Contribution a I’étude des machines
synchrones a aimants permanents internes a
large espace de fonctionnement.
Application a I’alterno-démarreur

.. CHEDOT

Soutenue le 09 novembre 2004 devant le jury composé de :

MM. P. BROCHET (Président)
B. MULTON (Rapporteur)
J.P. YONNET (Rapporteur)
J.P. VILAIN
M. AMIET
C. PLASSE (Responsable Valeo)
G. FRIEDRICH (Directeur de thése)






Notes sur la confidentialité

Cette partie est un avertissement au lecteur. Ce manuscrit concerne une thése CIFRE
dont les résultats appartiennent a la société Valeo Systémes Electriques.

L’ensemble des données techniques, dimensions, grandeurs caractéristiques, maté-
riaux, etc., a été réuni dans les trois annexes finales.

Ces annexes ont été classées confidentielles et ne sont dispo-
nibles qu’auprés de la société Valeo SE.

Pour contacter la société :  Valeo Systémes Electriques
2, rue A. Boulle
94000 CRETEIL
Tél : 01.48.98.86.00



i



Remerciements

Une thése peut étre considérée comme le fruit de trois années de travail personnel. Ce
travail passe par différentes phases, certaines faciles et agréables, d’autres laborieuses et
déroutantes. Les premiéres apportent beaucoup de satisfaction, voire d’autosatisfaction,
et des avancées encourageantes. Effectivement, ces phases apparaissent comme le fruit
d’un travail personnel.

Les secondes apportent doutes et hésitations. Les résultats sont lents a venir et
Porientation du travail se trouve compromise. A ce stade, seuls trois facteurs m’ont
permis de faire avancer ce travail : un encadrement éclairé et présent a chaque instant,
une ambiance de travail propice, a la fois au sérieux et a la détente, ainsi qu'un soutien
personnel, famille en téte, indirect mais indispensable.

A la suite de trois ans de recherche, ma thése n’a pris réellement vie que par sa
validation devant un jury rigoureux, volontaire, entreprenant et encourageant.

Une certitude m’apparait alors clairement. Ma thése est tout, sauf le fruit d’un unique
travail personnel. Elle est le fruit du travail d’'une trés grande équipe, tant profession-
nelle que personnelle. Equipe dont je ne serai jamais assez reconnaissant.

Néanmoins, et en faisant beaucoup trop court :

Je tiens a remercier M. Guy Friedrich, Professeur des Universités & I’Université de
Technologie de Compiégne, directeur du Laboratoire d’Electromécanique de Compiégne
et mon directeur de thése pendant ces trois années. Je le remercie pour m’avoir accueilli
au sein du laboratoire, pour m’avoir proposé un sujet de thése si intéressant et pour avoir
spontanément proposé de m’encadrer. Je profite de ces quelques lignes pour le remercier
pour ’ensemble de ces années d’encadrement passionné, en tant qu’enseignant d’abord,
en tant que responsable de projet, en tant que précieux conseiller lors de mon DEA et
bien-siir en tant que directeur de thése. J’espére avoir un jour autant de clairvoyance, et
pense mesurer la chance d’avoir pu profiter de tant de sympathie communicative. Merci
tout simplement pour tout.

Je souhaite remercier M. Cédric Plasse, directeur du service Electronique de la société
Valeo Systémes Electriques, et encadrant Valeo durant ces trois années. Je le remercie
de m’avoir accueilli au sein de la société Valeo SE et de m’avoir proposé, voire réservé, ce
projet si passionnant. Je souhaite encore plus le remercier pour m’avoir toujours offert
I’essentiel : sa confiance. Lors de mon projet de fin d’étude, lors de mon DEA, pour ce

il



v

sujet de thése, pour toutes les réunions ou j'ai pu apporter une petite contribution sur
les machines & aimants. Merci pour toutes ces années et pour toute cette expérience
partagée avec moi.

Qu’il me soit permis de remercier M. Pascal Brochet, Professeur des Universités a
I’Ecole centrale de Lille, Responsable de I’équipe Conception et Optimisation des Ma-
chines Electriques du Laboratoire d’Electrotechnique et d’Electronique de Puissance
pour avoir accepté d’étre président de mon jury de thése.

Je tiens également & remercier M. Bernard Multon, Professeur des Universités a
I’ENS Cachan, antenne de Bretagne, directeur du département de Mécatronique du la-
boratoire Systémes et Applications des Technologies de I'Information et de ’Energie
pour avoir accepté d’étre rapporteur de cette thése. Nos nombreux échanges et l’en-
semble des remarques apportées avant et pendant la soutenance m’ont permis de pré-
ciser et d’éclaircir un grand nombre de points cruciaux. Je remercie en méme temps
Penseignant rencontré en DEA qui n’a cessé de transmettre sa passion et sa rigueur.

Je souhaite remercier M. Jean-Paul Yonnet, Directeur de Recherche au Laboratoire
d’Electrotechnique de Grenoble, Responsable de I’équipe Matériaux Magnétiques et Ap-
plications pour avoir accepté d’étre rapporteur de cette thése, pour I’ensemble des ob-
servations concernant le travail effectué et pour I'analyse de ce projet dans le contexte
global d’hybridation des véhicules électriques.

Que M. Michel Amiet, Directeur de la branche Génie Electrique de la Direction
Générale de ’Armement soit remercié pour avoir accepté d’étre membre de ce jury de
these et pour avoir apporté sa rigueur et sa pertinence dans ’analyse du sujet et dans
les questions abordées lors de la soutenance.

Enfin, je tiens a remercier M. Jean-Paul Vilain, Professeur des Universités a 1’Uni-
versité de Technologie de Compiégne, pour avoir accepté d’étre membre de ce jury de
thése. Je souhaite le remercier pour son étude approfondie du manuscrit et pour les
remarques constructives dont il m’a fait part avant, pendant et aprés la soutenance. Je
voudrais également insister pour remercier I’enseignant qui m’a, le premier, donné gott
au génie électrique, qui m’a donné envie de percer les mystéres de ’électricité alors que
mon parcours me dirigeait vers d’autres voies. Je le remercie pour tout ¢a et pour son
immense sympathie.

Je vais poursuivre en remerciant mes collégues Valeo pour 'aide et le soutien qu’ils
m’ont apporté, depuis mon projet de fin d’études jusqu’a la soutenance de thése. Merci
David, Nadia, Antoine, Jean-Claude, Kouakou, Arnaud, Luc, FX, Michael et Fabrice.

Je voudrais maintenant remercier I’ensemble des membres du Laboratoire d’Elec-
tromécanique de Compiégne pour m’avoir non seulement accueilli mais surtout pour
m’avoir aidé, conseillé, averti, remué comme si je faisais partie du laboratoire depuis



toujours. Je n’oublierai jamais non plus les instants de détente journaliers (réunions de
10h...) et les innombrables fous rires si bienfaisants. Aussi, merci a Christine, Christophe,
Luc, Vincent, Stéphane, Manuela, Jean-Luc, Anne, Agnés, Farah, Bogdane, Ferhat, Di-
dier, Manu, Patrice, Arnaud, et Julien. Je me permettrais d’ajouter quelques dédicaces :
merci a Patrice, sans qui rien ne pourrait tourner au laboratoire (j’inclus en téte mes
essais!) ; merci & Anne pour avoir simplifié tant de fois ma vie administrative, merci aux
jeun’s qui ne sont plus seulement mes collégues depuis bien longtemps et enfin, merci et
bon courage a Julien, ami et partenaire de bureau devant I’éternel (notre humour com-
mun, fin et délicat, pése déja par son absence...). Je vais élargir le laboratoire quelques
minutes pour inclure ici le dernier survivant de mes camarades de promotion encore
présent a Compiégne. Merci Jojo, pour ta présence et tes conseils. Nos quelques soirées
ensemble ne seront jamais oubliées.

Je tiens a terminer en remerciant mon premier soutien, ma famille. Je remercie mes
parents pour m’avoir toujours poussé a faire ce qui me plaisait, méme si cela nous a
conduit a des études bien longues. Jamais ils n’ont exprimé le moindre doute et m’ont
constamment encouragé et félicité tout au long de ce parcours. Je remercie Franck, mon
grand frére, pour avoir toujours été la. Ces remerciements ne concernant que ma theése,
je ne détaillerai pas le fait que je lui doive tant. Enfin, je remercie et souhaite bon cou-
rage & Amandine (PS). Merci de supporter et d’encourager cette passion débordante
qui m’occupe autant et ne simplifie pas toujours notre vie. Et bon courage pour le (me)
supporter encore longtemps.

Le dernier mot n’est pas un merci, mais un pardon. Pardon & tous ceux que j’ai
oubliés de citer, amis du DEA (Gareth, Lionel), collégues rencontrés dans différents
congrés, amis pouvtyp (ils se reconnaitront) et tous les autres. Merci.



vi



Table des matiéres

Table des figures

Notations

Introduction

1 Analyse bibliographique

1.1

1.2

1.3

1.4

1.5

1.6

Classement des machines synchrones . . . . . . .. ... ... .. ....
1.1.1 Machines a rotor bobiné et a poles lisses . . . . . . ... ... ..
1.1.2  Machines a rotor bobiné et a poles saillants . . . . . . . . .. ..
1.1.3 Machines a double excitation . . .. ... .. ... ... .....
1.1.4 Machines a réluctance variable . . . . . . ... ... ... ... ..
1.1.5 Machines a aimants permanents surfaciques . . . . .. .. .. ..
1.1.6  Machines & aimants permanents internes . . . . . . . ... .. ..
1.1.7 Machines a aimants permanents internes a saillance inverse . . . .
Historique . . . . . . . . . . .
1.2.1 Entrainements a vitesse variable . . . . . . .. ... .. ... ...
1.2.2  Défluxage et modes de commande . . . . . . ... ... ... ..
1.2.3 Etudes comparatives de référence . . . . . .. ... ... ...
1.2.4 Derniers développements . . . . . . . ... ... ... ... ....
Equations et commande des MAPI . . . . . . ... ... ... ......
1.3.1 Equations des machines synchrones (Park) . . . . ... ... ...
1.3.2 Equations normalisées et grandeurs caractéristiques . . . . . . . .
1.3.3  Représentation graphique (limites et modes de pilotage) . . . . .
1.3.4 Modes de commande . . . . ... ... ... ... .. ...
1.3.5 Placede TADI-MAPI . . . . . ... .. .. .. .. ... .. ....
Prise en compte de la saturation . . . . . . .. ... o000
1.4.1 Mise en évidence de la saturation . . . ... ... .. ... ....
1.4.2 Classement . . . . . . .. . . .. .. e
1.4.3 Modéles de flux pour la commande . . . ... .. ... ......
Prise en compte des pertesfer . . . . . . . .. ... oL
1.5.1 Séparation des pertes et induction sinusoidale . . . . ... .. ..
1.5.2 Induction non sinusoidale . . . . . .. ... ... ... ... ...
1.5.3 Modélisation de I’hystérésis . . . . . . .. .. .. ... ... ...
Conclusion . . . . . . . . . . e

vii

ix

XV



viii TABLE DES MATIERES

2 Commande optimale de la MAPI
2.1 Principe de la commande optimale . . . . .. .. ... ... ... ...
2.1.1 Nécessité d'une commande optimale . . . . . . . ... .. ... ..
2.1.2 Commande en couple . . . . . . . . ...
2.1.3 Modéle de I'axe électromécanique . . . . . . . .. ... .. .. ..
2.1.4 Calcul des grandeurs électromécaniques . . . . . . . .. ... ...
2.1.5 Fonctions d’optimisation . . . . . .. ... ... ... ... ...
2.1.6  Algorithme du calcul des lois de commande . . . . ... .. ...
2.2 Modeéle de la MAPI . . . . . . . . . . . ..
221 Flux . . . . e
222 Pertesfer . . .. . ..o
2.3  Recherche de lois de controle optimales . . . . . . .. ... ... .....
2.3.1 Choix desmodéles . . . . .. ... ... ... ... ..
2.3.2 Reésultats typiques . . . . . . ... o
2.4 Influence de la température . . . . . . . ... ...
2.4.1 Controle optimal direct & température élevée . . . . . . . . .. ..
2.4.2 Controle optimal adaptatif a température élevée . . . . . . . . ..
2.5 Conclusion . . . . . . . .

3 Modélisation dynamique de la MAPI

3.1 Modéle dynamique de la MAPT . . . .. ... ... ... . ........
3.1.1 Rappel du modéle linéaire . . . . . . . ... ... ... .. ....
3.1.2 Prise en compte de la saturation - Inversion du modéle des flux
3.1.3 Prise en compte des pertesfer . . . . . ... ... ...

3.2 Description du modéle dynamique développé . . . . . .. . ... ... ..
3.2.1 Consigne de couple . . . . . ... . Lo
3.2.2 Commande optimale . . . . .. . ... ... ... ... ......
3.2.3 Reégulation de courant . . . . . ... oo
3.24 Onduleur . . .. ... ... ..
3.2.5 Batterie . . . . . ..
3.2.6  Axe électromécanique (charge mécanique) . . . . ... ... ...

3.3 Applications . . . . . ...
3.3.1 Choix d’une stratégie de régulation de courant . . . . . . . . . ..
3.3.2 Simulation compléte d’un cycle de démarrage . . . .. ... ...

3.4 Conclusion . . . . . . . .

4 Validation expérimentale
4.1 Description sommaire des différents éléments . . . . . . . . ... ... ..
4.1.1 Electronique de controle . . . . . ... ... ... ... ... ...
4.1.2 Electronique de puissance . . . . ... ... ... ... ... ...
4.1.3 Bancdessais . . . .. .. ... ...
4.2 Essais directs . . . . . . ...
4.2.1 Performances en régime permanent . . . . .. ... ... ... ..
4.2.2 Performances dynamiques . . . . . . . ... ... ...
4.3 Conclusion . . . . . . ..

Conclusion générale

35
36
36
36
36
38
39
40
40
40
45
45
45
46
o1
22
23
04

57
28
o8
29
62
63
63
63
63
63
65
65
65
65
72
74

77
7
79
81
81
84
84
91
93

95



TABLE DES MATIERES ix

A Cahier des charges des prototypes réalisés 101
A1 ADI . . . 101
A2 MARS . . . 102
A3 Conclusion . . . . . . . . . e 106

B Performances de la MARS 107
B.1 Mode démarreur . . . . . . . . . ... 108
B.2 Mode moteur . . . . . . . . . . . e 110
B.3 Mode alternateur . . . . . . . .. . e 112
B.4 Conclusion . . . . . . . . . .. 114

C Essais indirects ADI 115
C.1 Résistance . . . . . . . . . . e 115
C.2 Essaiavide . . . . . . . . e e 115
C.3 Essaien court-circuit . . . . . . . . . . ... 117
C.4 Reéponse temporelle a rotor bloqué . . . . ... ... ... ... ... .. 120
C.5 Essai de couple (variation mécanique de l’angle interne) . . . . . . . . .. 123
C.6 Conclusion . . . . . . . . . . e 126

Bibliographie 127



TABLE DES MATIERES



Table des figures

1

1.1
1.2
1.3
1.4
1.5

1.6
1.7
1.8

1.9
1.10
1.11

1.12
1.13
1.14
1.15
1.16
1.17
1.18
1.19
1.20

2.1
2.2
2.3
2.4
2.5
2.6
2.7
2.8
2.9
2.10
2.11
2.12

Alterno-démarreurs intégré et séparé . . . . . . .. ... ... .. 3
Classement des machines synchrones . . . . . . . . . ... .. ... ... 6
Rotor d’une machine a rotor bobiné et a poles lisses . . . . . . . . . ... 7
Machine a rotor bobiné et a pdles saillants — Alterno-démarreur Valeo-LEC 7
Machine a réluctance variable laminée axialement . . . . . . . . . . . .. 8
Rotor d’une machine a réluctance variable a double saillance — alterno-

démarreur Valeo-LESTR . . . . . . . .. .. ... 9
Rotor d’une machine a aimants permanents surfaciques . . . . . . . . .. 10
Rotor d’une machine & aimants permanents insérés . . . . . . . . . ... 11
Rotor d’une machine a aimants permanents internes a concentrations de

flux . . o 11
Rotor de machine a aimants permanents internes . . . . . . . . . . . .. 12
Machine & aimants permanents internes & saillance inverse (type Xu) . . 12
Rotor de machine a aimants permanents internes a saillance inverse a

barriéres de flur quadrature . . . . . . ..o Lo 13
Machine a aimants permanents a double rotor . . . . . . . . . ... ... 13
Vecteurs tension et courant dans le plan d-q . . . . . . . . ... ... .. 18
Espace couple-vitesse en vraies grandeurs et en grandeurs normalisées . . 19
Courant limite dans le plan d-q¢ . . . . . . . . . . .. .. ... ... ... 22
Tension limite dans le plan d-qg . . . . . . . . .. ... ... ... ... 23
Couple dans le plan d-q . . . . . . . . . . . . . 23
Trajectoire a couple max. par ampere dans le plan d-q . . . . . . . . . .. 24
Tragjectoire a puissance mazx. par volt dans le plan d-¢ . . . . . . . . . .. 25
Grandeurs électromécaniques dans le plan d-q. . . . . . . . . . ... ... 27
Principe de la commande en couple. . . . . . . . . . ... .. ... .. 37
Modeéle électrique de la batterie. . . . . . . . . . . .. ... ... ... 37
Algorithme du calcul des lois de commande. . . . . . . . . ... .. ... 41
Trajectoire du potentiel vecteur . . . . . . . . . . . ... .. 43
Fluzx fonction des courants . . . . . . . . . . ... . 44
Table de pertes fer . . . . . . . e 45
Courant direct dans ’espace de fonctionnement (a froid) . . . . . .. .. 47
Courant quadrature dans ’espace de fonctionnement (a froid) . . . . . . 47
Rendement dans 'espace de fonctionnement (4 froid) . . . ... .. ... 49
Puissance dans l’espace de fonctionnement (a froid) . . . . . . . ... .. 49
Pertes totales dans lespace de fonctionnement (a froid) . . . . . . . . .. 50
Pertes fer dans l'espace de fonctionnement (a froid) . . . . . . . . . . .. 20

xi



xii

TABLE DES FIGURES

2.13 Induction en fonctionnement défluzé a couple nul (iq = —600+/3,i, =0) .
2.14 Variations de rendement - COD a température élevée (lois de commande
calculées a froid, machine fonctionnant a chaud) . . . . . . . . ... ...
2.15 Rendement - COA a température élevée (lois de commande calculées a
chaud, machine fonctionnant a la méme température) . . . . . . ... ..

3.1 Diagramme structurel d’une MAPI linéaire . . . . . . . . . . .. .. ...
3.2 Bloc contrainte algébrique . . . . . . .. ... o
3.3 Asservissement avec contrainte algébrique . . . . . .. ... ..
3.4 Inversion du flux g . . . . .
3.5 Inversion des flur (saturation et couplage inclus) . . . . . . . . . ... ..
3.6  Fluz fonction des courants . . . . . . . . ...
3.7 Bloc de calcul des pertes fer et bilan de puissance . . . . . . .. ... ..
3.8 Systéme complet de l’alterno-démarreur . . . . . . . . ..o
3.9 Schéma de régulation avec correcteur proportionnel sur chaque phase et
compensation de CONSLGNE . . . . . . . . i e e e e e
3.10 Schéma de régulation avec correcteur PI sur chaque axe et compensation
directe des FEM induites . . . . . . . . . . . ... ..
3.11 Compensation directe de la FEM de l'axze d . . . . . . . . .. ... . ...
3.12 Courants direct et quadrature o 500 tr/min (courants nuls a t=0, @} =
cte = =330 A, échelon de i}, de -10 a -150 A) . . . . ... ... ... ..
3.13 Courants direct et quadrature a 5000 tr/min (courants nuls a t=0, i}
cte = =330 A, échelon de i} de-10a-30 A) . ... ......... ...
3.14 Simulation d’un démarrage - machine . . . . . . ...
3.15 Simulation d’un démarrage - Tension et courants du bus continu . . . . .

4.1 Schéma du dispositif expérimental . . . . . . . . . ... ... ..
4.2  Schéma synoptique de l’alimentation de I’ADI - P. MACRET . . . . ...
4.3 Variateur de VADI-MAPI . . . . . . . . . . ...
4.4  Controle - Convertisseur - Machine . . . . . . . . . . . ... ... ....
4.5 Détails de VADI-MAPI . . . . . . . . . . . . . .. ...
4.6 Rendement et puissance mécanique en mode démarreur (isocourbes : si-
mulations, points : MeESUTes) . . . . . ... ..o
4.7 Pertes en mode démarreur (isocourbes : simulations, points : mesures) . .
4.8 Rendement et puissance électrique en mode alternateur (isocourbes : si-
mulations, points : MeSUres) . . . . . .. ...
4.9 Pertes en mode alternateur (isocourbes : simulations, points : mesures) .
4.10 Réponse a un échelon de couple . . . . . . . . . . .. ... ...

A1 Systeme ADI . . . . . . .
A2 Coupe de la machine . . . . . . . . . . . ... .. ...
A3 Systeme MARS . . . . . . . .
A4 Coupe de la machine . . . . . . . . . .. ... ...

B.1 Rendement et puissance mécanique en mode démarreur . . . . . . . . ..
B.2 Pertes en mode démarreur . . . . . . ... . o
B.3 Rendement et puissance mécanique en mode moteur . . . . . . . . . . ..
B.4 Pertes en mode moteur . . . . . . . ... e

88
89
92



TABLE DES FIGURES xiii

B.5 Rendement et puissance électrique en mode alternateur . . . . . . . . .. 112
B.6 Pertes en mode alternateur . . . . . . . . ... o o 113
C.1 Tension a vide fonction de la vitesse . . . . . . . . . . ... ... ... 116
C.2 Pertes a vide fonction de la vitesse . . . . . . . ... oL 117
C.3 Courant de court-circuit fonction de la vitesse . . . . . . . .. ... ... 118
C.4 Couple de court-circuit fonction de la vitesse . . . . . . . . . ... . ... 118
C.5 Résistance statorique dans l’essai en court-circuit . . . . . . . . . .. .. 119
C.6 Estimation du fluz de l’aimant lors de ’essai en court-circuit . . . . . . . 119
C.7 Cablage pour B=90° . . . . . . . . . e 120
C.8 Courant et tensions de l'essai a 5 =90° . . . ... ... .. ... .... 121
C.9 Fluzx de phase . . . . . . . . e 122
C.10 1q fonction de I.y¢ pour 8 = 90, 150, 180°. Traits pleins : pré-déterminations,
pointillés : mesures . . . . . .. e e e e e 122
C.11 ¥4 fonction de I.5¢ pour 3 = 90, 150, 180°. Traits pleins : pré-déterminations,
pointillés : mesures . . . ... . 123
C.12 C.y, fonction de 1.5 pour B = 90,150, 180°. Traits pleins : pré-déterminations,
pointillés : mesures . . . . . .. ..o e e 123
C.13 Lignes de champ et niweauz d’induction . . . . . . . . . .. ... ... 124

C.14 C,p, fonction de (B pour différents courants . . . . . . . . . ... ... .. 125



xiv

TABLE DES FIGURES



Notations

« :exposant pour calcul des pertes par hystérésis
g : angle interne (de couple)

AB; : variation locale d’induction

n : rendement

Q . vitesse de rotation du rotor

Wy : vitesse de base (électrique), bande passante
W : vitesse normalisée (électrique)

Wnd : gain du correcteur intégral - axe d

Wng : gain du correcteur intégral - axe q

Wy : p% (i.e. & la pulsation électrique en régime permanent)
¢ : flux (quelconque)

Ve, Uy, VY. : flux de phase

(F : flux total dans I'axe d

Vaq . flux propre de iy dans 'axe d

Vg : flux croisé de i, dans 'axe d

UVimd : flux magnétisant direct

UV : flux total di aux aimants

Unin :  flux total normalisé di aux aimants

Yy : flux total dans 'axe q

WYqd : flux croisé de iy dans 'axe q

Yqq :  flux propre de ¢, dans 'axe q

Yimg : flux magnétisant quadrature

p résistivité

0 . position angulaire (mécanique par défaut)
& rapport de saillance

A potentiel vecteur

B induction magnétique

B : induction dans la culasse statorique

By : induction dentaire

B :induction maximum (induction créte dans certains cas)
c : constante pour le calcul des pertes par hystérésis
Cy . couple de base

Cem : couple électromagnétique

Cler . couple de pertes fer

C, :couple normalisé

Cres : consigne de couple

Cy : couple utile
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d :  épaisseur d’une tole (calcul des pertes fer
1Y p
E, : tension interne de la batterie
. fréquence, fonction d’optimisation
Y
Go . fonction de transfert en boucle ouverte
Gy :  fonction de transfert en boucle fermé
Je : contrainte d’optimisation en couple
i : contrainte d’optimisation en courant
P
9p : contrainte d’optimisation en puissance
o : contrainte d’optimisation en tension
H : champ (excitation) magnétique
la, by le . courants de phase
I :  courant de base, courant batterie
?
14 :  courant direct
Iy : courant direct (valeur efficace)
Iy : courant du bus continu
Iy, : courant direct normalisé
Udref : consigne de courant direct
Tds :  courant direct
I, . courant efficace
Ir
Iy : courant d’excitation
I, :  courant d’excitation normalisé
f
Liim, . courant efficace limite
iq : courant quadrature
1, : courant quadrature (valeur efficace
q
I, :  courant quadrature normalisé
q
lgref : consigne de courant quadrature

igs courant quadrature
I, vecteur courant

K.y coefficient de pertes par courant de Foucault

ke . coefficient de correction des pertes par hystérésis (cycles mineurs)
K., . coefficient de pertes par excés

K, . coefficient de pertes par hystérésis

K, gain du correcteur proportionnel

Kpq :gain du correcteur proportionnel - axe d

Ky, :gain du correcteur proportionnel - axe q

L inductance

Ly : inductance directe

Laiin :inductance directe (en fonctionnement linéaire)
Lan : inductance directe normalisée

L, : inductance quadrature

Lgiin : inductance quadrature (en fonctionnement linéaire)
Ly : inductance quadrature normalisée

L, : inductance de fuite

My : inductance mutuelle

Meyn : inductance mutuelle normalisée

My :  masse volumique
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Udc
Ven
Vi
Ud
Va
V;iisp
‘/dn

Verr
Wim

ISP
3

nombre de conducteurs principaux par phase
nombre de paire de poles

puissance de base, puissance batterie
puissance batterie maximale

pertes par courants de Foucault
pertes fer dynamiques

puissance électrique

puissance électromagnétique

pertes fer (ou pertes fer spécifiques)
puissance mécanique

puissance normalisée

réaction d’induit normalisée
résistance interne de la batterie
résistance statorique

coefficient de saturation de 'axe d
Coefficient de saturation de I'axe g
période d’un signal sinusoidal ou temps quelconque
tension batterie

tension du bus continu

tension de charge

tension de base

tension directe

tension directe (valeur efficace)
tension disponible

tension directe normalisée

tension efficace

tension efficace limite

tension quadrature

tension quadrature (valeur efficace)
tension quadrature normalisée
vecteur tension

réactance directe

réactance quadrature
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Introduction

"ENVIRONNEMENT, la mobilité et I'utilisation optimale des énergies fossiles, par dé-

finition limitées, sont parmi les enjeux les plus importants du XXI®™ siécle. Le
transport routier, qui est un élément essentiel de la mobilité, est la cause de 20 % des
émissions de C'O, dans la zone OCDE et de I'effet de serre associé. Les pouvoirs publics,
au travers de normes de plus en plus contraignantes, conduisent les constructeurs auto-
mobiles et les équipementiers vers la recherche de solutions toujours moins polluantes
et accessibles a des cotts raisonnables. L’association des constructeurs européens auto-
mobiles (ACEA) prévoit que, pour une moyenne de 186g/100km en 1995, les émissions
de CO; devront étre ramenées a 120g/100km en 2012 [PLASSE 03].

Durant les années 1990, des efforts de recherche importants, au niveau des construc-
teurs et des équipementiers, ont porté sur les véhicules électriques purs, pour essayer
d’apporter des éléments de solutions au probléme. Les différents gouvernements a tra-
vers le monde multipliérent les incitations au développement des véhicules électriques ou
ZEV (Zero Emission Vehicles), tant au travers d’incitations fiscales et de financements
de recherches que d’impositions de nouvelles normes. Citons le cas le plus caractéristique
de I’état de Californie qui imposait sur son territoire qu’en 2003, 10 % des véhicules neufs
devaient étre du type ZEV [WESTBROOK 02|. En dépit des efforts consentis, et bien que
les véhicules électriques dépassaient déja les 100 km /h en 1899 (la Jamais Contente, dont
I’exemplaire original est conservé au Musée de I’Automobile de Compiégne), le véhicule
électrique pur ne trouva pas sa place parmi les véhicules classiques. La densité énergé-
tique des systémes accumulateurs d’énergie électrique, entre 50 et 100 fois inférieure a
la densité énergétique des moteurs thermiques, conduisit a des véhicules lourds, cotiteux
et manquant d’autonomie. Malgré un grand nombre de prototypes réalisés, peu furent
suivis de production, méme en petites séries. Citons néanmoins, le cas remarquable des
véhicules PSA, toujours en fonction dans un systéme de gestion originale, dans la ville
de La Rochelle. ’apparition de technologies de batteries plus performantes, associées a
une forte demande de la Chine, pourrait constituer une nouvelle chance pour ce type
de véhicule [FRIEDRICH 04].

Les pays industrialisés tentent maintenant de répondre au probléme de différentes
maniéres. Deux tendances semblent néanmoins se dessiner :

— l'approche japonaise misant sur une technologie hybride associant un moteur es-
sence a deux machines électriques (un moteur et un générateur). Son représentant
le plus illustre est le véhicule PRIUS de Toyota, qui connait un succés important
au Japon, mitigé aux Etats-Unis et modeste en Europe. Au-dela de la qualité
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technique, unanimement reconnue, une deuxiéme version de ce véhicule, associée
a une politique de prix et de services agressive, pourrait néanmoins accélérer la
pénétration du marché européen ;

I’approche européenne consistant en une amélioration des moteurs thermiques,
plus particuliérement du type diesel, au travers d’un controle précis. L’assistance
par une machine électrique est envisagée. Les actions menées sur ’alterno-démar-
reur s’inscrivent clairement dans ce dernier cas.

Le concept d’alterno-démarreur n’est pas nouveau, car un premier brevet fut déposé
en 1917. La machine était du type machine a courant continu et I’absence d’électronique
de puissance limitait alors son utilisation. La banalisation de I’électronique de controle
dans les véhicules, associée a la réduction des cotits de 1’électronique de puissance, permet
maintenant d’envisager des applications séduisantes pour I'alterno-démarreur :

il permet de remplacer deux machines électriques (démarreur et alternateur) et
de réduire, voire de supprimer, dans la version intégrée, poulies et courroies de
transmission ;

les démarrages du moteur thermique deviennent rapides et silencieux, autorisant
ainsi une fonction STOP and START, c’est-a-dire une voiture parfaitement silen-
cieuse (moteur coupé) durant les phases d’arrét, réduisant par la méme la consom-
mation en cycle urbain et les nuisances sonores ;

la fonction récupération, lors des phases de freinage, contribue a la réduction de la
consommation de carburant des véhicules;

une augmentation sans cesse croissante des équipements a bord des véhicules
conduit a une augmentation de la puissance électrique nécessaire. Une augmenta-
tion de la tension du réseau de bord (42V) et 'adoption des générateurs a haut
rendement et forte puissance massique semble a terme inévitable ;

la machine électrique peut assister le moteur thermique durant certains régimes
de fonctionnement. Une réalisation RICARDO-VALEO a ainsi pu remplacer un
moteur 1,9 1 diesel injection par un moteur 1,2 1 assisté par un ADI asynchrone
|PLASSE 03| avec un confort accru et une consommation réduite ;

un controle spécifique de 'alterno-démarreur intégré peut permettre de réduire la
taille et donc la masse du volant d’inertie, nécessaire au fonctionnement du moteur
thermique ;

un surdimensionnement de la machine (ADI), associé & un embrayage supplémen-
taire, permet d’envisager un véhicule de type ZEV hybride paralléle, dans des
conditions économiques viables.

La figure 1 présente les deux systémes d’alterno-démarreur, intégré ou séparé.

Les atouts de 'alterno-démarreur sont, nous le voyons, nombreux. Néanmoins, une
analyse plus approfondie montre que le systéme électrique (machine, convertisseur,
controdle) est particuliérement contraint, tout particuliérement dans le domaine de ’au-
tomobile, dans lequel les notions de cotits sont fondamentales. La société VALEO et le
Laboratoire d’Electromécanique de Compiégne (LEC) ont uni leurs efforts au travers
d’une structure de recherche originale (Laboratoire partagé) pour déterminer la meilleure
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(a) ADI

Convertisseur électronique

Circuit de refroidissement

4
\ ' Interface

Démarreur rapide et silencieux
Aide au décollage

(b) ADS (MARS)

Fic. 1 — Alterno-démarreurs intégré et séparé



4 INTRODUCTION

solution pour cette fonction pour des structures ADI (Alterno-Démarreur Intégré) et
ADS (Alterno-Démarreur Séparé). Deux théses ont été soutenues pour des machines de
type asynchrone |Ly 03, KONIECZKA 03|. Une comparaison de performances entre ces
machines et une machine a rotor bobiné a été effectuée [FRIEDRICH 02].

Le travail présenté correspond au troisiéme volet de cette comparaison et porte sur les
possibilités d’application d’une machine de type aimants permanents. La méthodologie,
suivie pour I’étude des trois types de machine, est la suivante :

— élaboration d’un cahier des charges commun aux différentes machines ;

— dimensionnement optimal ;

— choix de lois de controle optimales et validation en régime dynamique;

— réalisation d’un prototype industrialisable ;

— validation sur banc et mesure des performances;

— éventuel montage sur véhicule (la version asynchrone ayant donné lieu a différents

démonstrateurs).
Les cahiers des charges (ADI et ADS) sont présentés en annexe A et servent de base a
cette comparaison. Le dimensionnement optimal a été effectué au sein du Laboratoire
d’Electromécanique de Compiégne (LEC) par Jean-Marie Biedinger et ne sera pas pré-
senté dans le cadre de ce document. Les deux structures d’alterno-démarreur ont été
analysées (ADI et ADS) ; néanmoins, dans un souci de clarté, seule la version ADI sera
présentée dans ce document et ’annexe B présentera les performances de la version ADS.

Le manuscrit présenté s’articule autour de quatre chapitres principaux :

— une analyse bibliographique permettra de faire le point sur les structures de ma-
chines a aimants permanents, en s’intéressant plus particuliérement aux différentes
possibilités de défluxage, tant au niveau de la structure que des lois de controle de
base (mode linéaire). Une attention particuliére sera ensuite portée aux différentes
approches utilisées pour la prise en compte de la saturation et des pertes fer. Cette
partie justifiera ainsi la structure de la machine & aimants permanents et les choix
effectués pour sa commande optimale ;

— le chapitre 2 décrira, de maniére précise, les choix effectués au niveau de la modé-
lisation, afin de réaliser un controle optimal de [’axe électromécanique. Une loi de
controle adaptative en fonction de la température sera justifiée et présentée ;

— le chapitre 3 complétera le précédent par une modélisation dynamique du systéme.
Apreés avoir proposé une modélisation originale de la machine saturée, deux fonc-
tionnements difficiles seront envisagés, montrant ainsi 'importance fondamentale
de ce type de simulation pour I'application considérée ;

— le chapitre 4 décrira le dispositif expérimental et validera la modélisation effectuée
par une comparaison des cartographies de rendement et de pertes calculées et
mesurées.
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Analyse bibliographique
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6 CHAPITRE 1. ANALYSE BIBLIOGRAPHIQUE

CE CHAPITRE introductif va nous permettre d’aborder les différents travaux réalisés
sur les machines synchrones en général, et sur les machines & aimants permanents
(MAP) en particulier. Outre les rappels historiques concernant I’évolution des MAP,
nous établirons un classement exhaustif et illustré des machines synchrones.

Les équations de bases qui régissent les MAP seront rappelées, et nous préciserons
les modes de commandes spécifiques aux MAP, ainsi que leur représentations.

Nous terminerons notre recherche bibliographique en mettant en évidence la néces-
sité, et la difficulté, & prendre en compte la saturation magnétique et les pertes fer dans
ce type de machine.

1.1 Classement des machines synchrones

En reprenant le principe de la classification de CHALMERS et de ces collégues [BIANCHI 00],
on peut agencer I’ensemble des machines synchrones comme 'indique la figure 1.1. Les
machines sont distinguées par la nature de leur excitation (bobinages, aimants perma-

nents, etc.) et par leur rapport de saillance : £ = E—Z (Cf. 1.3.2).

Machines synchrones

Rotor bobine Double excitation Aimants permanents Réluctance

I variable
I
I . | . I

A A AP internes AP internes

s;ﬁ!fnsts E’soslgz ! saillance surfaAc? ues (saillance !

| inverse 4 normale) |
I I

&<1 &=1 & quelconque &<1 &=1 &>1 E<lou &>l

FiG. 1.1 — Classement des machines synchrones

1.1.1 Machines a rotor bobiné et 4 podles lisses
Elles sont caractérisées par une excitation bobinée (donc commandable) et par un

rapport de saillance unité. La figure 1.2 montre un rotor typique.

On peut inclure dans cette partie les machines synchrones a griffes !, trés fréquem-
ment utilisées dans 'automobile pour réaliser les alternateurs classiques.

1.1.2 Machines a rotor bobiné et & pdles saillants

A la différence de la machine précédente, les poles sont saillants, et le rapport de
saillance est inférieur a 'unité (Lq > L,). Le Laboratoire d’Electromécanique de Com-
piégne? (LEC) a mené plusieurs études concernant ce type de machines [FRIEDRICH 91,

1. il existe un trés léger effet de saillance que ’on néglige en général
2. Université de Technologie de Compiégne
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Fi1G. 1.2 — Rotor d’une machine a rotor bobiné et a podles lisses

FRIEDRICH 94|. La société Valeo Systémes Electriques en partenariat avec le LEC a réa-
liseé une motorisation pour véhicule électrique, ainsi qu'un alterno-démarreur basé sur
cette topologie [CHEDOT 00] dont le rotor est illustré par la figure 1.3.

F1G. 1.3 — Machine a rotor bobiné et a pdles saillants — Alterno-démarreur Valeo-LEC

Bien que la saillance soit flagrante et paraisse prononcée, il est pourtant difficile
d’obtenir des rapports de saillance inférieur a 0.5.
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1.1.3 Machines & double excitation

Ces machines peuvent combiner les principes de tous les types de machines existantes.
On peut ainsi trouver un trés grand nombre de structures envisageables que nous ne
détaillerons pas. Pour plus d’informations sur ces machines hybrides particuliéres, on
peut se référer aux travaux du Laboratoire d’Electricité Signaux et Robotique ® (LESiR-
SATIE) et en particulier aux études |[AMARA 0la, AMARA 01b].

1.1.4 Machines a réluctance variable

On peut trouver toutes sortes de machines a réluctance variable. D’ailleurs, MILLER
les considére comme des machines a aimants permanents internes dont le flux de l'ai-
mant serait nul [SOONG 94|. Cela permet de mettre en commun toutes les structures de
machines a aimants et toutes celles a réluctance variable. La plupart des auteurs trai-
tant des machines a aimants internes sont des références pour les machines a réluctance
variable. Citons MILLER et LIPO pour I'exemple [MILLER 89, XU 91]. Les derniéres
études, visant a augmenter le rapport de saillance, se sont tournées vers les machines a
rotor laminé axiallement [BETZz 91, BETZ 93, SOONG 95| (Cf. figure 1.4).

Fic. 1.4 — Machine a réluctance variable laminée axialement

Néanmoins, les machines a double saillance (stator et rotor) classiques sont toujours
d’actualité. En France, ce domaine fait partie des travaux de prédilection du LESiR
(cité auparavant) qui a permis a la société Valeo Systémes Electriques de réaliser un
alterno-démarreur de ce type (Cf. figure 1.5).

Les machines a réluctance variable se comportent d’autant mieuz que leur rapport
de saillance est élevé. Dans la littérature, BOLDEA a réussi a réaliser une machine dont

3. Ecole Normale Supérieure de Cachan
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@‘:—?‘:\W
BE

Fic. 1.5 — Rotor d’une machine & réluctance variable ¢ double saillance — alterno-
démarreur Valeo-LESiR

le rapport de saillance atteint 20 [BOLDEA 92| mais la plupart des machines ont un
rapport de saillance compris entre 5 et 14 (5 < £ < 14).

1.1.5 DMachines 4 aimants permanents surfaciques

Leurs caractéristiques principales sont I’absence de saillance (¢ = 1) d’une part
et de trés faibles inductances d’autre part. Leurs principales applications concernent
la robotique et les entrainements a dynamique trés élevée. De nombreux auteurs s’en
servent comme références par rapport aux machines a aimants internes et ont donc mené
des études poussées [SEBASTIAN 87, BOSE 88, VAS 90, ADNANES 91].

Le LEC et la société Valeo Systémes Electriques ont réalisé un moteur de ce type pour
véhicule électrique |[FRIEDRICH 98| (Cf. figure 1.6).

Typiquement, ces machines possédent un flux d’aimant normalisé* compris entre 0.8

et 0.96 (0.8 < ¢, < 0.96).

1.1.6 Machines & aimants permanents internes

Sont incluses ici les machines & aimants permanents internes (MAPI) a saillance
normale, ¢’est-a-dire pour £ > 1. C’est le type de machine que I'on trouve classiquement,
dans la littérature et il s’agit de notre référence pour cette étude. Les MAPI comprennent
elles-mémes des structures trés diverses. On trouve :

1. Les machines a aimants insérés : basées au départ sur des structures a aimants
surfaciques dont on aurait inséré les aimants dans le rotor. On peut se référer

4. Ce critére est explicité a la section 1.3.2. Il s’agit du rapport entre la FEM 4 vide & la vitesse de
base et la tension d’alimentation maximale
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Laminated
core

i A { permanent
: magnet

A

(b) Prototype Valeo-LEC

F1G. 1.6 — Rotor d’une machine a aimants permanents surfaciques

a [SEBASTIAN 87| et [XU 95] pour des études comparatives approfondies. La fi-
gure 1.7 nous montre une structure typique de rotor.

2. Les machines a aimants implantés radialement, souvent appelées machines a concen-
tration de fluz (Cf. figure 1.8).

3. Les machines a aimantation radiale : ce sont les seules appelées Interior Permanent
Magnet machine dans la littérature. Etant les plus anciennes et les plus classiques,
de nombreux articles leur sont consacrées : [JAHNS 86, JAHNS 87, SEBASTIAN 87,
SCHIFERL 90, MILLER 89| pour les plus importants. Cette machine est beaucoup
utilisée pour les applications liées a la traction électrique. La société Valeo Sys-
témes Electriques et le LEC ont développé une amélioration de ce type de machine
pour une application alterno-démarreur [CHEDOT 01]°.

La figure 1.9 montre deux rotors, le premier classique et le second développé au
LEC.

5. et thése en cours
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F1G. 1.7 — Rotor d’une machine a aimants permanents insérés

[ R R
\ \‘: :\.‘. \‘?‘

FiG. 1.8 — Rotor d’une machine a aimants permanents internes a concentrations de fluzx

1.1.7 Machines & aimants permanents internes & saillance in-
verse

Ces machines sont beaucoup plus récentes. On en trouve pour l'instant de trois
sortes :

1. Une machine atypique réalisée par XU et ses colléegues [XU 95| (Cf. figure 1.10)

2. Les machines a barriéres de flux quadrature : tirées des machines & aimants surfa-
ciques ou internes a concentration de flux dont on réduit I'inductance quadrature
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(a) Classique (b) Application alterno-démarreur Valeo-
LEC

F1G. 1.9 — Rotor de machine a aimants permanents internes

p anent
magnet

(in mm)

F1G. 1.10 — Machine a aimants permanents internes a saillance inverse (type Xu)

en insérant des barriéres de flux. La figure 1.11 montre ce type de rotor.

Le rapport de saillance de ce type de machine descend difficilement en dessous de
0.4.

3. Les machines a double rotor : elles combinent le plus souvent un rotor de MAPS
et un rotor de MRV. Selon la longueur de chaque partie du rotor et ’angle entre
les axes directs respectifs, presque toutes les configurations (saillance et flux d’ai-
mants) peuvent étre obtenues. L’étude de CHALMERS |[CHALMERS 96| présente et
étudie toutes les possibilités de ces machines en terme de défluxage. La figure 1.12
représente la machine étudiée dans cet article.

Ce type de machine peut tout aussi bien étre calculé de maniére & avoir une



1.2. HISTORIQUE 13

(a) Basé sur une MAPI (b) Basé sur une MAPS

Fic. 1.11 — Rotor de machine a aimants permanents internes a saillance inverse @
barrieres de flux quadrature

rotor shaft

Reluctance part Permanent-magnet part :

17

axial laminations ‘ o
separated by Laminated \
insulation sheets core >
-~
non-magnetic \ /%

parts S
permanent

'S v

Loz
177 magnet
I

Fi1G. 1.12 — Machine a aimants permanents a double rotor

saillance normale ou inverse. Elle est plutot placée dans la catégorie des machines
a saillance inverse car les machines pouvant réaliser cette particularité sont plus
rares.

1.2 Historique des machines synchrones a aimants per-
manents

1.2.1 Entrainements a vitesse variable

Les machines & aimants permanents connaissent leur premier essor dans les années 50
avec le développement des aimants Alnico. Pour la plupart, ces machines sont des al-
ternateurs a aimants radiaux a concentration de fluz (cf. 1.1.6). Le développement de
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versions moteurs prendra plus de temps et ne sera formalisé que quelques années plus
tard avec notamment [CAHILL 62|. Avec amélioration constante des matériaux durs,
les moteurs a aimants permanents se multiplient de plus en plus, en particulier ceux
possédant des cages d’amortisseurs permettant un démarrage asynchrone sur un réseau
a fréquence fixe. On parle de self-starting permanent-magnet synchronous motor.

Au début des années 80, ces moteurs & aimants permanents se voient dotés d’une

électronique de puissance, elle-méme en pleine expansion. Ce type d’alimentation va
permettre d’ouvrir le domaine des applications a vitesse variable aux machines a ai-
mants. Les premiéres études importantes sur ce sujet ont commencé en France avec
LAJOIE-MAZENC dans, par exemple, [LAJOIE-MAZENC 84, LAJOIE-MAZENC 85]|. Il est
intéressant de noter que dés cette époque, on remarque qu’une machine dont les aimants
sont placés a 'intérieur du rotor présente des intéréts dans les applications a large espace
de fonctionnements |[HONSINGER 82|.
Les études qui vont suivre vont traiter exclusivement de la zone de fonctionnement a
couple maximum, c’est-a-dire pour des vitesses qui n’imposent pas de limite en tension.
CHALMERS, HAMED et BAINES font une étude assez compléte d'une machine a aimants
internes, tant sur sa structure que sur ces performances, qui illustrent les préoccupations
de I’époque |[CHALMERS 85|.

1.2.2 Défluxage et modes de commande

Ce n’est qu’a partir des études [SNEYERS 85, JAHNS 86, JAHNS 87, SEBASTIAN 87|
que le fonctionnement au-dela de la vitesse de base est abordé. Ces auteurs introduisent
la notion de field-weakening en référence aux machines a courant continu et aux ma-
chines synchrones a rotor bobiné qui peuvent travailler au-dela de la vitesse de base en
réduisant le champ de l'excitation. Pour les machines a aimants, JAHNS précise qu’il
convient mieux de parler de flur-weakening. En effet, ce déflurage consiste a utiliser
la réaction d’induit pour réduire le flux de I'aimant dans ’entrefer sans pour autant,
bien str, modifier son induction rémanente. Il est montré que les machines a aimants
permanents internes possédent des qualités structurelles favorables a ce type de fonction-
nement. Cette aptitude est confirmée dans |[BOSE 88| et surtout dans [SCHIFERL 90|, ot
est mené la premiére étude sérieuse sur 'effet de la variation des paramétres des ma-
chines a aimants permanents internes. SCHIFERL et LIPO vont formellement déterminer
le critére de design optimal en ce qui concerne les possibilités de défluxage. A savoir que :
sous le courant nominal, le flux créé par la réaction d’induit doit étre capable d’annuler
le flux de l'aimant dans [’entrefer. Des machines réalisant ce critére peuvent en théorie
atteindre une vitesse maximale infinie d’une part, mais surtout elles possédent une plage

de vitesse a puissance constante infinie également !

JAHNS, L1PO, puis VAS dans [VAS 90| vont proposer des méthodes pour prendre
en compte la limitation en tension de ces machines et donc permettre aux machines
de passer en mode de défluxage. Néanmoins, ce n’est qu’avec 'article de référence de
MORIMOTO et de ses collégues : [MORIMOTO 90|, que l'on distingue clairement les
différents modes de fonctionnement des machines synchrones & aimants permanents
internes. Ces modes sont :
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1. mode I : zone de fonctionnement & couple maximum par ampére. Ce mode est
uniquement limité par le courant maximum admissible par 1’alimentation et/ou la
machine. Il peut étre maintenu tant que I’on dispose de la tension nécessaire pour
conserver le controle des courants injectés.

2. mode II : c’est le mode de défluxage. Les courants sont controlés de maniére a se
trouver constamment en limite de tension et de courant. Les machines satisfaisant
le critére de design optimal peuvent maintenir ce mode jusqu’a une vitesse infinie.
Les autres peuvent soit le maintenir jusqu’a leur vitesse limite de fonctionnement,
soit passer au mode suivant.

3. mode III : certaines machines peuvent en effet basculer dans la zone de fonc-
tionnement & puissance maximale par volt et ainsi fournir du couple jusqu’a une
vitesse infinie. En revanche, dans ce mode, elles ne sont plus en zone de puissance
constante.

Ces trois modes et les équations qui les régissent seront traités dans une section ul-
térieure (cf. 1.3.4).
Désormais, tous les auteurs traitant du sujet reprendront cette classification en trois
modes et les lois de commande qui en découlent. MORIMOTO lui-méme applique sa
théorie sur de nombreuses machines en incluant d’autres parameétres pratiques dans ces
algorithmes. [MORIMOTO 93a, MORIMOTO 93b, MORIMOTO 94b, MORIMOTO 94a)

Du point de vue de la structure et du fonctionnement propre des machines a aimants
(propriétés électromagnétiques, formes d’onde, détermination des paramétres impor-
tants), [MILLER 89| constitue Pouvrage de référence a suivre et a consulter.

1.2.3 Etudes comparatives de référence

Fort des nombreux travaux réalisés sur le sujet, et appliquant les régles de MoO-
RIMOTO pour la commande, deux études remarquables vont étre réalisées & un an
d’intervalle : la premiére par SOONG et MILLER [SOONG 94|, la seconde par MULTON
[MULTON 95|. MILLER introduit une classification de machines oul les machines a réluc-
tances et celles & aimants surfaciques ne sont que des cas particuliers de la vaste catégorie
des machines & aimants internes. Ces derniéres, dont le fonctionnement est exprimé au
travers de leurs équations de Park normalisées [SEGUIER 94, MILLER 89, HARRIS 70|,
peuvent étre caractérisées par deux paramétres : leur rapport de saillance (rapport de
'inductance quadrature sur l'inductance directe ) et leur flux d’aimant normalisé. Grace
a ces deux outils, un IPM plan (plan de paramétres des machines & aimants internes)
ayant le flux et le rapport de saillance en abscisse et ordonnée (respectivement) permet
de représenter 'infinité des machines existantes en fonction de critéres de performances.
Ces critéres sont l'allure de la caractéristique couple-vitesse, le facteur de puissance, la
puissance ou le couple maximal, etc. SOONG et MILLER généralisent ainsi la notion de

6. en fonctionnement linéaire
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classe de machines & aimants utilisée auparavant : machines a réluctance, machines a
aimants surfaciques et internes, a vitesse limitée ou infinie [SOONG 93b].

MULTON reprend le méme type de paramétres et y ajoute la réaction d’induit nor-
malisée (cf. 1.3.2) qui permet de quantifier la capacité de défluxage des machines. En
fait, ce critére est une normalisation du critére de design optimal. On peut désormais
voir immédiatement si une machine satisfait le critére de design optimal et si elle pos-
sede un mode III. Cette étude, comme la précédente, met ’accent sur l'influence des
paramétres de la machine sur la plage de vitesse & puissance constante et sur le facteur
de puissance, image d’une bonne (ou mauvaise) utilisation de 'onduleur.

Ces deux articles sont a remarquer également pour leur revue de littérature extréme-
ment détaillée et le grand nombre de machines prises en compte dans leur classement.

1.2.4 Derniers développements

Depuis 1995, la plupart des études empruntent deux voies différentes.

La premiére consiste a tenter d’augmenter le rapport de saillance des MAPI. C’est le
cas des machines a multiples barriéres [HONDA 98, MORIMOTO 01], et en particulier
des machines laminées axiallement [SOONG 95]. En fait, ces machines sont des machines
a réluctance variable dans lesquelles on insére des aimants permanents fins. De cette
maniére, il est possible d’atteindre le critére de design optimal avec le minimum de
contribution des aimants. On parle de machines & réluctances variables assistées par
aimants permanents. Cette idée n’est pas nouvelle, LIPO et ses collégues en 1990 puis
FRATTA et ses collégues en 1992 I'avaient déja abordée dans le cadre du défluxage. La
mise au point de MRV plus performantes a permis de réactualiser 'idée de départ.

La seconde voie s’oriente dans le développement de structures a saillance inverse. MUL-
TON présentait déja dans [MULTON 95| des avantages a l'utilisation des ces machines,
surtout du point de vue du facteur de puissance. Seuls XU et ses collégues [XU 95] dis-
posaient alors d’une structure a aimant capable de réaliser cette caractéristique, mais au
prix d’une réalisation trés difficile. Depuis, les machines & double rotor [CHALMERS 96|
et surtout les machines a barriéres de flux quadrature [IONEL 95| permettent d’inverser
la saillance et d’obtenir de bonnes caractéristiques plus facilement. Une étude compara-
tive remarquable entre MAPI a saillance normale et inverse a été réalisé parBIANCHI,
BOLOGNANI et CHALMERS en 2000 [BiaNcHI 00]. Aprés un classement de machines
synchrones 7, une comparaison théorique (éléments finis) et pratique sur des machines &
concentration de flux avec ou sans barriéres de flux quadrature permet de cerner avan-
tages et inconvénients de ces machines et surtout de distinguer le contexte d’applications
ou elles sont privilégiées.

7. que nous avons repris section 1.1
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1.3 Equations des machines synchrones,
représentations de base,
et commande classique

La particularité de cette étude réside dans I'importance des non-linéarités attachées a

I’application alterno-démarreur. Nous verrons en détails ’ensemble de ces non-linéarités,
le fait qu’on ne puisse pas les négliger et enfin le moyen de les intégrer dans une com-
mande optimale efficace.
Cependant, dans un but pédagogique, nous allons prendre le temps de revoir en détail
le fonctionnement des machines synchrones en régime linéaire. Nous allons, dans cette
section, négliger la saturation magnétique et les différentes pertes. Cette approche sim-
plifiée va nous permettre de mettre en évidence les différents modes de fonctionnement
des machines synchrones a aimants, d’utiliser une représentation graphique trés pratique
pour la compréhension et de présenter simplement le principe de la commande optimale
de ces machines.

1.3.1 Equations des machines synchrones (Park)

Pour établir ces équations, on néglige la saturation magnétique et les effets ther-
miques. On trouvera les démonstrations complétes et les explications dans [SEGUIER 94].
Comme nous l'avons vu a la section précédente, les machines & aimants appartiennent
a I’ensembles des machines synchrones. Du point de vue de leur commande, on peut
trés bien les considérer comme des machines a rotor bobiné mais a excitation constante.
Pour ne pas briser le lien entre machine a rotor bobiné et & aimants, et pour laisser au
lecteur la possibilité de faire cette comparaison, nous avons décidé d’indiquer les équa-
tions régissant les machines a rotor bobiné. Nous les trouverons entre parenthéses dans
ce qui suit.

— Equations des flux :

Vg = Lgiqg+ Yum

(Ya = Lgia+ Myzly)
Vg = Lqig
— Equation des tensions :
. dYg
Vg = Rde + W swq
d
Vg = Rsiq + % + wswd

— Couple électromagnétique :
Cem = p(Yaiq — Vqia)

— Puissance électrique :
Pe = Ud’id + ’l}qiq
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En régime permanent et en intégrant les équations des flux, on obtient :

Cem = D [(Ld - Lq)id + wM] iq (1.1)
(Cem = pl(La— Lg)ta + Magly]iq) (1.2)
Vg = Rsid - wquiq (13)
vy = Rsig+wsLyiq +wsnm (1.4)
(Uq = Rs'iq + wSLdid + wsMaf]f) (15)
Pe = Udid + quq (16)
i2 + 12
T (1.7)
3
v2 + v?
Vers = ‘ 3 : (1.8)

On peut également travailler avec les valeurs efficaces de ces grandeurs en divisant
chaque équation par v/3. On différencie ces valeurs par une majuscule. Cela donne par
U}st

V3
——
E
La figure 1.13 représente ces tensions et ces courants dans le plan d-q.

exemple pour 'équation 1.4 : V, = Ryl +wsLglg +

j-Xa.lq

q
\
\
\
j.Xd.ld Rsls)
Is

Vs

Fi1G. 1.13 — Vecteurs tension et courant dans le plan d-q

1.3.2 Equations normalisées et grandeurs caractéristiques des
MAPI

Lors de la phase de calcul des lois de commande optimales, les équations normalisées
n’apportent pas d’avantages particuliers. En revanche, en pré-étude, cette normalisation
nous permet de comparer de nombreuses machines entre elles, méme si leurs applications
réelles sont tres différentes. Ces grandeurs normalisées vont servir de support & une
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représentation graphique des limites et des modes de pilotage des MAPI. Elles conduiront
a introduire de nouveaux facteurs caractérisant les machines entre elles.

Equations normalisées

Dans cette partie, nous négligeons toujours la saturation magnétique et les effets
thermiques. Ajoutons que nous négligeons désormais la résistance statorique et que nous
considérons ’onduleur comme une source de tension parfaite limitée a la tension V};, et
qu’il peut délivrer un courant créte maximum égal a LimV/2.

La machine, correctement pilotée, est capable de fournir un couple maximal sous le
courant [, jusqu’a une certaine vitesse limite, dite de base, a partir de laquelle nous ne
disposons plus de la tension nécessaire pour injecter ce courant. Ce point de fonction-
nement est caractérisé par une tension de base V, = V};,,, un courant de base I, = I};,,
et la vitesse de base wy®. (Ainsi que Iy, = Ijiim). Nous allons définir des grandeurs
normalisées par rapport a ces grandeurs de bases telles que : w,, = “’—b V,=YX I, = IIT,7
(et Ip, = %) La figure 1.14 illustre cette normalisation.

C VI

Cmax=10 Nm

Vb=30V \

wb=100 rads 500

\/
2

Cn, Vn, In

A
Vn=1
In=1 [ — 7

Cnmax f

v

wn=1 5

F1G. 1.14 — Espace couple-vitesse en vraies grandeurs et en grandeurs normalisées

De cette maniére :

‘/dn:_

8. pulsation électrique
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Et pour les mémes raisons, on va étre amené a poser :

WdeIb
Ly, =
T
et

Datm = Wy

AV
waafn
Ma n— "<, =
(May W )

afin d’obtenir : Vi, = wy Lanlan + wnnm (€t Vi = Wy LanLan + wn Mapnd )

Enfin, en posant Cj, = 3pVZ—f’ et P, = 3V,1,, on obtient :

Cn = [(Ldn - an>Idn + an] an
(Cn = [(Lan — Lgn)Lan + Magnlyn] Ign)

et
Pn = Wn [(Ldn - an)[dn + an] an
(Pn = Wn [(Ldn - an)Idn + Mafnlfn] ]qn)
Résumé :
u)deIb
Ly, = 1.9
d v (1.9)
waqu
L,, = ——— 1.10
q ‘/b ( )
Wy
D = 1.11
Vi3 —
wyM s
(Mafn = ) (1.12)
! e
‘/:Jn wnLandn + wann (114)
(V;m wnLdnldn + wnMafIfn) (115)
Cn [(Ldn - an)Idn + an] an (116)
(Cy [(Lan — Lgn)Lan + Mol sn] Iy (1.17)
Pn W, [(Ldn — an)Idn + ¢Mn] ]qn (1.18)
(Pn W, [(Ldn — an)[dn + Mafffn] an) (1.19)

Du fait de ces notations, on remarque que I.¢y = Ij,, <= I, = 1, que Viyp =
Viim <= Vo, =1 (et que Iy = Iy, <= Iy =1)

Pour plus de détails, on pourra se référer & [MILLER 89, HARRIS 70).
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Grandeurs caractéristiques des MAPI

Nous allons maintenant mettre ’accent sur trois grandeurs qui nous permettent de
classer et de comparer les différentes topologies des MAPI (et des MRV).

1. La premiére est le rapport de saillance :

52@ :ﬁ
Ly, Lq

Il détermine I'importance de la saillance pour la machine et permet donc de dis-
tinguer les MAPI en fonction de leur saillance. Par exemple, les MAPS ont un
rapport de saillance unité (Lg, = Lgy,).

2. La seconde est le flux d’aimant normalisé v,,. Il détermine 'importance des
aimants pour la machine, et permet de classer les MAPI en fonction de leur ai-
mantation. Par exemple, les machines a réluctance ont un flux d’aimant nul.

3. La troisiéme est la réaction d’induit normalisée :
o Ldn
an

Elle permet de classer les MAPT vis-a-vis du critére de design optimal en terme de
défluxage (cf. section 1.2.3). Une machine possédant ce type de design a la possi-
bilité d’annuler entiérement le flux de 'aimant dans ’entrefer lorsque I’on injecte
le courant limite dans ’axe direct. Ce critére correspond & r» = 1, en terme de
réaction d’induit normalisée. De la méme maniére, les machines ayant une vitesse
maximale limitée sont caractérisées par r < 1. Elles n’ont pas la capacité d’annu-
ler le flux de I'aimant dans I'entrefer, juste de le réduire. Enfin, les machines non
optimales du point de vue du défluxage mais possédant un mode III sont carac-
térisées par r > 1. Elles sont capables d’annuler le flux de ’aimant mais avec un
courant direct inférieur au courant limite. Une partie des possibilités offertes par
I’alimentation n’est pas utilisée.

r

1.3.3 Représentation graphique des limites et des modes de pi-
lotage des MAPI

L’alterno-démarreur fonctionnant a des niveaux de saturation et pour des limites
(courant, tension) fortement variables, cette approche linéaire ne peut pas s’appliquer
mais elle permet une analyse des différentes limites et modes de pilotage de la MAPI.
Classiquement, ces différentes limites sont représentées dans un repere 74, 7,. Le but de
ce paragraphe est de mettre en valeur et de justifier cette représentation graphique des
différentes grandeurs électromécaniques dans le plan d-q souvent employée dans les ou-
vrages de référence |[JAHNS 87, SCHIFERL 90, MILLER 89, MORIMOTO 90, MULTON 95,
SOONG 94|. Cette représentation est parfois appelée circle diagram. Elle fait apparaitre
trois types de grandeurs : les limites physiques, les isocouples et les trajectoires opti-
males.
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Limites physiques

Les limites physiques sont constituées par le courant et la tension d’alimentation. Le
courant est limité par I’onduleur ou par des considérations thermiques dans la machine.
La tension est limitée par la valeur maximum de la tension du bus continu.

— La limite de courant est un cercle de centre O et de rayon unité. En effet :
I3, + 12, =1

Courant limite dans le plan d—q
T T T

Idn

FiG. 1.15 — Courant limite dans le plan d-q

— Les courbes de tension limites sont des ellipses de centre (—%, 0) dont les axes
sont inversement proportionnels a la vitesse : (Cf. figure 1.16)

Vin + Vg =1
(_wnan[qn)Q + (wnLandn + wann)Q =1

2 2
Idn + Barn I n
wnLgn wnan

Isocouples

Les courants %4, i, générants des couples constants forment des hyperboles définies
par : (Cf. figure 1.17)

Ch

1, =
! (Ldn - an)[dn + ¢Mn




1.3. EQUATIONS ET COMMANDE DES MAPI 23

Tension limite dans le plan d-q

1+ q
Vitesses croissantes X\

04 i
0.6 : : .

0.8 e e e

-2 -15 -1 -0.5 0 0.5 1
Idn

Fi1G. 1.16 — Tension limite dans le plan d-q

Couple dans le plan d-q
T

Couples croissants
0.8

0.6

0.4

0.2

Ign

-0.2

-0.4

-0.6

-0.8 Couples décroissants

(négatifs)

-2 -15 -1 -0.5 0 0.5 1
Idn

Fi1G. 1.17 — Couple dans le plan d-q

Trajectoires optimales

Le plan i4, ¢, est également propice a la représentation des trajectoires optimales :
celle & couple maximum par ampére et celle a puissance maximale par volt.

— La trajectoire a couple maximum par ampére est déterminée en résolvant : (Cf. fi-
gure 1.18)

aC,
Ol

0

en prenant I, = Ifff — I? dans l'expression du couple. Cela revient a résoudre
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(Ldn — an)L?n + an[dn — (Ldn — an)Ign = (0 d’ou on tire :

¢Mn an

= L~ L) \/ B (1.20)

2

+ 12
an)} o
La figure 1.18 représente la trajectoire donnée par ’équation 1.20 (en traits plein).
Le point de fonctionnement P permet de visualiser I'intérét de cette trajectoire :
pour un couple donné (hyperbole de couple) le point de fonctionnement (couple
(id,iq)) qui tire le moins de courant efficace se situe sur cette trajectoire. D’un
autre point de vue, on constate que pour un courant donné (cercle centré a ’ori-
gine), le couple maximum réalisable correspond a une hyperbole tangente a ce
cercle. Le point de tangence est sur la trajectoire a couple maximum par ampére.

Trajectoire a couple max. par ampére dans le plan d-q
T T

1t ; q 4
C/l max /
0.8 / N
/
[
0.6 S =< N
-~ ~
N
2 P N

0.4 P

L2z /
Couple au point i \
0} de fonctionnement P . | |

Ign

02 Courant au point \ / b

de fonctionnement P \ /
.04 - \

06 F : G 4

08 4

-2 -15 -1 -0.5 0 05 1
ldn

Fi1G. 1.18 — Trajectoire a couple mazx. par ampeére dans le plan d-q

— Enfin, la trajectoire donnant la puissance maximale par volt est déterminée en

résolvant : (Cf. figure 1.19)

opr,
8]dn B

0

2
= L_(lm\/<i> — (Lanlan + ¥am)? dans Pexpression de la puissance.

en prenant g, =
n

En posant ([MORIMOTO 90|) 14, = Aly, — ﬁ”j”, il est alors facile de trouver :

2
LQn¢Mn - \/(an¢Mn)2 + 3<Ldn - an)2 <i>

Aly, =
¢ 3Ldn(an - Ldn)
¢Mn
1y, = Aly, —
d: d Ldn
1 1)°
Ln = —+/(—) = (LanAL)2
! Lgn (wn) (La in)
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La figure 1.19 représente cette trajectoire. On retrouve le méme type de remarques
que pour la trajectoire a couple maximum par ampére : pour une tension donnée
(ellipse), le couple maximum réalisable correspond a I’hyperbole tangente a cette
ellipse. Le point de tangence est sur la trajectoire a puissance maximale par volt.
On notera que lorsqu’on fixe une ellipse de tension, on se donne également une vi-
tesse de fonctionnement. De ce fait, & vitesse imposée, le point de fonctionnement
donnant le couple maximum donne également la puissance mécanique maximale *.
On parle toujours dans la littérature de puissance maximale par volt. Il ne serait
pourtant pas faux de parler de couple maximum par volt.

Trajectoire a puissance max. par volt dans le plan d-q

P/V max

Ign

0fCouple au point-

de fonctionnement P
-0.2
-0.4

-0.6 -

-0.8 -

~ Tension au point d
de fonctionnement P 4

Fi1G. 1.19 — Trajectoire a puissance maz.

-0.5 0 0.5 1
Idn

par volt dans le plan d-q

9. et la puissance électrique quand on néglige les pertes
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1.3.4 Modes de commande

La commande des MAPI, telle qu’elle est étudiée classiquement |[MORIMOTO 90|,
vise & maximiser la dynamique de la machine, c¢’est-a-dire a fournir le maximum de
couple quelle que soit la vitesse de rotation du rotor. Cette commande prend en compte
les limitations de I'alimentation pour ne jamais saturer 'onduleur et ainsi toujours gar-
der le controle des courants injectés.

On peut ainsi mettre en valeur trois modes de fonctionnement pour obtenir ce couple
maximum sous les contraintes de tension et de courant. Ils sont représentés sur les
graphes de la figure 1.20 :

1. Mode I : on cherche & avoir le couple maximum en injectant le courant limite. On
peut observer sur les figures 1.20(a) et 1.20(b) le lieu du vecteur courant corres-
pondant au couple maximal pour un courant donné (OA1). Le point de fonctionne-
ment limite correspondant au mode I est le point A1, intersection de la trajectoire
a couple maximal et celle du courant limite. On peut maintenir ce mode jusqu’a
une certaine vitesse, au-dela de laquelle on ne dispose plus de la tension nécessaire
pour imposer les bons courants. Cette vitesse est la vitesse de base et correspond
a w, = 1. Ce mode correspond a la zone & couple constant (Cf. figure 1.20(c)).

2. Mode II : au dela de la vitesse de base, nous allons travailler en limite de tension et
de courant, c’est-a-dire a I'intersection entre le cercle a courant limite et les ellipses
de tension limites. Cela correspond a la trajectoire A1A2 (r>1 — figures 1.20(a),
1.20(c) et 1.20(d)) et A1A3 (r<1 — figure 1.20(b), 1.20(c) et 1.20(d)).

3. Mode III (si disponible) : nous avons également déterminé une trajectoire impor-
tante dans le plan d-q, la trajectoire correspondant a la puissance maximale pour
une tension donnée. Nous remarquons que selon le type de machine, cette trajec-
toire est incluse ou non dans le disque du courant limite. Cela dépend en fait des
capacités de la machine en terme de défluxage et se traduit par » > 1 ou r < 1.
Lorsque r < 1 (réaction magnétique d’induit faible — graphe 1.20 (b)), le mode de
fonctionnement 11 est appliqué jusqu’a la vitesse maximale de la machine (limite
en tension, courant I, nul — point A3) :

B 1
|77Z)Mn - Ldn|
Au dela de cette vitesse, il n’est plus possible d’injecter de courant dans 'axe q

et la machine ne peut donc plus délivrer de couple (figure 1.20(c)) ni de puissance
(figure 1.20(d)).

Wn3

En revanche, lorsque r > 1 (réaction magnétique d’induit forte — graphe 1.20 (a)),
a partir d’une vitesse wy (point A2) on peut basculer en mode III et suivre la
trajectoire & puissance maximale par volt (A2A4 — figure 1.20(a)). Il est alors
théoriquement possible d’atteindre une vitesse infinie tout en maximisant la puis-
sance (figure 1.20(d)).
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1.3.5 Place de ’TADI-MAPI

Ces modes de commande donnent le principe du controle optimal des MAPI. Nous les
avons présentés de maniére global a ’aide des équations normalisées, illustrant ainsi tous
les cas possibles de machines. Il serait maintenant intéressant de voir le comportement
de I’ADI que nous étudions, et de lui appliquer directement ces modes de commande.
Cette réflexion nous conduit a voir la limite de validité de ce fonctionnement en linéaire.
Pour cela, nous allons regarder les grandeurs caractéristiques de notre machine, ainsi
que les limites de fonctionnement d’un ADI :

— le rapport de saillance vaut £ = ﬁ—z Or, dans 'application réelle, la machine sature
fortement et les inductances peuvent varier en fonction des différents courants dans
la machine. De ce fait le rapport de saillance vaut :

LCI(”? iq}
La(ia,iq)

et varie en fonction des courants. Dans ces conditions, pour I’ADI, il peut facile-
ment varier entre 2 et 4 (2 < ¢ <4);

f(icb iq) =

— le flux d’aimant normalisé est une image du flux de I'aimant. On le consideére
souvent constant et égal au flux d’aimant a vide. Or , en présence des courants,
la machine sature. Alors que les caractéristiques intrinséques de ’aimant restent,
inchangées, les lignes de champ circulent dans un matériau plus saturé, et comme
pour les inductances, le flux de 'aimant dans I’entrefer varie ;

— la réaction d’induit normalisée informe sur la capacité de défluxage de la machine.
En équations standards (non normalisées), la calculer revient a faire le rapport
entre le courant limite de I'application et le courant optimal de défluxage (celui
qui annule le flux dans I'entrefer) :

o [lzm\/§ o [llm\/g

Ym
Ly

1do

Nous voyons apparaitre deux difficultés. La premiére concerne le calcul de ce cou-
rant optimal de défluxage. Du fait de la saturation, nous ne savons pas quelles
valeurs de flux et d’inductance utiliser. Ce probléme se résout en remarquant que
le courant de court-circuit d’'une MAPI tend vers le courant optimal de défluxage
quand la vitesse augmente. Il est donc facile de le mesurer. La seconde concerne
le courant limite de l'application. En effet, celui-ci n’est pas unique, il dépend
du fonctionnement (démarreur ou alternateur). Nous admettrons qu’il existe donc
deux réactions d’induit normalisées, une pour chaque mode de fonctionnement.
Nous noterons que la machine est optimale en alternateur : le courant optimal de
défluxage est strictement égal au courant limite en alternateur;

— la limite en courant nous améne de suite aux autres limites de 'application réelle.
La limite en tension, constante dans le cas idéal, varie fortement en mode mo-
teur (variation de la tension aux bornes de la batterie) et est différente en mode
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alternateur. De plus, une limite supplémentaire, la limite en puissance (due a la
batterie), n’est pas traitée par les modes de commande présentés dans cette section.

Ces considérations ne remettent pas en cause l'utilité de la représentation dans le
plan (ig4,4,) et la décomposition de la commande en trois modes. Cet ensemble permet
une compréhension assez rapide du fonctionnement des MAPI. En revanche, nous re-
marquons que ce type d’approche n’est pas envisageable pour une application réelle trés
contrainte du type alterno-démarreur.

1.4 Prise en compte de la saturation

Il est trés important de modéliser finement les flux dans une machine électrique. En
effet, la connaissance des flux en fonction des courants injectés permet de déterminer
les différentes grandeurs électriques (tensions, puissance) et électromécaniques (couple,
puissance mécanique, rendement).

Reprenons les équations de Park des MAPT (cf. 1.3.1) :

va = Ryiq+ % — wad, (1.21)
d

v, = Ryig+ % +wetby (1.22)

Cem = p(zﬁdzq _lpqid) (123)

Ces équations requiérent deux hypothéses fondamentales :
— la sinusoidalité des forces magnétomotrices (répartition sinusoidale du bobinage) ;

— la répartition sinusoidale des forces électromotrices, et donc des flux. Contraire-
ment a la premiére hypothése qui reste relativement juste quel que soit le cas,
cette seconde hypotheése risque d’induire des erreurs lorsque la machine sera for-
tement saturée. Tout en gardant en mémoire cette limitation, nous avons décidé
de conserver cette hypothése et de la vérifier de maniére indirecte en regardant la
justesse des résultats expérimentaux.

Il est désormais important de mettre 'accent sur le fait qu’aucune autre hypothése
concernant la saturation magnétique, ou tout autre particularité magnétique n’est né-
cessaire. Ainsi, en disposant d’'un modéle de flux correct, nous avons alors accés a toutes
les grandeurs de la machine et a ses performances. On remarquera pour appuyer cette
approche que la plupart des auteurs proposant un modéle de flux pour machines syn-
chrones conservent la modélisation d-q (Cf. section suivante).

Remarque complémentaire sur le calcul du couple : 'équation 1.23 donne le couple
électromagnétique moyen développé par la machine. Ce calcul se sert des flux évalués
en tenant compte des deux hypothéses précédentes. Au méme titre que pour les flux, ce
calcul pourrait induire des erreurs pour certains points de fonctionnement ol la machine
est fortement saturée. Notons alors que la seule méthode précise pour calculer le couple
dans ces conditions, est la méthode des travaux virtuels. Nous avons donc comparé les
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résultats obtenus a partir de notre méthode a ceux donnés par la méthode des travaux
virtuels pour quelques points de fonctionnement typiques. Les résultats nous ont semblé
satisfaisants et nous avons décidé de conserver notre méthode moins délicate en terme
de mise en oeuvre. Encore une fois, cette méthode sera vérifiée indirectement lors de la
validation expérimentale.

1.4.1 Mise en évidence de la saturation

On trouve peu d’articles sur la modélisation des flux dans les MAPI. Seules quelques

études récentes abordent le sujet. En revanche, I’étude de la modélisation des machines
synchrones a rotor bobiné, et en particulier le théme de la prise en compte de la satu-
ration, est beaucoup plus avancé.
Dés les années 70-80, on se rend compte de I'importance de la saturation sur les perfor-
mances des turboalternateurs [FUCHS 73|. Le méme type d’étude est réalisé sur diffé-
rentes machines a poles lisses [VAS 86| et a poles saillants [KAMOUN 85, RICHTER 84].
Les modéles linéaires utilisés auparavant donnaient des résultats incohérents en compa-
raison avec les mesures, notamment sur ’angle de couple. Plusieurs études sont dédiées
en partie ou méme entiérement a la vérification expérimentale du phénomeéne de satura-
tion et de couplage des axes |[EL-SERAFI 88, RICHTER 84, CHALMERS 92, SOONG 93a,
STUMBERGER 03].

1.4.2 Classement

De trés nombreux modéles de flux existent, en fonction des spécificités de la machine
étudiée et surtout, en fonction de I'auteur de I’étude. Chaque modéle apporte sa carac-
téristique propre mais globalement, tous se comportent a peu prés de la méme maniére.
LEVI a tenté dans [LEVI 99| de réaliser une classification exhaustive des modéles exis-
tants en les différenciant par les variables d’états mises en jeu (courants et flux divers).
Sans rentrer dans le méme niveau de détail, on peut déja séparer les modéles dédiés
a la conception de machine ou a I'optimisation de structure de ceux dédiés a la com-
mande. Les premiers comprennent les modéles éléments finis [DHATT 84, Ced 96|, les
modeéles a réluctances distribuées [OSTOVIC 89] et localisées [VOYANT 97, HWANG 01,
CHEDOT 01]. Le modéle éléments finis sert de référence a défaut de mesures sur une
machine réelle mais ne peut en aucun cas servir de modéle direct pour la commande. Le
temps de calcul est en effet bien trop long. Il en est de méme des modéles a réluctances
distribuées. Les modéles a réluctances localisées peuvent servir en conception mais n’ap-
portent aucun avantage pour la commande étant donné que les paramétres structurels
de la machine ne sont pas amenés a varier.

1.4.3 Modéles de flux pour la commande

La quasi totalité des modéles pour la commande se déduisent du modéle linéaire dans
lequel on rend les inductances dépendantes des courants injectés et auquel on ajoute des
flux supplémentaires pour rendre compte du couplage des axes :

Ya = Laliq,iq)ia + Va + Vag(ia, iq)
wq = Lq(id> iq)iq + wqd<id> iq)
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Les flux dus au couplage sont eux-mémes souvent le produit d’'un courant et d'une
inductance de couplage constante [SNEYERS 85| ou variable [RICHTER 84].
La distinction entre les modeéles devient ensuite propre a l'auteur. La plupart uti-
lisent directement les grandeurs de bases (flux et inductances) |[PARASILITI 89, XU 91,
ARJONA LoPEZ 99, IDE 99, LEVI 99, LOVELACE 00| mais EL-SERAFI introduit dans
|[EL-SERAFI 88| une nouvelle notion de coefficient de saturation qui est encore large-
ment utilisée & ’heure actuelle : Ly = LyinSa(ia,i,) €t Ly = LyinSy(ia,,). Concernant
la saturation croisée, il recommande 1'usage de FEM couplées. On pourra trouver de
nombreuses références basées sur cette approche : [EL-SERAFI 92b, EL-SERAFI 92a,
EL-SERAFI 93, MENU 96].

Une derniére parenthése doit étre faite a propos des modéles dynamiques. Cer-
tains auteurs souhaitent davantage connaitre les grandeurs instantanées dépendantes
du temps et développent des modéles qui s’adaptent plus facilement (prise en compte
des dérivées temporelle). [VAs 90| synthétise I’ensemble de ce type d’approche. On no-
tera que la plupart des auteurs tentent de définir un circuit électrique équivalent pour
décrire les équations mises en jeu. On peut citer [BOLDEA 88, OJO 89| pour l'exemple.
Cette approche est de moins en moins répandue. Elle était beaucoup plus importante
avant que les machines autopilotées ne se développent car ’étude des transitoires faisait
partie intégrante de la conception ou de la commande des machines. Plus récemment,
on peut tout de méme citer les études trés complétes [TAHAN 95, MADEMLIS 01].

1.5 Prise en compte des pertes fer

Comme pour les flux, la connaissance des pertes fer dans la machine est trés impor-
tante. L’alterno-démarreur fonctionne en alternateur la plus grande partie du temps.
Dans ce mode, la gestion de 1’énergie est primordiale et passe par le maintien d'un
rendement élevé. Pour cela, il est nécessaire d’évaluer celui-ci correctement et donc de
connaitre toutes les pertes dans la machine, en particulier les pertes fer.

1.5.1 Séparation des pertes et induction sinusoidale

Un modéle de pertes fer tente de donner une image macroscopique des phénomeénes
microscopiques qui ont lieu au sein du matériau (déplacement de parois, variation d’éner-
gie interne, etc. '0).

Classiquement, les modéles utilisés sont basés sur le principe de séparation des pertes :
pertes par hystérésis (ou quasi-statique), et pertes dynamiques résultant essentiellement
de la circulation des courants induits dans le matériau.

L’un des premiers modéles établis est celui proposé par PRY et BEAN |PRY 58| dans
les années 50. Ce modéle reposait sur de nombreuses hypothéses contraignantes mais a
quand méme servi de base pour la plupart des suivants. BISHOP le reprend en allégeant
les hypothéses sur les parois internes (nombre et largeur variable) [BISHOP 82.

10. Nous ne voulons pas aborder la physique des matériaux magnétiques. Pour cela, se référer a
[BOSORTH 93]
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En 1988, BERTOTTI conserve le principe de séparation des pertes mais utilise des ou-
tils statistiques pour formuler de maniére plus précise chacune des différentes pertes.
Le modéle utilisé donne de trés bons résultats pour une excitation en champs sinusoi-
daux et reste la référence [BERTOTTI 88]. Ce modéle donne pour 'expression des pertes
spécifiques (pertes massiques) :

Pror = Cof B+  Ko(fBn)®  +Ci(fBp)? (1.24)
\V/ N ~ J/ . ~ J
hystrsis Courants de Foucault Par exceés

avec Cy, C] et a propres aux matériaux et déterminés grace aux données constructeurs

(a~2); K= é’;ﬁgj (d, p et m, : épaisseur, résistivité et masse volumique d’une tole) ;
f représente la fréquence du champ sinusoidal, B,, sa valeur créte.

La prise en compte des pertes par excés permet de corriger la valeur donnée aux pertes
dynamiques, attribuées jusque la aux seules pertes par courants de Foucault.

La majorité des modéles basés sur la séparations des pertes et développés & ce jour

repose sur le modéle de Bertotti.

1.5.2 Induction non sinusoidale

Le modeéle précédent a comme seul défaut de considérer 'induction sinusoidale. or, il
a été montré que, méme avec une induction d’entrefer sinusoidale, dents et culasse sta-
toriques voient un champ tournant de formes différentes (trapéze, etc.) [BERTOTTI 91,
ATALLAH 92, MILLER 94, TSENG 99|. Ce phénoméne est encore plus vrai pour les ma-
chines & aimants fonctionnant en défluxage, I'induction prenant une forme trés complexe.

Pour prendre en compte la forme de l'induction, certaines méthodes consistent a
la décomposer en série de Fourrier et a traiter chaque harmonique par la méthode de
Bertotti [SCHIFERL 89|. D’autres tentent d’exprimer les pertes par courant de Foucault
sans faire d’hypothése sur la forme du champ [SLEMON 90| (pertes volumiques) :

& 1 [T (dB\?
Py=—— — | dt
12pT J, dt
L’auteur obtient des résultats trés satisfaisant sur une machine a aimants permanent
surfacique en fonctionnement & vide (induction trapézoidale).

En 1992, ATALLAH introduit une formulation que I'on qualifiera de méthode de Ber-
totti améliorée et qui fait encore 'unanimité aujourd’hui (en séparation des pertes). On
la retrouve exprimée légérement differemment dans [DuMAS 93a, DUMAS 93b| et dé-
taillée dans [DENG 99].

Dans un premier temps, les auteurs tentent d’exprimer l’ensemble des pertes dyna-
miques, courant de Foucault et excés, en fonction de la dérivée de 'induction (pertes

volumiques) :
2 1 [T (dB\? 1 (T (dB\?
Pypn=—= — | dt + Kepe= — | dt
W= 19,7 (dt) - T/O (dt)
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Ensuite, ils tentent d’améliorer le calcul des pertes par hystérésis en prenant en
compte les cycles mineurs : Ppys = kep K f By, avec

N
c
ke =1+ B 2 AB;
avec 0.6 < ¢ < 0.7 et AB; les variations locales de l'induction.

En résumé, le modéle de Bertotti amélioré peut se formuler (pertes volumiques) :

2 1 (T (dB\? 1 (T /dB\?
P, = ko K, fBS + —— — ) dt+ Kepe— — | dt 1.25
for = LKl Byt 3507 ), (dt) * T/0 (dt> (1.25)
hystrots Courants ;l,e Foucault Par‘gzcés

Si 'induction est sinusoidale, I'expression devient :

« (ﬂ-d)z 2 3
Pfer = thBm + G—p(me) + KemC(me)z

et on retrouve la formulation classique de BERTOTTI.

1.5.3 Modélisation de I’hystérésis

Les derniéres recherches sur les pertes fer reviennent au calcul de base :

d
Prow = = 7{ HdB

ycle

Si on connait parfaitement la relation reliant H & B (cycles d’hystérésis pour toutes
valeurs de B), alors le calcul des pertes est trés précis (pas d’hypothése simplificatrice).
Le but des nouvelles études est donc d’exprimer numériquement le champ H en fonction
de I'induction B et de leur évolution dans le temps. Ce type de modéle demande de nom-
breuses mesures sur les toles et requiert donc un équipement important. Les données
constructeurs ne sont pas suffisantes. [BOTTAUSCIO 02| livre une premiére comparaison
entre les modéles classiques et un modéle basé sur la connaissance du cycle d’hystérésis.
Pour plus de détail, il est préférable de se référer aux nombreuses études actuellement
en cours dans les laboratoires spécialisés (LEG ', LESIR-SATIE).

Dans le cadre de notre étude, nous nous sommes orientés vers le modéle de Bertotti
amélioré. Ce choix sera rappelé et justifié a la section 2.2.2.

1.6 Conclusion

Dans cette partie, nous avons pu comparer I’ensemble des machines synchrones, et
en particulier celles a aimants permanents. Il apparait que la structure a aimants in-
ternes est particuliérement intéressante pour ’application alterno-démarreur. Congue de

11. Laboratoire d’Electrotechnique de Grenoble



34 CHAPITRE 1. ANALYSE BIBLIOGRAPHIQUE

maniére optimale, elle permet de réduire considérablement I'induction dans ’entrefer,
(i.e. défluxer la machine), sans trop réduire l'induction dans les aimants et sans utiliser
une part trop importante du courant. Cette possibilité permet a la machine de fonction-
ner aux vitesses élevées requises pour un alterno-démarreur. La structure choisie crée,
en outre, un effet de saillance important qui peut générer un couple de réluctance non
négligeable, surtout en phase de démarrage.

Pour exploiter au mieux le couple de réluctance et pour défluxer la machine quand
la vitesse augmente, nous avons vu qu’une commande appropriée était nécessaire. MO-
RIMOTO a développé le principe de la commande optimale des MAPI. Les trajectoires
optimales de courant ont pu étre formulées en linéaire et de trés bons résultats ont été
obtenus sur des machines fonctionnant en deca du niveau de saturation.

De nombreux auteurs ont mis en évidence 'importance de la saturation magnétique
sur les performances et le controle de la machine. I’ensemble de ces résultats et la
connaissance des contraintes dues a ’application alterno-démarreur nous conduisent a
développer un modéle précis des flux dans la machine, applicable aux calculs des lois de
commande.

Enfin, la gestion de ’énergie et donc le controle du rendement est un point primordial
dans le contexte de ’étude. Toutes les sources de pertes doivent étre prises ne compte
et approchées au mieux. Nous avons vu que I’étude des pertes fer dans les machines
électriques n’est pas nouvelle et demande encore beaucoup d’investigations. Dans le
cadre de notre étude, nous nous baserons sur des modéles déja existants et ne requérant
aucune mesure sur les matériaux magnétiques. Parmi ceux la, le modéle de Bertott:
amélioré nous semble le plus approprié.



Chapitre 2

Commande optimale de la MAPI

Sommaire
2.1 Principe de la commande optimale . . . .. ... ....... 36
2.1.1 Nécessité d’'une commande optimale . . . . .. ... ... .. 36
2.1.2 Commandeen couple. . . . . ... ... ... L. 36
2.1.3 Modele de 'axe électromécanique . . . . . . . . . .. ... .. 36
2.1.4 Calcul des grandeurs électromécaniques . . . . . . . ... .. 38
2.1.5 Fonctions d’optimisation . . . . . . . ... 39
2.1.6  Algorithme du calcul des lois de commande . . . . .. .. .. 40
2.2 Modéledela MAPI . ... ... ... ..., 40
221 Flux . . . . 40
222 Pertesfer . . . . . ... L 45
2.3 Recherche de lois de contréle optimales . . . ... ... ... 45
2.3.1 Choix desmodéles . . . . . . .. .. ... L. 45
2.3.2 Reésultats typiques . . . . .. ..o 46
2.4 Influence de la température . . ... .. ... ... ...... 51
2.4.1 Controle optimal direct & température élevée . . . . .. . .. 52
2.4.2 Controle optimal adaptatif & température élevée . . . . . . . 53
25 Conclusion. . . . . . .ot v vttt il s e e e e e 54

|> l OUS ALLONS désormais aborder le calcul des lois de commande optimales. Apreés

avoir rappelé notre approche, nous détaillerons les différents modéles utilisés pour
décrire ’ensemble de I'axe électromécanique. Une attention particuliére sera apportée
sur le modéle de la machine, tant le modéle des flux (saturation et couplage des axes)

que sur les pertes fer.

L’algorithme de calcul des lois de commandes optimales sera alors présenté et les
performances attendues de la machine pourront étre dévoilées. Une derniére étude nous
montrera la robustesse de notre approche vis-a-vis de la température, et comment nous

pourrions améliorer le systéme a ’avenir.
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2.1 Principe de la commande optimale

2.1.1 Nécessité d’'une commande optimale

Nous venons de voir dans la partie précédente que 'approche de MORIMOTO corres-
pond a une commande optimale visant a minimiser le courant absorbé tout en respectant
les limites de I’alimentation (tension et courant). Pour expliquer ses trois modes simple-
ment et exprimer les trajectoires idéales par des expressions analytiques, de nombreuses
hypothéses simplificatrices ont dues étre faites : la saturation magnétique, la résistance
statorique, les effets de la température et les différentes pertes sont négligés ; la tension
d’alimentation est constante.

L’application alterno-démarreur impose des modes de fonctionnement qui ne per-
mettent jamais de rester dans le cadre de ces hypothéses. La machine est peu encom-
brante et doit développer de trés forts couples, entrainant ainsi une saturation impor-
tante et non négligeable. L’énergie électrique est fournie par une batterie. La puissance
maximale est donc limitée et la tension d’alimentation est faible et décroissante avec
le courant prélevé. De par la nature des batteries, la quantité d’énergie électrique est
elle-aussi fortement limitée. Enfin, en dehors méme de 1’échauffement de la machine,
I’environnement de 1’alterno-démarreur — un moteur thermique d’automobile — place
I’ensemble dans des conditions de températures fortement variables et pouvant passer
par des extrema importants.

Dans ces conditions, et dans le but de réaliser une commande trés précise visant a
accroitre le rendement, il devient prépondérant d’intégrer I’ensemble des non-linéarités
de la machine et de son environnement au sein d’une commande adaptée. La solution
que nous proposons est de reconstituer, de maniére numérique, les trajectoires optimales
que MORIMOTO a mis en valeur mais en utilisant des modéles précis de I'ensemble de
la machine.

2.1.2 Commande en couple

La machine fonctionne en moteur et en générateur. Pour unifier son controle, elle est
commandée directement en couple, les consignes de couples positives correspondant au
mode moteur et vice-versa. Ces consignes sont élaborées par un superviseur prenant en
compte la commande et les informations venant de I’ensemble du véhicule [FORGEZ 00a,
FORGEZ 00b| par exemple.

La figure 2.1 représente le schéma de cette commande en couple. Les lois de controle
ont la forme de tables contenant les valeurs des courants optimaux en fonction de la
consigne de couple et de la mesure de vitesse.

2.1.3 Modéle de 'axe électromécanique
Machine

Le modéle de la MAPI sera étudié en détail dans a la section 2.2. Quel que soit le
modéle, la machine sera représentée par 3 fonctions non linéaires :
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Batterie
MR s Lt
... .lois . ... Correction
¢ ___plde commande: et Onduleur A
- optimales. | (g MLI
N\
T .
Q ib
8
q7dt 1
drdt

F1G. 2.1 — Principe de la commande en couple.

— 4(ia, i,) pour le flux direct ;
— y(i4,14) pour le flux quadrature;
— Pper(ig, 14, ws) pour les pertes fer.

Onduleur

L’onduleur est considéré comme idéal, son rendement est unitaire et il n’engendre
pas de chutes de tension en charge. Si cela s’avére nécessaire, nous pourrons trés faci-
lement prendre en compte des chutes de tension constantes dues au comportement des
interrupteurs et un rendement de ’ensemble du convertisseur, lui aussi constant. Un
modéle plus complet de 'onduleur pourra toujours étre intégré au calcul des grandeurs
électriques [HOBRAICHE 05| mais son étude n’est pas envisagée dans notre propos.

Batterie

La batterie est modélisée par une source de tension Fj en série avec une résistance
interne R, (Cf. 2.2).

Rb +——

—1 Ub
TE
b Ib

<

Fi1G. 2.2 — Modeéle électrique de la batterie.

La puissance maximale délivrable par la batterie vaut :
B

T (2.1)

Pbmax =



38 CHAPITRE 2. COMMANDE OPTIMALE DE LA MAPI

Des modéles plus complets, en développement [KUHN 04|, seront intégrés a 1’avenir.

En mode alternateur, la tension aux bornes de la batterie et donc de I'ensemble du
réseau de bord est régulée autour d’une valeur constante qu’on appellera tension de
charge. Dans ce cas, le modéle de batterie se résume a une tension V.. La puissance
n’est plus limitée.

2.1.4 Calcul des grandeurs électromécaniques

A partir des modeéles précédents, nous allons déduire ’ensemble des grandeurs, tant
électriques que mécaniques. Rappelons a cet effet que toutes ces grandeurs seront néces-
saires a I'optimisation des courants direct et quadrature; ces deux courants sont donc
considérés comme connus puisqu’ils sont imposés par le programme d’optimisation. La
vitesse sera également imposée de maniére a calculer les courants optimaux en chaque
point de I'espace de fonctionnement.

De cette maniére, connaissant i4, i, et la vitesse w, (et donc €2 et N), nous pouvons
déterminer :

— le courant efficace,

.2 42
1+
Lojr = 3 g (2.2)
— les flux,
VYo = aliq;iq) (2.3)
¢q = ¢Q<id7iQ) (2-4)
— les pertes fer et les pertes totales,
Pfer = PfeT(id,z'q,ws) (25)
Pertes = Prer +3RI2; (2.6)

— les couples, électromagnétique, de pertes, et utile respectivement,

Cem = p (wdiq - ¢qid) (27)
Pfer

Cher = 2.8)

Co = Com—Char (2.9)

— les tensions,
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Vd — Rsid—wswq (210)
vy = Rgig+wsta (2.11)

02 + 02
Vepr = \/% (2.12)

— les puissances électriques et mécaniques,

Pe = vdid—i—qu’q (213)
P, = C\NQ (2.14)
— le rendement,
P sign(Cu)
= o 2.15
= (%) 2.15)

— la tension aux bornes de la batterie,

B, +/E} - AR,P,

Ub (2.16)
ou P, représente la puissance soutirée a la batterie. Elle est égale a la puissance
électrique sur le rendement de I’onduleur.

En considérant les différentes tensions comme parfaitement sinusoidales (pas de

surmodulation) et le point neutre des enroulements stabilisés a %, la tension

maximale disponible aux bornes de chaque phase vaut en valeur efficace :

Uy

75 (2.17)

Vdisp =

2.1.5 Fonctions d’optimisation (objectif et contraintes)

Le but de la commande est d’injecter les courants qui permettront de fournir un
couple désiré (consigne de couple) en respectant les différentes limites. De cette maniére,
nous exprimons un ensemble de contraintes. Comme nous ’avons vu avec la machine
idéale, il existe une infinité de possibilités permettant de répondre a ces contraintes.
Pour mettre en valeur une solution optimale, il est classique de chercher a minimiser le
courant efficace. Dans notre optique de prendre en compte toutes les non-linéarités de
la machine, nous allons plutot nous attacher & minimiser I’ensemble des pertes.

Pour réaliser cette optimisation, nous utilisons les fonctions proposées par la toolbox
d’optimisation de Matlab (|[Mat 00b]), en particulier la fonction fmincon permettant
d’effectuer une opération d’optimisation sous contraintes de fonctions non linéaires a
plusieurs variables. Nous renvoyons au manuel d’utilisation pour ’explication de I'algo-
rithme d’optimisation et de son fonctionnement. En tant qu’utilisateur de cet outil, la
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difficulté réside dans le calcul des différentes grandeurs électromécaniques et dans leur
mise en forme afin d’étre utilisés directement par le programme d’optimisation. Nous
allons maintenant présenter ces fonctions objectifs et contraintes utilisables par Matlab
(et généralement par d’autres outils d’optimisation classiques).

Objectif

La fonction objectif f est égale a la somme de toutes les pertes :

f = Pertes (218)

Contraintes

Les contraintes sont exprimées par des fonctions g dépendantes des paramétres d’op-
timisation (les courants) qui doivent rester négatives.

— Le couple doit étre égal a la consigne : C, = C*. Ainsi,
ge = |Cy — C*| — €|C7| (2.19)

€ est un pourcentage (0 < € < 1, typiquement € = 10_2) définissant la précision
(I’égalité parfaite étant impossible numériquement).

— Le courant doit étre inférieur a la limite : I.¢s < Ijip,. Ainsi,

9i = Lerr — Liim (2.20)
— La tension doit étre inférieure a la tension disponible : V.5 < Vyisp. Ainsi,

9o = Vers — Vaisp (2.21)

— La puissance électrique doit étre inférieure a la puissance maximale délivrable par
la batterie : P, < Pyq.. Alnsi,

9p = Pe - Pbmar (222)

2.1.6 Algorithme du calcul des lois de commande

Cft. figure 2.3

2.2 Modéle de l1a MAPI

2.2.1 Flux

On décompose chaque flux en deux : un flux magnétisant prenant en compte les
matériaux magnétiques utilisés et la géométrie de la machine et un flux de fuite da aux
tétes de bobines.

wd(idaiq> = wmd(idyiq) + Loid
Valia,iq) = Umgliaig) +  Loiq (2.23)
—_—— N

flux magnétisant  flur de fuite
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p{ Incrémenter C* |

» Incrémenter Q |

> id=id0 i0=i1q0 |

Calcul des nouveaux
id etig
selon l'algorithme
du programme
d’optimisation utilisé

Calcul des grandeurs électromécaniques

Evaluation de la fonction objectif (f),
des contraintes (g),
et de leurs dérivées

NON f mini

&
g<0

Oul

Sauvegarde des courants
ids(C*,Q) =id
iqs(C*,Q) = iq

NON

NON

Fi1G. 2.3 — Algorithme du calcul des lois de commande.

Les flux magnétisants sont déterminés par interpolation de calculs réalisés aux éléments
finis sur le logiciel Flux2D [Ced 96]. L’inductance de fuite des tétes de bobines est
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calculée par les formules empiriques classiques [LIWSCHITZ 67 *.

Calcul des flux aux éléments finis

Notre but est de connaitre la valeur des flux direct et quadrature en fonction des

courants direct et quadrature, en prenant en compte tous les phénoménes magnétiques
présents : saturation due aux aimants et aux courants, effets couplés.
A ce stade, la notion d’inductance ne peut plus étre utilisée. La valeur de chaque flux
dépend de I’ensemble des sources dans la machine (aimants et courants). Or, une induc-
tance est un coefficient reliant un flux au courant qui lui a donné naissance. Toutes les
sources étant influentes en méme temps, un tel coefficient n’a plus de sens.

Nous avons donc besoin d’un outil nous donnant la valeur des flux dans chaque axe

lorsque toutes les sources (aimants et courants) sont en place. Pour cela, nous allons
utiliser un logiciel de calcul par éléments finis (Flux2D dans notre cas).
La géométrie de la machine est décrite avec précision dans le logiciel. Celui-ci prend
aussi en compte les caractéristiques réelles de chaque matériau (aimants, toles, etc.).
Pour des courants ¢4 et ¢, donnés, et connaissant la position du rotor de la machine,
la transformation de Park inverse nous donne les courants i,, %, et i, & imposer dans
chaque zone représentant les bobines a, b et c :

7 la
<.d) —  Park™! — 1 —

] .
q ie

Apres résolution, un outil de post-traitement nous permet de calculer le flux circulant
a travers chaque bobine. La transformation de Park nous permet alors d’exprimer les
flux direct et quadrature :

Ya
- — || — Park — <wd)
e Va

1. pages 64-91
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Remarque : pour évaluer les flux des trois phases (¢, ¥%, 1.), nous utilisons la méthode
classique aux éléments finis [IDA 97] :

F1G. 2.4 — Trajectoire du potentiel vecteur

On applique le théoréme de Stockes au potentiel vecteur A

7{, Adl - / /S rol(A)ds (2.24)

A est nul en dehors de la machine, donc I'équation 2.24 devient :

LAl —A_) = //Séds = (2.25)

Or, il est facile d’obtenir le potentiel moyen sur une encoche, ou sur I’ensemble des
encoches d’une phase, grace au logiciel éléments finis. Nous faisons de méme pour les
trois phases de la machine.

Tables de flux et interpolation

On réalise la simulation précédente pour un certain nombre de couples (ig4, ;) de ma-
niére a disposer de la valeur de chaque flux sur I’ensemble de ’espace de fonctionnement
des courants direct et quadrature (Cf. table 2.1).

TAB. 2.1 — Table des flux

(a) g (b) ¥q
Z. Yo | L] ] 60033 Z. Yo | ]| 60033
q q

—600v3 || ... | ...].. —6004/3

0 Ut | | | 0 0[0]0] 0

600v/3 600v/3

Ces tables sont représentées sous formes de graphiques 3D a la figure 2.5. Sur ces deux
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Psiq (Wb)

Psid (Wh)

-0.01

002 -0.005

-0.03

1200 -0.01

-0.015

-600
-0.02 800

-1000
iq (A) 0" -1200 aw iq (A) 0" -1200 id )

(a) Aze d (b) Aze q

F1G. 2.5 — Flux fonction des courants

courbes, seule la composante positive du courant ¢, est indiquée, les courbes sont symé-
triques pour des valeurs négatives :

¢d(ida Zq) = ¢d(id, —iq) Vld <0et iq eR
1/}q<id, Zq) = —wq(id, —’iq) Vig < 0 et lq € R

Le flux dans I’axe q a une courbe de saturation classique en fonction du courant 7,. Mais,
méme aux faibles courants, on peut voir 'influence non négligeable du courant ¢4. Dans
l'axe d, le flux diminue avec 'augmentation (en valeur absolue) du courant i4. Et quel
que soit la valeur de 74, la contribution de i, provoque une variation de 14, elle aussi
non négligeable.

Grace a des outils classiques d’interpolation 2D [Mat 00al, il devient ensuite trés fa-
cile d’obtenir la valeur de chaque flux pour n’importe quelle valeur des courants i4 et ,.
Ces valeurs de flux prennent en compte, de maniére intrinséque, les phénomenes de sa-
turation et de couplage des axes. Ils permettent de garder une précision trés importante
(celle des éléments finis) et ne font aucune hypothése restrictive quant a la saturation
(classique et croisée).

Remarque : cette méthode d’'interpolation des tables de flux n’est pas sans rappeler la
prise en compte de la saturation dans [FONSECA 00]. L’auteur utilise une réluctance
basée sur des calculs aux éléments finis qui prend en compte de maniére précise la satu-
ration et les effets de couplage. Cette réluctance est, en fait, tout a fait similaire & nos
tables de flux a la différence qu’elle prend des forces magnétomotrices (ampére-tours) en
entrée, au lieu de prendre des courants (ampéres). Un simple changement de variable 2
permet de passer des tables de flux aux réluctances.

On peut retrouver cette présentation du modéle des fluz dans [CHEDOT 03b, CHEDOT 04b/.

2. Fyy = Ngigqq, N : nombre de conducteurs principaux par phase
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2.2.2 Pertes fer

L’idée d’un calcul relativement précis des pertes fer dans la machine est d’utiliser le
modele de Bertotti amélioré présenté a la section 1.5.2 :

Pty = kK fBY + & 1/T b 2dt+K 1/T B %dt
fer = R BRSFm 05T Jy \dt “er J, \dt

En connaissant ’évolution de 'induction en chaque point du stator sur une période
électrique (pas polaire), il devient alors possible d’évaluer les pertes fer globales.

Pour cela, nous utilisons le logiciel Flux2D utilisé précédemment lors de I’évaluation
des flux dans la machine. A partir d’une simulation dynamique sur une période élec-
trique, le logiciel nous offre la possibilité de calculer les pertes fer a posteriori en utilisant
une version légérement simplifiée de la formule ci-dessus (pas de cycles d’hystérésis mi-
neurs - ko, =0 - et a = 2).

En chaque noeud du stator, I'induction est évaluée et mémorisée de maniére a pou-
voir calculer la dérivée instantanée et les deux intégrales conduisant a 1’évaluation des
différentes pertes.

La simulation précédente est réalisée a différentes vitesses de rotation et pour dif-
férents couples de courants (igq, %,). De cette maniére, comme nous l’avions fait pour
les flux, nous sommes capables de créer une table de pertes fer donnant ces pertes pour
différentes vitesses et différents courants de ’espace de fonctionnement :

Iy —»

lq » ’Pfer

o, >

FiG. 2.6 — Table de pertes fer

Cette table est ensuite interpolée pour donner une estimation des pertes fer en chaque
vitesse et pour chaque courant.

2.3 Application a la recherche de lois de controle op-
timales

2.3.1 Choix des modéles

Nous allons appliquer ces modéles dans le but de trouver les lois de commande op-
timales de ’alterno-démarreur en version intégrée (Cf. Introduction).

— Les différentes tables servant au calcul des flux et des pertes fer sont détermi-
nées a partir de simulations aux éléments finis en prenant en compte la géométrie
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exacte du prototype réalisé, ainsi que la caractéristique des matériaux utilisés. Ces
simulations sont, pour l'instant, réalisées avec des données correspondant a une
température de fonctionnement a froid (25°C).

— La résistance statorique de la machine est calculée a froid : Ry, = 6.1 mf).

— En mode moteur, le courant est limité a la valeur maximale admissible par 1'on-
duleur, soit 600 A efficace.

— La tension en mode moteur varie avec la tension batterie. Celle-ci est composée
d’une FEM de 36 V en série avec une résistance interne de 40 mf). La puissance
maximale délivrable par la batterie vaut 8100 W.

— En mode alternateur, le courant est limité par la densité de courant maximale
admissible dans la machine. Celle-ci est fixée a 10 A/mm?, ce qui correspond & un
courant de 190 A efficace environ.

— Toujours en alternateur, la tension de I’étage continu, régulée, est considérée
comme constante et égale a 42 V.

— Enfin, la plage de variation de la vitesse d'un alterno-démarreur intégré correspond
a la plage de vitesse d’'un moteur thermique, soit 0 — 6000 tr/min.

2.3.2 Reésultats typiques

Le résultat du calcul des lois de commande optimales consistent en deux tables de
courants, la premiére pour ¢4, la seconde pour i,. Ces deux tables prennent en entrée
le couple et la vitesse et donnent les courants optimaux a établir dans la machine. Le
calcul réalisé lors de cette étude donne des tables de dimension 137*601, équivalent & un
pas de 2 Nm en couple et 10 tr/m in en vitesse. Les figures 2.7 et 2.8 représentent ces
deux courants dans l’espace de fonctionnement de la machine. Les remarques sur l'es-
pace de fonctionnement seront faites a propos de figures suivantes. En ce qui concerne
les courants, on peut faire trois remarques :

— I’évolution du courant dans I'axe q est assez classique. Il augmente avec le couple;

— la répartition du courant direct fait apparaitre deux zones importantes. La pre-
miére est la zone fort couple a basse vitesse. Le courant dans I'axe d est trés
important, aussi élevé que le courant dans I'axe q. Ce point est la preuve que la
machine, méme fortement saturée, produit en couple de réluctance trés important.
En effet, en maximisant le couple, le programme d’optimisation a augmenté le cou-
rant 74 afin de profiter de 'effet de saillance ;

— La seconde est la zone de défluxage. Pour un couple donné, quand la vitesse aug-
mente, on peut voir le courant direct augmenter (en valeur absolue). Par exemple,
a 20 Nm, aux basses vitesses, le courant direct est d’environ -100 A. A partir de x
tr/min, il augmente pour dépasser -400 A. Ce courant sert a défluxer la machine
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quand la vitesse augmente.

Courant direct (A)

T T T T T T
| — — Isopuissance 6 kW

— - Isopuissance point de base alternateur

1-100

r 1-200

-300

-400

C (Nm)

-500

-600

-700

1 1 1 1 1
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
N (tr/min)

-800

F1G. 2.7 — Courant direct dans l’espace de fonctionnement (4 froid)

Courant quadrature (A)
140 T T T T T

— — Isopuissance 6 kW
— - Isopuissance point de base alternateur

C (Nm)

= =73 r -0

-1-200

0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
N (tr/min)

F1G. 2.8 — Courant quadrature dans l’espace de fonctionnement (a froid)



48 CHAPITRE 2. COMMANDE OPTIMALE DE LA MAPI

Par la méme occasion, pour chaque couple et chaque vitesse de ’espace de fonction-
nement, toutes les performances électromécaniques de la machine ont été calculées. Les
figures 2.9 et 2.10 montrent rendement et puissance dans 'espace de fonctionnement
de la machine. Les couples positifs représentent le mode moteur, les couples négatifs, le
mode alternateur.

On peut remarquer plusieurs différences entre ces deux modes :

— le couple maximal est limité par le courant maximal admissible. En alternateur,
ce courant est beaucoup plus faible, le couple s’en trouve réduit d’autant ;

— en mode alternateur, la vitesse de base et la surface couverte par ’espace de fonc-
tionnement sont plus importantes. Le facteur le plus influant est la limite en ten-
sion. Celle-ci est plus contraignante en mode moteur et la tension diminue encore
avec la puissance tirée sur la batterie. Méme avec un modeéle de batterie simple,
on constate un écart important entre les deux modes;

— enfin, on peut remarquer une zone inaccessible en mode alternateur basse vitesse.

Dans cette zone, les pertes générées pour développer le couple suffisant seraient
supérieures a la puissance mécanique disponible. Dans la pratique, cette limita-
tion n’est pas génante car cette vitesse est inférieure a celle du ralenti du moteur
thermique.
Nota : suivant la topologie de la machine & aimants étudiée, on peut trouver
le méme genre de zone inaccessible a vitesse élevée pour les faibles couples. Les
pertes, dues principalement a la circulation du courant direct nécessaire au dé-
fluxage, peuvent devenir supérieures a la puissance mécanique disponible. Avec la
machine étudiée, ce cas assez fréquent n’apparait pas.

Les figures 2.11 et 2.12 donnent les pertes totales et les pertes fer dans 1'espace de
fonctionnement de la machine.

— on trouve les pertes les plus importantes lors du démarrage. Les courants néces-
saires pour développer ce couple sont a l'origine d’importantes pertes Joule

— Les zones de fonctionnement a faible vitesse et faibles couples sont celles qui gé-
nérent le moins de pertes. Le fait d’avoir de faibles courants et une faible vitesse
permet de réduire les pertes Joule et les pertes fer;

— on notera une particularité des machines & aimants internes. A grande vitesse, nous
sommes obligés de défluxer pour limiter la tension. Malgré ce fonctionnement sous
flux réduit, on peut noter que les pertes fer sont toujours trés grandes. En effet,
méme si le flux moyen dans I'entrefer est trés faible, voire nul, la forme de I'induc-
tion dans I'entrefer n’étant plus sinusoidale, le stator peut rester localement trés
saturé. Cette alternance de zones saturées et non saturées est a 'origine de cycle
d’hystérésis mineurs et de circulations de courants de Foucault, donc de pertes
fer. Pour illustrer ces propos, la figure 2.13 montre la répartition de I'induction
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Rendements
140 T T T
- 3 40.9
\ — — Isopuissance 6 kW
\ — - Isopuissance point de base alternateur
120
- 40.8
100
- 40.7
r 40.6
o 0.5
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O
0.4
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0.2
-20
0.1
-40
Il Il Il Il Il 0
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000
N (tr/min)

F1G. 2.9 — Rendement dans l’espace de fonctionnement (a froid)

Puissances (W / Pm en démarreur, Pe en alternateur)

1400, : 8000
\ — — Isopuissance 6 kW
\ — - Isopuissance point de base alternateur
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100 \
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20 S 3000
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_20 -
- 41000
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1 1 1 1 1 i
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

N (tr/min)

F1G. 2.10 — Puissance dans l’espace de fonctionnement (a froid)
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Pertes totales (W)

140 T
6000
120 R
5000
100 R
80 -
- 4000
— — Isopuissance 6 kW
60 Isopuissance point de base alternateur
£
S 40 3000
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r 42000
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F1G. 2.11 — Pertes totales dans l’espace de fonctionnement (a4 froid)

Pertes fer (W)

140 T
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\ 400
120 v E i
| — - Isopuissance 6 kW
\ — - Isopuissance point de base alternateur
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100 \
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0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

N (tr/min)

F1G. 2.12 — Pertes fer dans l’espace de fonctionnement (a froid)
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dans un pole de la machine et le spectre de 'induction dans ’entrefer lors d’un
fonctionnement défluxé (600 A efficaces dans 1’axe d). On peut remarquer la valeur
élevée de I'induction dans certaines dents et que les harmoniques de I'induction
d’entrefer sont aussi importantes que le fondamental.

Spectre : Induction
arc : centre Ro = 0 Teta = 0 , R = 0.092646 (22.4972 -> -22.5028 deg.)
Tesla E-3

3.5860 Composante normals

Induction
= arc : centre Ro = 0 Teta = 0 , R = 0.092648 (22.4972 —> -22.5028 deg.)

= Composante normale

1.115

0.8926

0.6703

I I 0I

4480

0.2257

0.3425E-02

(a) Répartition dans un péle . (b) Evolution et spectre de linduction d’entrefer

F1G. 2.13 — Induction en fonctionnement défluzé a couple nul (ig = —6004/3, iy =0)

On peut retrouver cette analyse dans [CHEDOT 030].

2.4 Influence de la température

Dans la section précédente, nous avons calculé les lois de commande optimales et éva-
lué I'espace de fonctionnement & température ambiante. Or, 'alterno-démarreur subit
des variations de températures importantes et est amené a fonctionner a des tempéra-
tures élevées (de 25°C a froid a 180°C a chaud). De ce fait, il est intéressant de regarder
la robustesse des lois de controle optimales vis-a-vis de la température.

Physiquement, au niveau de la machine, la variation de température modifie la valeur
de la résistance statorique (augmentation) et celle du flux di a aimant (diminution du
rémanent). Dans une premiére approche, nous n’allons prendre en compte que la va-
riation de la température statorique (le rémanent étant considéré constant). Le but de
I’étude est en effet de voir un premier impact de la variation de la température sur les
lois de commande optimales. Une solution va étre proposée dans ce cadre. Cette solution
pourra étre étendue a la prise en compte de tous les effets thermiques. Deux cas vont
étre traités : le controle optimal direct (COD) et le control optimal adaptatif (COA).

Lors du controle optimal direct, les lois de commande sont calculées a une tempéra-
ture donnée et ne changent plus par la suite. C’est ce que nous avons fait a la section
précédente, en calculant ces lois pour une température de 25°C. Nous appliquerons ces
lois & une machine dont la résistance correspond a un fonctionnement a température éle-
vée et nous observerons les conséquences sur le rendement et ’espace de fonctionnement.



52 CHAPITRE 2. COMMANDE OPTIMALE DE LA MAPI

Lors du controle optimal adaptatif, plusieurs lois de commande sont calculées pour
différentes températures (i.e. différentes valeurs de résistances). En fonction de la me-
sure de température (thermocouple), seuls les courants adaptés a la température de
fonctionnement sont appliqués. Nous verrons les performances obtenues a température
élevée.

2.4.1 Performance du contréle optimal direct en fonctionnement
4 température élevée

En pratique, l'alterno-démarreur est placé a co6té du moteur thermique. La tem-
pérature ambiante peut fortement varier. A température élevée (180°C), la résistance
passe de 6.1 m$ a 9.8 mQ (nous considérons que le rémanent reste, dans le cadre de
cette étude, inchangé). Les lois de commande ayant été calculées pour une température
faible, les courants optimaux pour cette température ne le sont plus pour une tem-
pérature plus élevée. La figure 2.14 montre la perte d’espace de fonctionnement et la
variation de rendement lorsque ’on applique les lois de commandes précédentes a une
machine fonctionnant a une température trés élevée (7' = 180°C).

Variation de rendements — COD a chaud

140 ‘ T T T
\ — - Isopuissance 6 kW
\ —— Espace de fonctionnement maximal a froid

120 \ : — - Isopuissance point de base alternateur B

0.2

0.15

0.1

e r 10.05

3000 4000 5000 6000

N (tr/min)

0 1000 2000

F1G. 2.14 — Variations de rendement - COD a température élevée (lois de commande
calculées a froid, machine fonctionnant & chaud)

Avec un controéle en courant, la variation de la résistance statorique n’a d’influence
que sur les tensions et les pertes Joule. De ce fait, nous pouvons faire plusieurs re-
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marques :

— la limite de I’espace de fonctionnement en mode alternateur a vitesse élevée reste
inchangée. Celle-ci est due au courant maximal admissible dans la machine et n’est
donc pas sensible a la variation de résistance ;

— l’espace de fonctionnement en mode alternateur & vitesse faible a diminué. Pour
un point de fonctionnement donné, les pertes Joule deviennent supérieures a la
puissance maximale disponible ;

— en revanche, 'espace de fonctionnement en mode moteur a énormément diminué.
Deux phénomeénes contradictoires ont lieu en méme temps. Pour un courant donné,
tensions et puissance électrique augmentent avec la résistance. Ainsi, alors que la
machine a besoin de plus de tension, la batterie, délivrant une puissance plus im-
portante voit sa tension diminuer. La limite en tension est donc atteinte pour des
vitesses beaucoup plus faibles. A titre d’exemple, en mode moteur, & 2000tr/min,
la machine & froid est capable de délivrer une puissance de 5 kW avec un rende-
ment de 0.8. La machine a chaud, controlée de la méme maniére, ne délivre plus
qu’une puissance de 1 kW sous un rendement de 0.7 ;

— globalement, sur I’ensemble de I'espace de fonctionnement, le rendement a légé-
rement diminué du fait de Paugmentation des pertes Joule. A 2000 tr/min, en
mode alternateur, la machine & froid délivre sa puissance maximale avec un ren-
dement de 0.85. Au méme point de fonctionnement, la machine & chaud délivre
cette puissance avec un rendement de 0.8.

2.4.2 Performance du contréle optimal adaptatif en fonctionne-
ment & température élevée

La figure 2.15 donne le rendement de la machine controlée par des lois de commande
optimales adaptées a la température de fonctionnement a chaud.
En comparant ces résultats a ceux du controle optimal direct & chaud, on peut noter que :

— a basse vitesse, les limites de ’espace de fonctionnement et le rendement sont les
mémes ;

— quand la vitesse augmente, de nombreux points de fonctionnement inaccessibles
avec le controle direct deviennent réalisables. Ces points permettent méme d’ob-
tenir de bonnes performances (puissance et rendement élevés).

En utilisant un controle optimal adapté aux conditions de température, les per-
formances de l'alterno-démarreur restent toujours bonnes, tout particuliérement dans
le mode moteur. Le défluxage est possible a vitesse élevée et le rendement reste haut
sur ’ensemble de I'espace de fonctionnement. Pour illustrer ces propos, le tableau 2.2
compare puissance mécanique et rendement en mode moteur a 2000 ¢tr/min pour les
différents type de controle, a froid et a chaud.
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Rendements

140 T T T 0.9
| — - Isopuissance 6 kW

\ —— Espace de fonctionnement maximal a froid

120 | — - Isopuissance point de base alternateur R | los
100
r 10.7
80
r 10.6

60

C* (Nm)

40

20

4000

3000 5000

N (tr/min)

2000 6000

F1G. 2.15 — Rendement - COA a température élevée (lois de commande calculées a chaud,
machine fonctionnant & la méme température)

TAB. 2.2 — Comparaison des performances de ’ADI en fonction du type de controle

Type de controle | COD (basse | COD (haute | COA (haute
température) température) température)

Puissance méca- | 5 kW 1 kW 4 EW

nique maximale

Rendement 0.8 0.7 0.8

On peut retrouver cette étude dans [CHEDOT 03a/.

2.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons appliqué le principe de la commande optimale des ma-
chines & aimants permanents internes développé par MORIMOTO. Les lois de controle
analytiques, basées sur des hypothéses de simplification limitatives, ont été remplacées
par des résultats numériques prenant en compte tous les phénoménes influants : satura-
tion magnétique (classique et croisée), pertes fer, tension variable.
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Nous avons ainsi été amenés a développer des modéles numeériques de la machine
permettant une utilisation simple, robuste et rapide, tout en donnant des résultats trés
précis (aussi précis que les éléments finis). Les autres éléments de ’axe électromécanique
n’ont bien-str pas été négligés, permettant de prendre en compte les contraintes trés
importantes dues aux tensions variables et aux puissances limitées.

Les résultats connexes au calcul des lois de commandes — espace de fonctionnement,
cartographie de rendement, des pertes, etc. — ont permis de confirmer la nécessité d’une
prise en compte précise des non-linéarités. La figure 2.9 montre en effet la limite parti-
culiére de I'espace de fonctionnement moteur due a la variation de tension batterie au
cours du fonctionnement. La saturation de la machine apparait aussi clairement sur la
baisse de rendement conséquente lors du démarrage (fort couple, basse vitesse).

Enfin, I'influence de la température sur les performances de la machine a pu étre mise
en évidence. A température élevée, il apparait que pour continuer a utiliser le mode mo-
teur & vitesse élevée, un controle optimal adaptatif est indispensable. Ce dernier fournit
les courants adaptés a la mesure de température, et étend la notion d’optimalité a la
température.

Ce chapitre ouvre deux voies d’études qui seront abordées par la suite. La premiére
consiste a vérifier, en simulation, la cohérence des ces lois de commandes. Ceci passe par
un processus de modélisation dynamique de la machine et de ’ensemble de la chaine de
production du couple. De ce fait, la régulation des courants, la modélisation du conver-
tisseur statique (onduleur), et I’étude des modes de fonctionnement (démarreur, moteur,
alternateur) seront abordés.

La seconde consiste a vérifier expérimentalement, sur les prototypes présentés en intro-
duction, 'efficacité de ces lois de commandes, et par la méme occasion, la justesse des
modéles utilisés.
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Chapitre 3

Modélisation dynamique de la MAPI
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A LA FIN du chapitre précédent, nous avons pu observer les performances prévision-
nelles de la machine en régime permanent. Il est désormais nécessaire de prévoir
I’ensemble des composants du systéme, complémentaires aux lois de commande, et de
les valider lors de cas dynamiques réels.

L’actionneur électrique (machine, convertisseur, controle) est de plus en plus un
élément constitutif d’un ensemble complexe imposant de nouvelles contraintes au niveau
des simulations :

— la réduction des cofts, particuliérement dans le domaine automobile, conduit a la
recherche d’actionneurs soumis a d’'importantes contraintes, tant en régime perma-
nent (notion de rendement) qu’en régime transitoire (temps de mise a disposition
du couple par exemple). Leur modélisation en devient plus difficile;

— les différents éléments du systéme sont fortement couplés rendant ainsi erronées
certaines hypothéses couramment admises. Comment, par exemple, dimensionner

o7
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les correcteurs d’une source asservie en courant lorsque cette source est constituée
d’une batterie et donc présente une tension fortement variable ?

— le colit important, en terme de temps et d’argent, pour la réalisation de prototypes
conduit a la recherche de simulations précises et facilement exploitables lors d’une
implantation matérielle.

L’application alterno-démarreur rassemble I’ensemble des contraintes et remarques
précédemment citées. Ainsi, bien que fondamental, 'ensemble des travaux développés
dans les chapitres précédents restent insuffisants pour pouvoir aborder la phase expéri-
mentale. Le but de ce chapitre est de présenter la modélisation dynamique du systéme
alterno démarreur. Aprés avoir précisé la notion de systéme complet, le modéle dyna-
mique de la machine, ainsi que de I'ensemble des composants de I’ADI sera présenté :
convertisseur, batterie (ou alimentation), bus continu, charge mécanique et I’ensemble
du controle (lois de commande, correcteurs, stratégie MLI).

Nous nous attacherons ensuite, plus particuliérement, a deux points essentiels :

— choix du type et dimensionnement des correcteurs de courant ;

— phase de démarrage d’'un moteur thermique et régulation du bus continu par
I’alterno-démarreur.

Il est & noter que I’ensemble des simulations a été effectué dans un environnement
Matlab-Simulink et a servi de base a l'implantation matérielle sur carte DSpace (cha-
pitre 4).

3.1 Modéle dynamique de la MAPI

3.1.1 Rappel du modéle linéaire

Avant d’aborder le modéle complet de la machine, prenant en compte la saturation et
les différentes pertes, il est important de souligner les hypothéses liées a la modélisation
de Park des machines, et de reprendre le modéle linéaire dynamique de la machine. La
modélisation de Park de la machine ne fait que 'hypotheése de la sinusoidalité des forces
magnétomotrices, hypothése basée sur la répartition du bobinage. En revanche, aucune
hypothése n’est faite quant a la forme des courants injectés et des tensions appliquées
a la machine [SEGUIER 94, LESENNE 80|. De plus, nous avons vu section 2.2 que le
modeéle basé sur les flux, et non les inductances, ne requérait aucune hypothése sur
I’état de saturation magnétique de la machine. Ainsi les équations 3.1, 3.2 et 3.3 sont
justes quelque soit le niveau de saturation et la forme des tensions aux bornes de la
machine.

d

Vg = Rsid + % - ws@Dq (31)
d

v, = Ryig+ % +wybg (3.2)

Cem = p<wdiq _wqid) (33)
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Nous en déduisons ’expression des flux :

Yo = /(Ud — Ryig + wsiby) (3.4)
v = [0~ Ry = wab (3.5)
Enfin, dans le cas linéaire, nous en déduisons les courants tels que :
g = Litm Zde (3.6)
g = %} (3.7)

Ces équations nous conduisent au diagramme structurel de la machine représenté a
la figure 3.1.

;— L] [psid-psiM WLd

—|= . z
— i " Cal_id
E—we we
wh
Gr—sl-

e g *

()|

theta 1l

242 s | psig

Fi1G. 3.1 — Diagramme structurel d’une MAPI linéaire

Ce diagramme, utilisé tel quel dans les simulations de type Matlab-Simulink [Mat 00a],
permet d’obtenir les courants instantanés pour n’importe quelles tensions d’alimenta-
tion. Les courants donnent ensuite accés a la valeur du couple. Le recours a la notion
d’inductance limite ce modéle aux fonctionnements a faible niveau d’induction (peu de
saturation).

3.1.2 Prise en compte de la saturation - Inversion du modéle
des flux

Dans le schéma de la figure 3.1, nous constatons que pour prendre en compte la
saturation, nous devons évaluer les courants i4 et 7, en fonction des flux 14 et 1,. Le
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reste est indépendant de la saturation. Pour cela, nous allons utiliser les mémes tables
de flux qu’a la section précédente afin de déterminer les flux en fonction des courants.
Puis nous allons inverser le modéle afin d’obtenir les courants en fonction des flux.

Pour inverser les modéles de flux, nous allons utiliser I'outil numérique contrainte
algébrigue [Mat 00a]!. Cet outil donne en sortie la valeur de la variable qui annule
Ientrée (Cf. figure 3.2).

fiz)

F1G. 3.2 — Bloc contrainte algébrique

La solution n’étant pas forcément unique, il revient a l’utilisateur de donner un bon
point de départ pour la recherche de la solution (variable interne du bloc).

En modifiant le bouclage, il est possible d’asservir la fonction & une certaine valeur,
constante ou variable dans le temps (Cf. figure 3.3).

oooo L ein N
5 W
- - z
Congigne Algebmic Constraint
pour fiz)
il

fiz) &

F1G. 3.3 — Asservissement avec contrainte algébrique

Dans ce cas, le bloc contrainte algébrique cherche la variable z qui annule f,.; — f(2).

Nous pouvons maintenant appliquer ce principe a la recherche des courants qui an-
nulent 'erreur entre les flux issus des équations de tension de la machine et ceux issus
du calcul non-linéaire (table, etc.). La figure 3.4 reprend la figure 3.3 adaptée au flux
direct (le couplage des axes est négligé pour 'instant).

Nous avons vu précédemment que les flux étaient couplés, et donc que chaque flux
dépendait de tous les courants appliqués a la machine. Deux boucles vont donc étre
imbriquées, en incluant les tables de flux étudiées au chapitre précédent. La figure 3.5
montre le systéme complet d’inversion des flux.

Mathématiquement, un tel systéme ne garantit pas une solution unique. Cependant, on
remarquera que les programmes d’optimisation les plus performant ne trouvent que des
solutions locales. Dans notre cas, pour s’assurer de la validité physique de la solution, il

1. bloc simulink algebraic constraint
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Solwe
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FiG. 3.4 — Inversion du flux 1,
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F1G. 3.5 — Inversion des flux (saturation et couplage inclus)

faut satisfaire trois critéres :

— partir d'un bon point de départ ;

— avoir des caractéristiques de flux en fonction des courants ne présentant pas de
points singuliers. La figure 3.6 représente les flux direct et quadrature en fonction
des courants.

Ces surfaces sont lisses et ne présentent aucun point remarquable.

— pour des systémes fortement non-linéaire, il convient de s’assurer de la sensibilité
des fonctions vis-a-vis des variables. Plus concrétement, le flux ¢4 doit étre forte-
ment variable avec i4 et peu avec i, ; et réciproquement pour le flux v,. Les flux
vérifient cette condition (Cf. figure 2.5).
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Psid (Wh) Psiq (Wb)
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F1G. 3.6 — Flux fonction des courants

Par la suite, les simulations confirmeront ces hypothéses, ainsi que la justesse du
modéle.

3.1.3 Prise en compte des pertes fer

Une méthode de calcul des pertes fer a été présentée et choisie au chapitre précé-
dent. Globalement, nous avons développé une fonction non-linéaire a base de tables a
interpoler qui donnent la valeur totale des pertes fer en fonction des courants i4 et i, et
de la vitesse de rotation de la machine Q (ou wy).

Ainsi, a partir des équations de tension, I'inversion des flux nous donnent les courants
dans la machine. Ces courants, et la vitesse de rotation de la machine, sont utilisés pour
évaluer les pertes fer (Cf . figure 3.7(a)).

Pge;
/ /AP
——=P,
Fertes fer
(a) Bloc de calcul des pertes fer (b) bilan de puissance

F1G. 3.7 — Bloc de calcul des pertes fer et bilan de puissance

A partir de ces pertes fer et des pertes mécaniques, on déduit de la puissance élec-
tromagnétique la puissance utile fournie (Cf. figure 3.7(b)) :

P, = P — Prer — APpcc (3.8)
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3.2 Description du modéle dynamique développé

La figure 3.8 représente le schéma dynamique complet d’'un alterno-démarreur. Le
modéle de la MAPI est celui présenté dans la section précédente, les autres modéles vont
étre abordés rapidement ci-dessous.

3.2.1 Consigne de couple

La consigne de couple différe selon le mode de fonctionnement :

— mode démarreur : consigne positive égale au couple maximum délivrable par la
machine ;

— mode alternateur : régulation de la tension du réseau de bord. La mesure de la
tension du bus continu est nécessaire.

3.2.2 Commande optimale

Les tables calculées précédemment sont directement utilisées pour générer les cou-
rants (i4, i,) & partir de la consigne de couple et de la mesure de vitesse. Une option
mode de commande permet de faire varier la limite en courant selon la situation (moteur,
alternateur, etc.).

3.2.3 Reégulation de courant

La régulation de courant génére les consignes de tension qui serviront a la commande
des bras de pont de 'onduleur. On peut envisager plusieurs types de régulation : correc-
teur proportionnel (ou proportionnel intégral) sur chaque phase, régulation des courants
direct et quadrature, proportionnelle ou proportionnelle intégrale, avec ou sans compen-
sation des FEM induites. Nous traiterons deux cas distincts dans la section suivante.

3.2.4 Onduleur

A partir des consignes de tension, toutes les stratégies de modulation de largeur
d’impulsions peuvent étre envisagées et modélisées : échantillonnage naturel, modula-
tion du vecteur d’espace, delta-sigma, etc. Dans le cadre de cette étude, nous utilisons un
échantillonnage naturel (comparaison sinus-triangle) simple mais parfaitement maitrisé.
Remarque : pour plus de détails sur les stratégies existantes, on peut se référer a
[LESBROUSSART 97, HOBRAICHE 05|.

Connaissant les ordres de commande des bras de pont et la tension du bus continu, les
tensions de sorties de 'onduleur sont alors déduites. Des modéles plus élaborés d’ondu-
leur sont étudiés actuellement [HOBRAICHE 05]. Ils prennent rigoureusement en compte
la structure interne de I'onduleur (résistances, inductances et capacités parasites négli-
gées auparavant) et permettent estimation des pertes dans I'onduleur (conduction et
commutation).
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F1G. 3.8 — Systeme complet de l’alterno-démarreur



3.3. APPLICATIONS 65

3.2.5 Batterie

Le modeéle de la batterie inclut la modélisation du bus continu. Dans le cas le plus
simple, il s’agit juste d’'un modéle FEM a vide, résistance interne (le bus continu est
négligé). On peut ajouter au modéle E, — Ry, la prise en compte des capacités de dé-
couplage et éventuellement les inductances de lignes. Ce modéle doit donner 1’évolution
dynamique de la tension du bus continu en fonction de la puissance demandée par la
machine (via 'onduleur).

Des modéles dynamiques plus performants |[KUHN 04| peuvent étre rapidement inclus.

Selon I'étude, cette batterie peut étre remplacée par une supercapacité, une charge
active ou n’importe quel type de charge/alimentation continue.

3.2.6 Axe électromécanique (charge mécanique)

En mode moteur, la charge mécanique est constituée d’une inertie et prend éventuel-
lement en compte des frottements visqueux.

En mode alternateur, la machine est entrainée a une vitesse variable entre 0 et
6000 tr/min. On peut ajouter également des acyclismes de vitesse.

On peut trouver des modéles trés précis et trés performants du groupe motopropul-
seur complet [DAvIS 03]. Ces modéles sont trés lourds et requiérent des données trés
précises difficiles a obtenir. Dans le cadre de notre application et des simulations envi-
sagées, nous nous tenons au modele présenté ci-dessus.

3.3 Applications

3.3.1 Choix d’une stratégie de régulation de courant

Deux types de régulations de courants vont étre comparées :
— Correction proportionnelle sur chaque phase avec ajustement de consigne ;

— Correction proportionnelle-intégrale sur chaque axe avec compensation directe des
FEM induites ;

Pour cela, nous observerons les allures des courants d et q et des courants de phases
pour une consigne de courant commune aux 2 régulations et pour 2 vitesses de rotations :

— la consigne de courant iz est fixée a la valeur du courant optimal de défluxage

ia | Ya(ia,0) =0 (ig = —% en linéaire) < ig~ —333 A;

— la consigne de courant iq est un échelon passant de -10 A & -150 A aux faibles
vitesses et un échelon passant de -10 A a -30 A aux grandes vitesses
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— Pour les faibles vitesses, nous prendrons une valeur de 500 tr/min, pour les grandes
vitesses, une valeur de 5000 tr/min.

Remarque : '’ensemble des non-linéarités est pris en compte : saturation magnétique,
pertes fer, alimentation par batterie, MLI sinus-triangle.

Régulation et calcul des correcteurs

Correcteur proportionnel sur chaque phase. Il s’agit d’une correction pro-
portionnelle sur chaque phase avec une compensation de consigne pour annuler ’erreur
statique. La figure 3.9 montre le schéma de régulation.

]
Ty Ty ;.
20k centre Saturation1 VT2

A

2161 centrel Satratonz Wb

cenfre2 Saturationd VTS

Park-2

¥

1hwfos+1
filtre

¥

1heifos+1
filre2

[in}

- 1hwifos+1

filred

F1G. 3.9 — Schéma de régulation avec correcteur proportionnel sur chaque phase et com-
pensation de consigne

Fonction de transfert en boucle ouverte :

K

P

Gost—i—Ls
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Fonction de transfert en boucle fermeée :

Go K, 1

T 1+Go K+ R+l

Gy

Bande passante en boucle fermée :

K, +R,
L

Wh

On veut une bande passante supérieure (10 fois par exemple) a la pulsation maximale
des courants a 6000 tr/min (vitesse max.) :

Ainsi le correcteur vaut (pour L = L, — pire des cas) :

6000
A;:quoe>mf>}—}g:73

Pour annuler I’erreur statique, nous compensons la consigne de maniére a obtenir un

. L, T . Ky+Rs
gain de 1 en boucle fermée. Nous multiplions donc la consigne par %
p

Correcteur PI sur chaque axe — compensation directe. Il s’agit d’une cor-
rection proportionnelle intégrale sur chaque axe avec une compensation directe des FEM
induites en se servant de la mesure de courant, de vitesse et de la valeur approchée des
inductances et du flux de I’aimant. La figure 3.10 montre le schéma de régulation.

Compensation directe des FEM. La compensation directe des FEM consiste a se
servir de la mesure de vitesse et de courant pour évaluer la valeur des différentes FEM in-
duites dans la machine, de maniére a les compenser (c’est-a-dire les annuler) directement
lors de la commande. Par exemple pour l'axe d :

Vg = Rsid -+ Ldsid —wquiq
———
FEMinduite
soit .
Vg + wsLyig
Rs + LdS
Ainsi, en mesurant ¢, et ws, nous pouvons calculer la FEM induite dans I'axe d et la
retrancher directement de la valeur de sortie du correcteur PI (Cf. figure 3.11).

g =

Réglage des correcteurs. Que I'on compense les FEM ou qu’on les néglige comme
simples perturbations, le réglage du PI est identique. On réalise un placement de pole
. . L. . . Ly L .. .
a la pulsation caractéristique de la machine (wgq = 7 et wog = R—S) en utilisant le gain
de l'intégrateur. Le correcteur proportionnel permet ensuite de régler la bande passante

du systéme en boucle fermée. Nous choisissons de donner la méme bande passante aux
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F1G. 3.10 — Schéma de régulation avec correcteur PI sur chaque aze et compensation
directe des FEM induites
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Calcul_FEM
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F1G. 3.11 — Compensation directe de la FEM de l’axe d

deux axes en accélérant (de 10 fois par exemple) la pulsation caractéristique maximale
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des axes. Ainsi :

J— RS
Wnd — L_d
J— RS
Wng = L_q
Kpa = 10 Lg maz(wng, wn, )
Ky = 10 Ly max(wng, wy,) (3.9)

avec des correcteurs du type : K, (1 + “JS—")

Les inductances sont tirées des tables de flux en se placant a un point de fonction-
nement particulier. Dans cette étude, nous avons choisi arbitrairement des valeurs pour
de faibles courants et sans effet de couplage :

Y
I 14(—50,0) — 4(0,0)
4 =
—50
B 1%(0,50)
L, = PR (3.10)

Avant un passage a I'industrialisation, une étude plus poussée des correcteurs doit
étre envisagée. En particulier, I'influence de la variation, et donc du choix, des induc-
tances sur la rapidité et la robustesse du systéme doit étre vérifiée. Dans le cadre de
notre étude, un premier réglage simple, méme non-optimal, est suffisant pour controler
le systéme de maniére rapide et sans risque de pertes de controle des courants.

Résultats

Nous allons présenter la comparaison des courants ¢4, et i, (consignes et mesures pour
les deux régulations) aux deux vitesses imposées, 500 tr/min (figure 3.12) et 5000 tr/min
(figure 3.13). Les observations sont différentes selon la vitesse imposée.

A 500 tr/min, les deux correcteurs fonctionnent parfaitement. Les courants suivent
la consigne trés rapidement, on ne trouve pas d’erreur statique et le découplage des axes
est effectif (pas d’influence de I’échelon de courant i, sur le courant iy).

A 5000 tr/min, la situation est trés différente. Le correcteur P (figure 3.13(a)) ré-
agit trés rapidement mais induit une erreur statique dramatique (jusqu’a 200 % pour le
courant i,). Le découplage des axes n’est plus pris en compte, la variation du courant i,
provoque une variation du courant iy qui n’est pas rattrapée (erreur statique).

Le correcteur PI (figure 3.13(b)) permet d’annuler 'erreur statique. Les courants
sont nuls & Porigine, ils mettent un temps assez important (100 ms) avant d’atteindre
la consigne de base (iq = —333 A, i, = —10 A) mais aucune erreur statique ne persiste.
Par la suite, 1’échelon de courant i, (de -10 & -30 A) est tout de suite pris en compte sur
I’axe q et la consigne est respectée. [’axe d subit un petit effet de couplage mais 'erreur
est corrigée en moins de 50 ms.
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id a 500 tr/min

100 T T T
= = consigne
ok —— correcteur P | |
—— correcteur PI
_. 100} -
<
k=]
—200 |- : : -
-300 N -
—400 | | | | |
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35
t(s)
ig & 500 tr/min
50 T T
= = consigne
ok —— correcteur P | _|
N —— correcteur Pl
. —50 -
<
g
-100 : : .
-150 WWWWW N
-200 | | | | |
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35

t(s)

F1G. 3.12 — Courants direct et quadrature a 500 tr/min (courants nuls a t=0, i’y = cte =
—330 A, échelon de i} de -10 a -150 A)

Pour conclure sur le choix des correcteurs, on peut noter que :

— Le correcteur proportionnel sur chaque phase fonctionne assez bien. Malgré la com-
pensation de consigne, il subsiste toujours une erreur statique que nous attribuons
aux FEM induites. En effet, on ne cherche pas a les compenser. Le couplage des
axes est trés marqué également. On notera un fonctionnement quasi-idéal en basse
vitesse. Malheureusement, les erreurs statiques relevées a grandes vitesses rendent
ce type de correcteur inacceptable pour notre application ;

— Le correcteur PI sur chaque axe avec compensation directe des FEM semble plus
efficace. La consigne est bien respectée et le découplage est effectif (les variations
sont trés rapidement corrigées).

Nous décidons de l'utiliser pour la validation expérimentale finale. Notons tout de
méme que la simplicité du correcteur P est un atout lors des phases de mise en route de
la validation expérimentale.
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id a 5000 tr/min
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F1G. 3.13 — Courants direct et quadrature a 5000 tr/min (courants nuls a t=0, i} =

cte = =330 A, échelon de i} de -10 4 -30 A)
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3.3.2 Simulation compléte d’un cycle de démarrage

La deuxiéme application du modéle dynamique complet est la simulation d’un dé-
marrage de moteur thermique, suivi du début de la régulation de la tension du réseau
de bord (alternateur a vitesse constante). Tous les éléments du systéme réel sont pris en
compte :

machine : saturation et pertes;
onduleur : MLI sinus-triangle (10 kHz), pertes;

alimentation : batterie (E, = 36 V, R, = 40 m{2), capacité de découplage (Cy =
10 mF)

charge mécanique : inertie, couple résistant variable en mode moteur, entraine-
ment & vitesse stabilisée et acyclismes en mode alternateur;

controéle : la machine est commandée par les lois de controle optimales, la consigne
de couple est constante au démarrage et est générée par une régulation de tension
en alternateur (correction proportionnel intégrale - connaissance de la tension du
bus continu nécessaire).

Les figures 3.14 et 3.15 donnent quelques courbes résultats de cette simulation. La
premiére montre I’évolution de la vitesse et des couples, des courants directs et quadra-
tures, ainsi que les courants de phases. La seconde montre tension et courants du bus
continu.

On peut remarquer :

la commande optimale réagit de la maniére prévue : le couple généré par la ma-
chine tente de suivre la consigne (150 Nm) et est limité a sa valeur maximale
(140 Nm) pendant 110 ms. A partir de cet instant (trait pointillé sur les graphes),
la puissance électrique absorbée augmente et la tension aux bornes de la batterie
chute. Les courants se retrouvent donc limités et le couple diminue. Néanmoins, la
commande optimale fonctionne toujours correctement et anticipe ce phénoméne :
les courants restent toujours sous controle. Sans la prise en compte de la chute de
tension aux bornes de la batterie (approche du systéme global) lors du calcul des
lois de commandes optimales, ce phénoméne aurait été négligé, 'onduleur n’aurait
pas réussi a maintenir les bons courants dans la machine et le controle aurait été
perdu (Cf. figures 3.14(a), 3.14(b) et 3.15);

les courants directs et quadratures suivent bien les consignes issues de la commande
optimale. Les correcteurs de courants fonctionnent parfaitement (Cf. 3.14(b));

au démarrage, la tension du bus continu chute avec la puissance soutirée par la
machine. En alternateur, elle est régulée a 42V et la régulation fonctionne correc-
tement (Cf. 3.15);
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F1G. 3.14 — Simulation d’un démarrage - machine
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FiG. 3.15 — Simulation d’un démarrage - Tension et courants du bus continu

— enfin, il est intéressant de remarquer l'effet de la capacité de découplage : tension
et courant batterie sont relativement lissés alors que le courant dans le bus continu
est trés perturbé (Cf. 3.15).

On peut retrouver cette étude dans [CHEDOT 04b].

3.4 Conclusion

Ce chapitre traite de l'aspect dynamique de I'alterno-démarreur (AD) et met encore
plus en avant son aspect systéme. En effet, penser que I’AD n’est qu'une machine isolée
conduit a faire de grosses négligences dans sa conception et dans sa commande. L’AD est
un ensemble complexe comprenant de nombreux composants particuliers qui imposent
leurs propres limites. Cet ensemble est inclus dans un environnement trés contraignant,
le moteur thermique d’une automobile, qui ajoute ses limites et ses contraintes trés sé-
véres. Ainsi, nous avons pu voir les différents points stratégiques a prendre en compte :
basse tension (limite en tension et courants forts), puissance limitée, convertisseur de
puissance et bus continu (fréquence élevée, surtension, etc.), fortes variations thermiques.

Le modéle dynamique complet permet de prendre en compte I'ensemble de ces consti-
tuants et de valider le fonctionnement de I’application lors de simulations proches de la
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réalité. Outre le développement de ces différents modéles (onduleur, batterie, controle),
il a fallu repenser la modélisation de la machine en prenant en compte ses variations dy-
namiques. Une technique d’inversion de flux nous a permis de réutiliser le travail effectué
en régime permanent et d’utiliser un modéle de machine prenant en compte précisément
la saturation magnétique et les pertes dans la machine de maniére dynamique et ra-
pide. De plus, ’ensemble du controle-machine a da étre pris en compte : nous avons
ainsi pu orienter notre choix de correcteurs de courant vers une solution proportionnelle
intégrale sur chaque axe avec compensation des FEM induites. De la méme maniére,
nous avons pu valider qu'une stratégie MLI sinus-triangle trés classique suffisait pour
notre application (au moins lors de la phase d’essais). Des actions sont néanmoins en
cours au LEC afin de proposer des stratégies MLI visant & minimiser la valeur de la ca-
pacité de découplage du bus continu pour un taux d’ondulation donné [HOBRAICHE 05|.

Le systeme complet a été agencé par bloc relativement indépendants et surtout in-
terchangeables & volonté. Il est désormais trés facile de passer d’un modéle & un autre
(machine, batterie, onduleur, etc.). De cette facon, les travaux d’autres membres du
laboratoire ont pu étre utilisés dans les différents simulations (modéle de batterie dyna-
mique précis, et onduleur intégrant pertes et variations de températures).

Enfin, la simulation d’un cycle de démarrage nous a permis d’illustrer I’ensemble des
phénoménes attendus et de mettre en valeur le comportement de chaque composant.
Parmi les premiers, on constate la chute de la tension du réseau de bord, le comporte-
ment des lois de commande quand la vitesse augmente ou encore la réaction des cor-
recteurs de courant pour suivre les consignes. On s’attardera surtout a d’autres points
uniquement, accessibles grace a cet aspect systéme : allure caractéristique du courant
dans le bus continu, di essentiellement au découpage et au filtrage, saturation de 1’on-
duleur lors des changements de consignes, ondulations de couple dues au découpage, ou
bien durée globale du démarrage.

Aprés avoir validé cette application lors de nombreuses simulations, tant dynamiques
qu’en régime permanent, il reste encore & vérifier expérimentalement les performances
de la machine, ainsi que la robustesse de la commande en fonctionnement réel.
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Validation expérimentale
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POUR CLORE cette étude, les différentes performances prédéterminées jusqu’a présent
vont étre vérifiées expérimentalement.

L’environnement logiciel de controle en temps-réel (DSpace) dont nous disposons,
permet de réutiliser le modéle dynamique présenté au chapitre précédent et de le trans-
crire (compilation en C) pour servir d’algorithme de commande de la machine. De cette
manieére, le controle de la machine nous est parfaitement connu et est trées facile d’acces.

Apreés avoir présenté I’ensemble du matériel nécessaire a la commande de la machine
et aux essais qui seront réalisés, les performances de la machine seront présentées pour
les deux modes de fonctionnement. Enfin, un essai permettra de vérifier la robustesse
dynamique de I’ensemble du controle.

4.1 Description sommaire des différents éléments

La figure 4.1 représente le dispositif expérimental utilisé pour effectuer les différents
essais. Nous allons détailler chaque partie de ce dispositif.

7
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4.1.1 Electronique de controdle

Le controle et les acquisitions sont effectuées par une carte DSpace DS1103. La
carte permet d’acquérir jusqu’a 8 signaux simultanément (8 convertisseurs analogique-
numérique distincts) ainsi que I'information resolver grace a une entrée codeur prévue
a cet effet.

Nous pouvons ainsi acquérir :

— jusqu’a 3 courants de phases : capteur de courant (LT505-T) 500 A;
— le courant du bus continu : pince de courant Techtronik 500 A ;

— la tension du bus continu;

— la température du bobinage statorique (1 ou 2 points) : thermocouple relié a un
conditionneur adapté (Omega CCT23-0/300C) ;

— la position angulaire avec une précision de 1024 points par période électrique.

Une sortie MLI permet la commande directe du driver de 'onduleur (CONCEPT
6SD106E). Le controle est effectué par interprétation (compilation en C) d’un fichier
Matlab-Simulink incluant les acquisitions, la commande optimale, la régulation de cou-
rant, la stratégie de modulation MLI et la sortie MLI.

La figure 4.2 montre le schéma synoptique complet de ’alimentation de la MAPI. On
notera que ’ensemble de I’électronique de controle est totalement isolé galvaniquement
des mesures et de I’électronique de puissance.
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4.1.2 Electronique de puissance

La MAPI est alimentée via un onduleur de tension & deux niveaux : un onduleur du
LEC (conception P. MACRET et G. FRIEDRICH), refroidi & air, développé autour d’un
module triphasé Ixys VWM 350-0075P 350 A, 75V, 20 kHz. Un second onduleur, plus
puissant, a été réalisé mais n’a pas encore été testé. Il devrait permettre d’injecter des
courants de I'ordre de 800 A.

Pour les essais moteurs, le bus continu peut étre relié a une alimentation continue
(alimentation stabilisée forte puissance ou réseau triphasé redressé) ou a des batteries.

Il est lié & une charge (active ou passive) régulée en tension pour les essais en alternateur.

La figure 4.3 donne plusieurs vues du variateur complet (module triphasé, driver,
condensateur de découplage et de filtrage, etc.).

r

Module triphasé Driver

Module triphasé Driver

(a) Variateur vue de haut (b) Variateur vue de profil

: ,;'.' ;r( ‘:_.

(d) Agrandissement serré du driver

(c) Agrandissement du driver

FiG. 4.3 — Variateur de I’ADI-MAPI

4.1.3 Banc d’essais

La MAPI est fixée & une plate-forme d’essais dédiée et accouplée a une machine d’en-
trainement. Cette machine d’entrainement est une machine a courant continu de 20 kW
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associée a un réducteur a courroie permettant d’atteindre des vitesses de 10000 tr/min.
L’accouplement comprend un couplemétre Vibrometer TE108-0.2 de 100 Nm incluant
un capteur de vitesse.

La figure 4.4 représente 1’ensemble banc - machine - convertisseur - controle lors des
essais au LEC. La figure 4.5 montre ’ADI-MAPI montée sur le banc, ainsi que différents
détails de sa topologie. .
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4.2 Essails directs

4.2.1 Performances en régime permanent

Dans cette section, les performances en régime permanent vont étre présentées et
comparées aux simulations. Nous serons en mesure de dire si la machine respecte le
cahier des charges et si les modéles utilisés pour le calcul des lois de commande opti-
males sont justes. Nous prendrons garde de ne pas chercher a retrouver les résultats de
la section 2.3.2. En effet, les essais ont été réalisés dans des conditions particuliéres avec
les moyens présentés précédemment. Pour chaque mode de fonctionnement (démarreur
et alternateur), nous rappellerons les caractéristiques principales du systéme.

Les mesures sont effectuées a 1’aide du matériel présenté a la section précédente. Nous
réalisons également des mesures de puissances électriques au moyen d’un analyseur de
puissance de marque Yokogawa (PZ4000) d’une précision de 0.1 %. Les pertes totales
sont directement déduites de la puissance mécanique et de la puissance électrique. Les
pertes Joule sont calculées & partir des mesures de courant et de température (évaluation
de la résistance en fonction de la température). Les pertes mécaniques sont déduites de
la mesure de vitesse grace a la caractéristique établie lors des essais indirects (Cf. C.2).
Enfin, les pertes fer sont évaluées en soustrayant pertes Joule et pertes mécaniques des
pertes totales.

Mode démarreur

Le systéme est alimenté par une alimentation continue stabilisée. Elle délivre un
tension continue constante de 40 V mais est limitée & une puissance a 2 kW. Les cou-
rants dans la machine sont limités par 'onduleur a 200 A crétes (protection physique et
limite dans les lois de commande). De ce fait, les lois de commande ont été recalculées
en prenant en compte ces caractéristiques. La figure 4.6 montre rendement et puissance
mécanique dans ’espace de fonctionnement couple-vitesse. Les isovaleurs correspondent
aux calculs, les points aux mesures.

La comparaison simulations-mesures et les résultats nous ameénent a plusieurs re-
marques :

— simulations et mesures sont assez proches : les limites de I'espace de fonctionne-

ment se suivent assez bien et les valeurs mesurées entrent dans les zones prévues
par les simulations. Cette comparaison montre que les modéles utilisés pour le
calcul des lois de commande sont assez justes et précis (en mode démarreur).
La validation rigoureuse de ces modéles devrait passer par I’étude des écarts entre
les mesures et les simulations, et ce, en chaque point de I’espace de fonctionne-
ment. Cela impliquerait une connaissance exacte des incertitudes liées aux mesures.
Celles-ci sont malheureusement difficiles a déterminer quand on se rapproche des
basses vitesses ou des faibles couples. A défaut, cette étude a été réalisée dans
toute la zone a fort rendement (0.8 < 1 < 0.9). Dans cette zone, I'erreur maximale
a lieu au point de plus faible rendement : C=11 Nm, N=500 tr/min, n = 0.8 et
lerreur vaut € = 6.9 % ;
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— en terme de performances, le couple est limité a 30 Nm environ. Cette limite est
due au courant maximum de I’application (200 A créte) et était prévu lors du cal-
cul. Comme nous I'avons vu dans les chapitres précédents, dés les faibles courants,
la machine fonctionne de maniére non-linéaire. Si I’on considére que le modéle va
rester précis avec 'augmentation des courants, alors la machine alimentée par un
onduleur acceptant des courants de 600 A efficaces pourrait développer le couple
requis pour démarrer un moteur thermique (140 Nm). Dans le cadre de cette étude,
ce résultat n’est pas encore validé expérimentalement mais parait plausible;

— quand la vitesse augmente, I’espace de fonctionnement est limité par la puissance
électrique maximum délivrable par 1’alimentation stabilisée (2000 W électrique,
soit moins de 1600 W mécanique en sortie de machine). Au dela de 3800 tr/min,
il devient alors difficile de faire des mesures, le couple diminuant en-deca de 2 Nm ;

— enfin, globalement, le rendement est faible pour les faibles couples et les basses
vitesses. Il tend vers 0.85 quand la puissance électrique augmente.

La figure 4.7 montre les différentes pertes dans l'espace de fonctionnement couple-
vitesse. Les isovaleurs correspondent aux calculs, les points aux mesures.

Observations :

— la comparaison simulations-mesures permet de tirer les mémes conclusions quant
aux modeles utilisés;

— du point de vue de la répartition des pertes, elles sont surtout importantes pour
les forts courants et pour les grandes vitesses. Les courants importants engendrent
beaucoup de pertes Joules, les vitesses élevées sont responsables de 'augmentation
des pertes mécaniques et des pertes fer;

— on notera que les pertes Joule sont assez importantes a grande vitesse alors que
I’on développe beaucoup moins de couple. Ceci est di a la circulation du courant
direct nécessaire au défluxage de la machine.

Mode alternateur

Le systéme est relié & une charge active. Elle absorbe la puissance débitée par la
machine tout en régulant la tension du bus continu a 42 V. Sa puissance est limitée a
6 kW. Les courants dans la machine sont toujours limités par 'onduleur a 200 A crétes
(protection physique et limite dans les lois de commande). La encore, les lois de com-
mande ont été recalculées en prenant en compte ces caractéristiques. On notera que cette
limite en courant nous permet presque de couvrir ’espace de fonctionnement prévu en
mode alternateur. La figure 4.8 montre rendement et puissance électrique dans ’espace
de fonctionnement couple-vitesse. Les isovaleurs correspondent aux calculs, les points
aux mesures.
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Le mode alternateur donne le méme type de résultats que le mode moteur :

— simulations et mesures sont cohérentes. Comme pour le mode démarreur, les es-
paces de fonctionnement sont assez proches et les mesures entrent dans les zones
prédéterminées. Dans la zone a fort rendement (n ~ 0.9), I’écart maximal est
constaté pour le point a plus faible rendement : C=-16 Nm, N=2000 tr/min,
n = 0.88 et ¢ = 2.9 %. Pour les puissances, nous avons déterminé cet écart a la
puissance maximale : C=23 Nm, N=3000 tr/min, Pe=6300 W (avec n = 0.88) et
e=1.6%;

— la machine fonctionnant la plupart du temps en mode alternateur, la maximisation
du rendement est un point crucial pour 'application. Nous parvenons a obtenir un
rendement supérieur a 80 % sur la majeure partie de I'espace de fonctionnement,
avec une zone importante a plus de 90 %. Il est important de noter que ce rende-
ment reste élevé (proche de 0.6) dans les zones a faible puissance et & vitesse élevée
(C=-6 Nm, N=4500 tr/min). Or, a vitesse élevée, la majeure partie du courant sert
a défluxer la machine (iy = —160 A, i, = —15 A) et non a produire de la puissance ;

— le couple maximum (en valeur absolue) est limité par le courant limite di a ’on-
duleur. Contrairement au mode démarreur, c’est également le courant qui limite
I’espace de fonctionnement quand la vitesse augmente. En effet, aux vitesses éle-
vées, une part importante du courant est utilisé pour défluxer la machine, limitant
ainsi la puissance maximale délivrable. La machine parvient tout de méme a déli-
vrer plus de 6 kW a 3000 tr/min. Avec une limite en courant légérement supérieure
(comme prévu dans le cahier des charges), nous pourrions atteindre les 8 kW at-
tendus.

La figure 4.9 montre les différentes pertes dans ’espace de fonctionnement couple-
vitesse. Les isovaleurs correspondent aux calculs, les points aux mesures. Ces courbes
appuient nos observations précédentes et la répartition des pertes est la méme qu’en
mode démarreur.
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4.2.2 Performances dynamiques

La section précédente nous a permis de valider les modéles utilisés et les perfor-
mances de la machine en régime permanent. Néanmoins, en fonctionnement réel, la
machine n’est jamais en régime permanent. Méme en alternateur, la vitesse d’entrai-
nement évolue toujours avec le régime du moteur thermique. Dans le méme esprit, les
besoins en puissance peuvent brutalement changer en fonction des besoins électriques
(climatisation électrique, etc.).

Nous avons donc voulu vérifier si I’ensemble lois de commande optimales et correc-
teurs de courant permettait de passer d’un régime de puissance a un autre sans perdre
le controle des courants. L’essai consiste en un échelon de couple (-5 & -20 Nm) en mode
alternateur a vitesse constante (3000 tr/min).

Les résultats expérimentaux sont confrontés & une simulation équivalente. Pour cette
simulation, tous les éléments du systéme réel sont pris en compte :

— machine : saturation et pertes;

— onduleur : MLI sinus-triangle (10 kHz), pertes;

— alimentation : charge active (R-L-C + MLI), capacité de découplage (10mF) (et
filtre) ;

— la vitesse est constante (alternateur - vitesse imposée a 3000 tr/min);

— controle : la machine est commandée par les lois de controle optimales, la consigne
de couple consiste en un échelon de -5 Nm a -20 Nm.

La figure 4.10 donne I’évolution du couple et des courants direct et quadrature
(consignes, simulation et mesures).

On peut remarquer :

— 4 3000 tr/min, le courant le plus important est le courant 74. Celui-ci est néces-
saire pour défluxer la machine, réduire la tension induite et garder le controle des
courants;

— les correcteurs de courants sont efficaces, les courants iq et i, suivent précisément
les consignes issues des tables de lois de commande. L’onduleur ne sature qu’a
I’instant de 1’échelon de couple, mais le controle des courants n’est jamais perdu;

— nous constatons un dépassement assez important des courants mesurés et une dif-
férence entre simulations et mesures. Quand I’échelon a lieu, I’onduleur sature plus
que ne le prévoyait la simulation, les courants dépassent leurs consignes puis les
correcteurs PI réalisent leur action. Courants et couple atteignent leur consigne
respective en 60 ms environ. Il apparait donc que la limitation en tension pré-
vue dans les simulations, et donc dans le calcul des lois de commande optimales,
n’est pas tout a fait juste. Nous attribuons cette erreur a deux points. Premiére-
ment, nous avons négligé la chute de tension dans les composants de puissance. Ce
manque & gagner n’est pas crucial en régime permanent mais devient important
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quand le systéme a un besoin important de tension (changement de niveau de cou-
rant). Le deuxiéme point est la modélisation du bus continu. Dans le cadre de cette
étude, nous avons négligé 'inductance de ligne du bus continu. Or, cette ligne (2 m
de cable environ) donne naissance a une inductance supplémentaire qui pourrait
étre a l'origine de cette limitation en tension supplémentaire et de ce dépassement ;

— la réponse a I’échelon de couple prend environ 60 ms. Pendant cette courte pé-
riode, la puissance électrique générée par la machine passe de 1000 W a 6000 W.
La machine est donc capable de délivrer sa puissance maximale en moins de 60 ms.
Rappelons que cette machine est un générateur de puissance et non un actionneur
et que ces performances dynamiques sont nettement meilleures (faible temps de
réponse) que celles des alternateurs classiques (a griffes par exemple).

On peut retrouver ces résultats dans [CHEDOT 04a.

4.3 Conclusion

L’ensemble des résultats des essais effectués sur ’ADI en version MAPI nous ont
semblé satisfaisants.

Les résultats en régime permanent nous donnent deux informations importantes.
Tout d’abord, la commande optimale fonctionne comme nous 'attendions. Les mesures
effectuées donnent des résultats proches de ceux prédéterminés lors du calcul des lois de
commande. Les modéles utilisés et le processus d’optimisation peuvent donc étre consi-
dérés comme fiables, au moins dans la gamme de courant et de puissance rencontrée
pendant la validation expérimentale.

Ensuite, la machine atteint les performances que requérait le cahier des charges ini-
tial. Le rendement est élevé sur la plus grande partie de ’espace de fonctionnement,
en particulier en mode alternateur ou il dépasse 80 %, voire 90 %. Compte-tenu de la
limite en courant lors de nos essais, le couple en mode démarreur et la puissance élec-
trique débitée en mode alternateur sont déja importants. Si les modéles restent exacts
sur ’ensemble de I'espace de fonctionnement, un couple de démarrage de 140 Nm et une
puissance électrique maximale de 8 kW devraient pouvoir étre atteints avec un onduleur
acceptant des courants plus importants.

Les résultats en régime dynamique permettent de vérifier que le controle de la ma-
chine ne sera jamais perdu, méme lors d’une variation brutale de la consigne de couple
(donc du besoin en puissance). Tous les cas n'ont pas pu étre traités mais celui réalisé
représente une des situations les plus critiques avec un besoin rapide et important de
puissance. Par la méme occasion, la robustesse et la rapidité d’action des correcteurs de
courant ont pu étre validés. Des études paramétriques de ces correcteurs restent a réali-
ser mais ils offrent dors-et-déja des performances importantes, tant en terme de rapidité
que de robustesse. Pour finir, notons que durant cet essai, la machine a pu délivrer sa
puissance maximale dans un temps trés court : de 1000 a 6000 W en 60 ms.
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Conclusion générale

E TRAVAIL présenté constitue le troisiéme volet d’un programme de recherche am-

bitieux, débuté il y a cinq ans, au travers d’une collaboration UTC-LEC-VALEO.
Ce programme visait & comparer des solutions du type asynchrone, synchrone a rotor
bobiné et synchrone a aimants permanents.

Bilan

Le premier chapitre a permis de faire le point sur les différentes structures possibles
et justifier la structure retenue. Celle-ci présente une trés grande simplicité de réalisa-
tion, un effet de saillance a l'origine d’un couple réluctant non négligeable, et autorise
d’importants niveaux de défluxage. Le rappel du principe de fonctionnement de ce type
de machine a mis en valeur la nécessité d’une commande appropriée comme introduite
dans [MORIMOTO 91]|. Plusieurs études montrant 'effet de la saturation magnétique et
des pertes fer sur les performances de la machine nous ont conduit a faire évoluer la
commande en prenant en compte finement ces phénoménes.

A partir des conclusions de I’analyse bibliographique, nous avons développé une com-
mande optimale issue de la commande classique mais prenant en compte I’ensemble des
non-linéarités de I'application (saturation, pertes, tension variable). Le deuxiéme cha-
pitre présente donc la modélisation fine du systéme, basée sur un modéle de machine
aux éléments-finis et un modéle analytique de ’ensemble des constituants du systéme
(batterie, convertisseur, etc.). Ces modéles ont ensuite été utilisés pour le calcul numé-
rique des lois de controle optimales et ont permis d’évaluer les performances et 'espace
de fonctionnement de la machine. Une derniére partie a mis en évidence I'influence de la
température sur les performances de la machine et a introduit la notion de commande
optimale adaptative, fonction de la température.

Le troisiéme chapitre traite de aspect dynamique de lalterno-démarreur (AD). 11
met en évidence son aspect systéme, rappelant au besoin les contraintes de 1’ensemble
des constituants, ainsi que la nécessité d’une approche dynamique de I’ensemble. Chaque
modéle a été adapté de maniére a prendre en compte les phénomeénes dynamiques inexis-
tant auparavant. En particulier, les modéles de saturation et de pertes dans la machine
ont été intégrés dans un modéle dynamique classique et complet. Enfin, plusieurs mo-
deéles ont été étudiés et ajoutés spécifiquement (controle, bus continu, charge mécanique).
Cet outil permet de prédéterminer le comportement du systéme en simulant différentes
applications réelles. La simulation d’un cycle de démarrage nous a permis d’illustrer
I’ensemble des phénoménes attendus et de mettre en valeur le comportement de chaque
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composant.

Le dernier chapitre a été consacré a la description du dispositif expérimental et a la
validation des résultats. Ces derniers nous ont confirmé la justesse des modéles utilisés
dans la gamme de puissance et de courant rencontrée et ont validé le principe des lois
de commandes optimales développées dans cette étude. Un essai dynamique fortement
contraint a, quant a lui, valider la robustesse de I’ensemble lois de controle optimales —
correcteurs de courant.

De I’ensemble de I’étude, un certain nombre de points méritent d’étre soulignés. L’en-
semble des résultats montre que la machine a aimants permanents répond au cahier des
charges contraignant d’un alterno-démarreur :

— son rotor est d'une grande simplicité et ne présente pas d’échauffement propre;

— bien que de modélisation complexe, le recours & un contréle a partir de solutions
pré-calculées reste simple ;

— les performances énergétiques sont tout a fait satisfaisantes. En effet, sur la plus
grande partie de I'espace de fonctionnement, le rendement dépasse 80 %. Méme
en régime défluxé, pour lequel les pertes fer (forte saturation locale) et les pertes
Joule sont importantes (forte composante i4), le rendement reste élevé ;

— la puissance massique est nettement supérieure a celle de la machine asynchrone,
car, tous parameétres identiques par ailleurs, la puissance de sortie maximale en
mode générateur s’établit a 6 kW contre 4,5 kW pour la version asynchrone. En
outre, contrairement a la version asynchrone, cette puissance reste disponible jus-
qu’a la vitesse maximale de 6000 tr/mn |[LEC 02|.

Perspectives

Au terme de cette étude, les solutions asynchrones et synchrones (rotor bobiné et
aimants permanents) auront été analysées, développées et validées en laboratoire et sur
démonstrateurs.

e e ey,

d’ores et déja en cours dans le cadre de la collaboration UTC-LEC-VALEO (maitrise
des pertes dans le convertisseur de puissance, réduction des capacités du bus continu,
suppression des capteurs de position, suppression des contacts glissants dans la version
synchrone & rotor bobiné).

La grande inconnue reste 'accueil du public (client) & ce type d’évolution. Le Mon-
dial de I’Auto 2004 devrait donner des éléments de réponses, puisqu’il verra ’apparition
du premier véhicule de série commercialisé, équipé d’un alterno-démarreur : le C3 de
PSA, équipé d’'un ADS VALEO a griffes, doté de la fonction Stop and Start.
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Souhaitons que cette technologie utile pour tous, permettant a la fois un avantage
client (la réduction de consommation) et un avantage citoyen (la baisse des émissions
de CO,) !, soit la premiére étape de la contribution frangaise de 1’association du moteur
électrique au moteur thermique dans la recherche du véhicule propre de demain.

1. Extrait du communiqué de presse - groupe PSA - juin 2004
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