

 LS

 =   RS.ISq   
Ke. 

LS

   VSq =  .LS.ISd en R.P  I Sq = 0 

  (E-1) 
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Paramètre 

estimé 
Matrice Jacobienne J Observabilité 

 

ncc A
ncc  
ncc C

  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 1 0  

1

2.RS

.αA.   1  cos 2.θe  .VSd   sin 2.θe .VSq  
1

4.RS

.αB. 41  
1

4.RS

.αC. 51

0 1  
1

2.RS

.αA.  sin 2.θe .VSd     1  cos 2.θe  .VSq  
1

4.RS

.αB. 42  
1

4.RS

.αC. 52

 
RS

LS

  
 

RS

.αA.  sin 2.θe .VSd   cos 2.θe .VSq  
 

2.RS

.αB. 43  
 

2.RS

.αC. 53

   
RS

LS

 
 

RS

.αA.  cos 2.θe .VSd   sin 2.θe .VSq  
 

2.RS

.αB. 44  
 

2.RS

.αC. 54

 
RS

LS

 
2

  2  2. .
RS

LS

 
2. 2

RS

.αA.  cos 2.θe .VSd   sin 2.θe .VSq  
 2

RS

.αB. 45  
 2

RS

.αC. 55

2. .
RS

LS

 
RS

LS

 
2

  2  
2. 2

RS

.αA. sin 2.θe .VSd   cos 2.θe .VSq  
 2

RS

.αB. 46  
 2

RS

.αC. 56  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 Observable 

Tableau E-2 : Observabilité du système d’état utilisé pour l’estimation de paramètres sur le « modèle 

défaillant » 

Avec :  

 αi = 
  
 k ncc i 

 ncc i

    =  
1,5

 1,5   ncc i 
2
  (E-2) 

 
 
 
 
 

 
 
 
 

  41 =   2  cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSd     3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSq

  42 =     3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSd   2  cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSq

  43 =   sin 2.θe     3. cos 2.θe  .VSd     3.sin 2.θe   cos 2.θe  .VSq

  44 =    3.sin 2.θe   cos 2.θe  .VSd     sin 2.θe     3. cos 2.θe  .VSq

  45 =   cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSd    3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSq

  46 =    3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSd    cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSq

  (E-3) 

 
 
 
 
 

 
 
 
 

  51 =   2  cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSd    3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSq

  52 =    3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSd   2  cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSq

  53 =   sin 2.θe     3. cos 2.θe  .VSd      3.sin 2.θe   cos 2.θe  .VSq

  54 =     3.sin 2.θe   cos 2.θe  .VSd     sin 2.θe     3. cos 2.θe  .VSq

  55 =   cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSd     3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSq

  56 =     3. cos 2.θe   sin 2.θe  .VSd    cos 2.θe     3. sin 2.θe  .VSq

  (E-4) 

Nous avons vérifié que la matrice Jacobienne J est de rang 5 pour différents points de 

fonctionnement et différentes positions angulaires du rotor 
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Paramètre 

estimé 

Vecteur d’état  

étendu  e
 

k
 

Vecteur de  

sortie Yk 
Matrice d’état linéarisé F k Matrice d’observation linéarisé   k 

   

ISd 
k

ISq 
k

  k

   
ISdk
ISqk

  

 
 
 
 
 1   Te.

RS

LS

Te.  k k Te.ISq 
k k

  Te.  k k 1   Te.
RS

LS

Te.  
Ke

LS

   ISd 
k k

 

0 0 1  
 
 
 
 

  
1 0 0

0 1 0
  

Ke 

 
 
 
 
 
ISd 

k

ISq 
k

  k

Ke
 

k 
 
 
 
 

  

ISdk
ISqk
 k

  

 
 
 
 
 
 
 1   Te.

RS

LS

Te.  k k Te.ISq 
k k

0

  Te.  k k 1   Te.
RS

LS

Te. 
Ke
 

k k

LS

   ISd 
k k

 Te.
  k k

LS

0 0 1 0

0 0 0 1  
 
 
 
 
 
 

  
1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  

RS 

 
 
 
 
 
ISd 

k

ISq 
k

  k

RS
 

k 
 
 
 
 

  

ISdk
ISqk
 k

  

 
 
 
 
 
 
 1   Te.

RS
 

k k

LS

Te.  k k Te.ISq 
k k

  Te.
ISd 

k k

LS

  Te.  k k 1   Te.
RS
 

k k

LS

Te.  
Ke

LS

   ISd 
k k

   Te.
ISq 

k k

LS

0 0 1 0

0 0 0 1  
 
 
 
 
 
 

  
1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  

1/LS 

 
 
 
 
 
ISd 

k

ISq 
k

  k

1/LS
 

k 
 
 
 
 

  

ISdk
ISqk
 k

  

 
 
 
 
 
 
 1   Te.

RS

LS
 

k k

Te.  k k Te.ISq 
k k

 Te.  RS.ISd 
k k

 VSd
 

k k
 

  Te.  k k 1   Te.
RS

LS
 

k k

Te. 
Ke

LS
 

k k

   ISd 
k k

 Te.  Ke.  k k RS.ISq 
k k

 VSd
 

k k
 

0 0 1 0

0 0 0 1  
 
 
 
 
 
 

  
1 0 0 0

0 1 0 0

0 0 1 0

  

Tableau E-3 : Systèmes d’état discret linéarisé utilisés pour l’estimation de paramètres sur le « modèle sain » 
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Paramètre 

estimé 

Vecteur d’état  

étendu  e
 

k
 

Vecteur de  

sortie Yk 
Matrice d’état linéarisé F k Matrice d’observation linéarisé   k 

 

ncc A
ncc  
ncc C

  

 
 
 
 
 
 
 ISd

' 
k

ISq
' 

k

ncc A 
k

ncc B 
k

ncc C 
k 
 
 
 
 
 
 

  
ISdk
ISqk

  

 
 
 
 
 
 
 1   Te.

RS

LS

Te. k 0 0 0

  Te. k 1   Te.
RS

LS

0 0 0

0 0 1 0 0

0 0 0 1 0

0 0 0 0 1 
 
 
 
 
 
 

  
1

0

0

1
  

1

RS

.NA.  
VSdk

VSqk

    
1

RS

.NB.  
VSdk

VSqk

    
1

RS

.NC.  
VSdk

VSqk

    

Tableau E-4 : Système d’état discret linéarisé utilisé pour l’estimation de paramètres sur le « modèle défaillant » 

Avec : 

 
  
 

  
 Ni =  

1.5

 1.5 - ncc i 
k k-1

 
2
 .P θe .Q θcc i .P θe 

T

P θe  =  
cos θe sin θe

-sin θe cos θe

 

Q θcc i  =  
cos2 θcc cos θcc . sin θcc 

cos θcc . sin θcc sin
2 θcc 

 

 
 

 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
NA = 

 1.5

 1.5 - ncc A 
k k-1

 
2
 .  

1 cos 2.θe 

2

- sin 2.θe 

2

- sin 2.θe 

2

1- cos 2.θe 

2

 

NB = 
 1.5

 1.5 - ncc B 
k k-1

 
2
 .  

2- cos 2.θe - 3. sin 2.θe 

4

- 3. cos 2.θe  sin 2.θe 

4

- 3. cos 2.θe  sin 2.θe 

4

2 cos 2.θe   3. sin 2.θe 

4

 

NC = 
 1.5

 1.5 - ncc C 
k k-1

 
2
 .  

2- cos 2.θe   3. sin 2.θe 

4

 3. cos 2.θe  sin 2.θe 

4

 3. cos 2.θe  sin 2.θe 

4

2 cos 2.θe - 3. sin 2.θe 

4

 

  

 

Remarque : comme cela est indiqué dans le §3.5.2.1, la pulsation électrique   ne compose pas le vecteur d’état étendu. En effet, afin de réduire le 

coût calculatoire de l’algorithme du FKE appliqué à ce modèle, nous avons décidé de limiter ce système à un ordre 5 en considérant la pulsation 

électrique   comme lentement variable par rapport à la période d’échantillonnage. Ainsi,   ne fait plus partie du vecteur d’état mais est tout de 

même mesuré afin de mettre à jour sa valeur dans la matrice d’état A (c.f.  k dans Tableau E-4). 
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Paramètre 

estimé 
Expression de 

qλ

qx
 Matrice Q 

Matrice 

R 

   
q
λ

q
x

 = 

 

 
1

 .  
Ke

LS
   ISd 

2

  ISq
2

 

 

2

= 0,3    7,35.10 3.   
I2x2 02x1

01x2 0,3
  10 2.I2x2 

Ke  
q
λ

q
x

 = 

 

 
1

 .  
 

LS
 
2

 

 

2

= 3,1.10 7    7,35.10 3.   
I3x3 03x1

01x3 3,1.10 7  10 2.I3x3 

RS  
q
λ

q
x

 = 

 

 
LS

 .  ISd
2   ISq

2 
 

 

2

= 4,2.10 4    7,35.10 3.   
I3x3 03x1

01x3 4,2.10 4  10 2.I3x3 

1/LS  
q
λ

q
x

 = 

 

 
1

 . .LS  ISd
2   ISq

2 
 

 

2

= 28,4   7,35.10 3.   
I3x3 03x1

01x3 28,4
  10 2.I3x3 

 

ncc A
ncc  
ncc C

   
q
λ

q
x

 = 

 

 
 1

 

3.RS
.   

RS

LS
 
2

   2 .  VSd
2   VSq

2 
 

 
 

2

 = 1,9.10 6  7,35.10 3.   
I2x2 02x3

03x2 1,9.10 6.I3x3
  10 2.I2x2 

Tableau E-5 : Détermination des matrices de covariance Q et R pour chaque paramètre estimé 
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Annexe F : Compléments sur la 

construction des indicateurs 
 

F.1 Evolution des indicateurs issus du modèle « sain » du 

PMG 

Les figures F-1, F-2, F-3 et F-4 montrent les évolutions des indicateurs de court-circuit inter-

spires basés respectivement sur l’estimation de ω, Ke, RS et 1/LS. Les courbes (a) représentent 

le courant de défaut suite à un court-circuit franc (Rcc = 0Ω) de 16% des spires sur la phase A 

du PMG. Les courbes (b) représentent les évolutions des paramètres estimés suite à 

l’apparition du court-circuit inter-spires. La déviation de l’estimation par rapport à la valeur 

théorique du paramètre ainsi que l’apparition d’ondulations à deux fois la fréquence électrique 

est remarquable dans chaque cas lorsque le court-circuit est établi. Enfin, les courbes (c) 

représentent les erreurs d’estimation relatives des paramètres par rapport à leur valeur 

théorique, ainsi que les indicateurs de court-circuit inter-spires qui en résultent selon 

l’équation (4-1). Selon le paramètre estimé, chaque indicateur a une réponse dynamique 

semblable, avec une constante de temps autour de 25ms suite au choix des matrices de 

covariance du FKE pour chaque algorithme. 

 

Figure F-1 : Construction de l’indicateur issu de l’estimation de ω lors d’un court-circuit de 16% des spires sur 

la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

 mes

T

T/2
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Figure F-2 : Construction de l’indicateur issu de l’estimation de Ke lors d’un court-circuit de 16% des spires sur 

la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

 

Figure F-3 : Construction de l’indicateur issu de l’estimation de RS lors d’un court-circuit de 16% des spires sur 

la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

Ke nom

T

T/2

RSnom

T

T/2
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Figure F-4 : Construction de l’indicateur issu de l’estimation de 1/LS lors d’un court-circuit de 16% des spires 

sur la phase A (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 

 

 

1/LSnom

T

T/2
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Annexe G : Evaluation des indicateurs 
Les courbes présentées dans cette Annexe sont des compléments à l’étude de la robustesse des 

indicateurs présentée dans la partie 4.3.1. Pour chaque indicateur développé, les courbes des 

six scénarios simulés pour l’évaluation de la robustesse de l’indicateur (variation fréquence, 

puissance, cos( ), déséquilibre sur la phase A ou B, charge harmonique) ainsi que les courbes 

du scénario simulé pour l’évaluation de la sensibilité de l’indicateur sont représentées. 

G.1 Indicateur basé sur l’estimation de ω 

o Variation de la fréquence électrique :  

 

Figure G-1 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différentes fréquences de fonctionnement 

  

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc
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o Variation de la puissance :  

 

Figure G-2 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différentes puissances 

o Variation du facteur de puissance :  

 

Figure G-3 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différents facteurs de puissance 

  

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc

 

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc
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o Variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (phase A) :  

 

Figure G-4 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différents déséquilibres en courant sur la 

phase défaillante (phase A) 

o Variation du déséquilibre de charge sur une phase saine (phase B) :  

 

Figure G-5 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différents déséquilibres en courant sur une 

phase saine (phase B) 

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc

 

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc
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o  Variation de la charge harmonique :  

 

Figure G-6 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ω pour différents courants harmoniques 

o Test de sensibilité :  

 

Figure G-7 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de   (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz)  

16%cc

12%cc

8%cc

4%cc

 

 

25A
38A
48A

105A

Inom = 15A

Zone saine
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G.2 Indicateur basé sur l’estimation de Ke 

o Variation de la fréquence électrique :  

 

Figure G-8 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différentes fréquences de fonctionnement 

o Variation de la puissance :  

 

Figure G-9 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différentes puissances 
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o Variation du facteur de puissance :  

 

Figure G-10 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différents facteurs de puissance 

o Variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (phase A) :  

 

Figure G-11 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différents déséquilibres en courant sur la 

phase défaillante (phase A) 
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o Variation du déséquilibre de charge sur une phase saine (phase B) :  

 

Figure G-12 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différents déséquilibres en courant sur 

une phase saine (phase B) 

o Variation de la charge harmonique :  

 

Figure G-13 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke pour différents courants harmoniques 
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o Test de sensibilité :  

 

Figure G-14 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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G.3 Indicateur basé sur l’estimation de RS 

o Variation de la fréquence électrique :  

 

Figure G-15 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS pour différentes fréquences de fonctionnement 

o Variation de la puissance :  

 

Figure G-16 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS pour différentes puissances 
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o Variation du facteur de puissance :  

 

Figure G-17 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS  pour différents facteurs de puissance 

o Variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (phase A) :  

 

Figure G-18 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS pour différents déséquilibres en courant sur la 

phase défaillante (phase A) 
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o Variation du déséquilibre de charge sur une phase saine (phase B) :  

 

Figure G-19 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS pour différents déséquilibres en courant sur 

une phase saine (phase B) 

o Variation de la charge harmonique :  

 

Figure G-20 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de RS pour différents courants harmoniques 
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o Test de sensibilité :  

 

Figure G-21 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de RS (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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G.4 Indicateur basé sur l’estimation de 1/LS 

o Variation de la fréquence électrique :  

 

Figure G-22 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différentes fréquences de 

fonctionnement 

o Variation de la puissance :  

 

Figure G-23 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différentes puissances 
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o Variation du facteur de puissance :  

 

Figure G-24 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS  pour différents facteurs de puissance 

o Variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (phase A) :  

 

Figure G-25 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différents déséquilibres en courant sur 

la phase défaillante (phase A) 
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o Variation du déséquilibre de charge sur une phase saine (phase B) :  

 

Figure G-26 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différents déséquilibres en courant sur 

une phase saine (phase B) 

o Variation de la charge harmonique :  

 

Figure G-27 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS pour différents courants harmoniques 
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o Test de sensibilité :  

 

Figure G-28 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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G.5 Indicateur basé sur l’estimation de ncc 

o Variation de la fréquence électrique :  

 

Figure G-29 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différentes fréquences de 

fonctionnement 

o Variation de la puissance :  

 

Figure G-30 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différentes puissances 
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o Variation du facteur de puissance :  

 

Figure G-31 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différents facteurs de puissance 

o Variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (phase A) :  

 

Figure G-32 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différents déséquilibres en courant sur 

la phase défaillante (phase A) 
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o Variation du déséquilibre de charge sur une phase saine (phase B) :  

 

Figure G-33 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différents déséquilibres en courant sur 

une phase saine (phase B) 

o Variation de la charge harmonique :  

 

Figure G-34 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc pour différents courants harmoniques 
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o Test de sensibilité :  

 

Figure G-35 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour ICH =  5A et f = 50Hz) 
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Annexe H : Résultats expérimentaux 
Les courbes présentées dans cette annexe sont des compléments à l’étude expérimentale de la 

robustesse des indicateurs présentée dans la partie 4.4.2. Pour chaque indicateur, les valeurs 

les moins favorables pour un PMG sain (plus forte valeur) et un PMG en défaut (plus faible 

valeur) sont représentées sur les courbes suivantes. Sur ces courbes, nous pouvons visualiser 

les valeurs des indicateurs issues des tests expérimentaux (trait plein) et les comparer à celles 

issues de simulations effectuées pour les mêmes points de fonctionnement (trait pointillé). Les 

quelques différences pouvant être constatées entre les valeurs des indicateurs issues des tests 

expérimentaux et celles issues de simulation ont des origines multiples (imprécision du 

modèle CEMC et du bruit généré en simulation, incertitude sur les paramètres du modèle ou 

imprécision sur le point de fonctionnement en expérimentation …). Cependant, les gammes 

de valeurs que prennent les différents indicateurs pour un PMG sain ou un PMG en court-

circuit sont, dans la grande majorité des tests, analogues avec celles issues des simulations. 

Concernant l’indicateur basé sur l’estimation de  , le courant de court-circuit de 25A n’est 

pas assez critique pour correctement distinguer les défauts inter-spires ce qui explique le 

chevauchement entre les valeurs des indicateurs pour un PMG sain et un PGM défaillant. 

Cependant, nous pouvons également constater que pour cet indicateur, les résultats 

expérimentaux sont proches de ceux issus de simulation pour PMG sain et un PMG avec 16% 

de spires en court-circuit. 

H.1 Indicateur basé sur l’estimation de ω 

 

Figure H-1 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de   lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 
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Figure H-2 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de   lors des tests 

expérimentaux de variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (a) et sur la phase saine (b) 
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expérimentaux de variation du facteur de puissance (a) et de la charge harmonique (b) 
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H.2 Indicateur basé sur l’estimation de Ke 

 

Figure H-4: Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 

 

Figure H-5 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors des tests 
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Figure H-6 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors des tests 

expérimentaux de variation du facteur de puissance (a) et de la charge harmonique (b) 

H.3 Indicateur basé sur l’estimation de RS 

 

Figure H-7: Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de RS lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 
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Figure H-8 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de RS lors des tests 

expérimentaux de variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (a) et sur la phase saine (b) 
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H.4 Indicateur basé sur l’estimation de 1/LS 

 

Figure H-10: Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 
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expérimentaux de variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (a) et sur la phase saine (b) 
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Figure H-12 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors des tests 

expérimentaux de variation du facteur de puissance (a) et de la charge harmonique (b) 

H.5 Indicateur basé sur l’estimation des ncc 

 

Figure H-13: Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors des tests 

expérimentaux de variation de fréquence (a) et de puissance (b) 
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Figure H-14 : Valeurs, en régime permanent, de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors des tests 

expérimentaux de variation du déséquilibre de charge sur la phase défaillante (a) et sur la phase saine (b) 
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Annexe I : Compléments sur le seuil 

adaptatif 
Les courbes présentées dans cette annexe sont des compléments à l’étude sur la mise en place 

d’un seuil adaptatif pour la détection des courts-circuits inter-spires. Dans §4.5.2, les résultats 

sont donnés pour l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS. Dans cette annexe, les mêmes 

tests ont été effectués pour les indicateurs basés sur l’estimation de Ke et des ncc, qui ont été 

identifiés comme étant deux autres indicateurs pertinents pour la détection des courts-circuits 

inter-spires dans les PMG. 

I.1 Indicateur basé sur l’estimation de Ke 

o Scénario de simulation avec incertitudes sur les paramètres (seuil fixe) 

 

Figure I-1: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke en présence d’incertitudes sur les paramètres 

du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 
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o Scénario de simulation avec incertitudes sur les paramètres (seuil adaptatif) 

 

Figure I-2: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke, avec le seuil adaptatif, en présence 

d’incertitudes sur les paramètres du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 

o Test expérimental, avec 5% d’incertitude sur Ke, pour 12% des spires en défaut 

 

Figure I-3: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke avec une imprécision de 5% sur Ke, lors de 

l’apparition d’un défaut de 12% des spires avec un seuil fixe (a) et un seuil adaptatif (b) 
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I.2 Indicateur basé sur l’estimation de ncc 

o Scénario de simulation avec incertitudes sur les paramètres (seuil fixe) 

 

Figure I-4: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc en présence d’incertitudes sur les paramètres 

du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 

o Scénario de simulation avec incertitudes sur les paramètres (seuil adaptatif) 

 

Figure I-5: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc, avec le seuil adaptatif, en présence 

d’incertitudes sur les paramètres du PMG (-20% pour LS, -5% pour Ke et variation continue pour RS) 
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o Test expérimental, avec 5% d’incertitude sur Ke, pour 12% des spires en défaut 

 

Figure I-6: Evolution de l’indicateur basé sur l’estimation de ncc avec une imprécision de 5% sur Ke, lors de 

l’apparition d’un défaut de 12% des spires avec un seuil fixe (a) et un seuil adaptatif (b) 
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Annexe J : Compléments sur la Chapitre V 

J.1 Paramètres géométriques du PMG 45kVA 

Les caractéristiques géométriques du PMG 45kVA, nécessaires pour la modélisation CEMC 

de la machine, ont été définies dans [Lam11] avec :   

o Nombre de paires de pôles p : 2 

o Nombre d’encoches statoriques nbenc : 24  

o Ouverture des encoches statoriques εs : 0,07854 rad 

o Entrefer nominal e0: 8 mm 

o Rayon stator rs: 48,9 mm 

o Rayon rotor rr : 40,9 mm 

o Rayon moyen de l’entrefer rmoy : 44,9 mm 

o Longueur active de la machine Lact : 160 mm 

o Nombre de bobines par phase : 8 

o Nombre de spires par bobine : 2 

o Nombre de spires par point de sortie : 1 

Les aimants utilisés sont de type Samarium-Cobalt :  

o Champ rémanent Br : 1,1 T 

o Aimantation M : 720 kA/m  

o Ouverture des aimants: 1,256 rad soit 72° 

o Epaisseur des aimants h : 5 mm 

o Courant surfacique ampérien If : 3640 A 
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J.2 Paramétrage des matrices de covariance du FKE 

Le paramétrage des matrices de covariance Q et R du §5.2.2 est donné dans le Tableau J-1. 

Dans ce tableau, les rapports qλ/qx ont été fixés afin d’obtenir une constante de temps   = 

20ms, pour un point de fonctionnement à 400Hz/45kW. Pour ce point de fonctionnement, les 

valeurs des différents éléments constituant les équations déterminant qλ/qx sont :  

 
 
 

 
 
RS = 10,864 mΩ

LS = 117   

Ke = 0,0856 V/rad/s

Te = 50  s

  = 20 ms

       et       

 
 
 

 
 
ISd = 76 A

ISq = 211 A

VSd = 62 V

VSq = 191 V

  = 2513 rad/s

  (J-1) 

 

Paramètre 

estimé 
Expression de 

qλ

qx
 Matrice Q Matrice R 

   
q
λ

q
x

 = 

 

 
1

 .  
Ke
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   ISd 

2

  ISq
2

 

 

2

= 5,27.10 4    1,9.   
I2x2 02x1

01x2 5,27.10 4  I2x2 

Ke  
q
λ

q
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1

 .  
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2

 

 

2

= 5,42.10 12    1,9.   
I3x3 03x1

01x3 5,42.10 12  I3x3 

RS  
q
λ

q
x

 = 

 

 
LS

 .  ISd
2   ISq

2 
 

 

2

= 6,8.10 10    1,9.   
I3x3 03x1

01x3 6,8.10 10  I3x3 

1/LS  
q
λ

q
x

 = 

 

 
1

 . .LS  ISd
2   ISq

2 
 

 

2

= 0,575    1,9.   
I3x3 03x1

01x3 0,575
  I3x3 

 

ncc A
ncc  
ncc C

   
q
λ

q
x

 = 

 

 
 1

 

3.RS
.   

RS

LS
 
2

   2 .  VSd
2   VSq

2 
 

 
 

2

 = 1,04.10 11  1,9.   
I2x2 02x3

03x2 1,04.10 11.I3x3
  I2x2 

Tableau J-1 : Détermination des matrices de covariance Q et R pour chaque paramètre estimé 
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J.3 Test de sensibilité des indicateurs 

o Indicateur basé sur l’estimation de  

 

Figure J-1 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de   (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour P =  45kW et f = 400 Hz) 

o Indicateur basé sur l’estimation de  

 

Figure J-2 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour P =  45kW et f = 400 Hz) 

 

270A250A
410A

680A

Inom = 130A

Zone saine

180A210A250A

490A

Inom = 130A

Zone saine



Annexe J – Compléments sur le Chapitre V 

196 

o Indicateur basé sur l’estimation de  

 

Figure J-3 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de RS (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour P =  45kW et f = 400 Hz) 

o Indicateur basé sur l’estimation des  

 

Figure J-4 : Test de sensibilité représentant l’évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc (a) et le 

courant de court-circuit (b) en fonction de la résistance de court-circuit (pour P =  45kW et f = 400 Hz) 
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Annexe K : Compléments sur le réseau 

CVFR 45kVA 

K.1 Définition des courbes de déclenchement 

o Over Ratio 

 

Figure K-1 : Courbe de déclenchement de la protection « Over Ratio » 

o Over Load 

 

Figure K-2 : Courbe de déclenchement de la protection « Over Load » par phase 
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o Delta Load 

 

Figure K-3 : Courbe de déclenchement de la protection « Delta Load » 
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K.2 Simulation de défauts externes au générateur 

o Indicateur basé sur l’estimation de Ke :  

 

Figure K-4 : Défaut D1 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors d’un court-circuit au niveau 

des feeders 

 

Figure K-5 : Défaut D2 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors d’un court-circuit monophasé 

en aval du POR 
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Figure K-6 : Défaut D3 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors d’un court-circuit triphasé en 

aval du POR 

 

Figure K-7 : Défaut D4 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke lors d’un défaut open-feeder sur 

la phase A 
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o Indicateur basé sur l’estimation de 1/LS :  

 

Figure K-8 : Défaut D1 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors d’un court-circuit au niveau 

des feeders 

 

Figure K-9 : Défaut D2 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors d’un court-circuit 

monophasé en aval du POR 
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Figure K-10 : Défaut D3 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors d’un court-circuit triphasé 

en aval du POR 

 

Figure K-11 : Défaut D4 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS lors d’un défaut open-feeder 

sur la phase A 
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o Indicateur basé sur l’estimation des ncc :  

 

Figure K-12 : Défaut D1 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors d’un court-circuit au 

niveau des feeders 

 

Figure K-13 : Défaut D2 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors d’un court-circuit 

monophasé en aval du POR 



Annexe K – Compléments sur le réseau CVFR 45kVA 

204 

 

Figure K-14 : Défaut D3 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors d’un court-circuit triphasé 

en aval du POR 

 

Figure K-15 : Défaut D4 - évolution de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc lors d’un défaut open-feeder 

sur la phase A 
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K.3 Scénario du réseau 45kVA 

o Indicateur basé sur l’estimation de Ke :  

 

Figure K-16 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke avec 1 spire en défaut 

 

Figure K-17 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de Ke avec 2 spires en défaut 
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o Indicateur basé sur l’estimation de 1/LS :  

 

Figure K-18 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS avec 1 spire en défaut 

 

Figure K-19 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation de 1/LS avec 2 spires en défaut 
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o Indicateur basé sur l’estimation des ncc :  

 

Figure K-20 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc avec 1 spire en défaut 

 

Figure K-21 : Réponse de l’indicateur basé sur l’estimation des ncc avec 2 spires en défaut 
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