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Introduction générale

Le développement de la mobilité électrique individuelle est devenu une priorité absolue
dans le secteur des transports, tenant compte du contexte actuel de transition énergétique. Avec
I’augmentation de la part, des véhicules électrifiés, dans le marché de 1I’automobile, la pollution
atmosphérique causée par ce secteur peut étre réduite si 1’¢électricité, qui alimente les voitures,
est produite a base de ressources non polluantes [1], [2].

A leur niveau technologique actuel, les véhicules électrifiés, surtout tout électrique,
peuvent toutefois constituer un handicap important pour I’utilisateur qui risque de ne pas
pouvoir effectuer librement ses trajets quotidiens, a cause de I’autonomie limitée des véhicules
alimentés par des batteries, notamment en les comparant avec les véhicules thermiques
conventionnels [3].

Par ailleurs, les véhicules électrifiés, hybrides ou tout électrique, sont actuellement
caractérisés par des prix, a I’achat, beaucoup plus élevés que les véhicules thermiques aux
mémes performances, ce qui les rend moins compétitifs sur le marché de 1’automobile. Cela est
di aux codts relativement élevés des organes de la chaine de traction électrique : batterie,
convertisseur de puissance et machine électrique [3].

Dans une chaine de traction, la machine électrique est un organe majeur, et elle doit
répondre a un cahier des charges spécifique, avec de nombreuses exigences, entre autres : une
grande densité de puissance et du couple, une large plage de fonctionnement a puissance
constante, un rendement élevé et un colt optimisé [4].

Pour un cahier des charges de traction, deux familles de machines électriques sont
principalement candidates : les machines synchrones a aimants permanents et les machines
asynchrones a cage « également dites: a induction ». Malgré sa robustesse et son codt
relativement réduit (rotor a base de matériaux moins colteux que les aimants), la machine a
induction triphasée classique se trouve limitée, par rapport a la machine a aimants, sur divers
aspects. On cite entre autres : rendement, facteur de puissance, densité de puissance et du couple
et plage de fonctionnement a puissance constante [5].

Ces limitations impactent les caractéristiques globales de 1’entrainement en termes
de poids, de volume, et particulierement, de dimensionnement du convertisseur de puissance
du fait d’une plage de fonctionnement a puissance constante limitée. Cela entrave notamment
I’utilisation des machines a induction triphasées pour le segment de véhicules automobiles du
milieu de gamme, ou les machines a aimants permanents sont majoritairement utilisées. En
effet, ce segment de véhicules requiert genéralement des capacités d’accélération plus reduites,
mais avec une plage de fonctionnement a puissance constante relativement large pour un
dimensionnement moindre de 1’onduleur.

La machine a induction a plus de trois phases, offre plus de degrés de liberté du point
de vue alimentation, ce qui permet de repousser certaines limites de la machine a induction
triphasée. En effet, avec plus de trois phases, le bobinage statorique peut étre alimenté par
plusieurs harmoniques de courant, sans nuire a la qualité du couple développé, ce qui permet
de génerer différents nombres de pbles magnétiques dans la machine, d’ou vient la notion de
« multipolarité » [6].

Cette these se focalise particulierement sur 1’extension de la plage de fonctionnement a
puissance constante dans les machines a induction polyphasées grace a la multipolarité.



Avec une machine triphasée, 1’augmentation de la vitesse, apres que la limite en tension
imposée par I’onduleur est atteinte (a la vitesse « de base »), se fait uniquement par le procédé
de « défluxage ». Ce procedé consiste a réduire la part magnétisante du courant statorique, et
donc réduire le flux, en augmentant la vitesse, ce qui permet de conserver une tension statorique
constante, mais avec une diminution du couple. La zone de fonctionnement a puissance
constante, correspond donc a la partie de la caractéristique couple-vitesse de la machine, en
mode défluxage, ou le produit du couple par la vitesse de rotation reste constant. L’étendue de
cette zone de fonctionnement est limitée dans les machines a induction, a cause de la complexité
du controle de flux en mode défluxage. Généralement les machines a induction
conventionnelles ont un CPSR « Constant Power Speed Ratio » compris entre 2 et 3 (rapport
entre la vitesse maximale, a partir de laquelle la conservation d’une puissance constante n’est
plus assurée, et la vitesse de base) [5].

Or, les véhicules électriques du milieu de gamme peuvent se satisfaire d’entrainements
¢lectriques avec CPSR supérieur a 3. L’utilisation des machines a induction polyphasées avec
un fonctionnement en multipolarité peut donc étre adaptée pour ce type de véhicules.

Avec une machine a induction polyphasée a cage, il est possible de réaliser un
fonctionnement avec changement de polarité, en changeant la séquence d’alimentation
(harmonique de courant). Chaque polarité correspond a une caractéristique couple-vitesse, avec
une région a couple maximum constant, et une région a puissance constante réalisée par
défluxage du méme ordre que celle d’une machine triphasée. Plusieurs caractéristiques couple-
vitesse, liées a plusieurs polarités, sont donc superposées idéalement de facon complémentaire.
On peut par exemple, utiliser une polarité relativement élevée pour les basses vitesses, et donc
avoir un couple important mais avec une basse vitesse de base, et a la fin de la courbe de
défluxage de cette premiere polarité, le changement vers une polarité plus basse, capable
d’atteindre des vitesses plus importantes avec un couple maximal plus bas, s’effectue. Ce
changement de polarité permet de maintenir un niveau acceptable de flux aux grandes vitesses,
et donc facilite son contréle en mode défluxage, par rapport a une machine triphasée avec une
seule polarité.

Un effet d’extension de la plage de fonctionnement a puissance constante est donc
obtenu grace au changement de polarité, accompagné de 1’opération du défluxage (sous chaque
polarité). Cela peut étre assimilé a un effet de « boite de vitesse électromagnétique continue »
mais avec un changement de polarité sans nécessité de composants électroniques ou
électromécaniques de puissance supplémentaires.

Il faut noter que, pour la technique de changement de polarité avec un bobinage
statorique polyphasé, les rotors a cage peuvent étre considérés comme de meilleurs candidats
par rapport aux rotors a aimants, car ils s’adaptent a la polarité imposee par le stator,
contrairement a leurs concurrents ou la polarité dépend de la distribution des aimants. En
d’autres termes, avec une machine a aimants, il est difficile de concevoir un rotor assurant des
performances suffisantes sous plusieurs polarités (au-dela de 2 polarités par exemple). Avec
une machine a induction, il suffit de choisir le nombre de barres convenablement, pour pouvoir
fonctionner, sans phénomenes parasites, sous de nombreuses polarités.

Dans ce mémoire de these, le premier chapitre présente un état de 1’art détaillé sur les
machines polyphasées et les enjeux qui les entourent. Les contraintes liées a la conception d’ une
chaine de traction électrique, sont d’abord introduites, avec un positionnement de la machine a
induction par rapport & sa concurrente principale, la machine a aimants. Ensuite, les avantages
potentiels de I’augmentation du nombre de phases sont montrés, avec une analyse
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bibliographique approfondie. A la fin de ce chapitre, I’accent est mis sur 1’orientation des
travaux de thése vers 1’aspect de changement de polarité pour machines a induction
polyphasées.

Le deuxiéme chapitre présente une démarche analytique généralisée de modélisation de
la machine a induction polyphasée (fonctionnant sous différentes polarités), aboutissant sur des
outils d’analyse du couple, moyen et pulsatoire, en fonction de plusieurs paramétres : nombre
de phases statoriques, polarité et nombre de barres rotoriques. En fonction des harmoniques
d’espace retenus pour le fonctionnement a différentes polarités, la dimension nécessaire du
rotor equivalent, toujours plus faible que le nombre de barres, est déduite, mettant en évidence
I’impossibilité de se contenter d’un rotor diphasé équivalent comme dans le cas triphasé. Ces
outils analytiques permettent notamment d’identifier les nombres de barres a éviter pour une
topologie donnée, c.a.d. un nombre de phases donné avec des polarités de fonctionnement
définies. Deux applications, a 3 et a 5 phases, avec comparaison entre resultats analytiques et
simulations par éléments-finis, sont présentées a la fin de ce chapitre.

Le troisieme chapitre, présente la conception d’un prototype de machine a induction a
13 phases, avec fonctionnement sous trois différentes polarités, pour application automobile.
La machine a induction proposée, sera composée d’un bobinage a distribution particuliere,
permettant d’optimiser le fonctionnement sous différentes polarités. Une connexion électrique
particuliére entre les phases statoriques sera également utilisée, pour assurer une meilleure
extension de la plage de vitesse de la machine, sans augmenter les contraintes en courant et en
tension sur 1’onduleur. A la fin de ce chapitre, une étude détaillée des performances, par une
approche de simulation Eléments-Finis, sera présentée, et permettra de mettre en évidence
I’effet de « boite de vitesse électromagnétique continue » réalisé, permettant 1I’extension de la
plage de fonctionnement a puissance constante de la machine proposée par rapport a une
machine triphasée de référence.
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1 Etatdeart
1.1 Contexte et enjeux

Les travaux de thése se positionnent dans le contexte de 1’électrification des véhicules
qui requiert des entrainements électriques dont les caractéristiques sont adaptées aux contraintes
d’un marché de masse, avec donc un aspect cott trés fort, ainsi qu’au cahier des charges des
véhicules en termes de caracteéristique Effort/ Vitesse.

Apreés avoir rappelé les enjeux de 1’électrification des véhicules, nous aborderons ceux
des entrainements électriques adaptés a la propulsion/traction des véhicules terrestres.
Differentes solutions utilisées actuellement seront examinées et nous présenterons une solution
en émergence, utilisant des machines a induction a plus de trois phases, afin de mieux répondre
aux deux familles d’enjeux précédemment décrites.

1.11 Enjeux de I’¢électrification des véhicules

La pollution atmosphérique se place au cceur des problématiques mondiales, ses
conséquences sont néfastes sur la santé publique et I’environnement. Dans plusieurs régions, la
qualité de I’air est dégradée a cause de divers polluants tels que les NOx (x=1: monoxyde
d’azote, x=2, dioxyde d’azote ...) et les particules de matiére fine (PM), dont les seuils fixés
par les standards sont régulierement dépassés. Les origines de cette pollution sont diverses et
peuvent dépendre de I’homme ou de la nature. On peut citer notamment 1’énergie fossile utilisée
dans I’industrie et dans les moyens de transport [1].

Le secteur du transport occupe particulierement une part importante de la pollution
atmosphérique. A titre d’exemple, 1’agence européenne pour I’environnement « AEE » a
annoncé en 2008 que ce secteur représente environ un tiers de la consommation énergétique
globale et plus du cinquiéme des émissions de gaz a effet de serre des pays membres, cela étant
di principalement a la dépendance des transports a 1’égard des combustibles provenant des
ressources fossiles [2].

Afin de réduire cette dépendance des transports vis-a-vis des énergies fossiles,
I’électrification des moyens de transport routier, s’avére incontournable, ce qui permet d’utiliser
les sources d’électricité pour alimenter les transports, en 1’occurrence les énergies renouvelables
qui sont les plus intéressantes du point de vue environnement et durabilité [3].

L’intérét et la modalité de 1’augmentation du taux de pénétration des véhicules
¢lectrifiés dans le marché de I’automobile doivent tenir compte des sources de production
d’électricité qui changent d’un pays a un autre. En effet, certains modes de production
d’électricité ont des émissions de GES importantes, ce qui réduit I’intérét pour les véhicules
tout électrique. La Figure 1.1 montre les émissions de CO de plusieurs types de vehicules, avec
ou sans électrification, en fonction de la source d’électricité. A 1’instar de ’hybridation des
véhicules, son apport énergétique est moins équivoque du fait de la récupération de 1’énergie
de freinage et le « downsizing » des moteurs thermiques qu’elle permet, indépendamment du
mode de production de 1’énergie électrique.

Sur le plan énergétique, la chaine de traction tout électrique posséde un rendement
beaucoup plus important que celui de la chaine de traction thermique [7]. Ceci peut permettre,
avec les véhicules tout électrique, une réduction de la consommation globale d’énergie (du puits
a la roue) comme montré dans la Figure 1.2.
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On peut voir dans la Figure 1.2, que la consommation de 1’énergie primaire pendant le
fonctionnement d’un véhicule (en considérant un kilométrage total de 150 000 km des
véhicules), est plus réduite pour les véhicules électriques, par rapport aux véhicules thermiques
a essence et a diesel (voir la colonne en orange pour 1’¢lectricité et les colonnes jaunes pour le
carburant), cela est di au meilleur rendement de la chaine de traction électrique par rapport aux
chaines de traction thermiques conventionnelles (surtout aux basses vitesses). Par ailleurs, si on
considere la consommation globale de I’énergie primaire (tenant compte des phases de
production des véhicules), la consommation totale du véhicule électrique s’approche de celle
d’un véhicule diesel (comme montré dans la Figure 1.2), a cause de 1’énergie importante
consommeée lors de la fabrication de la batterie pour le véhicule électrique (colonne en bleu).

CV : Véhicule conventionnel thermique

HEV : Véhicule hybride

PHEV : Véhicule hybride rechargeable

* Les chiffre 30, 60, 90 correspondent 3 la distance max (en
miles) en tout électrique (sans consommes du carburant)

300 4

cv ——— ——
—— S

250 A
200 4
150 A

100 4

PHEVS0 U.S. Average

o
[=]

Low-carbon s—Natural gas—se o Coal ——=
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Emissions de GES - Véhicules (gC02-eq/km)
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Figure 1.1 : Relation entre les émissions de GES des véhicules et le type de production d’énergie [3].

Résultats établis selon I’hypothése d’une durée de vie de la batterie de

150 000 km pendant 10 ans
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Figure 1.2 : Consommation totale d’énergie primaire des véhicules thermiques et électriques [7].
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Cependant, méme si la consommation énergétique totale sur un cycle de vie de véhicule
électrique est proche de celle d’un véhicule diesel, la nature de 1’énergie consommée est un
facteur déterminant. En effet, dans le cas d’une production d’¢électricité peu dépendante des
énergies fossiles polluantes (comme c’est le cas de la France), le véhicule électrique conduit a
beaucoup moins de déplétion de ressources fossiles, comme le montre la Figure 1.3. Si
1’¢lectricité est produite par des centrales nucléaires (source d’électricité principale en France),
il n’y a quasiment pas d’émissions en GES, les seuls points négatifs consistent en la gestion des
déchets radioactifs, le risque de catastrophes nucléaires et 1’épuisement de ressources en
Uranium. Si I’électricité est produite par des ressources renouvelables « non polluantes », le
véhicule électrique devient encore plus intéressant, vu que le flux d’énergie primaire est illimité
et « gratuit », les seuls colts sont donc liés a la réalisation, I’exploitation et la maintenance des
centrales de production.

400000
350000 | Production du carburant
300000 ——
B Production d'électricité
250000 I
2 200000 |

Assemblage du véhicule

150000 ——

100000 —— M Fabrication de la batterie

50000 —
. L M Fabrication des composants
0 T T

VP elec 2012 VP Diesel 2012 VP essence
2012

Potentiel d'épuisement des ressources fossiles

Figure 1.3 : Potentiel d'épuisement des ressources fossiles pour des véhicules thermiques et un véhicule
électrique (rapport de I’ADEME considérant le mix énergétique francais) [7].

Donc sur le plan environnemental, le seul moyen de réduire la dépendance du secteur
de transport routier (véhicules particuliers) vis-a-vis des carburants a base de ressources fossiles
polluantes est I’augmentation du taux de pénétration des véhicules électrifiés dans le marché.
Bien entendu, cela ne réduit fortement les émissions de GES, liees aux véhicules particuliers,
que dans les pays ou ’électricité est essentiellement produite a base de sources « propres ». A
ce sujet, France Stratégie (strategie.gouv.fr) a publié un rapport qui synthétise et analyse les
enjeux de la réduction des émissions des voitures avec un focus sur I’union européenne [8]. La
Figure 1.4, extraite de ce rapport, illustre les émissions moyennes de CO> sur le cycle de vie
d’un véhicule thermique et électrique en Europe. On remarque que, de facon générale, le
véhicule électrique (dont les émissions dépendent du mix énergétique du pays) émet moins de
CO2 que le véhicule thermique (pour tous les pays présentés dans la figure, ainsi que la moyenne
de I'UE).

Parmi les pays présents dans la Figure 1.4, c’est en Allemagne que le vehicule électrique
a le plus d’émissions (remplacement de la source de production nucléaire par le charbon). D’un
autre coté, le pays qui présente le moins d’émissions est la Norvége, considéré comme pays
exemplaire en matieére d’énergie électrique propre, avec 95% de 1’¢lectricité du pays provenant
des centrales hydroélectriques (source : iea.org « International Energy Agency »).



Chapitre 1 : Etat de ’art

en g/km
250

AL Ermiques Electriques
200 T

- 1 r

100 . -
i | [P .
]

Voiture  Leplus Moyenne France Allemagne Pays-Bas Norvége Royaume-

européenne efficace de MUnion Uni
moyenne Européenne
Fabrication de la batterie Du puits au réservoir
W Fabrication de la voiture B Du réservoir a la roue
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Figure 1.4 : Emissions de CO; sur le cycle de vie d’un véhicule électrique et thermique en Europe [8].

La Norvege a donc adopté une politique orientée « véhicules électrifiés » pendant cette
derniére décennie, comme le montre la Figure 1.5. Dans cette figure, on peut constater que les
vehicules Diesel (presque 70% des ventes en 2010, moins que 20% en 2018) ont cédé une bonne
partiec du marché de 1’automobile norvégien aux véhicules électrifiés pendant entre 2010 et
2018. En 2018, on peut noter les pourcentages suivants sur les ventes des voitures en Norvege :
32% pour le tout-electrique, 18% pour I’hybride rechargeable et 10% pour 1’hybride non
rechargeable. En effet, ce qui a favorisé ce « bouleversement » du marché de 1’automobile en
faveur des véhicules électrifiés, est I’exemption de la taxe a I’importation dés le début des
années 1990, puis une exemption de TVA en 2001. Ces mesures ont fait de la Norvege le seul
pays ou un vehicule électrique colite moins cher que son équivalent thermique a 1’achat. On
peut également noter plusieurs incitations indirectes a 1’usage des véhicules électrifiés, entre
autres : exemption de la taxe de circulation annuelle en 1996, péages gratuits en 1997
(autoroutes, ponts, tunnels), parkings gratuits en 1999, accés aux voies de bus en 2005 et
transport de véhicules en ferry gratuit depuis 2009.

Gréce a cette augmentation considéerable de la part des véhicules électrifiés dans le
marché automobile norvégien, les émissions moyennes en CO> liées aux voitures neuves dans
ce pays ont considérablement chuté ces dernieres années, comme le montre la Figure 1.6. Selon
cette figure, la moyenne des émissions en Norvege est devenue inférieure a la moyenne de
I’union européenne en 2010. Apres 2010, la pente de réduction des émissions dans ce pays est
sensiblement constante, contrairement a la moyenne européenne.
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Figure 1.5 : Ventes de voitures neuves en Norvege par type de motorisation en pourcentage [8].
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Figure 1.6 : Emissions moyennes de CO2 des voitures neuves en Norvége et en Union européenne [8].

Géneéralement, afin de rendre les véhicules électrifiés compétitifs sur le marché mondial

de I’automobile, il est incontournable de relever trois défis majeurs :

Colt d’achat : Les véhicules électriques et hybrides sont plus chers que les véhicules
thermiques conventionnels, ce qui les rend moins compétitifs sur le marché de
I’automobile. Néanmoins le co(t évoqué correspond au prix du véhicule uniquement a
I’achat. Bien sdr, si on comptabilise également le cotit d’utilisation du véhicule pendant
toute sa durée de vie, la réduction de consommation moyenne de carburant fossile pour
les véhicules hybrides purs, et/ou 1’utilisation d’une énergie électrique peu coliteuse
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pour les vehicules électriques rechargeables, impliquent que les véhicules électrifiés
sont en général économiques a terme, du point de vue de I’utilisateur. Néanmoins, il est
compréhensible que tant que le cotit d’achat est plus élevé pour ce dernier, I’achat d’un
véhicule ¢lectrifié, a capacité d’investissement donné, est une prise de risque, en
supposant par exemple que le surcout soit financé par un prét. Par conséquent, pour
accélérer 1’électrification il est absolument nécessaire de réduire le prix a I’achat d’un
véhicule électrifié pour I’utilisateur, fiscalement et/ou en travaillant sur 1’optimisation
technico-économique de la chaine de traction électrifiée. Ceci nécessite 1’exploration de
toutes les pistes technologiques possibles, afin d’améliorer de plus en plus les différents
composants du véhicule.

- Autonomie : L’autonomie, généralement limitée, d’un véhicule tout électrique
constitue un handicap majeur pour plusieurs usagers. En effet, avec un véhicule
thermique les distances parcourues sans s’approvisionner en carburant sont
généeralement plus longues, et les stations de carburant sont assez répandues notamment
dans les grandes villes et avec une recharge rapide. En revanche, pour les véhicules tout
électrique, le contenu énergétique volumique des batteries qui sont actuellement
utilisées est beaucoup plus faible que I’énergie fournie par le volume de carburant
équivalent, ce qui nécessite une recharge plus fréquente [3] et avec des durées
conséquentes. Par conséquent, 1I’amélioration de 1’autonomie du véhicule, tout en
minimisant le codt, constitue un défi majeur pour les constructeurs automobiles, a
travers 1’exploration de nouvelles pistes pour le stockage d’énergie (nouvelles
technologies de batteries, piles & combustible, super condensateurs...etc.), et également
’optimisation du rendement global de la chaine de traction électrique. Une amélioration
de la mobilité peut aussi réduire les exigences en termes d’autonomie.

- Infrastructures de recharge: Le développement et 1’expansion des Véhicules
électrifiés rechargeables doivent étre accompagnés du déploiement des infrastructures
de recharge. Actuellement les recharges se font majoritairement a domicile ou dans les
lieux de travail dotés de parkings avec des bornes de recharge. Cependant, afin de
réduire les contraintes sur ’utilisateur, il est indispensable de déployer a grande échelle
des stations de recharge munies de bornes puissantes qui permettent des recharges
« rapides ». En France, plusieurs dispositifs d’aide au déploiement des bornes de
recharge pour véhicules électriques et hybrides ont été mis en place. A titre d’exemple,
I’ADEME a ouvert un programme de soutien pour 1’établissement de plusieurs
infrastructures de recharge a I’initiative des collectivités territoriales, avec 77 projets
représentant 20500 points de recharge a la fin de ’année 2015. En outre, plusieurs
incitations fiscales liées a I’installation des bornes de recharge sont mises en place par
le gouvernement, notamment un crédit d’impdts de 30% au profit des usagers qui
s’équipent d’infrastructures de recharge est en vigueur [9].

Il est a noter que les véhicules hybrides (y compris de type rechargeable/plug-in) sont
évidemment moins sujets aux deux précédents points (autonomie et infrastructure de recharge)
mais ¢’est le surcoft et les contraintes spatiales qui sont plus fortes que pour les véhicules tout
électriques.
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1.1.2 Caractéristique d’une machine de traction

Dans une chaine de traction électrique, la machine doit répondre a un cahier des charges
particulier, plusieurs caractéristiques de base sont requises, on cite entre autres :

1) Grande densité (volumique) de puissance et de couple (Assurer un bon niveau de
compacité pour I’intégration dans le véhicule) ;

2) Large plage de vitesse définie par celle de I’automobile et par la nature des transmetteurs
mécaniques (boite de vitesse, engrenage, train épicycloidal, etc.) entre moteur et roues ;

3) Codt réduit (optimisation du coit total de 1’entrainement Machine + Onduleur) ;

4) Aptitude a une variabilité importante des conditions de fonctionnement (régime
transitoire thermique) avec un rendement éleveé ;

5) Bonne fiabilité et robustesse selon 1’environnement de roulage du véhicule ;

6) Minimisation du bruit acoustique, des vibrations mécaniques et du couple pulsatoire
(Confort du conducteur et des passagers) [4].

La caractéristiqgue de fonctionnement sur le plan Couple-Vitesse d’une machine de
traction (en mode moteur) est composée de plusieurs zones, comme illustré dans la Figure 1.7.
Par rapport a une application de I’industrie classique, la particularité de cette caractéristique
consiste en |’existence de zones ou il est admis par le cahier des charges mécanique que le
couple maximum délivrable puisse diminuer lorsque la vitesse augmente.

— Torque

--- Power C_Ic_mstant ; Constant Power ‘Reduced Power:
orque Region i Region
Region ;

Critical
Speed Speed

1 2 3 4 Speed {ptu)

Figure 1.7 : Caractéristique théorique Couple-Vitesse d’une machine de traction [5].

Pour une chaine de traction conventionnelle thermique, réaliser cette fonctionnalité de
machine de traction a 1’aide d’un moteur thermique seul n’est pas physiquement possible, car
la plage de vitesse au sein de laquelle un moteur thermique peut travailler avec un bon
rendement a puissance constante est bien plus faible que celle requise (par exemple de 2000 a
3000 tr/min). A cet effet, la solution historiquement adoptée est d’adjoindre au moteur
thermique une boite de vitesse. En fonction de la vitesse du véhicule, est choisi le rapport
permettant de fournir le couple avec un « bon » rendement. Un exemple de caractéristique de
fonctionnement d’un véhicule thermique (Modele : OPEL CORSA 140i 3-dr) est fourni dans
la Figure 1.8, ou on voit comment la caractéristique est étendue grace a I’utilisation de cinq
rapports de la boite de vitesse.
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Figure 1.8 : Caractéristique de fonctionnement du véhicule thermique « OPEL CORSA 140i 3-dr » (moteur
thermique + Boite de vitesse) [10].

Analysons a présent la caractéristique de la Figure 1.7 en considérant une machine
électrique sans boite de vitesse. On considérera cette machine régie par les équations
constitutives suivantes (connues dans le cas d’une machine a courant continu) :

C=ko.l 1-1
E=k¢.Q 1-2

Tel que : « C » est le couple, « E » est la force électromotrice, « ¢ » est le flux, « I » est
le courant, « Q » est la vitesse de rotation, « k » sont des coefficients constants.

On négligera dans le paragraphe ci-dessous toute chute de tension ohmique et inductive,
la force électromotrice « E » est alors égale a la tension d’alimentation « U » du moteur

Pour la premiére région de la Figure 1.7, « Région a couple maximum constant »,
lorsque la vitesse « Q » augmente, la valeur maximale « Cmax » du couple délivrable « Cax =
K @ . Imax » peut, selon « U = E = k.o, .0 », étre maintenue constante en accroissant
la valeur efficace « U » de la tension d’alimentation tout en maintenant constantes et maximales
les valeurs efficaces de flux « @, » €t de courant « Imax ». Dans cette zone, la puissance
maximale nécessaire « U. Imax » & fournir a la machine augmente donc quasi-linéairement avec
la vitesse. Cette premiére région se termine en atteignant la puissance maximale « Umax.Imax »,
qui correspond a la vitesse dite « de base » « €}, » ou la tension maximale « Umax » qui peut étre
délivrée aux bornes d’une phase de la machine, par le convertisseur statique d’¢électronique de
puissance, est atteinte.
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Une fois la tension maximale « Umax» atteinte « Upax = Emax = k@ ... Qp »,

I’augmentation de la vitesse ne peut se faire, dans le cas des machines triphasées (ainsi que pour
la machine a courant continu), que par le fonctionnement en « défluxage ». Ce mode de
fonctionnement se fait par diminution du flux magnétique « ¢ » dans la machine de fagon a
pouvoir garder la tension statorique constante (valeur maximale « Umax ») en augmentant la
vitesse selon « ¢ = Umg" ». Cette baisse de flux entraine inévitablement la diminution du couple
maximum disponible' (toujours sous le méme courant maximal « Imax» fourni par le
convertisseur statique « Cpax = M»), comme illustré dans la deuxiéme région, dite

« Région a puissance constante », de la Figure 1.7. Cette diminution de couple maximum
disponible avec I’augmentation de la vitesse, se traduit sensiblement alors selon une hyperbole

P . N . . ,
« Crpax = I?;x » Ce qui est tout a fait compatible au cahier des charges d’un moteur assurant la

traction d’un véhicule. Dans cette plage, étant a courant efficace maximum donné, les pertes
Joule statoriques, et donc la chaleur a évacuer par le systeme de refroidissement, restent
sensiblement® constantes.

Dans la troisiéme plage, a partir d’une vitesse dite « critique », il est nécessaire pour
poursuivre le défluxage de diminuer la composante active du courant « lq », entrainant celle de
la puissance maximale et encore plus rapidement celle du couple maximum.

Pour un cahier des charges de traction, il est nécessaire que la région de fonctionnement
a puissance constante, caractérisée par son ratio « CPSR » (en anglais « Constant Power Speed
Ratio »), soit suffisamment grande en fonction du segment du véhicule. En se référant a la
Figure 1.7, le ratio CPSR correspond au rapport entre la vitesse critique (fin de la deuxieme
région) et la vitesse de base (début de la deuxiéme région). Par exemple pour les voitures de
sport, la capacité élevée d’accélération est requise méme a des vitesses éleveées, la région de
fonctionnement a couple maximal doit donc étre assez large (vitesse de base élevée), par
conséquent il n’est pas nécessaire d’avoir un CPSR élevé pour atteindre la vitesse maximale du
véhicule (CPSR entre 2 et 3). Néanmoins, pour les véhicules du milieu de gamme, la capacité
d’accélération (donc la disponibilité du couple maximal) n’est pas nécessairement maintenue
jusqu’a des vitesses €levées. Par conséquent, une vitesse de base relativement basse, soit encore
un CPSR relativement important (généralement supérieur a 3) requis pour atteindre la vitesse
maximale avec une puissance suffisante (en supposant I’absence d’une boite de vitesse a
plusieurs rapports). Concevoir une machine a induction pouvant étre alimentée avec une large
plage a puissance constante (requis par les véhicules du milieu de gamme, présente 1’intérét de
limiter la puissance apparente nécessaire du convertisseur de puissance, et donc éviter un
« surdimensionnement » des composants de puissance.

Comme précisé précédemment, cette plage de fonctionnement a puissance constante est
classiqguement obtenue par le défluxage. A priori les machines a induction sont mieux
positionnees que les machines a aimants pour cette plage puisqu'il « suffit » d’imposer moins
de courant magnétisant pour automatiquement défluxer. Il n’y a pas, comme c’est le cas pour
les machines a aimants, a consacrer du courant a démagnétiser la machine. Néanmoins, la
complexité du contrdle du flux? limite, au final, I'étendue de cette plage par rapport au cahier
des charges des machines de traction pour automobile de moyenne gamme. En effet, une plage

! Les pertes Fer peuvent devenir conséquentes si la fréquence d’alimentation augmente trop (au-dela de 400 Hz
typiquement) ainsi que des pertes dans les bobinages en cuivre, par effet de peau.

2 Le controle vectoriel classique dit a « flux rotorique orienté » suppose une estimation du flux rotorique a partir
d’un modéle de connaissance, dont les paramétres dépendent par exemple de la température et de 1’état de
saturation magnétique de la machine.
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de défluxage large signifie un ratio élevé entre flux maximum (dans la zone a couple maximum
constant) et flux minimum (& grande vitesse). Dans la plage a puissance constante le couple
devient une fonction quadratique du courant (proportionnel a « lq. lg »), le flux étant lui-méme
dépendant de la connaissance des paramétres de la machine puisqu’il n’y a pas de capteur
fournissant directement le flux magnétique.

En fait il y a tout de méme une autre méthode, mais non utilisée, qui s’ajoute au
défluxage, pour étendre encore plus la plage de vitesse : c’est le changement de polarité. Dans
le cas d’'une machine a induction triphasée, la méthode traditionnelle consiste en 1’utilisation
d’un type de bobinage particulier dit « de Dahlander » qui permet de changer le nombre de
paires de pbles au stator avec des connexions particuliéres du bobinage. Ce changement est
physique et nécessite donc des interrupteurs/contacteurs en plus. Avec une machine polyphasée
a plus de 3 phases, il est possible de changer la polarité de la machine juste en changeant la
séquence d’alimentation® et donc sans recours a des interrupteurs/contacteurs supplémentaires,
ce procedé de commutation électronique de pbles pour machines polyphasées sera développé
dans les sections a venir.

1.1.3 Machines de traction dans le marché de ’automobile

Plusieurs constructeurs automobiles a travers le monde commercialisent de plus en plus
des véhicules avec chaine de traction électrique (tout électrique ou hybride). La Table 1.1 et la
Table 1.2 illustrent des exemples de moteurs de traction pour des véhicules tout-électriques et
hybrides déja commercialisés [11].

Modéle de voiture Type de moteur Puissance max (kW) Couple max (N.m)

Tesla model S Moteur & induction 330 600
triphasé

Renault Zoé Moteur synchrone 65 220
triphasé a rotor bobiné

Audi Etron Moteur & induction 140 314
triphasé

GM Chevy Spark EV Moteur a induction 96 542
triphasé

Nissan Leaf 2012 Moteur synchrone 80 280
triphasé a aimants
enterrés

Table 1.1 : Exemples de moteurs de traction pour véhicules tout-électrique

3 Alimenter une machine a « N » phases réguliéres (ou symétriques) a la séquence « u » consiste a faire circuler
dans deux phases consécutives (A et B, ou B et C...) des courants sinusoidaux d’amplitude identique mais
déphasés de « u x 2pi/N ».
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Modele de voiture Type de moteur Puissance max (kW) Couple max (N.m)

Toyota Prius 2004 Moteur synchrone 50 400
triphasé a aimants
enterrés

Honda Accord 2006 Moteur synchrone 12.4 136
triphasé a aimants
enterrés

Toyota Camry 2007 Moteur synchrone 70 270
triphasé a aimants
enterrés

Lexus LS 600h 2008 Moteur synchrone 110 300
triphasé a aimants
enterrés

Toyota Prius 2010 Moteur synchrone 60 207
triphasé a aimants
enterrés

Hyundai Sonata 2011 Moteur synchrone 30 205
triphasé a aimants
surfaciques

Table 1.2 : Exemples de moteurs de traction pour véhicules hybrides

Comme constaté dans les tableaux ci-dessus, les véhicules hybrides utilisent des
moteurs synchrones a aimants, principalement avec des rotors a aimants enterrés, vu les
avantages en termes de compacité et de plage de vitesse étendue que peuvent avoir ces
machines. Les machines a induction triphasées, caractérisées par moins de densité de puissance
et de couple et une plage de vitesse réduite par rapport aux machines a aimants enterrés (comme
sera expliqué dans la prochaine section), sont utilisées dans des véhicules tout-électrique vu
qu’il y a moins de contraintes de volume par rapport aux véhicules hybrides.

Pour les moteurs a induction utilisés en traction, on peut prendre ’exemple de
I’automobile « Tesla Roadster Sport », dont le moteur est illustré dans la Figure 1.9. La
caractéristique couple-vitesse de ce moteur a induction triphasé est comparée a celle d’un
moteur a combustion interne de haute performance, comme illustré dans la Figure 1.10. Il peut
étre constaté qu’est mis en évidence que le moteur électrique de la Tesla Roadster permet avant
tout d’atteindre une meilleure performance en basse vitesse.
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Figure 1.9 : Machine a induction triphasée de la Tesla Roadster Sport [11].

420 =~
350
280
210
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Vitesse (tr/min x1000)

& Moteur de la Tesla il Moteur a combustion interne
Roadster Sport — Haute performance

Figure 1.10 : Comparaison de la caractéristique couple -vitesse du moteur de la Tesla Roadster Sport a un moteur
a combustion interne [11].

Un autre exemple de machine a induction triphasée de traction peut étre considéré, qui est
le modgele utilisé par General Motors, il s’agit d’une machine a induction avec un bobinage a
« épingles », comme illustré dans la Figure 1.11. Le principe de ce type de bobinages est
d’utiliser des conducteurs « meplats » au lieu des fils « ronds » classiques. Pour ce type de
bobinages, chaque spire doit étre formée par des outils spécialisés avant d’étre insérée dans les
encoches, comme illustré dans la Figure 1.12. Les spires sont ensuite insérées dans les encoches,
et soudées entre-elles a la fin du processus. Avec ce type de bobinages le coefficient de
remplissage des encoches peut étre éleve par rapport au fils ronds classiques. Cependant, le
nombre de conducteurs par encoches ainsi que le pas de bobinage doivent étre limités.
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Figure 1.11 : Machine a induction avec bobinage statorique a cage — General Motors [11].
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Figure 1.12 : Une spire d’un bobinage a épingles [12].

A Tinstar des machines a aimants permanents, notamment utilisées pour le mode de
traction électrique dans les véhicules hybrides, la Figure 1.13 illustre plusieurs topologies de
rotors a aimants enterrés utilisés par certains constructeurs automobiles. De fagon genérale la
forme des aimants largement utilisé est en « V' », en monocouche ou en double-couche. On note
que des travaux publiés ont montré que la topologie en V double-couche est la plus favorable
pour une large plage de fonctionnement a puissance constante [13]. Avec ces machines, une
partie non négligeable du couple est due a I’effet de reluctance, en plus de la partie due aux
aimants.

Pour une bonne partie des machines de traction a aimants, les aimants Néodyme-fer-bore
(NdFeB) sont utilisés (avec un peu de Dysprosium pour supporter les hautes températures). Ces
aimants a terres rares sont caractérisés par une rémanence magnétique élevée et densité
énergétique tres importante, ce qui est favorable pour les machines a fort couple et grande
densité de puissance.
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Cependant, a cause du codt elevé des matéeriaux terres rares, certains constructeurs ont
commence a utiliser des aimants de la famille ferrite pour le rotor, comme General Motors qui
a annoncé 1’utilisation d’une machine a aimants en ferrite pour une nouvelle génération de la
Chevy Volt. L’inconvénient majeur de ce matériau est sa faible densité énergétique par rapport
aux terres rares, ce qui réduit la densité de puissance de la machine qui est donc moins compacte
par rapport aux machines utilisant le Néodyme-fer-bore.

Un autre matériau peut étre utilisé pour la fabrication des aimants, c’est le Samarium Cobalt
(SmCo) qui peut bien fonctionner a des températures beaucoup plus importantes que le
Néodyme-fer-bore ou la ferrite avec de plus une faible sensibilité a la température. Cependant
il est caractérisé par une rémanence magnetique plus faible que les meilleurs NdFeB et une
dureté plus importante ce qui rend le processus de fabrication plus complexe. Par ailleurs les
deux terres rares Samarium et Cobalt sont & co(t plus élevé que le néodyme « Nd ».

Prius 2003 Prius 2004 Prus 2010

Figure 1.13 : Topologies de rotors a aimants pour machines de traction dans le marché de 1’automobile
[11].

En ce qui concerne les topologies de bobinages utilisées dans des machines de traction
dans des vehicules déja commercialisés, la majorité des constructeurs utilisent des bobinages
distribués a pas diamétral, comme 1’exemple de la Toyota Prius 2005 illustré dans la Figure
1.13. Peu de constructeurs utilisent des bobinages « dentaires » (c.a.d. concentrés autour des

dents), du type de celui mis en ceuvre en I’occurrence dans le moteur de la Hyundai Sonata
2011 (voir Figure 1.15).

Du point de vue encombrement et facilité de fabrication, les bobinages « dentaires »
sont favorables grace aux tétes de bobines plus courtes et sans enchevétrement, ce qui réduit
également les pertes Joule (car réduction des tétes de bobines). En plus, avec ces bobinages
I’utilisation des conducteurs « épingles » est plus aisée, ce qui améliore le coefficient de
remplissage de facon considérable. Cependant le contenu harmonique spatial de ces bobinages
est en général plus riche que celui des bobinages distribués, ce qui détériore la qualité du couple,
surtout pour les machines a induction, et provoquent des pertes par courant induits
supplémentaires [14].
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Figure 1.15 : Bobinage dentaire du moteur de la Hyundai Sonata 2011 [11].
1.1.4 Machine a induction triphasée dans le domaine de la traction

Comme vu dans la section précédente 1.1.3, la machine a induction triphasée est adoptée
par de nombreux constructeurs automobiles, notamment pour des véhicules de type tout
électrique. Ces machines sont attractives des points de vue robustesse et colt, cependant elle
sont moins performantes que les machines a aimants a base de terres rares [4], [15].

Les limitations principales des machines a induction triphasées sont liées a: la faible
densité de puissance et de couple ainsi que la faible plage de fonctionnement a puissance
constante. Ces deux limitations rendent cette machine moins favorable pour un cahier des
charges de traction automobile de milieu de segment. Par ailleurs la nécessite de magnétiser la
machine en injectant en permanence un courant « magnétisant » induit logiquement une baisse
du rendement et du facteur de puissance (impactant le dimensionnement de 1’onduleur) dans la
zone a flux constant par rapport aux machines a aimants.

1.1.4.1 Densité de puissance

Dans un véhicule automobile routier, le volume et le poids sont deux facteurs cruciaux, vu
la complexite de la chaine de traction et le grand nombre de composants dans le véhicule, a cet
effet le moteur électrique doit étre le plus compact possible.
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Du point de vue compacité, la machine synchrone a aimants permanents, a base de terres
rares, est considérée meilleure par rapport a la machine a induction, cette derniere est
caractérisée par une plus faible densité de puissance et de couple, ce qui est di a 1’utilisation
d’un rotor & cage en cuivre ou en aluminium a la place des aimants permanents qui créent
naturellement un champ magnétique indépendamment de I’alimentation au stator. En d’autres
termes, les aimants sont des éléments « actifs » qui apportent une énergie magnétisante, tandis
que la cage d’une machine a induction est un ¢lément « passif » qui ne peut pas créer un champ
magnétique en I’absence d’alimentation au stator [4].

C’est donc une composante « magnétisante » des courants statoriques qui doit étre utilisée
pour magnétiser le rotor d’une machine a induction. Cette composante implique une section
plus importante pour les bobinages statoriques en comparaison avec les machines synchrones.
Il est logique que la densité énergétique des machines a induction a cage soit donc plus faible
que celle des machines a aimants.

1.1.4.2 Plage de vitesse

La plage de vitesse de la machine a induction est réduite a cause de son couple maximum
qui décroit fortement avec 1’opération de défluxage, ce qui est expliqué par 1’équation
suivante [5]:

.Vs? NoRs .
o p o P bs 1-3
fs * Xk Lk

p : Nombre de paires de pdles, Vs: Tension statorique, ¢ : flux magnétique, fs. fréquence
d’alimentation au stator, Xk : réactance totale de la machine, Lk inductance de fuite totale.

D’aprés la Figure 1.7, dans la deuxieme région, qui correspond au fonctionnement a
puissance constante, la diminution du flux, nécessaire pour garder la tension induite constante
lorsque la vitesse augmente, entraine une expression quadratique (type lq¢ lg) du couple
maximum. On comprend la sensibilité du contrdle du couple maximum d’autant que le flux ne
peut pas étre mesuré mais seulement estimé, dépendant d’une connaissance de paramétres de
la machine eux-mémes sensibles a la saturation et a la température. On peut comprendre que la
plage pratique de fonctionnement a puissance constante de la machine a induction soit réduite.
Selon la référence [5], cette plage peut atteindre 2 a 3 fois la vitesse de base pour une machine
a induction classique

Divers travaux de recherche ont été menés pour analyser la limitation de la plage a
puissance constante pour une machine a induction. En 1’occurrence, les travaux publiés dans
I’article [16], montrent que 1’étendue de la plage de fonctionnement a puissance constante de la
machine a induction est notamment liée au ratio entre 1’inductance de fuite totale de la machine
(stator et rotor) et I’inductance mutuelle entre le stator et le rotor. Plus ce ratio est faible
(inductance de fuites négligeable devant 1’inductance mutuelle), plus la plage a puissance
constante est large. Or, pour une machine a induction les fuites magnétiques, surtout au niveau
des encoches rotoriques, sont assez importantes, ce qui justifie en d’autres termes cette
limitation de la machine a induction. Selon le méme article ([16]), cette plage a puissance
constante est également impactée, négativement, par les résistances statorique et rotorique.

D’autres travaux ont été dédiés au développement de nouvelles méthodes de
dimensionnement d’une machine a induction pour une large plage de vitesse, en optimisant
I’inductance statorique [17]. Ces travaux montrent que la plage a puissance constante peut étre
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¢tendue en minimisant 1’inductance statorique, néanmoins, au détriment du couple maximal de
la machine qui se trouve réduit avec une faible inductance statorique.

1.1.5 Introduction a la piste de I’augmentation du nombre de phases

Comme expliqué précédemment, les limitations de la machine a induction triphasée en
termes de densité de puissance et de couple et de plage de fonctionnement a puissance constante
rendent contraignante 1’utilisation de cette machine pour une application de traction.

Cependant, si on se permet d’augmenter le nombre des phases au stator, plus de degrés de
liberté s’offrent au niveau de 1’alimentation de la machine avec plus de séquences possibles.
Une séquence d’alimentation correspondant a un ordre particulier d’alimentation des phases
statoriques, plus le nombre de phases augmente, plus le nombre de séquences d’alimentation
est important. La notion de séquences d’alimentation différentes dans une machine polyphasée,
sera expliquée en détails dans la section 1.2.1.

Chaque séquence d’alimentation, génére un nombre de paires de poles magnétiques qui lui
correspond. Avec plusieurs séquences, la machine peut a priori fonctionner sous différentes
polarités, soit de facon simultanée ce qui permettrait d’améliorer la densité du couple, soit de
facon sequentielle, ce qui permettrait d’étendre la plage de vitesse. Ces aspects seront détaillés
dans la section 1.2.2.

1.2 Avantages potentiels des machines polyphasées: Multi-séquences
d’alimentation

L’énergie électrique est transportée conventionnellement par des réseaux triphasés, ce qui
a conduit au développement des machines électriques triphasées, qui sont généralement
alimentées par des onduleurs de tension dans le domaine de la vitesse variable.

Cependant avec trois phases uniquement, plusieurs problemes peuvent étre rencontrés
dans les applications caractérisées par des fortes puissances (tensions et/ou courants éleveés),
notamment les contraintes sur les composants de puissance constituant 1’onduleur. D’un co6té€,
les tensions ¢levées engendrent des contraintes au niveau des diélectriques, de 1’autre, les
courants élevés engendrent des contraintes thermiques importantes au niveau des composants,
ce qui nécessite parfois la mise en paralléle de plusieurs interrupteurs (pour répartir la charge
thermique). Cette mise en paralléle, impose elle-méme des contraintes sur le dimensionnement
afin de garantir un bon fonctionnement synchrone, dans le temps, des interrupteurs.

L’augmentation du nombre de phases au niveau de la machine, et qui est possible du fait
de I’alimentation par un onduleur qui peut avoir un nombre quelconque de phases, s’avere une
solution trés intéressante vu qu’elle permet de segmenter la puissance. Cette segmentation
permet notamment la réduction des contraintes de tension et de courant sur les composants de
puissance, qui peuvent par conséquent fonctionner a des fréquences plus élevées afin de reduire
le contenu harmonique, entre autres celui du couple. Par ailleurs dans le domaine de la traction
électrique, les tensions utilisées sont relativement basses, ce qui accentue les contraintes de
courant sur I’onduleur. Pour cela I’utilisation des machines polyphasées dans ce domaine
s’annonce prometteuse [6].

Cette segmentation de puissance sur différentes phases, n’est de notre point de vue qu’un
avantage secondaire des machines polyphasées. En effet, avec une machine polyphasée, la
densité du couple peut étre améliorée, et la plage de vitesse de la machine peut étre étendue,
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grace a des modes d’alimentation particuliers qui seront détaillés dans les paragraphes qui
suivent.

1.2.1 Principe de Multi-séquences d’alimentation : Théorie de familles d’harmoniques
indépendantes
1.2.1.1 Notions sur les séquences d’alimentation et les familles d’harmoniques

Dans une machine triphasée, on peut définir deux séquences d’alimentation : directe et
inverse, comme illustré dans la Figure 1.16.

La séquence « 1 » ou « directe » (séquence principale) est réalisée par 1’alimentation des
phases par un systeme équilibré de courants sinusoidaux, déphasés d’un angle électrique de
« 2m/3 » entre deux phases adjacentes (entre les phases : 1 et 2 par exemple, comme montré
dans la Figure 1.16). En d’autres termes, cela correspond a un ordre chronologique
d’alimentation des phases qui est : Phase 1 — Phase 2 — Phase 3 (voir la partie a droite de la
Figure 1.16).

La séquence « 2 » ou « inverse » est réalisée par 1’alimentation des phases par un
systéme équilibré de courants sinusoidaux, déphasés d’un angle électrique de « 2*271/3 » entre
deux phases adjacentes. En d’autres termes, cela correspond & un ordre chronologique
d’alimentation des phases qui est : Phase 1 — Phase 3 — Phase 2 (ce qui est I’ordre inverse par
rapport la séquence directe).
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Figure 1.16 : Bobinage triphasé symétrique alimenté par les deux séquences : 1 « directe » et 2 « inverse ».

Maintenant, si on prend I’exemple d’une machine a 5 phases, 4 séquences
d’alimentation sont possibles.
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La Figure 1.17 illustre la séquence « 1 » et la séquence qui lui est inverse « 4 », pour
une machine a 5 phases. L’utilisation de I’'une de ces deux séquences génére la série
d’harmoniques de FMM (ou harmoniques d’espace) : si le bobinage est a nombre entier
d’encoches par paire de pdles et par phase, les harmoniques d’espace de rang « 1p, 4p, 6p, 9p
...etc » (« p » étant le nombre de paires de pbles « fondamental », qui caractérise le bobinage),
sont générées. Chaque harmonique d’espace est caractérisé par son amplitude dans la fonction
« spatiale » du bobinage (décomposée en serie de Fourier). Ces « amplitudes spatiales »
dépendent de la distribution du bobinage, par exemple un bobinage a distribution antipériodique
(a pas diametral classique) est caractérisé par des amplitudes nulles pour les harmoniques
d’espace de rang kp avec k pair. De fagcon générale, I’amplitude liée a une polarité « v.p »
donnée dans la FMM, décroit avec I’augmentation du rang « V.p », et donc 1’utilisation de I’une
de ces deux séquences (1 et 4) pour une machine a 5 phases génere principalement « 1p » (le
rang le plus bas des harmoniques d’espace) comme polarité dominante.

La Figure 1.18 illustre les deux séquences « 2 » et « 3 » pour une machine a 5 phases.
L’utilisation de I’une de ces deux séquences, génere la série d’harmoniques d’espace : « 2p, 3p,
7p, 8p ...etc ». La polarité dominante, entre « 2p » ou « 3p », dans la machine, dépend des
coefficients de bobinage liés a ces harmoniques (ou leurs amplitudes dans la décomposition en
série de Fourier de la fonction de bobinage).
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Figure 1.17 : Bobinage a 5 phases symétrique alimenté par les deux séquences : 1 et 4.
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Figure 1.18 : Bobinage a 5 phases symétrique alimenté par les deux séquences : 2 et 3.

Donc le nombre de séquences d’alimentation possibles, augmente avec le nombre de
phases. Pour une machine a « N » phases « N-1 » séquences d’alimentation sont possibles (la
séquence d’ordre « 0 » correspond a une composante homopolaire du courant). Il faut noter que
les séquences « i » et « N - i » sont opposées, et générent la méme série d’harmoniques d’espace

(ie[1,N—1]). ll yadonc, en réalité, « EJ » séquences indépendantes (générant des séries
d’harmoniques d’espace différentes).

Dans une machine polyphasée, 1’avantage majeur est donc de pouvoir générer des
harmoniques d’espace différents, et donc des polarités différentes, par des séquences
d’alimentation qui leur correspondent (a noter que chaque séquence génere une « polarité
dominante »).

Par ailleurs, plusieurs séquences peuvent étre utilisées, méme simultanément, dans une
machine polyphasée. Si les séquences n’interagissent pas entre elles (comme dans une machine
a aimants déposés), alors les couples liés aux séquences se superposent. Ceci est expliqué par
la théorie des machines fictives avec des familles d’harmoniques indépendantes [18].

Cette théorie de machines fictives, est a 1’origine liée a la transformation de Concordia
généralisée [19], [20]. Dans le cas d’une machine triphasée, la transformation de Concordia
permet de passer d’une base naturelle composée des trois vecteurs orthogonaux liés aux trois
phases du bobinage, a une base découplée, constituée d’une composante homopolaire
engendrée par un vecteur (non excitée si I’alimentation des phases est équilibrée), et d’un plan
orthogonal a la droite homopolaire et engendré par deux vecteurs eux-mémes orthogonaux entre
eux. Sion prend I’exemple de 4 phases (nombre pair), deux composantes homopolaires existent,
avec un seul plan. Pour 5 phases, la base découplée de Concordia est constituée d’une
composante homopolaire, et de deux plans indépendants orthogonaux entre eux. Donc, plus le
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nombre de phase augmente, plus le nombre de plans indépendants (conféré par 1’orthogonalité)
est important.

Pour un nombre de phases donné « N » :

e si N est impair, la base découplée de Concordia est constituée de : dint plans + 1

2
composantes homopolaires ;
. . . s . e s N-2
e si N est pair, la base découplée de Concordia est constituee de : — plans + 2
composante homopolaire.

Chaqgue plan de la base découplée de Concordia correspond a une machine diphasée
fictive, qui génére une famille d’harmonique d’espace donnée. Les machines fictives, et donc
les familles d’harmoniques, sont indépendantes et n’interagissent pas entre elles. La Table 1.3
montre la répartition des harmoniques d’espace sur différentes familles liées a différentes
machines fictives indépendantes, pour les nombres de phases 3, 4, 5, 6 et 7. Cette table n’est
valable que pour les bobinages ayant un nombre d’encoches entier par paire de poles et par
phase (donc 2*spp entier).

Nombre 1% Machine | 2°" Machine Machine Machine Machine
de phases | homopolaire homopolaire primaire secondaire tertiaire
3 3p, 6p, 9p ... / 1p, 2p, 4p, / /
5p...
4 4p, 8p, 12p ... | 2p, 6p, 10p ... | 1p, 3p, 5p, 7p / /
5 5p, 10p, 15p / 1p, 4p, 6p, 9p | 2p, 3p, 7p, 8p /
6 6p, 12p, 18p | 3p, 9p, 15p ... 1p, 5p, 7p, 2p, 4p, 8p, /
I1p ... 10p ...
7 5p, 10p, 15p / 1p, 6p, 8p, 2p, 5p, 9p, 3p, 4p, 10p,
13p ... 12p ... 11p ...

Table 1.3 : Répartition des harmoniques d’espace selon les machines fictives [18]

1.2.1.2 Interaction entre les séquences de courant et les harmoniques d’espace

Dans une machine a « N » phases, la séquence de courant statorique « u » excite la
machine fictive sur laquelle se projette I’harmonique d’espace « u.p », et crée une force
magnétomotrice « FMM », qui peut étre exprimée par le produit scalaire du vecteur de fonction
de bobinage par le vecteur de courant statorique :

FMM = FN 1N 1-4
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Tel que « FY, » et « IN » sont des vecteurs qu’on construit d’abord dans la base
naturelle. En se basant sur la propriété d’orthogonalité dans la base découplée de Concordia, la
FMM peut étre exprimée comme suit :

—_— _— —_— 1_5

_M; M M, M M, M
FMM = FJL 10 4 Fp2 102 4 o 4 Fp L 100

Tel que « Ftl\)’i)‘;) » et « 12’“‘ » sont la projection des vecteurs « Fi |, » et « I » dans la
machine fictive N° « k » (« k=0 » correspond a la machine homopolaire).

Si on considere que deux machines fictives « My1 » et « My2 » sont excitées a la fois par
les deux séquences du courant statorique « Ui » et « uz » (alimentation les deux séquences
simultanément). Les deux séquences « Uy » et « Uz » pulsent aux vitesses « wg  » et « wg , »
respectivement, le courant statorique dans une phase « i » est donc exprimé comme suit :

: . 2m : . 2m 1-6
I, = I5,,-sin ((Dsul' t—1 ul.W) + I, sin (‘”suz- t—1 uz.ﬁ>
Si on ne considére qu’un seul harmonique d’espace par machine fictive, c.a.d. « uz.p »
pour « Myz » et « uz.p» pour « My », la FMM totale est la superposition des deux ondes
progressives de FMM créées sur les deux machines fictives :

M M M M
FMM = Fpot I3t + Fpose, 121 17

= Kpobyq- Isy,- sin(ul.p. 0 — wg,,- t) + Kpobyyp- Iy, sin(uz.p. 0 — wg,,- t)

Tel que : « kpop,, » €t « Kpop,,, » SONt les amplitudes des deux harmoniques d’espace
« U1.p » et « U2.p » dans la fonction de bobinage (décomposée en série de Fourier).

Afin d’optimiser la production du couple, il est préférable que les deux ondes
progressives de FMM (sur les deux machines fictives excitées) aient la méme vitesse, donc :

Osur _ Psua 1-8

U;.p Uuz.p

Sion prend I’exemple d’une machine a 5 phases, ou les deux machines fictives (primaire
et secondaire) sont excitées par les deux séquences de courant : « 1 » et « 3 » (alimentation par
les deux séquences simultanément). Et qu’on ne considére que 1’harmonique d’espace « 1.p »
pour la machine primaire et « 3.p » pour la machine secondaire, la pulsation de la séquence
« 3 » doit étre 3 fois la pulsation de la séquence « 1 » (ws3 = 3. wgq).

1.2.2 Modes d’utilisation des séquences d’alimentation

Les séquences d’alimentation peuvent étre utilisées de deux fagons différentes dans une
machine polyphasée : d'une facon simultanée, ce qui permet d’augmenter le couple
temporairement dans la limite de la thermique et de la saturation magnétique de la machine, et
d’une facon séquentielle, ou les séquences sont commutées de facon a étendre la plage de
vitesse de la machine en utilisant des polarités différentes.
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1.2.2.1 Mode simultané :

Ce mode d’utilisation permet d’augmenter le couple maximal de la machine gréace a
I’utilisation de plusieurs séquences de courant statorique simultanément, et donc avec des
courants non-sinusoidaux. Chaque séquence développe un couple, dont la valeur moyenne
dépend de ’harmonique d’espace principal généré par la séquence du courant statorique. Le
couple total obtenu, est la superposition des couples développés par les différentes séquences
[18].

Les séquences imposées simultanement doivent générer des séries différentes et
indépendantes d’harmoniques d’espace, c.a.d. chacune appartenant a une machine fictive
indépendante des autres. Si on prend 1’exemple d’une machine a 5 phases (voir la Table 1.3),
si les séquences 1 et 2 sont imposées, chacune va générer une série d’harmoniques d’espace
(présents dans la FMM), les deux séries générées sont indépendantes 1’une de 1’autre, et
n’interagissent pas entre elles.

Dans le début des années 1990, des travaux de recherches ont été menés dans le cadre
d’une thése de doctorat au sein de 1’université de Wisconsin-Madison, par A.H.Toliyat, sur des
machines polyphasées, avec deux applications : une machine a induction et une machine
synchro-réluctante [21]. Ces travaux ont montré que dans certains cas, des formes
rectangulaires de courants statoriques conduisent a 1’augmentation du couple maximal des
machines polyphasées, grace a la présence de plusieurs séquences d’alimentation (ou
harmoniques de courant). Cependant, ce type d’alimentation doit intégrer des processus
d’optimisation qui permettent de choisir les ratios et les déphasages entre les séquences de
courant pour maximiser le couple.

Ces derniéres années, les travaux de recherche sur cette thématique sont de plus en plus
conséquents, plusieurs publications liées a I’amélioration de la densité de couple dans les
machines polyphasées, grace a I’utilisation des harmoniques de courants statoriques (séquences
simultanées) ont été faites. On peut citer les articles [22]-[26].

Une équipe de recherche de I'université d’Alexandrie (Egypte), dirigé par Pr. A. S.
Abdelkhalik, a mené des travaux conséquents sur 1’amélioration de la densité du couple des
machines a induction par ’utilisation simultanée des séquences d’alimentation. On peut par
exemple citer Particle [22] qui montre clairement les avantages qui peuvent étre obtenus grace
a I’utilisation de plusieurs séquences de courant statorique simultanément pour une machine a
induction a 11 phases. Utilisant une approche basée sur les algorithmes genétiques, les auteurs
ont pu alimenter les machines par des courants statoriques optimaux (avec plusieurs séguences,
donc différents harmoniques), cette optimisation complexe consiste a déterminer les ratios entre
les amplitudes des séquences (ou harmoniques injectés) ainsi que les déphasages entre elles,
pour maximiser le flux par pble. Cette approche d’alimentation par des courants riches en
harmoniques, a donc permis d’obtenir plus de couple, pour la méme valeur créte de courant,
par rapport a un mode d’alimentation sinusoidal (mono-harmonique). Ce gain en couple, est
obtenu grace a une forme presque carrée de I’induction magnétique dans le fer de la machine,
due a I’alimentation par un courant statorique contenant plusieurs harmoniques, et donc une
meilleure exploitation magnétique du fer. 1l faut préciser que ce type d’alimentation non-
sinusoidale, n’est intéressant que si le nombre de phases est suffisamment important pour qu’il
y ait suffisamment de familles d’harmoniques indépendantes (ou machines fictives), ce qui
permet de réduire les interactions entre les harmoniques générés dans la FMM, et donc d’éviter
d’amplifier les pulsations de couple. La présence d’harmoniques de courants dans une machine
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triphasée, ne conduit donc surtout qu’a 1’augmentation du couple pulsatoire. Plus d’éléments
par rapport aux travaux de cette équipe seront présentés dans la section 1.2.6.2.

L’article [23], présente un systeme de contr6le-commande d’une machine a induction a
7 phases, avec I’injection de la 3°™ séquence de courant statorique (et donc présence d’un 3™
harmonique du champ magnétique). Il a été montré que I’injection de la 3°™ séquence
(simultanément avec la 1°® séquence) permet d’augmenter le couple maximum de la machine,
quel que soit la vitesse de rotation, avec un pourcentage d’augmentation atteignant 17%. Il faut
noter que I’injection de la séquence 3 n’a été bénéfique que pour les points de fonctionnement
sur les niveaux élevés de couple. Pour les niveaux bas de couple, I’injection de la séquence 3
n’a pas d’intérét, a cause de I'important courant magnétisant li¢ au troisiéme harmonique
d’espace, qui conduit a une réduction du courant produisant un couple.

L’article [24], étudie ’amélioration de la densité du couple d’une machine a induction
polyphasée grace a I’injection de la séquence 3 du courant statorique (simultanément avec la
séquence 1) qui permet d’avoir un flux magnétique de forme trapézoidale (au lieu de la forme
sinusoidale). L’étude est comparative, et considére plusieurs nombres de phases, en conservant
constantes la valeur créte de I’induction dans I’entrefer et la valeur efficace du courant
statorique. Enfin, il a été montré que la densité du couple est améliorée par 1’alimentation bi-
harmoniques (séquences 1 et 3 simultanément) pour les nombres élevés de phases, par rapport
a une alimentation mono-harmonique (séquence 1 uniguement), avec un gain en couple pouvant
atteindre 9% dans le cas d’une machine a 11 phases (en conservant la méme valeur créte
d’induction dans I’entrefer, et le méme courant RMS).

L’article [25], compare deux machines a induction, une a 5 phases, et I’autre a 9 phases.
Les deux machines ont des bobinages a pas diamétral et les mémes dimensions globales
(diamétres intérieur et extérieur, hauteur de culasse ...etc.). Dans le cas de la machine a 5 phases
(caractérisée par deux familles d’harmoniques), uniquement la séquence 3 du courant statorique
peut étre injectée (simultanément avec la 1% séquence), tandis que pour la machine & 9 phases
(ayant plus de degrés de liberté avec 4 familles d’harmoniques), 4 différentes séquences : 1;
3eme . Geme et 7°Me ont pu étre utilisées simultanément (puisque chacune, excite une série
d’harmoniques d’espace indépendante des autres pour 9 phases). Pour les deux machines, les
paramétres d’alimentation multi-harmonique (les amplitudes et phases liés aux différentes
séquences de courant) ont été déterminés par un algorithme génétique d’optimisation, ayant
comme contraintes les valeurs maximales d’induction dans I’entrefer et la culasse statorique. Il
a ét¢é montré que pour la machine a 5 phases, ’injection de la séquence 3 a conduit a
I’augmentation de la valeur créte d’induction dans la culasse, et donc a plus de saturation, ce
qui a conduit a une diminution pouvant atteindre 5% sur le couple (par rapport a une
alimentation sinusoidale & la 1°"® séquence de courant). Le fait d’avoir la possibilité d’utiliser 4
différentes séquences avec la machine a 9 phases, a permis de respecter les valeurs crétes de
I’induction dans ’entrefer et dans la culasse, tout en utilisant les 4 séquences simultanément,
avec des ratios optimaux entre les amplitudes, ce qui a conduit a une augmentation du couple
pouvant atteindre 5% par rapport & une alimentation sinusoidale & la 1°® séquence. Enfin il a
été montré que I’injection des 4 séquences simultanément est plutdt intéressante pour les points
de fonctionnement a fort couple.

L’article [26] présente un concept particulier de machine a induction & 6 phases (deux
bobinages triphasés déphasés d’un angle électrique de 30°) avec I’amélioration de la densité du
couple par ’injection simultanée du 1% et 3°™ harmonique du courant statorique. Dans ces
travaux, D’utilisation du 3°™ harmonique du courant aplatit la forme de 1’induction dans
I’entrefer en réduisant sa valeur créte, de ce fait, I’amplitude du 1*" harmonique d’alimentation
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peut étre augmentée pour atteindre la valeur créte maximale de I’induction, ce qui permet
d’augmenter encore plus le couple. Enfin, dans cette publication, il a été prouvé que le couple
moyen peut étre augmenté de 40% par rapport a une machine triphasée avec alimentation
classique, grace a une meilleure exploitation du fer (forme trapézoidale de I’induction dans
I’entrefer). Il faut noter que ce pourcentage d’augmentation du couple a été obtenu sans
s’imposer de contrainte sur le courant RMS ou créte et donc ne convient qu’a des régimes
transitoires.

1.2.2.2 Mode séguentiel :

Ce mode d’utilisation permet d’étendre la plage de vitesse de la machine grace a
I’utilisation de plusieurs séquences de courant statorique de facon séquentielle, et donc avec
des courants sinusoidaux (mono-harmonique).

Couple

Séquence 3
p=3

Séquence 2
p=2

p=1 Ou p=2 Ou p=3

Séquence 1
p=1

Vitesse
Figure 1.19 : Caractéristique Couple/Vitesse théorique d’une machine polyphasée avec changement de polarité

Comme illustré dans la Figure 1.7, la caractéristique Couple/Vitesse théorique d’une
machine de traction est composeée de trois régions. Cette caractéristique classique correspond
aux machines triphasées, et a ce nombre de phases (3), une seule famille d’harmoniques
(machine fictive) existe, il n’est donc possible que d’utiliser une seule séquence d’alimentation
(le fondamental ou la premiére séquence) pour alimenter la machine, ce qui correspond a une
seule polarité (la polarité physique fondamentale de la machine).

Avec une machine polyphasée, la caractéristique Couple/Vitesse peut étre différente de
celle d’une machine triphasée classique. En effet, grace a la possibilité de changer la séquence
d’alimentation, I’harmonique d’espace principal excité change également, et donc la polarité
prédominante dans la machine change. Le fait de fonctionner sous « N » polarités différentes
(de fagon séquentielle), permet d’avoir « N » caractéristiques Couple/Vitesse différentes qui se
superposent et se complétent, de facon a étendre la caractéristique globale tout en restant avec
une variation du flux « modeérée » garantissant une maitrise suffisante de son amplitude mais
aussi en limitant 1’augmentation de la fréquence avec la vitesse. La Figure 1.19, illustre la
caractéristique Couple/Vitesse théorique d’une machine polyphasée avec changement de
polarité (changement séquentiel de séquence d’alimentation), avec exemple : le changement
entre les sequences 1, 2 et 3 (pour une machine a 7 phases ou plus, avec polarité fondamentale
de la machine égale a 1). Cette caractéristique globale est la superposition des trois
caractéristiques liées aux trois polarités (1, 2 et 3). Certains points de fonctionnement peuvent
étre réalisés par plusieurs polarités (intersections entre les caractéristiques), pour ces points le

28



Chapitre 1 : Etat de ’art

choix de la polarité a imposer se fait donc de facon a minimiser les pertes dans la machine, ce
qui rajoute un degré de liberté important.

L’utilisation des polarités pour étendre la caractéristique couple-vitesse d’une machine
polyphasée doit se faire selon ’ordre illustré dans la Figure 1.19 (plus grandes polarités pour
les basses vitesses, plus faibles polarités pour les grandes vitesses).

En effet les polarités élevées sont utilisées dans la région a fort couple et basse vitesse,
ces polarités sont favorables pour le développement d’un couple important, surtout que les
culasses statorique et rotorique sont exploitées de fagon optimale grace au nombre élevé de
paires de pbles. En revanche, avec une polarité élevée, la tension maximale disponible a la sortie
de I’onduleur est rapidement atteinte, et donc la vitesse de base sous ce mode d’alimentation
est relativement faible. En contrepartie, les basses polarités sont utilisées dans la région a grande
vitesse et bas couple, car la tension maximale disponible dans une phase du stator est atteinte a
des vitesses relativement éleveées.

Plusieurs travaux de recherche sur le changement de polarité pour machines polyphasées ont
été publiés, on peut en citer les [27]-[29].

Les premiers travaux a citer, ont été menés par une équipe de recherche de I'université
de Munich, dirigée par Pr. D. Gerling. Cette équipe a développé un nouveau concept de stator
pour machines polyphasées basse tension a « stator a cage ». Le bobinage est alors constitué
d’une cage en aluminium, court-circuitée par un anneau d’un c6té, et raccordée aux bras de
I’onduleur de I’autre, avec autant de bras que d’encoches. La spécificité de ce bobinage est que
les encoches sont, théoriquement, pleinement remplies. Une présentation générale de ce concept
est faite dans I’article [27]. Dans cet article, deux applications de machines polyphasées
intégrant ce stator ont été étudiées : une machine a induction et une machine synchro-réluctante.
Dans cette étude, la technique de changement de polarité a été utilisée pour la machine a
induction avec stator a cage, il a été montré que le fait de commuter entre différentes polarités
de facon séquentielle pendant le fonctionnement permet d’¢largir la plage de vitesse de la
machine. Plus d’éléments par rapport aux travaux de cette équipe seront présentés dans la
section 1.3.2.

D’autres travaux, provenant d’autres chercheurs, peuvent étre cités. L’article [28]
développe une technique de contrdle-commande d’une machine a induction a 9 phases, appuyé
par des résultats expérimentaux. Dans 1’application présentée dans 1’article, deux polarités sont
utilisees dans la machine : polarité fondamentale p1 = 3 (obtenue par la séquence « 1 » du
courant statorique) et la polarité pz = 9 (obtenue par la séquence « 3 »). L’algorithme de
commande permet de passer entre les deux polarités aisément et avec un bon contrdle du couple.
Enfin I’accent est mis sur le potentiel de cette application en vue de I’extension de la plage de
fonctionnement a puissance constante, en utilisant la séquence 3 (9 paires de pdles) en basses
vitesses, et la séquence 1 (3 paires de pbles) en grandes vitesses.

L’article [29] présente une autre topologie de machine a induction avec changement de
polarité. La machine étudiée comporte 36 encoches statoriques, avec bobinage toroidal
particulier, donc chaque encoche est liee a une bobine indépendante, comme illustré dans la
Figure 1.20. Chacune des 36 bobines est donc liée a un bras d’onduleur, ce qui permet
d’alimenter chaque bobine (encoche) indépendamment des autres.
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Figure 1.20 : Machine & bobinage toroidal présentée dans I’article [30].

Selon le déphasage impose entre deux bobines adjacentes, le nombre de paires de p6les
dans la machine est imposé, et ainsi le nombre de phases « virtuelles » est déterminé, comme
illustré dans la Table 1.4. Le nombre phases « virtuelles » dépend donc du déphasage imposé
entre les bobines indépendantes, et donc de la polarité imposée. Dans cette publication, on
donne des nombres non-entiers de phases « virtuelles », quand le nombre de paires de pbles
imposé et le nombre de bobines indépendantes (encoches) sont premiers entre eux.

Nombre de paires de pdles | Déphasage électrique entre Nombre de phases
2 bobines adjacentes statoriques « virtuelles »
1 10° 18
2 20° 9
3 30° 6
4 40° 4.5
5 50° 3.6
6 60° 3

Table 1.4 : Polarités utilisables dans la machine de I’article [30].

Pour mieux comprendre la relation entre le nombre de p6les et le nombre de phases
statoriques « virtuelles », on prend 1’exemple de la polarité 3. Cette polarité correspond a la
séquence « 3 » du courant statorique, cette séquence impose donc un déphasage entre deux
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phases adjacentes de : %* 3 = 30° (comme indiqué dans la Table 1.4). Par ailleurs, si on

prend un nombre d’encoches par pdle et par phase unitaire, le nombre de phases statoriques

. . -y N . .
«virtuelles » est donc détermine par Nppases = %Ches, « p » étant le nombre de paires de

% = 6 (comme indiqué dans la Table 1.4).

poles, donc pour p=3, Nphases =
70 .
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Figure 1.21 : Caractéristique de fonctionnement de la machine de I’article [30].

Enfin I’algorithme de controle-commande utilisé dans ce drive, permet de changer
efficacement la polarité (ce qui change virtuellement le nombre de phases statoriques) pendant
le fonctionnement, ce qui permet d’étendre la plage de vitesse de la machine. Les polarités
optimales exploitées dans cette application sont de 1 a 4 paires de pbles, comme illustré dans la
Figure 1.21. Il est clairement montré dans cette caractéristique que les polarités élevées sont
favorables pour les régions a fort couple et basse vitesse, et vice-versa pour les faibles polarités.

Cependant I’inconvénient majeur de ce type d’applications est le nombre élevé des
composants d’électronique de puissance qui doit étre utilisé ce qui augmente le volume et le
colt du convertisseur, ainsi que la difficulté de controle d’un nombre aussi élevé de bras (autant
de bras que de bobines statorigues).

Plus d’éléments par rapport aux techniques de modulation pbles-phases seront présentes
dans la section 1.3.2.

1.2.3 Avantages du point de vue convertisseur de puissance

Comme mentionné précédemment, I’augmentation du nombre de phases conduit & une
meilleure segmentation de la puissance, et donc il y a moins de contraintes sur les bras de
I’onduleur. Plusieurs travaux de recherche ont ét¢ menés par rapport aux convertisseurs de
puissance dans un drive polyphasé [31]-[33].

L’article [31] mene une étude comparative entre des onduleurs de tensiona: 3,5et 7
bras. Il a été montreé que pour la méme tension de bus DC, I’augmentation du nombre de phases
conduit a ’augmentation de la puissance récupérée au niveau de la charge (a la sortie de
I’onduleur). Les résultats ont été établis pour des montages en étoile pour les 3 nombres de
phases étudiés, tel qu’illustré dans la Figure 1.22 pour 5 phases. L’étude comparative a montré
qu’avec 7 phases le gain en puissance récupérée au niveau de la charge (RL dans le cas de cette
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étude) a éte chiffré a 10% par rapport au cas triphasé. De méme, la tension entre phase et neutre
(par exemple la tension Van dans le schéma de la Figure 1.22) dans le cas de 7 phases est de
0.99*Vpc/2, au lieu de 0.94*Vpc/2 pour 3 phases, ce qui est traduit par une meilleure
exploitation de la tension de bus gréce a un nombre de phases élevé. Du point de vue courant
du bus DC, plus le nombre de phases est élevé, moins les harmoniques de courant apparaissent.
Les résultats ont été etablis par simulation, et validés expérimentalement.
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Figure 1.22 : Schéma de I’onduleur considéré dans I’article [31]

L’article [32] met en évidence les avantages, du point de vue convertisseur de puissance,
qui peuvent €tre apportés par I’augmentation du nombre de phases. Dans cet article, les auteurs
montrent que 1’augmentation du nombre de phases, et donc la segmentation de puissance qui
réduit les contraintes de courant dans les bras de 1’onduleur, facilite I’utilisation des composants
en Silicium Carbide « SiC » (sans mise en paralléle des bras). En effet ce type de composants
ne peut pas supporter des courants éleves, d’ou la nécessité de mettre des onduleurs en parallele
afin de pouvoir utiliser ces composants en triphasé. Cependant, cette mise en parallele des
onduleurs, augmente la complexité du contréle des bras, et présente des problémes de
déséquilibre des courants des bras a cause de la distribution asymétrique des inductances
parasites entre les composants mis en paralléle.

Cet article méne une étude comparative entre les nombres de phases : 3, 11 et 21. Pour
la méme puissance de 50 kW, le prix du convertisseur a été determiné sous les hypotheses
suivantes :

- Entriphasé, le courant par bras est important, d’ou la nécessité d’utiliser des composants
IGBT (pour éviter la mise en paralléle de plusieurs onduleurs)

- Avec 11 et 21 phases, il est possible d’utiliser des composant SiC MOSFET (compte
tenu du courant réduit par bras)

La comparaison de codts a débouché sur la Table 1.5, ce qui montre une réduction du
colt total des semi-conducteurs avec 1’augmentation du nombre de phases. Il faut noter que
cette comparaison ne concerne que les semi-conducteurs de puissance, méme si leur codt total
est réduit, cela n’assure pas une réduction du cotit de I’onduleur, car le nombre d’organes de
commande augmente avec I’augmentation du nombre des bras.
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Nombre de phases 3 11 21
Semiconducteurs utilisés FZ300R12KE3G C2M0040120D C2M0080120D
Prix unitaire ($) 118.55 31.98 15.63

Prix total ($) 711.3 703.56 656.46

Table 1.5 : prix des semiconducteurs de puissance en fonction du nombre de phases [32].

Un autre point important est considéré dans cet article, il s’agit du condensateur du bus
DC, qui sert a lisser la tension du bus DC. L’utilisation des composants SiC, permet
d’augmenter la fréquence de découpage (par rapport aux composants IGBT classiques), et avec
des fréquences de découpage élevées, des condensateurs de capacité plus petite peuvent étre
utilisés, ce qui réduit le coit, le volume ainsi que le taux d’ondulation du courant de la batterie.

Enfin dans cette étude, il a également été montré que le niveau total de pertes diminue
avec I’augmentation du nombre de phases.

L’article [33] analyse I’impact du nombre de phases sur les pertes dans le convertisseur
de puissance. De fagon générale, il a été montré que I’augmentation du nombre de phases
conduit a une réduction des pertes par commutation et par conduction dans les composants.

1.2.4 Elargissement du champ de bobinages intéressants : intéréts d’utilisation des
bobinages a pas non diamétral

Comme expliqué précédemment, dans les cas des machines triphasées il est important
de réduire le contenu harmonique de la fonction de bobinage, vu qu’il y a un seul plan de
Concordia (machine fictive) sur lequel se projettent I’ensemble des harmoniques d’espace lié
au bobinage (hormis les rangs multiples de 3 de la composante homopolaire). Ceci a donc
conduit a I’utilisation massive des bobinages distribués a pas diamétral classiques, avec des
nombres d’encoches par pole et par phase importants, ce qui fait que la distribution du bobinage
se rapproche d’une forme sinusoidale, et donc élimine les harmoniques de rangs pairs.

Un bobinage a distribution sinusoidale, et donc ayant un contenu harmonique faible, est
trés intéressant pour une machine triphasée, qui n’est alimentée que par des courants
sinusoidaux, pour éviter les phénomenes parasites liés a la présence d’harmoniques dans la
force magnétomotrice (pulsations de couple, pertes dans le rotor ...etc.). Cependant, pour une
machine polyphasée ou il est envisagé d’injecter différentes séquences d’alimentation, et donc
générer plusieurs harmoniques d’espaces (grace au principe de familles d’harmoniques
indépendantes), d’autres types de bobinages, non souhaités pour les machines triphasees,
peuvent étre utilisés et méme favorables.

On peut citer, en 1’occurrence, les bobinages dentaires ou quasi-dentaires qui sont

relativement faciles a fabriquer. Ces bobinages sont en général trés riches en harmoniques
d’espace, d’ou I’intérét de les utiliser dans une machine avec un grand nombre de phases.
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Au contraire des bobinages classiques (a pas diamétral), les bobinages a pas dentaires
sont caractérisés par des tétes de bobines relativement courtes et non enchevétrees, ce qui
facilite la fabrication et diminue les pertes Joule dans le bobinage statorique (liées aux tétes de
bobines), la structure des deux types de bobinage est illustrée dans la Figure 1.23 [34].
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(A) : Bobinage croisé classique (B) : Bobinage dentaire

Figure 1.23 : Schémas de bobinages croisé et dentaire [34].

Pour les machines triphasées, les bobinages dentaires sont le plus souvent utilisés dans
les machines synchrones a aimants permanents, et rarement dans les machines a induction. En
effet, dans les machines a aimants le champ créé par le rotor est indépendant de 1’alimentation
au stator, et donc le rotor peut étre congu de fagon a ne contenir que les harmoniques d’espace
que I’on désire sans qu’il n’y ait d’impact de 1’alimentation du stator. Cependant dans le cas
d’une machine a induction, le champ créé par le rotor a cage est dépendant de I’alimentation au
stator puisqu’il réagit aux harmoniques d’excitation et/ou peut en générer d’autres par effet non-
linéaire. Pour cela I’utilisation du bobinage dentaire dans ce type de machines a induction est
plus contraignante et a été beaucoup moins développé.

Pour les machines polyphasées, vu que I’on ne cherche plus forcément a s’approcher
d’une distribution sinusoidale, le champ des topologies de bobinages intéressantes s’¢élargit.
Parmi les éléments déja présentés dans la section 1.2.2, on peut a nouveau citer a titre d’exemple
la topologie particuliére de bobinage en cage d’aluminium pour machines polyphasées [27], ou
encore le bobinage toroidal présenté dans la Figure 1.20 [30].

L’article [35] présente une structure particuliere de bobinage dentaire pour machine a
11 phases. Le stator contient 11 encoches (une phase par dent) tel qu’illustré dans la Figure
1.24. On note que chaque phase est constituée d’un unique enroulement autour d’une dent, et
chaque phase est connecté a un bras d’onduleur.

Figure 1.24 : Bobinage dentaire a 11 phases [35]
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Figure 1.25 : Schéma du bobinage a 11 phases [35]

La Figure 1.25 illustre le schéma détaillé du bobinage, chaque encoche contient 3
conducteurs, 2 conducteurs consacrés a I’aller d’une phase et 1 consacré au retour de la phase
adjacente, chaque phase contient donc un nombre fractionnaire de tours (1.5), cette particularité
permet d’améliorer les facteurs de bobinages liés aux 5 premieres séquences d’alimentation de
cette machine (donc les polarités de 1 a 5), tel qu’illustré dans la Figure 1.26.

EE 100

S 80

©

£

O B0

Q

o]

[ h]

S 40 - (a)
£ 2 —=— (b)
h]

1s]

I_Irl:_s 0

1 2 3 4 5

Harmoniques d’espace

Figure 1.26 : Facteurs de bobinage liés aux 5 premiers harmoniques d’espace — (@) : configuration a 1.5 tours par
phase, (b) : configuration classique a 1 tour par phase

Le nombre de phases est de 11, il y a donc 5 machines fictives (familles d’harmoniques
indépendantes), ces familles d’harmoniques d’espace sont réparties comme suit (avec la polarité
fondamentale p = 1 pour ce bobinage) :

- Famille d’harmoniques 1 : 1p, 10p, 12p, 21p ...
- Famille d’harmoniques 2 : 2p, 9p, 13p, 20p ...
- Famille d’harmoniques 3 : 3p, 8p, 14p, 19p ...
- Famille d’harmoniques 4 : 4p, 7p, 15p, 18p ...
- Famille d’harmoniques 5 : 5p, 6p, 16p, 17p ...
- Composante homopolaire : 11p, 22p ...
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Figure 1.27 : FMM développée et son contenu harmonique -
(a) : sous la séquence « 1 » donc 1 paire de pbles
(b) : sous la séquence « 2 » donc 2 paires de poles.

Dans ce cas-la si la séquence « 1 » du courant statorique est imposée, les harmoniques
d’espace générés dans la FMM sont 1p (principal), 10p, 12p ...etc., la polarit¢ dominante dans
la machine est donc 1p. Si la séquence « 2 » est imposée, les harmoniques d’espace générés
sont 2p (principal), 9p, 13p ...etc., la polarité dominante dans la machine est donc 2p. La Figure
1.27 permet de voir clairement la FMM développée sous chacune des deux ségquences avec son
contenu harmonique.

Ce bobinage a été examiné dans le cas d’une machine a aimants permanents montés en
surface du rotor. Le rotor a aimants est congu pour avoir 5 paires de pdles, donc pour cette
machine il n’est possible de développer un couple qu’avec la séquence « 5 ». La Figure 1.28
illustre la distribution des pbles dans la géométrie de machine.

Figure 1.28 : Lignes de flux dans la machine a aimants avec le bobinage a 11 phase (sous la séquence « 5 ») [35]

Pour cette application avec rotor a aimants, les auteurs présentent une approche de
compensation d’un mode vibratoire li€ a la force radiale, par Iinjection de la séquence « 4 » du
courant statorique. En effet, le rotor a aimants (ayant 5 paires de p6les) ne répond qu’a la 5™
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séquence d’alimentation, la séquence « 4 » n’a donc pas d’influence sur le fonctionnement
électromagnétique de la machine.

Dans le méme article, une autre application avec un rotor a cage d’écureuil a été
examinée [35]. Pour cette application, le rotor n’a pas sa propre polarité (contrairement au rotor
a aimants) et il s’adapte a la polarité imposée par le stator, et donc induite par la séquence
d’alimentation. Ceci permet donc de profiter des avantages de changement de polarité pour
étendre la plage de vitesse. Dans cet article, deux polarités (p=1 et p=2) ont été imposées,
comme illustré dans la Figure 1.29 qui montre la distribution des p6les magnétiques dans la
machine sous les deux séquences d’alimentation, et la Figure 1.30 qui montre la caractéristique
couple/vitesse avec les deux polarités utilisées.

Figure 1.29 : Cartographie d’induction magnétique avec :
(@) : une paire de poles (séquence 1)
(b) : deux paires de pdles (séquence 2) [35]

A\
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o speed [rpm] Doz
Figure 1.30 : Caractéristique couple/vitesse avec deux polarités [35]

De facon générale, grace au principe de séparation entre les harmoniques dans les
machines polyphasées, le choix d’un bobinage ne doit plus se faire selon les critéres classiques
¢tablis pour les machines triphasées, mais plutot par rapport aux polarités que I’on désire
imposer dans la machine. Cependant, les contraintes liées au rotor sont différentes entre les
machines synchrones a aimants et les machines a induction, ce qui sera expliqué dans les
sections a venir.
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1.2.5 Machine a aimants polyphasee et Multi-séquences

Outre la tolérance aux défaillances d’alimentation, I'un des intéréts majeurs des
machines polyphasées réside dans la potentialité de créer facilement des couples constants, sans
couple pulsatoire associé, cela méme en alimentant le stator par plusieurs sequences
(harmoniques de courant) simultanément. Une séquence de courant peut effectivement ne
générer qu’un nombre réduit d’harmoniques d’espace dont celui du méme rang, et qui
détermine la polarité dominante dans la machine. Cependant, quand il s’agit d’une machine a
aimants permanents, il faut que le rotor soit congu convenablement pour un fonctionnement en
multipolarité.

En effet, le rotor & aimants est caractérisé par sa propre polarité, ou « ses propres
polarités », ces polarités dépendent donc de la distribution des aimants. Le stator, a son tour,
doit étre excité par les séquences d’alimentation qui induisent des polarités égales a celle
présentes dans le rotor. Ceci peut également étre considéré comme avantage, par rapport a la
machine a induction, puisque le champ magnétique du rotor ne contient que les harmoniques
liés a la distribution des aimants. En d’autres termes, les harmoniques d’espace supérieurs
générés par le stator n’impactent pas les grandeurs rotoriques, et donc n’ont pas d’effet sur le
couple (au contraire de la machine a induction).

On cite principalement & ce sujet trois theses effectuées au cours des derniéres années
[34], [36], [37].

1.2.5.1 Conception des rotors a aimants a plusieurs polarités :

Les rotors a aimants sont classifiés selon deux catégories principales : rotors a aimants
déposés en surface et rotors a aimants enterrés. Généralement, ce sont les moteurs a aimants
enterrés qui ont suscité le plus d’intéréts vu les avantages qu’ils présentent du point de vue
densité de puissance et plage de fonctionnement a puissance constante (avec moins de risque
de démagnétisation par rapport aux rotors a aimants surfaciques lors du défluxage).

Deux topologies de machines pentaphasées a aimants ont été étudiées dans [34] : 1a 20/8
(20 encoches statoriques, 8 poles rotoriques) et la 20/14, comme illustré dans la Figure 1.31.

e
PhaseA

~. "’
1%
ir

~% \ PhaseA

(a) Combinaison 20/8 (b) Combinaison 20/14

Figure 1.31 : Structures de machines a aimants enterrés 20/8 et 20/14 [34]

Avec 5 phases, les harmoniques d’espace sont répartis sur deux machines fictives
indépendantes : primaire (1p, 4p, 6p, 9p ...etc.) et secondaire (2p, 3p, 7p, 8p ...etc.), Voir la
Table 1.3. Pour les deux topologies de machines étudiées, on peut donc utiliser simultanément
deux séquences d’alimentation : la 1% et la 3°™, afin de produire un couple sur chacune des
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deux machines fictives. Il faut noter que pour la machine fictive secondaire, ¢’est la séquence
« 3 » qui est utilisée (et non pas la séquence « 2 »), car ¢’est I’harmonique de rang « 3 » qui est
présent dans la fonction d’aimantation (et donc dans le flux rotorique). Si les vecteurs courants
I, et I3 sont bien calés sur les angles optimaux, et si on néglige la saturation, le couple total est
obtenu par la superposition des couples développés sur les deux machines fictives, et peut donc
étre exprimé comme suit :

5 .
Cem = Y (I1dy + 3 303), 19

Tel que (I, 13) : amplitudes des courants de la séquence «1» et «3», (dby, d3):
amplitudes des composantes harmoniques du flux généré par les aimants (fondamental et 3°™
harmonique), p : nombre de paires de poles fondamental.

On définit le rapport de distribution « r » de la 1% séquence (fondamentale) par rapport

au courant total avec : re[0, 1], loge = o/ (12 + 13)/2 et r = 1;/{/1? + 15 . L’équation du couple

est donc simplifiée comme suit :

5 -
Cem = 5P (- Legr- @1 + 3 V1 =12 Legr. §3), 110
La valeur de ¢4 par rapport a ¢, est déterminée pour les deux topologies [34] :

{db3}20/14 1-11

—— = 1749

{d1}20/14 %,

{d3l}a0/8 1-12

2208 = 17.829

{d1}20/8 7.82 %,

On remarque que pour la topologie 20/14, I’harmonique « 3 » du flux dd aux aimants
est trés faible par rapport au fondamental, I’injection de la 3°™ séquence dans cette machine
n’a donc pas un effet considérable sur le couple, au contraire de la topologie 20/8 qui est
caractérisée par une présence non négligeable de I’harmonique 3.

Ayant connaissance des valeurs de flux, et du courant I¢, en utilisant 1’équation 1-10,
la valeur de « r » qui permet de maximiser le couple peut étre déterminée « ropt ». Le gain en
couple, par rapport a une alimentation sinusoidale a la premiere séquence, peut étre calculé, et
représenté par le symbole « Geouple ». La Table 1.6 synthétise les valeurs moyennes de couple
obtenu avec différentes alimentations pour les deux topologies 20/14 et 20/8, pour la méme
valeur lest.

Topologie | ropt Geouple Couple E-F Couple E-F Couple E-F Geouple
(théorique) | (la=ler, 15=0) | (11=0, Is=lett) | (1= r. 1o, 15= V1 — 12 Loge) (E-F)

20/14 1 1 29.8

20/8 0.882 1.13 9.37 18 19.2 1.06

Table 1.6 : Comparaison entre les topologies 20/8 et 20/14 [34]
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Pour la topologie 20/14, comme montré dans la Table 1.6, il n’est pas intéressant
d’injecter la séquence « 3 », tenant compte du coefficient de distribution optimal « ropt » qui est
unitaire, ce qui correspond a un gain unitaire. Ceci est principalement di a la fonction
d’aimantation de ce rotor qui est presque sinusoidale et que I’harmonique « 3 » du flux créé par
le rotor est négligeable (1.74 % du fondamental). Donc pour cette topologie, uniquement
I’alimentation sinusoidale a la séquence « 1 » a été simulée, et le couple développé est de 29.8
N.m.

Pour la topologie 20/8, le coefficient « ropt » est de 0.882, la séquence « 3 » est donc
injectée ce qui conduit a un gain théorique en couple « Geouple=1.13 ». Les résultats sur le couple
calculé par éléments-finis montrent effectivement une augmentation de la valeur moyenne du
couple grace a I’utilisation des deux séquences « 1 » et « 3 » simultanément (selon le coefficient
de distribution optimal). Cependant, méme avec ce mode d’alimentation bi-harmonique, le
couple développé est de 19.2 N.m, donc inférieur au couple de la topologie 20/14. En effet cela
est d0 principalement aux facteurs de bobinage qui sont différents entre les deux topologies. Le
bobinage de la topologie 20/14 est caractérisé par un facteur de bobinage au 1°" harmonique de
0.88, tandis que celui de la topologie 20/8 est de 0.59 (pour le 1°" harmonique d’espace).

L’amélioration apportée par I’injection de la séquence 3, pour la topologie 20/8, n’est
donc pas suffisante. Néanmoins, le facteur de bobinage lié au 3°™ harmonique pour cette
topologie est assez €levé (0.95), le probleme n’est donc pas tant 1i¢ au bobinage qu’au rotor qui
n’est pas tout a fait adapté a un fonctionnement bi-harmonique (I’amplitude de I’harmonique 3
du champ rotorique n’est pas suffisant).

Afin de s’approcher des performances de la topologie 20/14, il faut donc modifier la
géométrie du rotor de la topologie 20/8 de fagon a rendre I’harmonique « 3 » plus important.
En d’autres termes concevoir un « rotor bi-harmonique » ou a « double polarité », soit les
polarités « 1p = 4 » et « 3p=12 ». A cet effet, deux géométries modifiées ont été examinées,
comme illustré dans la Figure 1.32.

Comme on peut voir dans cette figure, la premiere modification possible du rotor
consiste & mettre des creux sur la périphérie du rotor au milieu de chaque péle. La deuxiéme
méthode consiste a placer au milieu de chaque pdle, deux petits aimants de facon a créer un
pble supplémentaire, inverse par rapport au pole principal.

Pour les deux méthodes, le paramétre clé de la modification est I’ouverture « Dt », ou
bien le taux d’ouverture « Yrotor » par rapport a la largeur d’un pole, ces parameétres sont definis
dans la figure.

Selon le taux d’ouverture « yrotor », les amplitudes des harmoniques « 1 » (fondamental)
et « 3 » de I’induction dans I’entrefer sont modifiées. Et donc les amplitudes des harmoniques
de flux « ¢, » et « ¢ » sont modifiées. Ces valeurs liées au flux sont exprimées en fonction
du taux d’ouverture rotorique « yrotor », Ce qui permet d’exprimer le couple en fonction de cette
ouverture. On peut donc determiner la valeur optimale de « yrotor » qui permet de maximiser le
couple. Cette valeur optimale a été déterminée pour les deux géomeétries, et sa valeur est de
0.36.

Avec cette valeur optimale de 1’ouverture rotorique, les deux géométries proposées du
rotor bi-harmoniques ont été simulées par Eléments-Finis et les résultats sont synthétisés dans
la Table 1.7.
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Figure 1.32 : Les deux méthodes proposées pour la conception d’un rotor bi-harmonique [34]

Géométrie | 5 Fopt Geouple Couple E- | Couple E-F Couple E-F Geouple | Amélioration du
du rotor (T (théorique) | F (I1=les, (1.=0 (li=r. Tegs, (E-F) | couple par rapport
1 1,=0) I5= letr) ls= V1 — 12. 1) au rotor classique
Avecdes | 77.5% | 0.395 2.53 135 20.2 23.7 1.75 24%
creux
Avecdes | 77.5% | 0.395 2.53 10.7 23.4 26 2.43 35%
petits
aimants

Table 1.7 : Comparaison entre les deux géométries du rotor bi-harmonique pour la machine 20/8 [34]

Dans la Table 1.7, on remarque que la géométric avec des petites pieces d’aimants
supplémentaires au milieu de chaque péle, est la meilleure du point de vue augmentation du
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couple, avec 35% d’augmentation par rapport a la géométrie classique du rotor, cela est dd aux
aimants supplémentaires qui augmentent le flux dans I’entrefer.

Pour conclure, afin de pouvoir profiter des avantages des machines a aimants
polyphasées (amélioration de la densité de couple par injection de plusieurs séquences a courant
efficace donné), il faut bien concevoir le rotor avec une distribution des aimants et une
géomeétrie qui permet de fonctionner sous plusieurs polarités.

1.2.5.2 Limitation des machines polyphasées a aimants : difficulté de réalisation d’un mode
séquentiel

Comme expliqué précédemment, dans le cas d’une machine polyphasée a aimants, pour
que I’utilisation de plusieurs séquences d’alimentation (appartenant a des machines fictives
indépendantes) soit possible, il faut que la géométrie du rotor soit adaptée et que le champ créé
par les aimants comporte les composantes harmoniques correspondantes aux polarités
souhaitées, et avec des amplitudes importantes.

Rien qu’avec « deux polarités », cette tache d’optimisation de la géométrie du rotor et
des aimants s’avere déja difficile. C’est donc encore plus difficile, d’adapter un rotor a aimants
a plus de deux polarités, alors que pour une machine a induction avec un rotor a cage d’écureuil,
I’utilisation de plusieurs séquences d’alimentation, et donc plusieurs polarités (méme plus que
2) est plus accessible, a condition que le nombre de barres soit bien choisi (comme cela sera
expliqué dans la prochaine section).

Cette limitation de la machine a aimants, entrave entres autres la réalisation d’un mode
d’alimentation séquentiel a plus de deux polarités, en vue de I’extension de la plage de vitesse.

1.2.6  Machine a induction polyphasée et Multi-séquences

Les machines a induction sont caractérisées par leurs rotors qui peuvent étre soit bobinés
soit a cage. L’intérét de ces machines est surtout leur cott, relativement plus bas que les
machines a aimants. En contrepartie, les machines a induction triphasées classiques sont moins
compétitives que les machines triphasees a aimants, a cause des limitations en termes de densité
de puissance et du couple ainsi que la plage de fonctionnement a puissance constante (comme
expliqué dans la section 1.1.4).

Néanmoins, dans un contexte de machines polyphasées, les machines a induction avec
rotor a cage deviennent beaucoup plus compétitives. En effet, a la différence des rotors a
aimants, les rotors a cage peuvent s’adapter a la polarité imposée par la séquence d’alimentation
statorique.

Du point de vue fonctionnement, cela peut étre vu comme avantage important, car la
géométrie globale du rotor reste la méme, sans besoin de 1’adapter comme le rotor a aimants
(section précédente), en outre, il n’est pas difficile d’utiliser plus de deux polarités tant que le
rotor répond dans tous les cas. Cependant, du point de vue conception, réussir a fabriquer un
rotor a cage qui ne présente pas de phénoménes parasites (couple pulsatoire, vibrations
mécaniques ...etc.) sous toutes les polarités imposées par le stator, est un « verrou
technologique » de premier ordre.
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1.2.6.1 Spécificités des rotors a cage fonctionnant sous plusieurs polarités :

Pour une machines triphaseée, les regles de conception du rotor a cage ont été largement
abordées dans la littérature [38][39]. Ces regles concernent notamment les choix liés aux
combinaisons de nombre de barres, nombre d’encoches statoriques et nombre de poles. En effet
certaines combinaisons conduisent a des phénomenes parasites indésirables comme : les
pulsations de couple, la génération de couples synchrones ou encore les vibrations mécaniques.
Ces regles ont été établies et validées pour des bobinages triphases a nombre entier d’encoches
par pole et par phase, et on peut les résumer ci-dessous [39] :

- Nombres de barres causant un couple synchrone au démarrage du moteur
(glissement = 1) :

Npar # Nph *pxKk, 1-13

- Nombres de barres causant un couple de denture :

Nbar * Ns Nbar * % Nbar * 2NS' 1-14

- Nombres de barres causant un couple synchrone quand le glissement est différent de
1:

Npar # Npp * p * k + 2p, 1-15

- Nombres de barres induisant des harmoniques de denture dangereux :

Npar # Ng £ 2p, 1-16
Npar # 2Ng * 2p, 1-17
Npar # Ns £ p, 1-18
Npar # %Ns +p, 1-19
- Nombres de barres causant des vibrations mécaniques importantes :
Npar # Npp *p*k+ 1, 1-20
Npar # Npp *p*kt2p+ 1, 1-21
Npar # Npp * p* k£ 2p + 1, 1-22

Tel que « Ng » : Nombre d’encoches au stator, « N, » : nombre d’encoches au rotor,
« Nph » : Nombre de phases, « p » : nombre de paires de poles, « k » : Nombre entier positif.

Pour le dimensionnement des machines a induction triphasées, avec des bobinages
classiques a nombre entier d’encoches par pdle et par phase, ces régles ont déja été validées
expérimentalement. Cependant, quand il s’agit du dimensionnement d’une machine a induction
polyphasée, qui doit fonctionner correctement sous différentes séquences d’alimentation, et
donc différentes polarités, le respect de ces régles ne suffit plus a garantir I'absence des
phénomenes parasites suscites.

D’abord, dans le cadre de cette thése, une premicre étude a été réalisée sur I’impact du
nombre de barres sur la qualité du couple d’une machine a induction a 5 phases, avec le méme
stator (et donc le méme bobinage) utilisé dans la topologie de machine & aimants 20/8, illustrée
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dans la Figure 1.31. Cette étude, par éléments-finis, a été réalisée pour deux séquences
d’alimentation différentes « u =1 » et « u = 3 ». Le rotor a aimants, a été remplacé par un rotor
a cage d’écureuil, avec 5 simulations a 5 nombres de barres différents.

Les paramétres statoriques €tant figés (nombre de phases, nombre d’encoches, polarité
fondamentale 1p=4), les 5 nombres de barres ont été choisies selon les regles établies dans les
équations de 1-13 a 1-22. Pour les deux polarités choisies, la qualité du couple avec ces nombres
de barres a été étudiée par approche éléments-finis. Le volume de cuivre au rotor a été conserveé
pour tous les nombres de barres choisis. Cette étude a fait I’objet de la publication [40].

Apres I’application des regles applicables en triphasé€, et en considérant les deux
polarités « 1p = 4 » et « 3p=12 », 5 nombres de barres parmi les nombres qui respectent les
regles (et donc censés ne pas présenter des phénomenes parasites) ont été choisis : 13, 18, 35,
64 et 65 barres. Pour chacune des machines, les deux polarités ont été imposées de fagon
séparée, comme illustré dans la Figure 1.33.
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Figure 1.33 : Cartographie du potentiel vecteur magnétique A de la machine a 65 barres sous les deux
harmoniques d’alimentation.

Les courbes du couple en fonction du glissement, ainsi que la variation temporelle du
couple a son niveau maximal, ont été déterminées par approche E-F (Ansys, Maxwell, avec
alimentation des phases par des courants sinusoidaux, et 1’utilisation de matériaux tenant
compte de la saturation magnétique), les résultats sont illustrés dans la Figure 1.34 et détaillés
dans la Table 1.8. On remarque que la valeur moyenne du couple maximum augmente avec le
nombre de barres, mais avec une augmentation du glissement de couple maximum. En effet,
une augmentation du nombre de barres augmente le nombre de degrés de liberté du rotor pour
générer les deux polarités (8 et 24 poles) et améliore le couplage entre le stator et le rotor. Une
interprétation de ces résultats basée sur une approche analytique sera fournie dans la section
2.3.2.

Cependant, la relative surprise concerne plutét les taux d’ondulations obtenus avec les
différents nombres de barres. En effet, méme en appliquant les regles de la littérature (équations
de 1-13 a 1-22), des machines avec certains nombres de barres présentent des ondulations trés
importantes du couple, en 1’occurrence le nombre 64 sous les deux polarités et le nombre 18
sous la polarité « 3p=12 ». Ces résultats confirment donc que les régles établies dans la
littérature, et qui sont fondamentalement valables pour les machines triphasées a bobinages
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classiques, ne peuvent plus étre utilisées pour choisir le nombre de barres pour une machine a
induction ayant plus que 3 phases, et surtout avec des bobinages particuliers.

Mean torque (N.m)

Torque (N.m)

(A) Mean torque in function of slip - first harmonic

{B) Mean torque in function of slip - third harmonic
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Figure 1.34 : Synthése des résultats E-F-non-linéaire sur le couple, avec les 5 nombres de barres, sous les deux
polarités « p » et « 3p ».

Nombre de 1% séquence « 1p=4 » 3tme séquence « 3p=12 »
barres
Au couple maximum Au couple maximum
Glissement Couple Taux Glissement Couple Taux
(%) (N.m) d’ondulation (%) (N.m) d’ondulation
(%) (%)
13 2.25 168 16.4 0.25 47 30.4
18 2.5 212 14.5 15 84 84.0
35 2.5 247 4.9 2.75 117 15.7
64 2.75 256 27.6 3.25 144 85.9
65 2.75 256 1.8 3.25 144 8.1

Table 1.8 : Tableau de synthése des résultats E-F-non-linéaire sur le couple, avec les 5 nombres de barres, sous
les deux polarités.
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Il est donc impératif de comprendre le mécanisme d’apparition des ondulations du
couple dans une machine a induction, et de le généraliser sur tous les nombres de phases et
toutes les polarités possibles.

A cet effet, dans le cadre de cette thése, un outil mathématique qui permet de prédire les
interactions entre les harmoniques d’espace dans une machine a induction polyphasée, en
fonction du nombre de barres, et leurs impacts sur les ondulations du couple a été développé
[41].

Cet outil fournit une approche nouvelle et généralisée pour le choix du nombre de barres
pour une machine a induction polyphasée fonctionnant sous plusieurs polarités, ce qui sera
détaillé dans le deuxieme chapitre.

1.2.6.2 Synthése détaillée des travaux publiés sur les machines a induction polyphasées en
mode simultané :

Dans la section 1.2.2, le « mode simultané » d’utilisation des séquences d’alimentation
dans une machine polyphasée a été introduit. De fagon générale, ce mode permet d’améliorer
la densité du couple « maximal » des machines en utilisant mieux les tdles ferromagnétiques.
L’utilisation de ce mode avec une machine polyphasée a aimants, a été introduite dans la section
1.2.5, avec toutes les contraintes qui en découlent.

L’utilisation de ce mode d’alimentation, est généralement opérée pour « booster » le
couple, par ’augmentation de la valeur efficace du courant statorique (et donc du flux
magnétique), tout en respectant la valeur créte de courant a ne pas dépasser. L’augmentation de
la valeur efficace dans ce cas-1a, ne peut se faire que par I’injection des harmoniques de courant
(autres que le fondamental).

En d’autres termes, pour une valeur créte de courant « lcrate », Si une seule séquence
d’alimentation (courant sinusoidal avec la séquence « 1») est utilisée, I’amplitude du
fondamental « 11 » est limitée a « lerete ». Cependant, si par exemple le troisieme harmonique
est injecté avec la méme phase que le premier harmonique, I’amplitude du fondamental « I1 »
peut dépasser la valeur de « lerete », tout en gardant le courant total (somme des deux
harmoniques « 1 » et « 3 ») limité a « lerate », grace au bon choix de I’amplitude « I3 ». On note
que I’augmentation de I’amplitude du fondamental, au-dela de la valeur créte, atteint son
maximum avec une forme carrée du courant, ou 1 = 1.27 * lcrete.

Il faut noter que ce mode d’alimentation utilisé pour booster le couple, permet d’un coté
d’utiliser au maximum le fer de la machine, mais d’un autre c6té fait probablement travailler la
machine au-dessus de sa limite thermique, du fait de I’augmentation de la valeur efficace du
courant. Ce mode de fonctionnement doit donc étre temporaire.

Quant a la machine a induction polyphasée, divers travaux de recherche ont abordé son
alimentation avec des courants non-sinusoidaux (donc utilisation des séquences en mode
simultané) ont été évoqués dans la section 1.2.2, avec les références [21]-[25].

Parmi ces travaux publiés, on s’intéresse particulierement aux travaux de 1’équipe de
I’université d’Alexandrie (Egypte), dont I’article [22] a déja été evoqué. Dans cette section, on
cite d’autres travaux de cette équipe [42], [43], et qui permettent de voir clairement 1’intérét des
machines a induction polyphasées avec injection simultanée des séquences de courant
statorique.
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L’article [42] méne une étude comparative entre plusieurs nombres de phases pour
machine a induction, en conservant le volume du rotor. La machine de référence est une
machine triphasée, a bobinage diamétral. Ensuite, en partant des mémes dimensions que la
machine triphasée, 3 autres machines a 5, 7 et 11 phases ont été congues (toutes avec des
bobinages a pas diamétral, la Figure 1.35 illustre les géométries des machines étudiées avec
leurs schémas de bobinages.

5 phases, spp = 2, p;=2

/211611

/m @\W@ A \ \

20
V- \\ /./_’11’_171\

7 phases, spp = 2, p;=2 11 phases spp =1, p;=2

Figure 1.35 : Géométries des machines comparées [42]
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Figure 1.36 : Résultats de simulation avec alimentation sinusoidale : (a) Courbes du couple en fonction de la
vitesse mécanique (a fréquence statorique fixe), (b) Courant efficace en fonction du couple [42]
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D’abord, les 4 machines ont été alimentées par des courants sinusoidaux (uniquement
la séquence fondamentale est utilisée), et la courbe du couple en fonction de la vitesse
mécanique ainsi que les courbes du courant efficace en fonction du couple ont été établies, les
résultats sont illustrés pour les 4 nombres de phases dans la Figure 1.36.

D’apres ces courbes, avec une alimentation purement sinusoidale, les machines (ayant
les mémes dimensions globales et volumes de cuivre) affichent presque les mémes
performances, notamment au point de fonctionnement nominal (marqué par un point noir sur
les courbes).

Cependant, avec I’injection simultanée de plusieurs séquences d’alimentation (possible
avec 5, 7 et 11 phases), le couple maximal développé peut étre boosté. Dans cet article, il est
montré que pour pouvoir profiter de cet avantage d’utilisation simultanée de plusieurs
séquences, il faut élargir la culasse statorique. En effet I’injection de plusieurs harmoniques de
courant, conduit a I’augmentation du flux magnétique dans la culasse, et donc a plus de
saturation.

La Figure 1.37, montre I’effet de I’utilisation simultanée des deux séquences « 1 » et
« 3 », dans une machine a 5 phases, sur la distribution de I’induction dans la culasse. Clairement
dans la partie (b) de la figure, ou la culasse n’est pas ¢largie et le diametre extérieur est le méme
que dans la machine triphasée, la culasse est saturée magnétiquement. Afin d’obtenir a peu pres
le méme profil d’induction, et donc le méme niveau de saturation, dans la culasse que
I’alimentation sinusoidale, il fallait étendre la culasse statorique de 20%, ce qui est montré dans
la partie (c) de la figure. Par conséquent, pour les nombres de phases supérieurs a 3, ou il est
envisagé d’utiliser plusieurs harmoniques d’alimentation de fagon simultanée, il est nécessaire
d’augmenter la culasse statorique (et donc le diametre extérieur de la machine) afin d’éviter la

saturation excessive.
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Figure 1.37 : Effet de I’injection simultanée des séquences de courant sur I’induction dans la machine a 5 phases
(@) : séquence 1 ; (b) : séquences 1 & 3 ; (c) : séquences 1 & 3, avec élargissement de 20% de la culasse.

La machine a 5 phases a été alimentée avec la 1°€ et 3eme sequences, la machine a 7
phases avec la 1%, 3°™ et 5™ séquences, la machine a 11 phases avec la 1%, 3°™, 5°m¢, 7¢me
et 9°M séquences, et les culasses des trois machines ont été élargies convenablement. Les
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résultats sont illustrés dans la Figure 1.38. On y voit clairement que le couple maximal
atteignable par la machine est boosté grace au mode simultané d’utilisation des séquences
d’alimentation, cette amélioration est de plus en plus importante avec I’augmentation du
nombre de séquences (ce qui n’est possible qu’en augmentant le nombre de phases).
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Figure 1.38 : Résultats de simulation avec alimentation multi-séquences : (a) Courbes du couple en fonction de
la vitesse mécanique (a fréquence statorique fixe), (b) Courant efficace en fonction du couple [42]

Quant a la partie (b) de la Figure 1.38, on remarque que les courbes s’inversent entre la
région a bas couple et celle a fort couple. En effet, a bas couple il s’avére que I’utilisation de
plusieurs séquences simultanément n’a pas d’effet positif sur le couple, alors que ce mode
d’alimentation a tout son intérét quand il s’agit d’un niveau élevé de couple (et donc pour les
valeurs élevées du courant efficace).

La Table 1.9 montre les densités de puissance et du couple pour les 4 machines
examinées, avec une alimentation sinusoidale et sans extension de la culasse statorique. Les 4
machines ont approximativement les mémes densités de puissance et du couple avec ce mode
d’alimentation
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n 3 S 7 11
Copper weight, (kg) 2.83 2.83 2.78 2.76
Rotor weight, (kg) 9.69 9.69 9.69 9.69
Stator laminations weight, (kg) 10.97 10.89 10.94 10.94
Total weight, (kg) 23.5 23.41 23.42 23.39
Torque density, (Nm/kg) 1.303 1.307 1.307 1.308
Power density, (kW/kg) 0.24 0.24 0.24 0.24

Table 1.9 : Densité de puissance et du couple des machines a induction étudiées, avec une alimentation
sinusoidale [42].

n 3 5 7 11

Flux gain due to injection [23] 1 1521 1532 1.41
Machine outer diameter D} (mm) 190 196.7 199.8 202.5
Copper weight, (kg) 2.83 2.83 2.78 2.76
Rotor weight, (kg) 9.69 9.69 9.69 9.69
Stator laminations weight, (kg) 10.97 12.51 13.3 13.97
Total weight, (kg) S 25 25.78 26.42
Torque gain, (pu) 1 1.14 LT 5
Power gain, (pu) 1 1.15 1.12 1.14
Torque density, (Nm/kg) 1.303 1.398 1.319 1.306
Power density, (kW/kg) 0.2397 0.258 0.244 0.242

Table 1.10 : Densité de puissance et du couple des machines a induction étudiées, avec une alimentation multi-
séquences et avec extension de la culasse [42].

La Table 1.10 montre la densité de puissance et du couple pour les 4 machines
examinées, avec une alimentation multi-séquences (pour les nombres de phases dépassant 3),
et avec extensions de culasse. La troisieme ligne du tableau (surlignée en jaune) montre les
diametres extérieurs, qui sont, pour ce mode d’alimentation, étendus pour les machines ou
plusieurs séquences sont utilisees simultanément, cette extension est de plus en plus importante
avec I’augmentation du nombre de phases (et donc les séquences utilisées). L.’avant derni¢re
ligne (surlignée en jaune) montre la densité du couple pour les machines comparées, on peut
donc conclure que la machine a 7 phases, avec 1’utilisation des trois séquences « 1 », « 3 » et
«5», a la meilleure densité de puissance et du couple, avec néanmoins seulement une
augmentation de 7.3% par rapport a la machine triphasée.

L’article [43], concerne uniquement la machine a induction a 11 phases. Différentes
alimentations ont été examinées, soit avec l’injection simultanée de plusieurs séquences
(jusqu’a la 9™ pour 11 phases), soit avec un courant statorique de forme carrée. La premiére
partie de Dlarticle a été dédiée a la modélisation de la machine et I’identification de ces
parameétres (inductances et résistances selon différentes machines fictives).

Ensuite 1’effet de I’injection des sequences de courants statoriques, sur les performances
de lamachine, a été examiné par simulation et par expérimentation. Les résultats sur les courbes
du couple en fonction de la vitesse mécanique (a fréquence statorique donnée) ainsi que le
courant efficace en fonction du couple, sont montrés dans la Figure 1.39. Ces courbes montrent
clairement que plus les séquences indépendantes, alimentant simultanément la machine, sont
nombreuses, plus le couple est boosté.
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Figure 1.39 : Comparaison entre les différents types d’alimentation pour la machine a 11 phases
(a) : courbes du courant efficace en fonction du couple, (b) : courbes du couple en fonction de la vitesse
mécanique [43]

Séquences injectées 1&3 1&3&5 1&3&5&7 1&3&5&7&9
V1 / Vet 1.155 121 1.231 1.243
V3 /[ Verete 0.167 0.24 0.267 0.287
Vs [ Vierse 0 0.07 0.104 0.132
V7 Verste 0 0 0.034 0.061
Vo / Verete 0 0 0 0.02

Table 1.11 : Rapport entre les amplitudes des harmoniques injectés et la valeur créte de tension
statorique [43]

Dans ces travaux, l’injection simultanée des harmoniques, a été faite de facon a
conserver la valeur créte du flux statorique, tout en augmentant sa valeur efficace. La forme du
flux s’approche alors d’une forme carrée. Pour ce faire, les amplitudes des harmoniques de
tension statorique ont été choisies selon un processus d’optimisation. La Table 1.11 montre le
rapport entre les amplitudes des harmoniques de tension injectés et la tension créte de la tension
statorique. Dans cette table, on remarque que plus les harmoniques injectés sont nombreux, plus
la valeur du fondamental augmente (pour les mémes valeurs crétes).

Pour conclure, les machines a induction polyphasées, ont fait 1’objet de plusieurs
travaux de recherche, qui ont montré 1’avantage de ces machines du point de vue amélioration
de la densité de puissance et du couple, notamment grace a la possibilité d’injecter plusieurs
harmoniques de courants simultanément, de facon a booster le couple, pour des régimes de
fonctionnement temporaires. Ce mode d’alimentation nécessite certaines adaptations de la
machine et de la commande, comme par exemple :
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- Choix d’une culasse statorique suffisamment large, compte tenu de 1’utilisation de
plusieurs séquences en méme temps, ce qui conduit a plus de saturation par rapport
a un régime sinusordal.

- Mise en place de systéemes sophistiqués et complexes pour la commande de la
machine, afin de pouvoir optimiser 1’injection des harmoniques de courant, de fagon
a tirer le maximum de couple

Dans cette section, c¢’est donc uniquement le « mode simultané » qui a été évoqué et
analysé. Cependant, au contraire d’une machine a aimants, la machine a induction avec rotor a
cage peut également fonctionner aisément en « mode séquentiel » d’alimentation. En effet, si
le nombre de barres du rotor a cage est bien choisi (outil développé dans le deuxiéme chapitre),
et que le bobinage est optimisé (comme sera développé dans le troisieme chapitre), la machine
a induction peut fonctionner sous différentes polarités (imposées par un changement séquentiel
d’harmoniques de courant). Ce fonctionnement permet d’étendre la plage de fonctionnement a
puissance constante, en réalisant un effet de « boite de vitesse électromagnétique », comme sera
détaillé dans la section 1.3.

1.3 Changement de polarité pour machine a induction

Comme expliqué dans la section 1.2.2, T’utilisation de plusieurs séquences
d’alimentation de fagcon séquentielle permet d’étendre la plage de fonctionnement a puissance
constante dans une machine a induction polyphasée en réalisant une sorte d’effet de « boite de
vitesse électromagnétique ». En d’autres termes, ce mode de fonctionnement « séquentiel »
revient a un changement de polarité dans la machine.

Méme pour les machines triphasées, il a été prouvé que le changement de polarité du
bobinage pendant le fonctionnement, permet d’étendre la plage de fonctionnement a puissance
constante de la machine. Cependant, ce changement ne peut pas s’effectuer
« electroniquement » (par changement de séquences d’alimentation), au contraire d’une
machine polyphasée, vu qu’une seule séquence est possible en triphasé (comme expliqué dans
la section 1.2.1), le changement de polarité doit donc s’effectuer « physiquement » en ajoutant
des contacteurs mécaniques, magnétiques ou bien d’interrupteurs électroniques commandés,
dont I’ouverture/fermeture permet de modifier le schéma de bobinage de fagcon a modifier le
nombre de paires de poles ;

Dans cette section, le changement « physique » de polarité pour les machines triphasées
ainsi que le changement « électronique » pour les machines polyphasées seront abordés avec
une synthése bibliographique des travaux réalisés précédemment.

1.3.1 Changement physique de polarité dans les machines a induction triphasees :
Reconfiguration physique du bobinage

Comme expliqué dans la section 1.1.4, les machines a induction triphasées sont limitées
du point de vue plage de fonctionnement a puissance constante. Afin de pallier cette limitation,
des concepts particuliers de bobinages, permettant une reconfiguration physique pendant le
fonctionnement, ont été développés. Ces bobinages sont généralement a deux polarités « p1 » et
« p2 », avec généralement «p2 / p1 = 2 ou 3» On cite particulierement le bobinage de
« Dahlander », a deux polarités « p1» et « p2 », avec « p2 / p1 = 2 », pour machine a induction
triphasée [38].
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En effet pour la méme fréquence statorique, diviser la polarité par 2, revient a doubler
la vitesse de synchronisme, ceci donc produit I’effet d’une boite de vitesse a deux rapports.

Le bobinage de Dahlander, est composé de 3 phases, avec par exemple un stator a 24
encoches, double couche (chaque encoche peut contenir deux demi-bobines, chacune
indépendante de 1’autre). En modifiant la connexion entre les phases, la polarité est modifiée.
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Figure 1.40 : Bobinage de Dahlander avec une connexion engendrant deux paires de p6les
(A) : Distribution des phases dans les encoches, (B) : Distribution des bobines de la phase A,
(C) Connexion A engendrant p, = 2, (D) Force magnétomotrice a p, = 2 [38].

La Figure 1.40 illustre 1’utilisation du bobinage de Dahlander avec la connexion A
engendrant deux paires de poles « p2 = 2 ». La partie (A) de la figure, montre la distribution des
3 phases dans les encoches, par exemple la lettre « A » représente un aller de la phase A, et la
lettre « A’ » représente un retour de la phase A. La partie (B) représente le schéma de
distribution de la phase A, avec les sens de circulation du courant. On remarque que la phase A
est divisée en deux : une moitié A1 — Xz (dont le point d’entrée est A1 et le point de sortie est
X1), et une autre moitié A2 — X2. Chague moitié de phase comporte un « pole Nord » et un «
pole Sud », qui sont déterminés selon le sens de circulation du courant. La partie (C) de la
Figure 1.40 permet de voir la connexion A entre les phases de la machine, on remarque que les
deux moitiés de chaque phase sont connectés en série. Cette connexion permet de fonctionner
sous deux paires de poles, comme montré dans la partie (D) de la figure ou la force
magnétomotrice montre clairement la polarité « p2 = 2 ».

La Figure 1.41 illustre 1’utilisation du bobinage de Dahlander avec la connexion YY
engendrant une paire de poles « p1 =1 ». On remarque dans la partie (C) que la connexion YY
conduit a I’inversement du sens de courant dans la moiti¢ A1 — X1, de la phase A, par rapport a
la connexion A (voir la fleche rouge), cette connexion met les deux moitiés de chaque phase en
parallele. Cette inversion est représentée egalement dans la partie (B) de la figure par des fleches
rouges, et il conduit a I’inversion des deux pdles de cette moitié A1 — Xy, de la phase A. Cela
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correspond donc a un fonctionnement a une paire de p6les, comme montré dans la partie (D)
de la figure, qui représente la force magnétomotrice correspondant a la polarité « py = 1 ».

Ce changement de polarité, obtenu grace a un changement physique de la connexion
entre les phases de la machine, peut donc étre realisé de facon « Mécano-électrique » par le
biais d’interrupteurs basiques (dans les applications domestiques par exemple), ou par le biais
de switches électroniques pour des applications industrielles complexes (nécessitant un
changement automatise) [44].

(C) : Connexion

Figure 1.41 : Bobinage de Dahlander avec une connexion engendrant une paire de pbles
(A) : Distribution des phases dans les encoches, (B) : Distribution des bobines de la phase A,
(C) Connexion YY engendrant p; = 1, (D) Force magnétomotrice a p1 = 1 [38].

L’article [44] présente 1’utilisation du bobinage de Dahlander pour une application
aéronautique. La validation expérimentale a été faite sur un moteur entrainant une pompe. Dans
cet article, une approche de dimensionnement de la machine a induction triphasée, adaptée a un
bobinage a double polarité, a été présentée.

D’autres travaux ont ét¢ menés sur des applications de machines a induction, utilisant
ce principe de changement physique de polarité. On cite entre autres la référence [45]. Cette
publication présente un concept particulier de machine a induction ayant un stator a 36
encoches, avec 3 différents bobinages :

- Bobinage pour basses vitesse, a 3 paires de poles
- Bobinage pour hautes vitesses, a 2 paires de poles
- Bobinage auxiliaire (pour fournir le couple de démarrage), a 2 paires de poles.

54



Chapitre 1 : Etat de ’art

toger 0,53 low
Y —
U, ] high
Ul |1 centrifugal switch
centrifugal +X tiose 058 . 12
switch i“_’ I U, common
low high temperature
- ) - protection
low-speed winding high-speed winding
(B-poles) (4-poles)
tooen:0'5 sl 4
auxiliary winding §aux.  centrifugal Us
(4-poles) { switch |2

Figure 1.42 : Circuit d’alimentation de la machine a induction avec trois bobinages : un bobinage monophasé a 6
pdles, un bobinage monophasé a 4 pdles et un bobinage auxiliaire a 4 péles [45].
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Figure 1.43 : Distribution des trois bobinages dans les encoches du stator (les chiffres encerclés correspondent au
nombre de conducteurs par encoche) [45].

Selon la zone de fonctionnement dans le plan Couple-Vitesse, un des trois bobinages est
alimenté. Le basculement d’un bobinage a I’autre se fait a 1’aide d’interrupteurs, comme illustré
dans la Figure 1.42. La commande des interrupteurs U1, Uz, Us, U4 se fait de fagon a alimenter
un seul bobinage a la fois.

La distribution des trois bobinages dans les encoches du stator est illustrée dans la Figure
1.43, on remarque que certaines encoches contiennent 3 couches (liées aux trois bobinages
passant parfois par la méme encoche), ces encoches sont donc fortement encombrées, ce qui est
une difficulté a relever lors de la fabrication de ce type de machines.

La Figure 1.44 illustre les caractéristiques couple-vitesse pour les deux bobinages, a 4
et a 6 poles, avec la méme plage de fréquence statorique (de 30 a 200 Hz). Naturellement, le
bobinage a 4 p6les peut permettre d’atteindre des vitesses plus importantes que celles atteintes
par le bobinage a 6 pdles : en effet, pour la méme fréquence statorique, en passant de 6 péles a
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4 péles, la vitesse de synchronisme augmente d’un rapport de 3/2. Le bobinage a 4 poles est
donc bien adapté pour les points de fonctionnement a haute vitesse. En contrepartie, le bobinage
a 6 poles, dont la plage de vitesse est réduite, est supposé délivrer un couple maximal plus
important que celui du bobinage a 6 p6les (afin de réaliser une large plage de fonctionnement a
puissance constante), ce qui n’est pas le cas pour cette application, ou le bobinage a 6 pdles est
limité en matiére de puissance de sortie (177W contre 400W pour le bobinage a 4 p6les).
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Figure 1.44 : Caractéristiques couple-vitesse des deux bobinages, plage de fréquence statorique : (30-200 Hz)
(a) : bobinage a 4 poles, haute vitesse, puissance maximale de sortie :400W
(b) : bobinage & 6 pdles, basse vitesse, puissance maximale de sortie :177W [45].

Pour conclure, deux différentes applications de machines a induction utilisant le
principe de changement de polarité ont été présentés. La premiére application consiste en le
bobinage inventé par Dahlander (et portant son nom), ce bobinage permet de modifier
physiquement le nombre de paires de pbles du bobinage (et donc en modifiant la fonction de
bobinage), en changeant la connexion pendant le fonctionnement, ce qui nécessite 1’utilisation
d’interrupteurs supplémentaires. Une deuxiéme application particuliére d’une machine
contenant 3 bobinages monophasés alimentés indépendamment, avec des polarités différentes,
a ¢été présentée. Cette application nécessite également [’utilisation d’interrupteurs
supplémentaires pour choisir le bobinage a utiliser pour un point de fonctionnement donné. En
outre, a chaque instant de fonctionnement un seul bobinage parmi les trois est alimenté, les
deux autres bobinages ne sont donc pas exploités, on peut donc dire qu’il y a une « sous-
exploitation » du cuivre dans le stator contrairement au bobinage de Dahlander.

L’inconvénient majeur de ces techniques, est la nécessité d’utilisation des interrupteurs
(ou switches) supplémentaires, ce qui rajoute de I’encombrement au drive, et de la complexité
a la commande, sans oublier les problémes de synchronisation entre les différents interrupteurs.
Egalement, avec ce type de bobinages particuliers, on se limite généralement a 2 polarités (dont
la réalisation est déja complexe).

D’ou l’intérét d’utiliser des machines a induction polyphasées, ou il est possible de
changer la polarité de la machine sans modifier physiquement la fonction de bobinage. En effet,
le changement de polarité pour ces machines (ayant plus de 5 phases) est purement électronique,

56



Chapitre 1 : Etat de ’art

et il s’opere simplement par le changement de séquences d’alimentation (ce qui n’est pas
possible en triphasé). On rappelle que des séquences d’alimentation différentes induisent dans
la machine des polarités différentes (voir la section 1.2.1).

1.3.2 Changement électronique de polarité dans les machines a induction polyphasées

Comme expliqué précédemment (section 1.2.2), la possibilité d’utiliser différentes
séquences d’alimentation (ou harmoniques de courant statorique) de fagon séquentielle dans
une machine a induction polyphasée, permet d’étendre la plage de fonctionnement a puissance
constante, par un effet de « boite de vitesse électromagnétique » obtenu grace au changement
de polarité.

1.3.2.1 Notions sur la distribution des phases statoriques et impact de changement de polarité

Le nombre de phases statoriques d’une machine électrique peut avoir plusieurs
définitions [46] :

- Du point de vue de ’utilisateur (externe) : c’est le nombre de bornes (sur le
bornier de la machine) que I’on connecte a des bras d’un convertisseur de puissance
(ou au réseau pour des machines comportant trois phases ou moins). Cette définition
ne permet donc pas de connaitre précisément les phases internes dans la machine.
Par exemple, une machine triphasée peut avoir : uniquement trois bornes (fils) si la
connexion entre les trois phases est fixée a la conception (triangle ou étoile sans
neutre sorti), 4 bornes si la connexion est étoile avec neutre sorti, ou bien 6 bornes
si la connexion entre les phases n’est pas fixée & la conception (phases sont
ouvertes). Or le fait d’avoir 6 bornes, peut porter a confusion, car une machine
hexaphasée peut également avoir 6 fils a la sortie (si la connexion est fixée a la
conception, sans neutre(s) sorti(s)). Par conséquent, cette définition reste non
précise.

- Du point de vue du concepteur (interne) : ¢’est le nombre de circuit électriques
indépendants insérés dans les encoches du stator. En d’autres termes, le stator
contient des encoches, dans lesquelles des bobines sont insérées. Chaque bobine est
constituée d’un aller et d’un retour insérés dans deux encoches différentes. Les
bobines peuvent étre connectées entre elles, en série ou en paralléle, pour constituer
des « phases statoriques » indépendantes. Donc si on s’intéresse a 1’observation des
signaux électriques (courants, tensions) au sein de ces phases, a chaque instant ces
signaux peuvent étres différents d’une phase a une autre. Cette définition est donc
plus précise que la définition externe, mais nécessite une connaissance de la
structure interne de la machine.

On note que les nombres pairs de phases statoriques, avec distribution symétrique,
présentent des particularités s’agissant des courants « indépendants » des phases. On peut
prendre I’exemple d’une machine a 6 phases statoriques (électriquement indépendantes), ayant
une distribution symétrique (le décalage angulaire électrique entre deux phases adjacentes est
de 2?"), alimentees par 6 bras d’onduleur, par un systéeme équilibré de courants sinusoidaux. On

peut observer dans ce cas, que chacune des deux phases diamétralement opposees, sont
parcourues par des courants opposés (par exemple le courant de la phase 4 : 14 = - 11), et donc
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couplées « virtuellement » en anti-série. D’ailleurs 1’article [47] propose une appellation
particuliere de semi-2N phases. Par exemple une machine triphaseée, peut étre appelée « semi-

. . Lax 2T .
6 phases », si le décalage entre les axes magnétiques des phases est de ?” électrique.

Si on revient donc a la définition du point de vue du concepteur (interne), chaque phase
statorique contient une ou plusieurs bobines connectées électriguement (par soudure par
exemple), et est alimentée par un bras d’onduleur indépendamment des autres phases.

Pour une machine a Nph phases, ayant un bobinage équilibré, au niveau anglo-saxon
« symmetrical windings », donc les phases ont une distribution identique et réguliérement

. o o . N . . 2T
espacées sur la périphérie de la machine, c.a.d. avec un angle électrique de ~— comme les
ph

exemples montrés dans la Figure 1.45. Certaines séquences d’alimentation (et donc polarités),
font fonctionner la machine sous un nombre de « phases statoriques virtuelles » Np,p,, différent

du nombre de phases congues initialement : N,j,, et cela dépend de ce dernier (s’il est premier
ou pas), on peut envisager deux cas :

- Nombre de phase « N,, » premier : un nombre premier n’a pas de diviseur, et donc
quelle que soit la séquence statorique utilisée, les phases statoriques (congues
initialement) sont traversées par des courants ayant des angles différents. L’exemple
de 7 phases est détaillé dans la Table 1.12.

- Nombre de phases « N,, » non premier : si la séquence « u » imposée et le nombre
de phases statoriques « Npn » sont « premiers entre eux », toutes les phases sont
traversées par des courants ayant des angles différents. Si la séquence imposée « u »
et le nombre de phases « Nph» ont un diviseur commun, chaque «k » phases
statoriques sont traversées par le méme courant (méme angle), tel que «k =
gcd(Npn,u) », ces « k » phases sont donc connectées « virtuellement » en série, ce
qui fait que le nombre de phases statoriques « virtuelles» est de «Ny, =
_ Noh
ged(Nph,u)
« 3 » dans une machine a « 9 » phases, induit un nombre de phases statoriques
« virtuelles » de 3.

». L’exemple de 9 phases est detaillé dans la Table 1.13, ou la séquence

Bobinage symétrique Bobinage non symétrique
a 6 phases a 6 phases

Figure 1.45 : Exemples de bobinages symétrique et non symétrique.
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Phase 1 | Phase 2 | Phase 3 | Phase 4 Phase 5 Phase 6 Phase 7 Phases
virtuelles

Séquence 1 0 21 4T 6T 8n 10m 127 7

7 7 7 7 7 7
Séquence 2 0 4n 8m 121 lém  2m | 20m  6m | 24 10m 7

7 7 7 7 7 7 717 7
Séquence 3 0 6T 12m 18m  4m | 24m  10m | 30m  2m | 36m  8m 7

7 7 7 7|7 7 7 7 7 7

Table 1.12 : Angles des courants traversant les phases statoriques pour Npy = 7 (nombre premier)

Phase | Phase | Phase | Phase | Phase | Phase | Phase | Phase | Phase Phases
1 2 3 4 5 6 7 8 9 virtuelles

Séquence 0 21 4T 6T 8n 10m 127 14m 16w 9

1 9 9 9 9 9 9 9 9
Séquence 0 4T 81 127 16m 21 6T 10m 14m 9

2 9 9 9 9 9 9 9 9
Séquence 0 21 41 0 21 41 0 21 4m 3

3 3 3 3 3 3
Séquence 0 81 l6m 6T 14m 4T 127 21 10m 9

4 9 9 9 9 9 9 9 9

Table 1.13 : Angles des courants traversant les phases statoriques pour Nyh = 9 (nombre non premier)

Dans le cas d’un nombre de phases qui n’est pas premier, le changement électronique
de polarité, peut donc modifier « virtuellement » le nombre de phases avec une mise en série
« virtuelle » de plusieurs phases (traversées par des courants provenant de bras indépendants
mais ayant les mémes angles). D’ailleurs, plusieurs publications scientifiques (certaines seront
présentées dans les sections a venir), proposent une appellation particuliére de la technique de
changement de polarité dans des machines polyphasées (généralement a induction) qui est en
anglais « Pole-Phase Modulation ». Donc, cette technique n’est autre qu’un simple changement
de séquences d’alimentation (de polarité), mais avec un nombre de phases statoriques (réelles)
qui n’est pas premier, et généralement divisible par les séquences utilisées.
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1.3.2.2 Synthese des travaux publiés sur le changement de polarité dans les machines a
induction polyphasées

Divers travaux de recherche a travers le monde ont été dédiés aux techniques de
changement de polarité pour machines a induction polyphasées. Certains travaux (les
publications [27], [28], [30]) ont déja été presentés dans la section 1.2.2.

Dans cette section, d’autres travaux publiés par diverses équipes de recherche a I’échelle
mondiale seront présentés ci-dessous [48]-[51].

L’article [48] présente une machine & induction pour véhicule électrique, avec un stator
a 90 encoches, avec un bobinage a 45 (divisible par : 3, 5, 9, 15) phases a pas diamétral (la
phase 1 par exemple est répartie entre les encoches : 1 et 46). Cette machine est capable de
fonctionner sous 5 combinaisons Pdles/Phases « virtuelles » : 45 phases — 2 p6les, 15 phases —
6 poles, 9 phases — 10 pdles, 5 phases — 18 péles, 3 phases — 30 poles. L’objectif de cette
application avec ce mode de fonctionnement est de remplacer la boite de vitesse mécanique
classique grace a ’effet de « boite de vitesse électromagnétique » da a I’utilisation de 5
différentes polarités.

A _—3-Phase 30 pole operation (Gear 1)
/

Y

15*Trated

5-Phase 18 pole operation (Gear 2)

v/")-I"hasc 10 pole operation (Gear 3)
/R 15-Phase 6 pole operation (Gear 4)
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Figure 1.46 : Caractéristique Couple-Vitesse du drive & 5 polarités, proposé dans [48]

La Figure 1.46 illustre la caractéristique Couple-Vitesse du drive proposé, on peut
remarquer que la polarité la plus élevée est utilisée dans la région a fort couple et basse vitesse.
Avec I’augmentation de vitesse la polarité est diminuée, jusqu’a 2 poles (45 phases). La courbe
de la puissance en rouge, permet de mettre en évidence I’extension de la plage a puissance
maximale quasi-constante réalisée grace au changement de polarité. Enfin, les deux courbes
vertes montrent 1’intérét de ce drive du point de vue tension de bus, en effet, la courbe qui monte
jusqu’a « Vraed » correspond a un fonctionnement uniquement triphase (atteindre la vitesse
maximale sans changer de polarité), tandis que 1’autre courbe montre que grace au changement
de polarité, la tension de bus nécessaire est 15 fois moins grande que celle dans un
fonctionnement purement triphasé.

Enfin, des résultats de simulation par Eléments-Finis (a puissance réduite) ont été
présentés dans cet article [48], et ont permis de valider le fonctionnement illustré dans la Figure
1.46, avec les points correspondants au couple maximal et la tension maximale, pour chaque
polarité, suivants :
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- 45 phases — 2 poles : 2880 tr/min, 5.9 N.m
- 15 phases — 6 poles : 995 tr/min, 19.5 N.m
- 10 phases — 9 poles : 590 tr/min, 30.6 N.m
- 5 phases — 18 poles : 320 tr/min, 54.8 N.m
- 3 phases — 30 poles : 190 tr/min, 74.9 N.m

L’article [49] propose des régles de conception, une approche de modélisation
généralisée, ainsi qu’une technique de contrdle vectoriel pour les machine a induction avec
changement de polarité. Le concept général étudié consiste en une machine a induction, avec
un stator a 36 encoches, fonctionnant sous les deux combinaisons pdles/phases « virtuelles »
suivantes : 4 pbles — 9 phases et 12 pdles — 3 phases. Pour ce concept, différentes topologies de
stators et de rotors peuvent étre utilisées. A cet effet, cet article compare entre trois différentes
topologies (illustrées dans la Figure 1.47) :

- Machine 1 : Stator classique a 36 encoches, avec bobinage en double couche, et un
seul rotor a cage.

- Machine 2 : Stator avec bobinage toroidal (36 encoches supérieures et 36 encoches
inférieures), et un seul rotor a cage.

- Machine 3 : Stator avec bobinage toroidal (36 encoches supérieures et 36 encoches
inférieures), et deux rotors a cage (un rotor intérieur et un rotor extérieur)

Bobinage classique Bobinage toroidal (entre Bobinage
a double couche une encoche supérieure et toroidal Rotor
une autre inférieure)

interne Rotor

externe

Machine 1 Machine 2 Machine 3

Figure 1.47 : Trois topologies comparées dans I’article [49]

L’étude comparative a montré que les deux machines « 1 » et « 3 », ont un meilleur
rendement et une meilleure capacité a produire du couple. En d’autres termes, si on veut utiliser
un bobinage toroidal au lieu d’un bobinage classique dans le stator, afin d’exploiter au
maximum le flux magnétique, deux rotors (un interne et un externe) doivent étre utilises.

La machine 1, avec bobinage classique a double couche, est donc caractérisée par les
mémes performances et efficacité que la machine 3, cependant elle a une structure beaucoup
plus simple. C’est donc la machine 1 qui a été prototypée, et les résultats expérimentaux sont
bien concordants avec ceux issus de la simulation Elements-Finis, pour les deux polarités.
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L’article [50] aborde également la modélisation généralisée et le contrdle vectoriel des
machines a induction avec technique de modulation pdles/phases. Un modele de commande,
basé sur les plans de Concordia découplés, a été développé, ce qui permet de contréler la
machine sous différentes polarités. Ce modele a été validé, par modéle analytique et simulation
Eléments-Finis, sur une machine avec stator a 36 encoches, avec 9 bobines principales (en
mono-couche) alimentées par 9 bras, fonctionnant sous les deux combinaisons péles/phases
suivantes : 2 p6les — 9 phases et 6 pdles — 3 phases (2 encoches par pole et par phase pour les
deux combinaisons).

L’article [51] introduit la problématique liée a I’interaction entre les harmoniques
pendant les phases de fonctionnement a haute polarité, bas nombre de phases « virtuelles » dans
une machine a induction avec technique de changement de polarité. En effet, pour ces
applications, en région de fonctionnement a basse vitesse et fort couple, des polarités élevées
sont utilisées et donc des nombres de phases « virtuelles » relativement faibles. Comme
expliqué dans la section 1.2.1, si le nombre de phases est petit, les harmoniques de rang bas
(générant des harmoniques de FMM avec des amplitudes plus importantes) appartiennent a la
méme famille et sont donc susceptibles d’interagir.

Ce papier précise donc que pour un mode de fonctionnement a basse polarité et donc a
nombre de phases « virtuelles » élevé, le couple pulsatoire est naturellement réduit, grace a la
séparation entre les harmoniques d’espace (plusieurs familles d’harmoniques indépendantes).
Cependant pour un mode de fonctionnement a un nombre de phases « virtuelles » faible
(polarité €élevée), le couple pulsatoire risque d’étre important, surtout quand le courant délivré
par ’onduleur n’est pas parfaitement sinusoidal, et donc des harmoniques de temps sont
présents. Prenons I’exemple d’une machine a 9 phases, avec un bobinage ayant une polarité
fondamentale de « pl» (considérons une distribution de bobinage qui n’annule pas les
harmoniques pairs) :

- Sila séquence « 1 » est utilisee, alors les harmoniques d’espace excités sont : 1.py,

8.p1, ..., ’harmonique 8.p1 génere un harmonique de FMM (le premier rang apres

le fondamental) ayant une amplitude théoriqguement égale a : « %% FMM, », tel
h1

que « K1 » et « Kpg » sont les facteurs de bobinages liés aux harmoniques d’espace
« 1.p1 » et « 8.p1 » respectivement, et « FMM3 » est I’amplitude du fondamental de
la FMM.

- Si la séquence « 3 » est utilisée, alors les harmoniques d’espace excités sont : 3.p1,
6.p1..., ou si I’on considére le nombre de phases « virtuel » correspondant & « 3 »
pour cette séquence les harmoniques d’espace générés sont : 1.p3, 2.p3 ... (tel que p3
= 3.p1). Donc, I’harmonique 6.p1 génére un harmonique de FMM ayant une

. S . . 1 K
amplitude théoriquement égale a : « 7 K—““ .FMM; ». Dans ce cas, on remarque que
h3

pour le premier rang d’harmonique de FMM aprés le fondamental (6.p1 ou 2.ps3),
I’amplitude est relativement proche de celle du fondamental, et donc I’interaction
entre les deux est plus génante que dans le cas de la premiére séquence.

Les auteurs de ce papier proposent donc une technique, liee a la commande du
convertisseur de puissance, qui permet de génerer des tensions a plusieurs niveaux (et donc
réduisent I’importance des harmoniques de temps parasites dans 1’alimentation), afin de réduire
le couple pulsatoire pour les modes de fonctionnement a polarité élevée pour ces machines
(validation faite par E-F et expérimentation).
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1.3.2.3 Concept particulier de machine a induction polyphasée avec stator a cage « ISCAD »

Comme introduit dans la section 1.2.2.2, le concept ISCAD « Intelligent Stator Cage

Drive », est développé par une équipe de recherche de I’université de Munich, dirigée par Pr.
D. Gerling [27], [52]-[54].

Le concept consiste en un stator particulier a cage pour machines polyphasées, comme
illustré dans la Figure 1.48, chagque encoche statorique est remplie, théoriquement a 100%, par
une barre en aluminium. Les barres sont court-circuitées entre elles d’un c6té par un anneau, et
branchées de 1’autre co6té a des bras d’onduleur, chaque barre est donc alimentée,
indépendamment des autres, par un demi-pont, comme illustré dans la Figure 1.49.

Phase End-connection
Stator core End-connection Windings Ring

E E Ring

e

a) b)

Figure 1.48 : Concept ISCAD, (a) : Stator avec la cage, (b) : Le bobinage en cage [27].

Bipolar power electronic
switching device

|
SOV Y O S PR [‘Lj

Figure 1.49 : Onduleur polyphasée alimentant le bobinage de I'ISCAD [27].

Afin d’étendre la plage de vitesse, ce drive est alimenté dans un « mode séquentiel »,
donc avec des courants sinusoidaux avec changement de séquence. Le courant dans une barre
« I » peut étre exprimé comme suit [52]:

[; = Iyax. COS (oos.t —p.(i— 1).2—1T + cps), 1-23

Tel que I,,.x : amplitude du courant statorique, ws : pulsation des courants statoriques,

p : nombre de paires de pdles, Qg : nombre d’encoches statoriques (ou de barres), @ : angle des
courants statoriques.

Avec ce systeme de barres alimentées séparément, le nombre de phases statoriques

« virtuelles » (en considérant des phases classiques avec un conducteur aller, et un autre retour)
dépend de la polarité imposée.
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Barre 1 Barre 2 Barre 30 Barre 31 Barre 32 Barre 60
Déphasage 0 2m 29 2™ s L co | m+292"
60 60 60 60

Courant I I, I30 -y -1, -l3o

Table 1.14 : Déphasages entres les barres pour « p =1 » et « Qs = 60 ».

Barre | ... | Barre Barre | ... Barre Barre | ... | Barre Barre | ... Barre

1 15 16 30 31 45 46 60

Déphasage 0 .| 282" s | T+ 2 | ... | 28%" s | T+
60 2g 2™ o0 28%
60 60

Courant I l15 -y -l15 I l1s -y -l15

Table 1.15 : Déphasages entres les barres pour « p =2 » et « Qs = 60 ».

Si on prend I’exemple d’un stator a 60 encoches, alimenté par deux séquences « 1 » et
« 2 » séparément (donc « p = 1 » et « p = 2 »), les déphasages entre les barres sont exprimés
dans la Table 1.14 pour « p =1 » et la Table 1.15 pour « p = 2 ».

Pour la polarité « p =1 », on remarque que le courant d’une barre « & i »est "opposé
que q ; pp

du courant de la barre « i », ces deux barres correspondent donc respectivement a 1’aller et le
retour de la phase « i ». Par conséquent, le nombre de phases dans ce cas est de %.

Pour la polarité « p = 2 », on remarque que le courant d’une barre « % +i»(aveci <
%) est I’opposé du courant de la barre « i », ces deux barres correspondent donc respectivement
a I’aller et le retour de la phase « i ». A partir de la barre « % + 1 », la méme succession de

courants statoriques se répéte. Par conséquent, le nombre de phases dans ce cas est de %.

On peut énumérer plusieurs avantages de ce concept, notamment :

- Facteur de remplissage unitaire des encoches (alors qu’il est entre 40 et 50% pour
les bobinages classiques)

- Pas de tétes de bobines, mais plutot un anneau de court-circuit moins volumineux
(par rapport aux bobinages a pas diamétral classiques avec des tétes de bobines
importantes).
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- Avec des encoches statoriques pleines (barres en aluminium), le transfert de chaleur
du bobinage aux téles statoriques est plus aisé que dans le cas d’un bobinage
classique. En effet, pour un bobinage classique a fils, la résistance thermique a
I’intérieur de I’encoche (air, isolants, différents contacts ...) est plus importante.

Egalement, ce type de drive & grand nombre de phases, permet de fonctionner a des
tensions basses [53]. En effet, classiquement dans le secteur automobile électrifie, avec des
machines triphasées, les niveaux de tension sont élevés, comme illustré dans la Table 1.16, avec
des exemples de valeurs de tension de bus DC pour certains modéles de véhicules électriques
commercialisés, ou les tensions de bus dépassent les 300 V.

Modele de véhicule | Tension de bus DC [V] | Puissance nominale (mécanique) [kW]
VW e-Golf 323 85
BMW i3 360 125
Nissan Leaf 360 80
Tesla Model S 366 375
AVL Coup-e 675 210

Table 1.16 : Exemples de valeurs de tension de bus et de puissance pour des véhicules électriques [53]

Or, selon I’organisation mondiale de la standardisation, des niveaux de tension
dépassant 60 Vpc (en continu), nécessitent des équipements de protection spécialisés, surtout
lors des interventions de maintenance. La Figure 1.50 illustre la classification des niveaux de
tension de batteries pour véhicules électriques. Les niveaux de tension qui ne présentent pas de
restrictions par rapport au fonctionnement et 1’exploitation sont compris entre 24 V et 54 V.
C’est pour cette raison que plusieurs constructeurs automobiles s’intéressent de plus en plus a

[’utilisation des batteries 48V.
I .

Static Overvoltage —58V
—— 54V

—52V
— 48 V

Limited Operation

Operating range with
No functional restrictions

—36V
Limited Operation
— 24V
Undervoltage range

Figure 1.50 : Classement des niveaux de tension de batteries pour véhicules électriques [53].

2V
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Pour une application de traction (véhicule tout-électriqgue notamment), la puissance
nominale est généralement importante. Avec des niveaux de puissance importants, si le drive
comporte uniquement trois phases, 1’utilisation d’une batteriec a basse tension, conduit a une
augmentation considérable du courant par phase, ce qui présente des contraintes elevées pour
les composants de 1’électronique de puissance ainsi que le refroidissement du bobinage de la
machine. Néanmoins, grace a ce type de drive a grand nombre de phases, compte tenu d’une
meilleure segmentation de puissance, I’utilisation de batteries a basse tension est beaucoup
moins contraignante. En outre, avec des niveaux de tension bas, il est possible de remplacer les
composants IGBT, utilisés classiquement, par des MOSFET. Plusieurs avantages de MOSFET,
par rapport aux IGBT peuvent étre énumerés [54]:

- Réduction de la résistance de conduction des MOSFET, pour des niveaux bas de
tension inverse, graces aux concentrations de dopage plus importantes.

- Les MOSFET sont caractérisés par moins de pertes que les IGBT en dehors du
régime de courant nominal, grace a la chute de tension qui est plus faible pour les
MOSFET avant d’atteindre le courant maximal, comme illustré dans la Figure 1.51.

- Les composants MOSFET sont bidirectionnels, tandis qu’avec les IGBT il faut
mettre des diodes pour que le courant passe dans les deux sens. En effet, les
MOSFET sont caractérisés par la présence d’une diode parasite interne, qui peut
éventuellement suffire pour conduire le courant dans le sens inverse.

- L’utilisation des MOSFET permet d’atteindre des fréquences de commutation plus
élevées, et donc permet de réduire le volume du condensateur du bus DC (comme
expliqué dans la section 1.2.3.

lr -

A
0.8
£06F AT
V]
oy
=041
=]
=
v
0.2 —IGBT
—MOSFET
0 | | 1 1 1
0 0.2 0.4 0.6 0.8 |

Current (p.uw.)

Figure 1.51 : Evolution de la chute de tension pour un IGBT et un MOSFET en fonction du courant [54].

En se basant sur le concept ISCAD, deux applications de drives avec machines a
induction & 60 barres statoriques (donc 60 bras d’onduleur) pour automobile, ont été
développées par cette équipe de recherche de I’université de Munich [52]-[54].

La premiére application, consiste en une machine comparable a la machine a induction
triphasée de la Tesla Model S, la comparaison entre les caractéristiques des deux machines est
faite dans la Table 1.17. On remarque que les deux machines ont le méme volume global
(diameétre exteérieur et longueur totale).
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Paramétres MAS 3ph Tesla | MAS ISCAD
Diamétre extérieur [mm] 253 253
Longueur totale [mm] 270 270
Longueur active [mm] 154 250
Entrefer [mm] 0.5 0.5
Nombre de poles 4 4

Nombre d’encoches au stator 60 60
Nombre d’encoches au rotor 74 73

Matériau de bobinage statorique Cuivre Aluminium

Matériau de la cage rotorique Cuivre Aluminium
Tension de bus [V] 375 24
Couple maximal [N.m] 600 600

Vitesse maximale [tr/min] 13000 13000

Table 1.17 : Caractéristiques de la machine & induction ISCAD 60 barres Vs machine & induction triphasée de la
Tesla Model S [52].

Pour 'ISCAD, le matériau utilisé pour les deux cages, statorique et rotorique, est
I’aluminium, tandis que la machine de la Tesla utilise uniquement le cuivre, sachant que le
cuivre est caractéris¢ par une meilleure conductivité que I’aluminium (donc moins de pertes
Joule a iso-volume). En d’autres termes, si on remplace le cuivre par I’aluminium (au stator et
rotor) dans une machine a induction, en gardant le méme volume de matiére, les pertes sont
beaucoup plus importantes, et moins de couple est atteint. Le cuivre présente donc une meilleure
densité et efficacité énergétique, mais au détriment d’un prix plus élevé.

Par conséquent, 1’utilisation de 1’aluminium dans la machine ISCAD, la rend beaucoup
moins chére que la machine de la Tesla. Et pour rattraper la dégradation de performances causée
par I’aluminium, la longueur active de la machine ISCAD est de 60% plus grande que la
longueur active de la machine de la Tesla, et cela pour la méme longueur totale (tenant compte
des anneaux de court-circuit et des tétes de bobines). En effet, grace a I’utilisation d’un anneau
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de court-circuit au niveau du stator, au lieu des tétes de bobines classiques comme pour la
machine de la Tesla, la différence entre longueur totale et longueur active pour la machine
ISCAD est de 8% (pourcentage de la différence de longueurs par rapport a la longueur active),
contre 75% pour la machine de la Tesla.

Gréace au grand nombre de phases, le drive ISCAD fonctionne a une tension de bus de
24 V (contre 375 V pour la Tesla). Enfin, les deux machines atteindraient théoriquement les
mémes performances maximales (couple et vitesse).

Half-bridge
module

Control unit

Stator bars

DC bus
rings

Figure 1.52 : Drive ISCAD avec onduleur a 60 bras intégré [54].

Parameétres MAS 3ph Tesla | MAS ISCAD
Vitesse de base [tr/min] 5300 5300
Couple [N.m] 600 600
Pertes Joule Stator [kW] 21.4 8.6
Pertes Joule Rotor [kW] 14.9 9
Pertes fer [kW] 1.2 1.14
Rendement [%)] 89.8 94.7

Table 1.18 : Résultats de simulation pour la machine ISCAD Vs Tesla [52].

La Figure 1.52 illustre la structure de 1’onduleur utilisé pour alimenter la machine
ISCAD, il s’agit d’un convertisseur intégré dans la machine, chaque bras (demi-pont) est
connecté a une barre statorique, et I’ensemble des bras est alimenté par deux bus continus sous
forme d’anneaux.

Les deux machines ont été simulées sur le point a puissance maximale (vitesse de base :
5300 tr/min, couple maximal : 600 N.m). Les résultats illustrés dans la Table 1.18, montrent
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que le rendement de la machine ISCAD est théoriquement meilleur que celui de la machine de
la Tesla, vu la réduction considérable des pertes Joule au stator et rotor. Cela est di a
I’augmentation du volume total des matieéres conductrices dans la machine ISCAD (cages
statorique et rotorique avec un excellent taux de remplissage des encoches statoriques).

On remarque dans la Table 1.17 que la polarité affichée pour la machine ISCAD est de
4 poles. En effet, il s’agit de la polarité qui est utilisée dans la région a fort couple et basse
vitesse, y compris le point a puissance maximale a vitesse de base. Pour atteindre la région a
grande vitesse, la polarité est changée a 2 poles.

Dans I’article [54], les auteurs présentent une étude compléte de 1’amélioration apporté
par le Drive ISCAD par rapport a la machine a induction triphasée de référence (Tesla Model
S), en matiére d’efficacité énergétique. La Figure 1.53 illustre la caractéristique couple-vitesse
de la machine ISCAD avec les pourcentages gagnés en rendement par rapport a la machine de
référence. Cette caractéristique a été réalisée a 1’aide d’un modele Eléments-Finis.

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14
Speed (krpm)

Figure 1.53 : Caractéristique Couple-Vitesse de la machine ISCAD avec les pourcentages d’amélioration de
rendement par rapport a la machine de référence [54].

On remarque que pour la région a haute vitesse, I’amélioration de rendement n’est pas
trés importante (entre 0.5 et 2%). Cependant, pour la région a basse vitesse, ’amélioration du
rendement est considérable (jusqu’a 14 %), tout en notant que pour cette région, la valeur du
rendement n’est pas tout a fait « représentative », vu que la puissance mécanique est faible. De
fagon genérale, ces résultats montent que méme si les conducteurs statoriques sont « massifs »,
donc avec une section beaucoup plus importante que les conducteurs d’un bobinage classique
(comme la machine triphasée de référence), le rendement ne s’écrase pas a haute vitesse
(augmentation de pertes Joule a cause de I’effet de peau). En effet, grace au changement de
séquences, une polarité plus basse est utilisée a grandes vitesse est donc la fréquence statorique
n’est pas énormément augmentée. Par exemple, a une vitesse mécanique de 14 000 tr/min, dans
la machine de référence la polarité est toujours de p = 2 (nombre de paires de pdles), ce qui
nécessite une fréquence statorique (si on néglige le glissement) de 466.66 Hz, alors que dans la
machine ISCAD, la polarité utilisée a cette vitesse est de p = 1, et donc une fréquence statorique
de 233.33 Hz.

Une autre application du concept ISCAD a 60 barres, a été préesentée dans [53]. Cette
application est plutot a haute vitesse (atteignant 23000 tr/min), grace a I’utilisation de 3 polarités
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(p =1, 2 et 3) en mode séquentiel. Les caracteristiques liées a cette application sont listées dans

la Table 1.19.

Paramétres

MAS ISCAD Haute Vitesse

Diamétre extérieur [mm] 195
Diamétre du rotor [mm] 125
Diamétre de 1’arbre [mm)] 50
Longueur active [mm] 190
Entrefer [mm] 0.5
Nombre de poles 2,4,6
Nombre d’encoches au stator 60
Tension de bus [V] 36V
Courant Maximal [A] 650
Puissance maximale [KW] 160
Couple maximal [N.m] 306 N.m

Vitesse maximale [tr/min]

23000 tr/min

Table 1.19 : Caractéristiques de la machine & induction ISCAD - Application & haute vitesse [53].

Les simulations par Elément-Finis ont permis de déterminer la cartographie de
rendement de cette machine, sur la caractéristique de fonctionnement Couple-Vitesse, comme
illustré dans la Figure 1.54. Egalement ’ordre d’utilisation des trois polarités est montré dans
la Figure 1.55, il faut noter que cette figure montre que pour chaque point de fonctionnement
une seule polarité est utilisée (mais pas plusieurs polarités simultanément), par exemple la
polarite est de p = 3 pour le point a puissance maximale, a vitesse de base.

On remarque que grace a I’utilisation de trois polarités de facon séquentielle (au lieu de
deux polarités pour I’application précédente), ainsi que I'utilisation d’un bus DC de 36 V (au
lieu de 24 V pour I’application précédente), cette machine est capable d’atteindre des vitesses
plus importantes (jusqu’a 23000 tr/min).
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Figure 1.54 : Cartographie de rendement sur le plan Couple-Vitesse de la machine ISCAD — Application a haute
vitesse [53].
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Figure 1.55 : Ordre d’utilisation des polarités (mode séquentiel) pour I’application a haute vitesse de ’'ISCAD
[53].

De fagcon générale, le rendement de cette machine est élevé sur la majorité des points de
fonctionnement. A grande vitesse, grace a 1’utilisation d’une basse polarité « p=1», le
rendement ne s’est pas détérioré a cause de 1’augmentation de vitesse. En effet, pour la méme
vitesse de rotation, 1’utilisation de la polarité « p = 1 » néecessite la moitié de la fréquence
statorique correspondant a « p = 2 », donc méme si la vitesse augmente, le passage de 4 pbéles
a 2 poles permet de réduire la fréquence statoriqgue. Comme toute machine électrique, la région
a fort couple et basse vitesse est caractérisée par des rendements bas, car les pertes Joule sont
importantes pour une puissance de sortie naturellement basse.

L’article [55] présente une application concréte d’intégration d’un prototype de drive
ISCAD, avec une batterie de 48 V, pour reéquiper une voiture du modele « Geely Emgrand
EV » (constructeur automobile chinois Geely). Par ailleurs, une autre application du concept
ISCAD 48 V est présentée sur le site web « https://molabo.eu/ ». 1l s’agit d’une application
marine, de bateaux électriques de petite taille (longueur atteignant 7 métres environ) ayant une
puissance nominale de 50 kW. L’utilisation du concept ISCAD dans ces bateaux permet
notamment de délivrer une puissance importante a un niveau de tension « sécuritaire » de 48V.
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Pour conclure, plusieurs avantages du concept ISCAD, des points de vue fabrication et
fonctionnement, ont été énumérés. Deux applications ont prouvé I’intérét de ce concept, la
premicre montre qu’il est possible de réaliser la méme caractéristique couple-vitesse qu’une
machine & induction triphasee classique existante dans le marché (avec le méme volume total
pour les deux machines), mais avec une tension de bus beaucoup plus basse (24 V contre 375
V), et cela sans écraser le rendement a hautes vitesses (vu I’utilisation de conducteurs
statoriques massifs), grace au changement de polarité. Une deuxieéme application a montré que
ce concept, permet de réaliser aisément des drives a haute vitesse, grace a I'utilisation de trois
polarités de facon séquentielle, avec un CPSR de 4.5 (rapport entre vitesse maximale et vitesse
de base), tandis que le CPSR pour une machine a induction triphasée classique est généralement
limité a 3. Ce concept, avec ce mode de fonctionnement séquentiel, montre donc une
amélioration considérable de la plage de fonctionnement a puissance constante d’ une machine
a induction. Cette amélioration de la plage de fonctionnement a puissance constante conduit a
une meilleure utilisation du convertisseur de puissance. En d’autres termes, avec le « mode
séquentiel », I’augmentation de vitesse au-deld de la vitesse de base ne se fait plus par
diminution de flux (jusqu’a I’arrivée a un niveau bas de flux ou la précision du contrdle
diminue), mais plutét par réduction du nombre de paires de pdles, le niveau du flux reste
important et donc « plus facilement contrélable ».

Néanmoins, 1’inconvénient majeur de ce type d’applications, est la nécessité
d’utilisation d’un trés grand nombre de composants de 1’électronique de puissance (vu le
nombre trés importants de bras). En effet, méme s’il a été montré que le colt total des semi-
conducteurs peut étre réduit grace a I’utilisation des MOSFET (section 1.2.3, Table 1.5 pour 21
bras), la mise en place de 60 bras commandés indépendamment, augmente considérablement
la complexité du convertisseur et risque d’augmenter le codt global (tenant compte du grand
nombre d’organes de commandes de bras).

1.3.2.4 Topologie proposée dans le cadre de cette thése

Comme détaillé dans la section précédente, le concept ISCAD montre clairement les
avantages nombreux de I’augmentation du nombre de phases pour une machine a induction,
notamment avec les réalisations pratiques de I’entreprise « Molabo ». En revanche, ce concept,
avec un stator a cage (et non pas un bobinage conventionnel), est particulierement adapté aux
niveaux bas de tension de bus (48 V pour les applications présentées), et donc avec un champ
restreint d’applications. En effet, ce bobinage a cage, avec une seule spire par phase, n’est pas
forcément adapté aux niveaux plus élevés de tension de bus (ou il est généralement nécessaire
de mettre plusieurs spires en série).

Dans cette thése, ce sont plutét les bobinages « conventionnels » (avec des conducteurs
classiques) qui seront explorés. Contrairement a la topologie ISCAD présentéee dans ce premier
chapitre, ces bobinages conventionnels, peuvent étre adaptés a tous les niveaux de tension de
bus (donc pour un champ d’applications plus large).
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2 Modélisation de la machine a induction polyphasée

2.1 Modélisation analytique et réduction de dimensions
2.1.1 Représentation généralisée par les équations de tension

La machine a induction est généralement représentée par ses équations de tensions [56].
Ces équations permettent de modéliser les grandeurs électriques liées au bobinage statorique et
a la cage rotorique, elles sont exprimées dans « la base naturelle » comme suit :

suit :

dos
YS:_S'!S-I_d_T’ 2-1

dor
_VrzOz_r.[r+;, 2.2
95 = ﬁls +ﬁ(9)'l_r’ 2-3
9 = LivLr+ Lrs(O). I, »

Tel que :

V; est le vecteur de tension statorique dans la base naturelle (dimension = nombre
de phases statoriques Npn) ;

V. est le vecteur de tension rotorique dans la base naturelle (dimension = nombre de
barres rotoriques Nbar) ;

¢, est le vecteur de flux statorique dans la base naturelle (dimension = Npn) ;

&, est le vecteur de flux rotorique dans la base naturelle (dimension = Npar) ;

I, est le vecteur de courant statorique dans la base naturelle (dimension = Np) ;

I est le vecteur de courant rotorique dans la base naturelle (dimension = Npar) ;

R est la matrice de résistance statorique dans la base naturelle (dimensions = Nph X
Nph) ;

R, est la matrice de résistance rotorique dans la base naturelle (dimensions = Npar X
Nbar) ;

L est la matrice d’inductance statorique dans la base naturelle (dimensions = Npn X
Nph) ;

L, est la matrice d’inductance rotorique dans la base naturelle (dimensions = Npar X
Nbar) ;

L:s(0) est la matrice d’inductance mutuelle stator-rotor dans la base naturelle, dont
les éléments varient en fonction de la position du rotor « 8 » (dimensions = Npn X
Nbar)-

Au niveau du stator, les deux matrices de résistance et d’inductance s’écrivent comme

R, 0 .. O
0 Ry 0

Ry = ol 2-5
0 0 R,
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Lsq + Lis Ls12 Lsing,
Lsin Lsis + Lis  Lsiz Lsionpp-1
e I A 2-6
L512 leNph lel + Lls

La matrice R est donc une matrice diagonale, avec Ry : la valeur de la résistance d’une
phase du stator (les phases statoriques sont considerées identiques).

La matrice L est composée des éléments :

L1 : inductance propre magnétisante d’une phase statorique, en considérant un
bobinage équilibré, cette inductance est la méme pour toutes les phases du stator ;

- Lgq; : inductance mutuelle entre la phase «1» et la phase «i» du bobinage

statorique ;
Ly : inductance de fuite d’une phase statorique.

Comme on peut remarquer dans 1’équation 2-6, la matrice Ly est circulante (vu la
régularité du bobinage). En outre, pour un bobinage équilibré, les termes Lg;, et Lsin,, sont
égaux (plus généralement les termes Lg; et Ls1 (N, -i+2), AVEC « i » différent de 1), ce qui donne
a cette matrice la propriété de symétrie (une propriété liée a la réciprocité des flux).

Quant au rotor, la cage est modélisée selon la Figure 2.1. Chaque boucle rotorique,
composée par deux demi-barres adjacentes et une portion de chaque anneau de court-circuit,
est considérée comme une phase.

_JT)?‘_'i [ WA €
r-.'_\{\\/ L}\ "_‘ wk-1) Rb% ;"‘ ."‘ 'S‘?/Lh\/"bk
/Ss/ q%/ e Ay
) R .
"*'?.ﬁ‘.e‘\%\;;\\ .’I f\)\
0 B WL

/V@W\/‘J T = \i’f”}i
& v R, 2
< & / Z
N L 3
5 : : .
’> D\N‘—é) \ Pl i ‘
) =1 \ B % |
g ! SoL =
9 % J§ §
%‘ \r/\ o A 5!
\'\_ rﬁM \T’é‘ '.’/ Xf VH’\
T S ST
g
Z}p 9
. .‘:}

Figure 2.1 : Représentation de la cage rotorique [57].

En se basant sur cette représentation de la cage rotorique, les matrices de résistance et
d’inductance rotoriques peuvent s’exprimer comme suit [56] :
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2(Ry, + Re) —Ry, 0 —Ry,
—Ry, 2(R, +Re) —Rp ™ 0
& = : ., i3 . : 7 2_7
—Ry, 0 . =Ry 2(Ry +R,)
[Lrn + 2(Lp + Le) Lriz — Ly Lr13 Lr1(Npar-1) Lring, — Lb ]
Ly = Lrlea.,. —Ly Lrin +2(Lp + Le) Lrz — Ly Lr13 Lrl(N},ar—l) i 2.8
Ly — Ly Lr13 LeaNpae=1)  Lring,, — Lb  Lrin + 2(Lp + Le)
Tel que :
- Ry, : résistance d’une barre rotorique ;
- R, : résistance d’une portion d’anneau de court-Circuit ;
- Ly : inductance d’une barre rotorique ;
- L : inductance d’une portion d’anneau de court-Circuit ;
- L4 @ inductance propre magnétisante d’une phase rotorique (la méme pour toutes
les phases rotoriques) ;
L.1; : inductance mutuelle entre la phase « 1 » et la phase « i » du rotor.
La matrice L, présente les mémes propriétés de symétrie et de circularité que la matrice
~rr
LSS

La matrice d’inductance mutuelle stator-rotor Lg.(0) est variable en fonction de la

position angulaire rotorique « 6 » (position mécanique « 8 », position électrique « p. 6 »). Le
terme Lgy,, (8), entre une phase statorique « i » et une phase rotorique « j », peut s’écrire comme

suit (valable uniquement pour un nombre entier d’encoches par paires de pdles, c.a.d. « 2*spp »
entier, incluant les bobinages avec « spp = 0.5, 1.5 ... ») [58] :

. 2m ) 2m
Lary (8) = ) My, cos k[ (i - D= PG D= PO |+ 2-9
k

Tel que : « k » est le rang d’harmonique électrique, « p » est le nombre de paires de
poles de la machine.

On remarque dans 1’équation 2-9, que I’inductance mutuelle entre une phase statorique
« 1 » et une phase rotorique « j » est une somme de composantes harmoniques d’inductance,
liees aux harmoniques d’espace. Chaque composante harmonique d’inductance mutuelle de
rang « K.p » est caractérisée par son amplitude « Mg, , > €t son argument « gy, ».

Pour simplifier I’écriture, la matrice Lg.(0) peut s’écrire sous la forme complexe
suivante :
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. 2T
o—i-kp® el-k-<—p(Nbar—1)m—p9)

ﬁ(e) = Z real (Msr)kp : : 2-10
. 2T . 2T 2T
k e]-k-<(Nph—1)N—ph—P9> e]-k-<(Nph—1)N_ph—P(Nbar—1)m—P9>

Le terme complexe (Mg )kp, lié a la composante harmonique de I’inductance mutuelle
stator-rotor, s’écrit donc comme suit :

S i@
(Mgrkp = M- STkp 2-11

2.1.2 Transformation de Concordia généralisée : Réduction de dimensions statorique et
rotorique

Les équations de tension (2-1 a 2-4) sont exprimées dans la base naturelle (dimensions
statorique et rotorique : Npn et Nbar), dans cette base les harmoniques se superposent (comme
on peut le voir dans la matrice Lg.(0), équation 2-10), ce qui complique I’analyse de leurs

interactions et leurs effets sur les performances de la machine.

Comme expligué dans la section 1.2.1, la transformation de Concordia permet de séparer
les harmoniques sur différents « plans a-f3 » découplés (indépendants entre eux). Par exemple,
une machine triphasée, peut étre modélisée par un circuit équivalent biphasé (correspondant a
un plan a-p) et une composante homopolaire (non excitée en cas d’alimentation équilibrée des
phases) grace a la transformation de Concordia.

Plus généralement, un bobinage électrique contenant «n» phases régulierement
réparties peut étre modélisé par :
n-1

- 5 plans o-f, sur lesquels se répartissent des familles indépendantes

d’harmoniques, et une composante homopolaire, si n est impair,
- 2— 1 plans a-p, et deux composantes homopolaires, si n est pair.

La matrice de transformation de Concordia généralisée [18], pour une dimension « n »
impaire, peut s’écrire comme suit :

L S S
f 221'[ Z(i—l)ﬂ
Cos (:) COS( " )
ne it l) R
1ocos(B) e cos (O)
[0 sin(“%%) o sin (5]

La premiére ligne de la matrice correspond a la composante homopolaire. Si la
dimension est paire « n+1 », une nouvelle ligne est ajoutée a la fin de la matrice de 1’équation
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T R S i > T
2-12: TH[\/E 5 7 ﬁ]. Cette ligne correspond a une deuxiéme composante

homopolaire.

Il faut noter que cette base decouplée de Concordia est « orthonormale », comme la base
naturelle, ce qui conserve le produit scalaire (conservation de puissance).

L’application de la transformation de Concordia sur les équations de tension (2-1 & 2-4)
permet de les découpler, elles s’expriment dans la base de Concordia comme suit :

-1 d(pslzﬁ
Voup = As Re-As™ Iy + 2-13

1 dd)raB
Frgp =0 = Are Ryl + o
Bsup = As: Lss- A I + As. Loy (0). A7 Ly 215
Prag = Ar- Ly _r_l' Irpp + Ar. ﬁ(‘g)'ﬁ_l' Lsap s 2-16

Tel que : Ag et A, sont les matrices de transformation de Concordia pour la dimension
statorique Nph et la dimension rotorique Npar respectivement.

2.1.2.1 Transformation des matrices résistances et inductances propres

La matrice de résistance statorique reste la méme (matrice diagonale dans la base
naturelle). Les autres matrices (inductance statorique, résistance et inductance rotorique) sont
diagonalisées grace a la transformation de Concordia. Dans la base découplée de Concordia
(qui est propre pour les applications linéaires, circulantes et symétriques), ces matrices
s’expriment comme suit :

Ly, O 0
0 Ly, O
0 Ly O
_ : 0 0 :
Lssaﬁ=ﬁ.ﬁ._sl= : "0 L o | 2-17
T *(wpn-1)
2
0 0 L
*P(npn-1)
2
L, O 0
0 Ly, O
0 Ly O
Lirgs = ArLen At = 80 0 0 0 F 2-18
_ab Y w0 g, ) 0
bgr
0 0 L
"B(Np 1)
1) |
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R, 0 0
0 Ry, O : :
0 Ry, O
Rry =ArReA =8 = 0 0 : ‘ 919
— == F 0 Ry 0
bar—1
2
0 0
1NB(Nbar_l)
> |

Ces matrices ont été exprimées pour des dimensions (statorique et rotorique) impaires.
Pour des dimensions paires, une deuxiéme composante homopolaire s’ajoute a la fin de la
matrice (derniére case de la diagonale).

Les termes qui apparaissent sur les diagonales de ces trois matrices, peuvent étre définis
comme sulit :

- L, = LSBu : est I’inductance statorique cyclique liée au plan numéro « u » de la

base de Concordia statorique ;
= Ly, =Ly, cost I’inductance rotorique cyclique liée au plan numéro « u » de la base

de Concordia rotorique ;
= Ry, = Ry, oest la résistance rotorique cyclique liée au plan numéro « u » de la
u

base de Concordia rotorique ;

Fay

2.1.2.2 Transformation de la matrice d’inductance mutuelle stator-rotor

La matrice d’inductance mutuelle stator-rotor Lg.(0) est caractérisée par la

superposition de I’ensemble des harmoniques d’espace sur chaque élément de la matrice. La
transformation de Concordia permet de séparer ces harmoniques selon différents plans
statoriques et rotoriques.

Plusieurs travaux scientifiques ont abordé I’application de la transformation par
composantes symétriques aux machines avec « M » phases statoriques et « N » phases
rotoriques. On cite d’abord la référence [20], datant de 1959 , qui explique I’origine de ce type
de transformation mathématique et ses intéréts, avec une application sur la matrice d’inductance
mutuelle stator-rotor. Cependant, dans 1’application présentée, un seul harmonique d’espace a
été considére (le fondamental « 1p»). La référence [56], datant de 1983, aborde cette
transformation de fagon plus générale, en considérant tous les harmoniques d’espace possibles.
En revanche, dans cette publication, 1’expression de 1’inductance mutuelle dans la base de
Concordia, est relativement complexe et ne permet pas de voir clairement les superpositions
des harmoniques d’espaces qui apparaissent en fonction du nombre de barres rotoriques choisi.
Enfin, une publication plus récente [59] a présenté cette transformation de fagon plus claire,
mais uniquement pour un nombre réduit d’harmoniques d’espace (harmoniques « 1p », « 3p »,
« 5p » et « 7p » pour une machine a induction a 5 phases).

L’objectif dans cette section, est donc de proposer une représentation plus globale de la
matrice d’inductance mutuelle stator-rotor dans la base de Concordia, comme le montre la
Figure 2.2.
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Comme illustré dans cette figure, chaque harmonique d’espace de rang « k » apparait
dans une seule cellule. Chaque cellule correspond a : soit une matrice (2x2), un vecteur de deux
éléments, ou un scalaire (comme indiqué dans la Iégende en bas de la figure).

Pour un harmonique d’espace donné, on définit deux rangs : rang statorique et rang
rotorique. Le rang statorique correspond au nombre naturel non nul « k », ce qui correspond en
d’autres termes a un rang « électrique ». Le rang rotorique correspond a « k.p » (« p » étant le
nombre de paires de poles selon lequel le bobinage statorique est congu), ce qui correspond en
d’autres termes a un rang « mécanique ».

|—> Composante homopolaire rotorique

Seconde composante homopolaire rotorique,

Existe uniquement si Np,, est pair

Rotor planes indices
Stator planes indices

mod(k;. p, Npar) |+

mod(Ks. p, Npar) |-

Npor — mod(Kz. p, Npap) |

Npar — mod(ky. p, Npa,) |-

N;
L

L 0,

0 |

{¢]

0

0

0

0

mod(kyq, Npy)

Mkl“’s.rﬁs,r(e)

mod(ky, Nyy,)

Ny — mod(k3, Nph)

Composante homopoalaire statorique “«

leg asrPsr

Npi — mod(ky, Npy,)

My, (®)

asrBsr

Npb 1
- (o)

0 |

0]

0

\—b Seconde composante homopolaire statorique, existe uniguement si Npy, est pair

|:|Vecteur (1,2)
|:| Vecteur (2,1)

Matrice (2,2)
Scalaire (1,1)

ki:Regles1,4et7

k,:Régles1,5et 8

ks:Régles2,4et9
ky: Régles 2,5 et 10

Figure 2.2 : Matrice d’inductance mutuelle stator-rotor transformee L, p (0).

Dans I’Annexe 1, une analyse détaillée de la répartition des harmoniques d’espace sur
la matrice Lsraﬁ(e), dans la base découplée de Concordia, est fournie.

La position (cellule) d’un harmonique d’espace « k» (ou « k.p » si on considére son
rang rotorique ou mécanique) dans la matrice Lsraﬁ(e) est déterminee selon :

- Lavaleur de « mod(k, Nph) » pour les numéros de lignes (voir les regles 1, 2, 3 et

3-bis dans I’Annexe 1) ;

- Lavaleur de « mod (k. p, N,) » pour les numéros de colonnes (voir les régles 4, 5,
6 et 6-bis dans I’Annexe 1).

Une cellule correspondant a une matrice (2x2) représente 1’intersection entre un plan o-
B statorique et un autre rotorique. La forme générale de ces matrices peut s’écrire comme suit :

\V Nph- Nbar

Mkas,rBs,r (e) =

cos (—kp® + (psrk)

55r12 sin (—kp8 + (psrk))
Srpq sin (_kpe + (Psrk) 55r22 cos (_kpe + (Psrk) ’

2-20
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Avec SSri]. = 11, selon la catégoric de I’harmonique d’espace « kK » (ou « k.p » si on

considére son rang rotorique ou mécanique). Les régles 7 a 10 de I’Annexe 1 présentent les
différents cas possibles de « 55rij ». Le reste des reégles (de 11 a 19) présentent les cas

particuliers de répartition sur des composantes homopolaires statoriques et/ou rotoriques.

Dans le cas ou plusieurs harmoniques d’espace sont répartis sur le méme plan statorique
et rotorique (méme cellule dans la Figure 2.2), les matrices My 8 (©) qui leur correspondent
S,rPs,r

sont superposees.

Cette section propose une nouvelle approche de représentation « visuelle » de la
répartition des harmoniques d’espace sur la matrice d’inductance mutuelle stator-rotor dans la
base de Concordia. Cette représentation, permet d’identifier les interactions indésirables, entre
les harmoniques d’espace, au niveau du rotor, qui peuvent apparaitre en fonction du nombre de
barres, comme cela sera montré dans la section 2.3 (applications sur machines a 3 et a 5 phases
avec différents nombres de barres). Cette approche constitue donc un outil nécessaire pour la
conception des rotors pour machines a induction polyphaseées.

2.1.2.3 Transformation du vecteur courant statorigue

Le bobinage statorique polyphasé peut étre alimenté par différentes seéquences
d’alimentation (comme expliqué dans la section 1.2.1). L’intervalle des séquences
d’alimentation « U » possibles dans une machine a « Npn » phases est :

uel0,1 Ny, — 1] 9.91

Tel que la séquence « u=0 » correspond a I’homopolaire.

Si on considére un bobinage alimenté par une séquence « u », le courant dans une phase
statorique « i » peut étre exprimé comme suit :

Iy, = Ig .sin (21‘[. fo t—(>1— 1).u.2—1T + @, ), 2.22
i u u Nph u

Le vecteur de courant statorique dans la base naturelle s’exprime donc comme suit :

I = : 2-23
I

SNph—l

Si le stator est alimenté par une seule séquence « u » (non homopolaire), et donc avec
des courants sinusoidaux (contenants un seul harmonique), la transformation de Concordia
réduit la dimension statorique de « Nph », dans la base naturelle, a « 2 » (un plan o-f statorique),
dans la base découplée. Le vecteur de courant statorique découplée I dépend de la (ou les)

sequence(s) « u » imposee(s). Les différents cas de sequences, et leur répartition sur le vecteur
I5,q sont illustrés dans la Table 2.1.

Quatre différents cas de sequences ont été présentés dans la Table 2.1 :
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Uy = Ny (Composante homopolaire) a Exemple d’une machine a 6 phases : uy =
6;
U < l%] (< si Ny}, est impair) 8 Exemple d’une machine a 6 phases : u; =
1ou?2;

N .
u, > lTphJ a Exemple d’une machine a 6 phases : u, = 4 ou 5;

!

N . C ,
up = Tph (seconde composante homopolaire pour Ny, pair) a Exemple d’une
machine a 6 phases : ug = 3.

Indice Vecteur de courant statorique transformé lso‘B

Nph- Isuo' sin (Zﬁfsuo. t+ (psuo)

2.uy
Nph .
- ISul' sin (21‘[fsu1. t+ ‘Psul)
2.u; +1
Nph
5 I, -cos (21‘[fsu1. t+ (psul)
2. (Nph - UZ) N
ph .
- g, -sin (21Tfsu2.t + ‘Psuz)
2.(Nph —uy)+1 N
ph
- Isuz' cos (21‘[fsu2. t+ cpsuz)

Npn Nph- Isu{). sin <21Tfsu6. t+ cpsu6>

Table 2.1 : Vecteur courant statorique transformé ISaB (base découplée de Concordia).
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2.1.2.4 Transformation du vecteur courant rotorique

Dans un bobinage ayant un nombre entier d’encoches par paire de poles et par phase,
c.a.d. 2.spp = entier (incluant les bobinages fractionnaires particuliers comme spp = 0.5, 1.5
...), la séquence d’alimentation « U» génere un ensemble d’harmoniques d’espace « Fy »,
définit comme suit [58] :

Fu,={ZNp+ulp Z=01-12-23-3.. 224

Comme montré dans I’équation 2-24, tous les harmoniques d’espace sont des multiples
de « p », le nombre de paires de poles.

Par exemple :

- Pour Nph=3, un nombre de paires de pbles « p » et la séquence statorique « u=1 »,
Fo=p{1,-2,4,-5,7,-8,10,-11, 13...} ;

- Pour Npn=5 : pour « u=1», Fy=p{1, -4, 6, -9, 11, -14, 16, -19, 21...} ; pour « U=2 »,
Fo=p{2,-3,7,-8,12,-13,17...} et pour « u=3 », Fu=p{-2, 3, -7, 8, -12, 13, -17...}. On
remarque que les séquences «u=2» et «u=3» génerent le méme ensemble
d’harmoniques d’espace, mais avec des signes opposés. En effet, le signe négatif
correspond a un harmonique d’espace associé a une onde qui tourne dans le sens
contraire par rapport au fondamental.

Dans une machine a induction, pour une séquence d’alimentation « U» avec une
fréquence de courants statoriques « fs », chaque harmonique d’espace « v.p » (« v » peut étre
positif ou négatif, comme expliqué ci-dessus) appartenant a 1’ensemble « Fy» induit un
harmonique de courant rotorique (circulant dans les barres) d’une fréquence « frop qui peut

étre déterminée comme suit (en considérant la vitesse mécanique du rotor) :

Qmec

2m

f.. =f;,—v.p.

Typ

2-25

Le courant dans une barre rotorique « i », induit par la série d’harmoniques d’espace
« Fy », peut donc étre exprimé comme suit :

I, = By [lryp-sin (21 £, t = (= 1).v, Pt )] 2-26

Tel que : « Ir,, » est "'amplitude de I’harmonique de courants rotorique de rang « v.p »,
(p;vp estson argument et « f,  » estsa fréquence. Il faut noter que ces fréquences (« frop »), ne
sont genéralement pas synchrones entre elles. En d’autres termes, une fréquence « f;  » n’est
géneralement pas multiple de la fréquence fondamentale « fr,, » générée par I’harmonique
d’espace principal « u.p » (« u » étant la séquence statorique).

Le vecteur de courant rotorique transformé, dans une base découplée, contient les
harmoniques induits par la famille « F, » des harmoniques d’espace répartis sur différents plans
a-P rotoriques, comme montré dans la Table 2.2.
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Indice

Vecteur de courant rotorique transformé Lo

;

Nypar- Irvop' sin (21T|frvOp |.t+ (prvOp)

2.mod(|v4]. p, Npar)

Npar :
S 'Irvlp' sin (21T|frvlp [.t+ (prv1p)

-

2.mod(|vy].p, Npar) + 1

Nbar
-5 'Irvlp' cos (2“|frv1p|'t + (Prvlp)

o

2. mOd(|V2 | b, Nbar)

N .
2L Try,p- SN (21T|frvzp l.t+ (prvzp)

“H

2.mod(|vz|. p, Npar) +1

Npar
- Irvzp' cos (21‘t|frvzp [-t+ ‘Prvzp)

2. (Nbar - mOd(|V3|- b, Nbar))

N .
2L 1y, SIN (21T|frv3p |.t+ cprv3p)

“

2. (Npar — mod([vs|. p, Npar) )+1

Npar
oIy, - COS (2T[|frv3p |.t+ ‘Prv3p)

2. (Nbar - mOd(|V4|- b, Nbar))

%‘
N [T
o
=1

I, p-sin (21‘[|frv4p [.t+ (prvw)

2. (Nbar - mOd(|V4|- p, Nbar))+1

Z
o
o
2

o Iry, - COS (21T|frv4p|- t+ (Prv4p)

Nbar

=
o
£

e, .sin(21'[|fr, |.t+ ., )
vob vob VobP

Table 2.2 : Vecteur de courant rotorique transformé Iras (base découplée de Concordia).

La Table 2.2 illustre 6 différents cas de répartition d’harmoniques de courant rotorique
sur les plans de la base découplée : vy, vy, vy, V3, V4, Vj.

mod(|vy]|. p, Npar) = Npar (Composante homopolaire rotorique) ;

83



Chapitre 2 : Modélisation de la machine a induction polyphasée

- mod(|vq].p, Npar) < % (< si Np,p est impair), et v, et frvlp ont le méme
signe (positifs ou négatifs) ;

- mod(|vz].p, Npar) < % (< si Ny, est impair), et v, et frvzp ont des signes
différents ;

N ~ .
- mod(|vs].p, Npar) > % , et vy et frvgp ont le méme signe ;

- mod(|vs].p, Npar) > % ,etv, et frv4p ont des signes différents ;

Ny
2

- mOd(lv(l)l'p' Nbar) = - (pOUI’ l\Ibar pair)-

Dans le cas ou deux harmoniques d’espace différents « V1.p » et « vo.p », générés par la
sequence statorique « U », se répartissent sur le méme plan rotorique {a; , B } (ou la méme

droite rotorique homopolaire {0} ou {0:’}), alors ils induisent des courants rotoriques de
fréquences différentes, ce qui génére des couples pulsatoires.

Comme on peut constater dans la Table 2.2, les rangs d’harmoniques « v.p » et leurs
fréquences « fr,, » soNt écrites en valeur absolue, en effet, selon I’équation 2-24, « v » peut étre
positif ou négatif, et donc les fréquences « frop » déterminées par I’équation 2-25 peuvent aussi
étre positives ou négatives.

On peut également constater que les arguments des harmoniques de courants dans la
base de Concordia sont « Pr,, » et « (p’rvp » dans la base naturelle. En effet, si la fréquence

!

« f. » est positive : « Pr,, = Pr,, »; et si elle est négative : « Pr,, =T — cp;vp ».

2.1.3 Elaboration d’un modéle analytique : calcul des courants rotoriques et du couple
a courants statoriques imposés

2.1.3.1 Calcul des courants rotoriques
e Dans la base naturelle :

Dans une machine a induction, uniquement le bobinage statorique est alimenté par une
source d’énergie externe, 1’alimentation du bobinage par des courants alternatifs permet de
créer un champ tournant, ce qui induit des courants dans la cage rotorique (dont les barres sont
court-circuitées).

En se basant sur les équations de tension de la machine a induction polyphasée (équation
2-1 & 2-4) dans la base naturelle, le vecteur de courant rotorique I, peut étre déterminé, pour
des courants statoriques imposes (avec les matrices de résistances et d’inductances de la
machine déja identifiées). A partir de 1’équation du flux rotorique 2-4, le vecteur de courant
rotorique dans la base naturelle peut étre exprimé comme suit :

L= ﬁ_l- (Qr - E I_s) 2.27

En remplagant 2-27 dans I’équation de tension rotorique 2-2, on obtient 1’équation
differentielle de premier ordre suivante :

do,

= Rebe G+ Rela Ll 2:28
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L’équation 2-28 correspond a une représentation d’état en flux rotorique de la machine,
I’entrée (imposée) €tant le courant statorique. La matrice d’état est généralement régulicre et le
systéme peut étre numériquement résolu avec une méthode du type Runge-Kutta (par exemple).
En rapport & une estimation par éléments finis, le temps de calcul est négligeable. Si le systeme
est résolu, le flux rotorique est connu, ce qui est équivalent a connaitre le courant rotorique (la
saturation n’étant pas prise en compte).

e Dans la base découplée :

Comme expliqué préecédemment, la transformation de Concordia permet de réduire les
dimensions statoriques et rotoriques, en séparant les harmoniques de courant et d’espace sur
differents plans a-p (statoriques et rotoriques).

Quant aux courants rotoriques, cette transformation permet de répartir les différents
harmoniques de temps, induits par la présence des harmoniques d’espace dans la fonction de
bobinage, sur différents plans a-f rotoriques (comme illustré dans la Table 2.2). Cela permet
de déterminer les courants dans les barres rotoriques par une approche fréquentielle,
harmonique par harmonique, par des équations simplifiées (qui nécessitent moins d’efforts
calculatoires que la résolution de 1’équation différentielle 2-28 dans la base naturelle). En
d’autres termes, cette approche permet de calculer I’amplitude et la phase du courant rotorique
induit par I’harmonique d’espace d’ordre « v.p ». Ce calcul est effectué en transformant les
équations en flux et en tension du circuit rotorique dans la base de Concordia, ce qui permet
notamment de déterminer I’impédance de la boucle rotorique.

A partir de 1’équation de tension rotorique dans la base découplée (2-14), la dérivée du
flux rotorique peut étre exprimeée en fonction du courant rotorique :

dd)r'aﬁ
= Rl

2-29

Comme illustré dans la Table 2.2, une composante harmonique «v.p » du courant
rotorique (hors homopolaire), se positionne sur un plan a-f rotorique, et donc correspond a un

vecteur de cette forme :
Nbar sin |wrvp| t+ ‘Prvp) 2.30
raBVp 8 cos |oo]rv l. t+<prvp)

Tel que 6, = *1 (les differents cas sont expliqués dans la section 2.1.2.4), et lor,, | =
2m|fy, |-

La composante harmonique « v.p » du flux rotorique peut donc étre exprimée (en se
basant sur I’équation 2-29) :

Rra
| cos(|oor [ t+(prvp)
N
_ bar Tvp
e R, 2-31
—0r P sin (|oorvp| t+ cprvp)
Wry,
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En exprimant 1’équation 2-16 du flux rotorique dans la base découplée pour un
harmonique quelconque « v.p », faisant partie de la famille d’harmoniques rotoriques « Fy »
engendrée par la séquence statorique « u », on obtient :

Tay
_l’.cos(|corvp .t+cprvp) L '
Npar |U~)rvp _ [Nbar Fayp® S ( Wryp |-+ (prVP)
2 v R Sy 2w
85, Bvp . Sil’l( Wy t+ (Prvp) 8 Lerp. cos (|(1)er A4+ (Prvp) 930
Wryy
RV, Nph- Nbar cos (—|v|p6 + (Psrvp) 85r21 sin (—|v|p9 + (psrvp) Nph I sin(msu. t+ (psu)
2 Stvp 85r12 sin (—llee + (psrvp) 85r22 Cos (—llee + (psrvp) . 2 % 55 COS((A)Su.t + (psu)

Cette équation 2-32 est une égalité de deux vecteurs colonnes a deux éléments. En
prenant donc la premicre ligne de 1’équation (correspondant a la composante « o »), 0N
obtient :

I Rravy
rvp .

.Cos (|wrvp L+ ‘Prvp) - Lravp' sin( W, |- t+ (prvp)

T'yp

Y sin (8, |,

2 sy’ Vistyp

T+ 52(Psu + 53(Psrvp)

Tel que 8,8, et 85 = *1, selon les signes du rang d’harmonique de courant rotorique
« v.p » et de la fréquence associée « frop >

En se basant sur I’équation 2-33, I’amplitude de 1’harmonique « Vv.p» du courant
rotorique s’exprime, dans tous les cas (quels que soient les signes de « v » et de « frvp »), comme

suit :

1= Nn Mrvp
tvp T ot isw >
Rr,, Ny 2-34
T v
Wry, “vp

Quant a I’argument « @r,, »» SON expression dépend des signes de « v » et de « f,rvp » !

o Siv>Oetfrvp>O:

Toty
Pr,p, = Psr,, — atan £ — T+ @, 2.35
o |.L;
vp ayp
o Siv>Oetfrvp <0:
Tayp
@Pryp, = ~Psr,, —atan — Psy 2-36
Wryp | Ly,
o Siv<0etfrvp >0:
Tay,
@ry, = —Psr,, — atan P — T+ @, 2-37
|(DrVP ' rolvp
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o Siv<0etfrvp<0:

ravp

L

ravp

(Prvp = (Psrvp —atan — Qs 2-38

Wryy

Avec ces équations, les composantes harmoniques du courant rotorique peuvent étre
déterminées par un calcul instantané. Cela est surtout intéressant pour 1’étude de la machine sur
differents points de fonctionnement (variation du courant d’alimentation, de la fréquence, du
glissement ...etc.), alors qu’avec la méthode numérique de résolution de I’équation
differentielle dans la base naturelle, la simulation d’un grand nombre de points de
fonctionnement nécessite un effort calculatoire plus important et ceci d’autant plus qu’une
partie significative du temps de simulation est consacrée au transitoire li¢ a I’élimination des
conditions initiales (comme cela est observé en calcul éléments finis).

Par ailleurs, avec cette approche, la contribution de chaque harmonique d’espace dans
la production du couple peut étre isolée, et donc analysée de fagon plus aisée que dans la base
naturelle.

2.1.3.2 Calcul du couple
e Dans la base naturelle :

Le couple peut étre calculé dans la base naturelle par la formule suivante [56] :

, dLsr(®)
T=1. =1 2-39

Tel que Ig est la transposée du vecteur courant statorique dans la base naturelle, I
correspond donc a un vecteur ligne de dimension « Npp ».

Comme le montre 1’équation 2-39, le couple dépend du courant statorique, de la dérivée
de I’inductance mutuelle stator-rotor et des courants rotoriques. Dans la base naturelle, il est
difficile d’isoler la contribution de chaque harmonique d’espace dans la production du couple,
alors que cela se fait naturellement dans la base découplée de Concordia.

e Dans la base découplée :

Dans la base découplée de Concordia, les harmoniques d’espace, présents dans la
matrice inductance mutuelle stator-rotor, ainsi que les harmoniques de temps induit dans les
courants rotoriques, peuvent étre répartis sur differents plans a-p. Le couple développé sur un
plan {a, , B, } rotorique donne, est le produit scalaire de la dérivée, par rapport a la position
angulaire, du flux mutuel stator-rotor (induit dans les boucles rotoriques par 1’alimentation
statorique), par le courant rotorique. Considérons I’harmonique de flux stator-rotor appartenant
au le plan {a , Br,} qui est induit par I’harmonique spatial de rang « v1.p » caractérisé par la
pulsation « w; », et I’harmonique du courant rotorique appartenant au méme plan {a, , B }
qui est induit par I’harmonique spatial de rang « v2.p » caractérisé par la pulsation « w, », le
couple produit par I’interaction des deux harmoniques (du flux et du courant rotorique) pulse a
la différence des pulsations « w; » et « w, » :

- Si«vi =V, =Vv» donc « w; = w, », le couple produit est constant de valeur
moyenne non nulle, appelé « Ty » ci-dessous ;
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- Si «v1» est différent de « v2 » (deux harmoniques d’espace différents répartis sur
le méme plan rotorique), donc « w; # w, », le couple produit est pulsatoire de
valeur moyenne nulle, appelé « T, _,_ » ci-dessous ;

1~V2

Le couple « Typ » constant, 1ié a un harmonique d’espace « V.p » est exprimé comme

suit :
Nph .
Top = Tlsu [sm(wsu.t + cpsu) S cos(wsu.t + cpsu)] .
P S VPO 0r,) b 08 PO+ )] i sin wrvp £+ 0r,) 2-40
Tlvlp MSI‘Vp -8 _ 2] 8 0 rvp
SIrpq COS( |V|p + (psrvp) STy, Sln( Ile + (psrvp 5 COS Wy St + ®r )
vp vp

L’expression finale du couple « Tvp » dépend des signes de « v » et de « oo »:

o Siv>0etfrvp>0:

Top = % VI Iy Iy Msry . sin ((psu T Prop t (psr"p) 2-41
. SiV>Oetfer <0:

Typ = % P-1v1 Iy Iy Mryy - 5in (=05, = @1, = @51, ) 2-42
° SiV<Oetfrvp >0:

Typ = % AV]- sy Ty - M- sin (—‘Psu o, t (psr"p) 2-43
° SiV<Oetfrvp <0:

Le couple pulsatoire « T, ,_y,p » généré par I'interaction entre I’harmonique de rang
«V1.p» de I’inductance mutuelle stator-rotor et I’harmonique de rang « v2.p » du courant
rotorique (dont la fréquence est « frVZp ») peut étre exprimé comme suit :

T _ Nph- Npar

vip-vsp = P Vil Is, Iy, - Mty o
, 2-45
sin (SS(msu.t + (psu) + 8, (|u)rv2p|.t + cprvzp) + 8, (—|V1|. P-Qmec-t+ ‘Psrvlp)>

Tel que : 8, 8, et 8, = *1 selon les regles qui régissent les deux harmoniques « vi.p »
et « vo.p » (voir ’Annexe 1 et la sections 2.1.2.4). La frequence d’une composante pulsatoire

7 by Q
du couple « Ty ,_y,p » estdonc égale a : « 8,.fs + §,. frvzp — 8|Vl p.—;“;c ».

La Table 2.3 illustre les coefficients &, 8, et 85 pour les différents cas d’interactions
possibles.
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Si I’harmonique de I’inductance mutuelle stator-rotor et 1’harmonique du courant
rotorique sont du méme rang « vi1 = V2 », le couple produit est constant, ce qui correspond aux
expressions de 2-41 a 2-44 décrivant les différents cas du couple « Typ ». L’équation 2-45 (avec

la Table 2.3) représente donc une expression plus générale du couple.

Séquence « u »

Nph
mod(u, Nph) < lTpJ

Nph
mod(u, Nph) > ITPJ

Harmonique de courant «vpxfr >0»et | «vpxfy S <O»et | «vpxfy ~>0»et | «vpxfy, ~<0O»et
rotorique : « vz.p » mod(vzp,Npar) < | mod(vzp,Npar) < | mod(vyp,Npar) < | mod(vzp,Npar) <
Nbar Nbar Npar Npar
2 2 2 2
ou ou ou ou
«voxfr S <O»et | «vpxfy S >0»et | «vpxfy ~<O»et | «vpxfy ~>0»et
mOd(VZp ’ Nbar) > mOd(Vzp ’ Nbar) > mOd(Vzp ’ Nbar) > mOd(Vzp ’ Nbar) >
Noar Noar lh Noar
2 2 2 2
0, =1 6 =-—1 6, =1 6y =—1
7 6 =-1 6, =-1 6, =1 6, =1
651‘ =1 O =—1 85r -1 O =1
6s =—1 6, =1 6 =—1 6, =1
Régle régissant 8 6 = -1 6 =—1 6 =1 6, =1
I’harmonique de 6gr = =1 8y =1 S =1 8sr = —1
Lsraﬁ(e) SKVLp» ;=1 0 =—1 5, =1 8, =—1
— 9 6r=1 6, =1 6, =-1 6, =-1
O = —1 8y =1 b =1 8r = —1
6, =—1 6, =1 6, =—1 6, =1
10 6, =1 6, =1 6, =-1 6, =-1
8 =1 8sr = —1 8r = —1 8 =1

Table 2.3 : Coefficients des composantes pulsatoires du couple, dues aux interactions entre les harmoniques
d’espace et les harmoniques du courant rotorique (hors homopolaire rotorique)

Dans le cas ou un harmonique de I’inductance mutuelle stator-rotor « vz.p » appartient
a une composante homopolaire rotoriques (régles 15 a 18 dans 1’Annexe 1), et un harmonique
du courant rotorique, induit par «va.p », appartient a la méme composante homopolaire
rotorique (dans le vecteur courant rotorique découplé I;.g). e couple développé par

I’interaction de ces deux harmoniques s’exprime comme suit :

Nph- Npa

T = = p. Vsl I, 1

V3p—V4p T 4 Tvup®

sin (851(msu.t + @5, ) + 81 ( “)rv4p| S+ cprv4p) + 851 (—|v3|. P. Omec- t + cpsrv3p)>

+ sin (852 (wsu.t + (psu) + 8, ( L+ (Prv4p) + 8,2 (—|V3|.p.Qmec.t + cpsrv3p))

srv3p-

2-46

wrvw

Les différents cas de valeurs des coefficients: &¢q, 842, 841,012, Osr1 €1 8gpp, SONt
présentés dans la Table 2.4. Comme remarqué dans 1’équation 2-46, I’interaction entre deux
harmoniques d’une composante homopolaire rotorique produit deux composantes pulsatoires
du couple. Si I’harmonique de I’inductance mutuelle stator-rotor et 1’harmonique du courant
rotorique sont du méme rang « vz = V4 », I’interaction produit une composante de couple
pulsatoire et une autre constante (1’une des deux fréquences de couple dans I’équation 2-46 est
nulle).
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: N N
e mod(sNpn) = |32] | mod( o) > |3t
851 =1 651 =1
15et 17 8., =—1 8 =1
Ssrl =1 5sr1 =-1
552 =-1 552 =-1
Régle régissant 8ra =_—1 812 =_1
I’harmonique de 8sr = —1 8sr2 =1
LsraB (9) S«Va.p» 851 =1 5sl =1
16¢et 18 8., =1 8o = —1
85r1 =-1 85r1 =1
8, =1 82 =1
61‘2 =1 81‘2 =-1
82 =1 Oy = —1

Table 2.4 : coefficients des composantes pulsatoires du couple, dues aux harmoniques des composantes
homopolaires rotoriques.

Le couple total, est donc la somme des couples constants « Typ » et pulsatoires
« Tvip—vjp » !

T= Z Tp + Z Tvip—Vjp Vi #V;j 2.47
v

Vi,V
2.2 Calcul analytique des paramétres de la machine a induction polyphasée
2.2.1 Calcul des résistances
2.2.1.1 Au niveau du stator

Comme montré dans 1’équation 2-5, la matrice de résistance statorique est diagonale,
chaque phase a sa propre résistance, et pour un bobinage équilibré les résistances des différentes
phases se valent. Pour un bobinage statorique caractérise par : « p » : nombre de paires de poles,
«spp » : nombre d’encoches par pole et par phase, « nq_ »: nombre de conducteurs par
encoche, « Scq_ » : la section d’un conducteur, « a » : nombre de voies en paralléle, « Le,, » :

longueur d’une téte de bobine et « L, » : longueur active de la machine, la résistance statorique
peut étre exprimée comme suit :

2(Ly+Lew) P

Rg = p.ngq,. Spp. Seq o 9-48
S

Tel que « p»est la résistivité du matériau utilisé pour les conducteurs statoriques
(généralement le cuivre ou I’aluminium).

Il faut noter que la résistance statorique exprimée par I’équation 2-48 ne tient pas compte
de I’effet de peau, qui est généralement négligeable pour les bobinages classiques a fils ronds
(section des fils généralement faible) aux fréquences considérées.
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2.2.1.2 Au niveau du rotor

Au niveau du rotor, la matrice de résistance rotorique est exprimée dans 1’équation 2-7,
ou la résistance d’une barre rotorique et la résistance d’une portion d’anneau apparaissent. Pour
une barre rotorique de section « S.4_ » et de longueur « L, », la résistance « en courant continu »

ou « DC » est exprimée comme suit :

L,
"Scdy 2-49

Rppe =P

Les barres d’une cage rotoriques ont généralement une section considérable, I’effet de
peau ne peut donc pas étre toujours négligé (surtout du fait des harmoniques, si la fréquence

des courants rotoriques est importante), le coefficient d’effet de peau peut étre exprimé comme
suit [38] :

sinh(2.x) +sin(2.x)
" cosh(2.x)—cos(2.x) 2-50

szx

Tel que :

w
X = Hb.\/’l'[. g. fs.E b 2-51

P Rrotor-&r

Tel que : « Hy, » est la profondeur radiale d’une barre, « W, » est la largeur moyenne
d’une barre (en unité de longueur), « €. » est I’ouverture d’encoche rotorique en radians,
« Rpotor » €St le rayon du rotor, « g » est le glissement, « f¢ » est la fréquence des courants
statoriques.

La résistance « en courant alternatif » ou « AC » est donc :

RbAC = Kp' Rch 2-52

Il faut noter que de fagon générale, les machines a induction fonctionnent a des faibles
valeurs de glissement, et donc le facteur d’effet de peau exprimé dans 1’équation 2-50 est proche
de « 1 » pour les glissements faibles (faible fréquence rotorique fondamentale). Ce facteur tient
compte uniquement de I’harmonique fondamental du courant rotorique. On note que les autres
harmoniques, sont généralement a des fréquences beaucoup plus élevées, et peuvent avoir des
amplitudes importantes, et peuvent donc amplifier considérablement I’effet de peau.

La résistance d’une portion de ’anneau de court-circuit est géenéralement déterminée de
la méme maniere, avec la considération de « L, » : longueur de portion de I’anneau et « Sgp. »
comme section.

2.2.2 Calcul des inductances

Pour calculer les matrices inductances (dans la base naturelle) d’'une machine a induction
polyphasée, 1’approche par fonction de bobinage est utilisée [60].

91



Chapitre 2 : Modélisation de la machine a induction polyphasée

2.2.2.1 Notions sur la fonction de bobinage et de densité de conducteurs

La fonction de bobinage est un outil qui représente les contributions spatiales, c.a.d. les
caractéristiques géométriques de la machine, dans la création d’un champ tournant,
indépendamment des contributions temporelles dues a 1’alimentation. En d’autres termes, cet
outil permet d’étudier I’influence du bobinage adopté dans une machine, et de pouvoir I’adapter
en fonction de I’alimentation.

La force magnétomotrice FMM de la machine est issue d’une interaction entre le courant
du stator (harmoniques de temps) et la distribution des conducteurs de phases dans les encoches
(harmoniques d’espace). Pour cela on peut exprimer la FMM comme le produit scalaire d’un
vecteur courant (dans la base naturelle) et d’un vecteur fonction de bobinage comme suit :

Nph—l

frum (05, t) = Z in (t) W,(0) 2-53

n=0

Tel que : « Npp, » est le nombre de phases, « n » est I’indice d’une phase, W, (65) est la
fonction de bobinage de la phase « n » et « 6 » est I’angle géométrique du stator.

La Figure 2.3 illustre un exemple de représentation de distribution de bobinage dans un
stator a 5 phases, 20 encoches et 8 p6les. Le bobinage est dentaire & double couche, avec un
nombre d’encoches par pdle et par phase : « spp = 0.5 » (le stator utilisé¢ dans 1’étude par
Eléments-Finis présentée dans la section 1.2.6.1).

I Groupe de conducteurs présentant I'aller d’une phase (1/2 encoche)

I Groupe de conducteurs présentant le retour d’une phase (1/2 encoche)

s 1 I .
R N TR I
SNt L RN IRERRTERE Y
ez ‘TR N 1

phase1 ] I S I I o I I - I |

1
8poles m— 1

Figure 2.3 : Exemple de distribution des bobines dans un stator a 5 phases, 20 encoches et 8 pdles.

Dans cette représentation, chaque phase est constituée de 4 bobines (une bobine par
paire de poles), chagque bobine est constituée d’un groupe de conducteurs « aller » (en rouge),
positionné dans une demi-encoche, et un groupe de conducteurs « retour » (en bleu), inséré dans
la moitié de I’encoche adjacente (particularité de ce bobinage dentaire a double-couche). On
remarque que le principe de « circularité » entre les phases du bobinage est respecté.

Pour chaque bobinage, on définit le paramétre « indice de circularité » qui caractérise le
décalage (en nombre d’encoches statoriques) entre deux phases successives. On remarque que
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ce parameétre est : « ic = 1 » pour le bobinage de la Figure 2.3. Pour un bobinage ou « 2.spp »
est entier, ce paramétre peut étre exprimé comme suit :

Ns

le =N 7 2-54

Tel que : « Ng » est le nombre d’encoches statoriques, « N, » est le nombre de phases
et « p » étant le nombre de paires de poles.

Pour un bobinage polyphasé, on peut donc définir la notion de périodicité spatiale, qui
correspond au nombre minimal d’encoches que 1’on doit parcourir pour caractériser entierement
une phase du bobinage. De fagon générale, cette périodicité « Ng » se calcule comme suit :

I Ng
S pged(Ns,p) 2-55
Par exemple pour le bobinage étudié (Figure 2.3), la périodicité spatiale est :

20

— ——
NS - pgcd(20,4)

Les forces électromotrices des phases statoriques doivent étre déphasees entre elles de
« 2maiec/Nph », Une condition doit donc étre Vérifiée : I’indice de circularité « ic » doit étre
multiple du nombre d’encoches par période spatiale « N§ » divisé par le nombre de phases
« Nph »,

La Figure 2.4 illustre la fonction de bobinage correspondante a la représentation de la
Figure 2.3.

Phase 4
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/\
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Phase 1

Figure 2.4 : Fonction de bobinage du stator a 5 phases, 20 encoches et 8 pdles.

Pour chaque phase, on remarque que la fonction de bobinage est a sa valeur maximale
entre 1’aller et le retour d’une bobine (entre deux encoches adjacentes dans ce cas de bobinage),
et elle est a sa valeur minimale en dehors de cette zone. Cette fonction, dont la valeur moyenne
est nulle, peut étre exprimeée pour une phase « n » comme suit :

. 2
Wp(8s) = Wo(05 —n. lc-N_T:) 2-56
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Tel quen=0, 1, ... Npn-1. « W, (6;) » est donc la fonction de bobinage de la phase 1,
considérée comme référence. Pour les autres phases, la fonction « W,,(6;) » est donc obtenue
par un simple décalage spatial (en respectant la notion de circularité).

Une autre fonction peut caractériser le bobinage d’une machine électrique, c’est « la
fonction de densité de conducteurs : D, (65) » qui est définie comme suit :

1 dWp(0s)
a0, 2-57

Dn (95) =

RintS

Tel que « R, » est le rayon intérieur statorique. La fonction de densité de conducteurs
représente donc le nombre de conducteurs par unité de longueur pour une position angulaire
« 0s » dans la périphérie interne du stator. La Figure 2.5 illustre cette fonction pour le bobinage
de la Figure 2.3.

Par rapport a une phase donnée, on remarque que cette fonction est constante dans les
encoches qui contiennent les conducteurs de la phase, et elle est nulle en dehors de ces encoches.
La valeur créte de cette fonction, qui s’alterne en séquences positives et négatives, représente
le nombre de conducteurs d’une phase, contenus dans une demi-encoche, divisé par I’ouverture
d’encoche.

Phase 4

Phase 3

Phase 2

Phase 1

8 pdles
Figure 2.5 : Fonction de densité de conducteurs du stator a 5 phases, 20 encoches et 8 pdles.

Les fonctions de bobinage et de distribution de conducteurs, peuvent étre exprimées de
facon adimensionnelle, comme suit :

1
wy (85) = TMWn(Gs) 2-58
Rintg€s
dn(e) = TZS Dy, (65) 2-59

Tel que : «neqs » est le nombre de conducteurs par encoche statorique et « g5 » est
I’ouverture angulaire de I’encoche au stator.

En remplacant les expressions 2-57 et 2-58 dans 1’expression 2-59 :
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dwn (85)
dn(85) = & V:GS 2-60

2.2.2.2 Formulation matricielle

La fonction de densité de conducteurs peut étre représentée sous forme de matrice qui
comprend toutes les phases [61].

D= (dgs wdis d§i1> 2-61

—_—

Tel que dgs représente le vecteur de fonction de distribution des conducteurs de la phase
«n»surles « Ng » encoches statoriques (dimension du vecteur = Ny).

—_

De méme, la matrice de fonction de bobinage, contient les vecteurs colonnes wrlfs.

N N N
W= (wos - Wy S wNil) 2-62

Pour le cas du bobinage représenté dans la Figure 2.3, la matrice de distribution de
conducteurs peut s’écrire comme suit :

05 0 0 0 —05
-05 05 0 0 0
0 -05 05 0 0
0 0 -05 05 0
0o 0 0 -05 05
05 0 0 0 -05
-05 05 0 0 0
0 -05 05 0 0
0 0 -05 05 0
b—| 0 0o 0 -05 05
=~]los o 0 0 -05
-05 05 0 0 0
0 -05 05 0 0
0 0 -05 05 0
0o 0 0 -05 05
05 0 0 0 -05
-05 05 0 0 0
0 -05 05 0 0
0 0 -05 05 0
0o 0 0 -05 05

La matrice de fonction de bobinage peut étre obtenue par intégration discrete de la
matrice de densité de conducteurs D.

2.2.2.3 Meéthode de calcul des matrices inductances

Dans une machine a induction, aussi bien I’inductance d’une phase statorique que d’une
phase rotorique est composée de deux termes, un correspondant a la partie du champ
magnétique qui traverse I’entrefer (terme dit « magnétisant » avec I’hypothése d’un champ
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magnétique parfaitement radial dans ’entrefer), et I’autre correspondant a la partie du champ
qui reste dans le fer sous forme de fuites magnétiques [60]. La matrice d’inductance totale, lié
a un bobinage polyphasé de facon générale, peut étre exprimée comme suit :

L= Lmag + Liuite 2-63

Pour un bobinage a « Ny, » phases (placé dans le méme circuit magnétique : stator ou
rotor), I’inductance magnétisante s’écrit sous forme de matrice de dimension « Ny, X Npp, »

Lll L12 e L1N
L L “ L

Lmag = :21 22 . ?N 2-64
Lys Lnz o Lnn

L’inductance « L;; » entre les deux bobines «i» et «j», dépend du flux créé par la
bobine « i » et capté par la bobine « j ». En calculant ce flux, I’inductance peut étre déterminée.
Afin de calculer ce flux, le champ magnétique doit étre déterminé a base de la force
magnétomotrice, qui a son tour dépend de la longueur des lignes de champ dans I’entrefer. Du
point de vue magnétique, la longueur de I’entrefer est augmentée a cause de I’effet des encoches
au stator et au rotor pour une machine a rotor a cage, ce qui est représenté classiquement par le
coefficient de Carter, ce dernier peut étre déterminé comme suit [38] :

- Le coefficient de Carter au niveau du stator :

Ts

Kes =15, 2-65
_ Z.H.Rints

Ty == 2-66
_ Eps®

Vs = 5.e+Eps 2-67

Tel que : « K¢ » est le coefficient de Carter au stator, « 5 » est le pas d’encoche au
stator, « Ry, » est le rayon interne du stator, « Ng » est le nombre d’encoches au stator, « yg »

est un coefficient qui dépend de 1’ouverture d’encoche au stator et de I’entrefer, « E,g » est
I’ouverture d’encoche statorique en unit¢ de longueur, « e » est la longueur de 1’entrefer
mécanique.

- Le coefficient de Carter au niveau du rotor :

Tr

e 2-68
T. = 2.T.Rrotor
r Noar 2-69
_ Eor?
Vr = Sorno 2-70

Tel que : « K¢_» est le coefficient de Carter au rotor, « T, » est le pas d’encoche au rotor,
« Rpotor » €St le rayon du rotor, « Ny, » est le nombre d’encoches au rotor, « y,. » est un
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coefficient qui dépend de I’ouverture d’encoche au rotor et de I’entrefer, « E, . » est I’ouverture
d’encoche au rotor en unité de longueur, « e » est la longueur de I’entrefer mécanique.

- Le coefficient de Carter global est :

K. =K. K, 071
L’entrefer équivalent avec prise en compte du coefficient de Carter est alors :
-
e =K.e .72

En considérant que le champ dans I’entrefer est parfaitement radial (1D), I’induction
magnétique engendrée par la phase «i», sans tenir compte de I’effet de réluctance
(considération d’un entrefer constant équivalent), peut étre déterminée comme suit :

Bi(65) == Wy (6) i 273
« ij » étant le courant dans la bobine « i ».
Le flux capté par la bobine « j » est :
$;(8) = [T W;(85) Bi(85) Rin,. L, db 274

Tel que: « L, » est la longueur active de la machine et le terme « R, .L; dBg »
représente la surface élémentaire associée au flux magnétique.

En remplagant I’expression de I’induction engendrée par la bobine « i » :
$;(05) = 2 Rine L, iy [, Wi(05) Wi(6) db, 2.75
En utilisant les fonctions de bobinage adimensionnelles :
$;(05) = 2 Rine Ly iy Neanca; Jy - wiBs) wy(85) doy 2-76
Donc I’inductance « L;; » peut étre exprimeée comme suit :

2
Lij (95) = % Rintst ncdincdj fO T[Wi(gs) Wj(es) des 2-77

2.2.2.4 Calcul des inductances magnétisantes au niveau du stator et du rotor

Afin de calculer les matrices inductances magnétisantes au niveau du stator et du rotor,
I’expression de I’inductance dans 1’équation 2-77 peut étre utilisée (il est rappelé que le champ
d’entrefer est alors supposé radial). L’intégration peut se faire par le produit scalaire des
vecteurs de fonction de bobinage, par exemple 1’inductance mutuelle entre les deux phases »
i » et « j » du stator peut s’écrire comme suit :

— — 2T

_ Mo 2
Lij s RintSLz Neag WL-WJ-N_S 2-78
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Par conséquent la matrice de I’inductance magnétisante peut étre déterminée par le
produit matriciel base sur la matrice de fonction de bobinage « W ».

- Lamatrice d’inductance magnétisante au stator peut étre déterminée comme suit :

—_— 2 2n
Lspag = 57 Rint,Lz nea, We Ws . 2-79

S I
mag e s

Tel que W, est la matrice de fonction de bobinage statorique (déterminée par
I’intégration discréte sur le pas d’encoche de la matrice de densité de conducteurs).

- Au niveau du rotor la méme démarche est utilisée :

L

_ Ho 2 1 2
Tmag — o RrotorLz Nea, VV?*-%-Nbar 2-80

Le rotor étant modelisé comme un bobinage dentaire double couche (Figure 2.1), la
matrice W, peut étre déterminée par intégration discréte de la matrice D, cette derniére est de

dimension « Ny, X Ny, 4, » peut étre écrite comme suit :

0.5 0 = - —05]
|-05 05 =~ - 0 |
D,=| 0 -05 -~ =~ i |
o [ : : “ om0 J
0 0 e o 05

Le nombre de conducteurs considére pour une encoche rotorique « n.q_» est égal a 2,

car chaque encoche rotorique est remplie par deux demi-bobines rotoriques équivalentes
(Figure 2.1).

2.2.2.5 Calcul des inductances de fuite

L’inductance de fuite correspond aux lignes du champ magnétique qui se rebouclent
autour d’une encoche, et donc restent dans le fer et ne passent pas a I’entrefer. L’estimation de
ces inductances ne peut pas se faire avec la modélisation analytique de base mais par un calcul
complémentaire. Plusieurs méthodes ont été utilisées pour ce type de calcul [62], et la méthode
que ’on va adopter consiste a considérer que les lignes de champ sont perpendiculaires aux
faces de 1’encoche et se referment dans le fer de fagon a former un contour fermé autour des
conducteurs sources, comme illustré dans la Figure 2.6 [60][61].

(le.= +bs + Ps)-‘ss

Phase n Phase 0 ', |ignes de champ

b, |
d,, , N.sconducteurs Eos d,, o Ny conducteurs

Encoche m

o

Ps

n
|

Figure 2.6 : Modélisation du flux de fuite d’une encoche statorique.
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En considérant que les lignes de champ sont perpendiculaires a I’encoche, que la phase
0 dans la Figure 2.6 constitue la source, I’expression du champ magnétique H traversant
I’encoche « m » du stator est :

1 1
H = dnonealo (s + o) 21

Tel que : « dy, o » est la valeur de la fonction de densité de conducteurs de la phase 0
dans I’encoche « m », « I, » est le courant de la phase 0, « bg » est la hauteur du bec d’encoche
statorique, « pg » est la hauteur d’encoche statorique, « 8¢ » est I’angle de 1’encoche statorique.

L’expression du flux capté par un conducteur quelconque dans I’encoche « m » est

alors :
£5 = odmoNea. Lyl ( P +5) 2-82
¢ Mo m,0'tcds™z40 3(Rints+bs+Ps)-5s Eos
Le flux total capté par les conducteurs de la phase « n » placés dans 1’encoche « m » est
alors :

f,S — f,S — 2 Ds &
n” = dmn Neag P P-Odm,odm,nncdsl‘zlo (3(Rints+bs+Ps)-5s + Eos) 2-83

En divisant le flux par le courant, on obtient I’inductance de fuite mutuelle entre les
conducteurs des deux phases « 0 » et « n » placés dans I’encoche « m » :

fuite __ 2 Ds bs
ln,m = UOdm,Odm,nncdst (3(Rints+bs+ps)-5s + Eos> 2-84

L’inductance de fuite mutuelle totale entre deux phases « i » et « j» peut donc étre
exprimée comme suit :

fuite _ 2 1 Ps bs ) yNs 4Ns
lij uonCdS z (3(Rints+bs+ps)-5s + Eos dl ' d} 2-85

De fagon géneérale, la matrice d’inductance de fuite au stator peut donc étre déterminée
par le produit matriciel de Dy par sa transposee :

— 2 Ps ﬁ /
b e = Wb (s iy + ) B
On notera que I’exemple montré dans la Figure 2.6, la disposition des conducteurs
correspond plutdt aux machines double couches a bobinage dentaire (un bobinage concentré
autour des dents), donc dans chaque encoche deux différentes phases sont inserées. Si on prend
I’exemple du bobinage de la Figure 2.3 (dont la matrice D; est précisée a la fin de la section

2.2.2.2), le produit matriciel « D,". D¢ » est donc :

2 -1 0 0 -1
-1 2 -1 0 0
D,/.D;=|l0 -1 2 -1 0
T o 0 -1 2 -1
-1 0 0 -1 2
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Pour ce bobinage, le flux de fuite de la phase « 1 » par exemple, est capté par la phase
« 1 » elle-méme (ce qui correspond a I’inductance de fuite propre), et il est également capté par
les phases « 2 » et « 5 » (ce qui correspond aux inductances de fuites mutuelles). La phase « 1 »
n’a donc pas d’inductance de fuite mutuelle avec les phases « 3 » et « 4 », puisque ces deux
phases ne sont jamais insérées avec la phase « 1 » dans la méme encoche (voir la Figure 2.3).

Cette méthode de détermination de la matrice d’inductance de fuite est aussi valable
pour les bobinages a simple couche. Si on prend I’exemple d’un bobinage a 3 phases, a 6
encoches statoriques, avec un pas diamétral en simple couche, dont la matrice D est :

1 0 0 1
0 0 -1
1o 1 o
Ds=1-1 0 o
0 0 1
0 -1 0-
Le produit matriciel « Dy'. Ds » est donc :
2 0 0
D/'\Dg=10 2 0
0 0 2

On remarque qu’il n’y a pas de flux de fuite mutuels entre des phases différentes, (la
matrice d’inductance de fuite est une matrice diagonale), car chaque encoche ne contient que
les conducteurs d’une seule phase.

La matrice d’inductance de fuite rotorique peut étre déterminée de la méme maniere,
compte tenu de la modélisation de la cage par un bobinage dentaire a double couche équivalent,
chaque encoche rotorique peut donc étre représentée comme dans la Figure 2.6 (avec des
approximations de la géométrie).

2.2.2.6 Calcul des coefficients d’inductance mutuelle stator-rotor

L’inductance mutuelle entre une phase « n » du stator et une phase « k » du rotor, peut
étre exprimée en se basant sur 1’équation 2-77. Vu qu’il s’agit d’une phase au stator et d’une
autre au rotor, 1’angle mécanique « 0, » du rotor doit apparaitre dans la fonction de bobinage
de la phase « k » :

2
Lsr,n,k(em) = ? Rintst Neg Ned, fo T[Wn(es) wi (65 — 61) dbg 2-87

L’inductance mutuelle stator-rotor est caractérisée par une variation périodique en
fonction de I’angle mécanique du rotor « 8, », elle contient donc plusieurs harmoniques, dits
d’espace, comme illustré dans 1’équation 2-10, qui montre que chaque terme de la matrice
d’inductance mutuelle stator-rotor dans la base naturelle est une somme de plusieurs
harmoniques d’espace. Chaque harmonique d’inductance, est caractérisé par le coefficient
complexe « (Mg) » (exprimé dans 1’équation 2-11). Afin de calculer ces coefficients
complexes de I’inductance mutuelle, il est nécessaire de développer la fonction de densité de
conducteurs « d,(0s) » en série de Fourier [63]. Une fonction de densité de conducteurs,
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comme celle illustrée dans la Figure 2.5, pour une phase « n» donnée « d,(6s) », peut étre
écrite sous forme discrete (sur « Ns » encoches statoriques) comme suit :

Ng—1

21
d,(85) = Z dg,n- Ilg, (65 — qN—) 2-88
q=0 S

Tel que « dg, » est la distribution des conducteurs de la phase « n» dans I’encoche
«(q», et « IIg_ »est une fonction carrée, de largeur « &5 » (ouverture d’encoche), centrée sur
zero, et dont le développement en série de Fourier est :

+ o0

1 €\ .
I, (65) = Z —sin (vf) elvOs 2-89

v=—00

Le développement en serie de Fourier de la fonction de densité de conducteurs
adimensionnelle « d, (85) » peut donc étre exprimé comme suit :

+ o0 Ns—l
dn (65) E = sin (v E Qe "IN | elv0
nl9) = —sm(v—). qn-€ s |.e"s 2-90
v 2 ’
v=—o00 q=0

En utilisant 1’équation 2-60, on obtient la fonction de bobinage adimensionnelle
(développée en série de Fourier) :

teo 1 Ns—1 2T
) Es —jv.qi— Vo
v=—00 s q:O

Chaque harmonique d’espace de la distribution de bobinage est 1i¢ a un « facteur de
bobinage harmonique ». Ces facteurs de bobinages, peuvent étre calculés par une méthode
développée dans la publication [63]. Cette méthode consiste a écrire un facteur de bobinage
statorique « K. », li€ a ’harmonique «V », sous une forme complexe obtenue par la

transformee de Fourier discréte de la sequence « dg o » (phase 0) :

Ng—1

JVq
Wsy = Z dg,o-€ N 2-92

La fonction de bobinage « w,(8) » devient alors :

2T
wy(0s) = Z (WSO) Thvien Ns, Vs 2-93
v=—00
Tel que :
SS NS
(w so) " (VE)N—thwS,V 2-94
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En remplagant 1’équation 2-93 dans 1’équation 2-87, on obtient :

Ho
Lsr,n,k(em) = ? RintSLz Neg Neq,.-
+00 +o
2 -
T 3 —j.v.ic.n.ﬁ—n jve N —]ukNZ—T[ ju(65—8.) 2-95
(WS,O)V.e s.elVPs (Wr,o)u.e bar, @/4¥s™"m/) | 4@
85=0 vV=—00 u=-—oo

Dans I’équation 2-95, I’intégrale est toujours nul, sauf pour le cas ou « u=-v », dans ce
cas on obtient :

+ o0

Ko — - jv.(em—ic.n.ﬁ—nH(.Nz—n)
Lsr,n,k(em) = ? RintSLz Neg Neg, - 2. (Ws,o)v(wr,o)_v .€ s bar 2-96
v=—00
En prenant la partie réelle de I’équation 2-96 :
< 2 2
S i i
Lornk(Om) = Z 2 Real(Mg,), cos (Bm —i.n—+k. ) 2-97
o Ns Nbar
v=1
Tel que :
. £g . er
Yy — Ho Sln(v7) Ng SlH(V;) Npar _
Msr)v = 5 RinggLz NeagRea, 2052 K, =225 Ky 2-98
Tel que « K,,__ » est le facteur de bobinage rotorique :
. T
Ky, = sin (vg—) 2-99
Donc 1’équation 2-98 devient :
. £g . er
= _ Wo sm(v;) NS sm(v;) . i
(Msr)v E— RintS]-'z ncdsncerRWN_thwsjv J— sin (V Nbar) 2-100

Le développement a été fait de fagon générale pour une machine a induction qui génére
des harmoniques d’espace « v » (v : nombre entier). Or, comme expliqué dans la section 2.1.2.4
(plus précisément 1’équation 2-24), pour un bobinage ayant un nombre entier d’encoches par
paire de pbles et par phase, c.a.d. 2.spp = entier (incluant les bobinages fractionnaires
particuliers comme spp = 0.5, 1.5 ...), les harmoniques d’espace générés sont des multiples du
nombre de paires de poles, donc « v » est remplacé par « v.p » dans 1’équation 2-100 :

esm(v.p)? Nph Wsyv grm(v.p)®

sin (v.p = ) 2-101

7y Ho
(Msr)vp R RintSLz ncdsncdrzn N
bar

Dans les cas ou les ouvertures d’encoches statoriques « &g » et rotoriques « g, » sont
négligeables :
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50 => sin(v.p.g) R 1
€ - em(v.p)? 2m(v.p)
Donc la formule 2-101 peut étre simplifiée comme suit :
(Mgp)vo = =2 Ripe L, Neg.n N Koy sin (V p— ) 2-103
sr/vp of ‘vintgHz Hedstedr 5o Nph "(vp)?” " Npar

Par ailleurs, c’est cette derniére formule simplifiée (considérant les ouvertures
d’encoches négligeables) que 1’on retrouve dans la publication [56] (partie Annexe).

2.3 Applications

Dans cette application, 1’objectif est de valider les formules de calcul des courants
rotoriques (équations : 2-34 a 2-38), du couple moyen (équations : 2-41 a 2-44) et de la
démarche de détermination des composantes pulsatoires du couple (équations :2-45 et 2-46,
Table 2.3 et Table 2.4), sur un exemple de machine triphasée classique (1’utilisation d’une seule
séquence d’alimentation). Les parametres (résistances et inductances) de la machine sont
calculés grace a la démarche abordée dans la section précédente (2.2). La validation est faite
par la comparaison des résultats de la démarche analytique avec des résultats de simulation par
Eléments-finis. Toutes les simulations par Eléments-Finis sont faites sur le logiciel « Ansys
Electronics » (Maxwell), avec des courants statoriques sinusoidaux imposes. Le logiciel E-F,
permet la prise en compte de la saturation du matériau magnétique (possibilité de considération
d’un matériau ferromagnétique avec caractéristique B(H) non linéaire).

2.3.1 Application sur machine a induction a 3 phases
2.3.1.1 Caractéristiques et géométrie de la machine

La géométrie de la machine a induction triphasée choisie est illustrée dans la Figure 2.7.

Figure 2.7 : Géométrie et schéma de bobinage de la machine a induction a 3 phases.
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Les caractéristiques générales de cette machine sont :

- Nombre de phases, Nph = 3;

- Nombre d’encoches statoriques, Ns = 36;
- Nombre de barres, Npar = 48;

- Nombre de paires de poles, p1 = 2;

- Courant nominal, Is = 325 Acrate;

- Couple nominal, T=72 N.m.

La fonction de densité de conducteurs de cette machine pour la phase « 1 » sur une paire
de péles est la suivante :

D,,=[05 1 1 05 0 00 00 —05 -1 -1 —05 0 0 0 0 0]

Il s’agit d’un bobinage distribué a double couche, a pas diamétral raccourci (avec un
raccourcissement de 8/9), ayant 3 encoches par p6le et par phase « spp = 3 ».

La Table 2.5 illustre les dimensions de la machine a induction triphasée au niveau du
stator et du rotor.

Dimensions globales Valeur Dimensions des encoches Valeur

Rayon extérieur du stator | 100 mm | Ouverture d’encoche au stator | 2.6 mm

Rayon intérieur du stator | 62.5 mm | Hauteur d’encoche au stator | 16.6 mm

Longueur d’entrefer 0.5mm | Ouverture d’encoche au rotor | 1.1 mm

Longueur active 120 mm Hauteur de barre rotorique 16 mm

Section de barre rotorique 43 mm?

Table 2.5 : Dimensions de la machine a induction triphasée.

2.3.1.2 Paramétres calculés analytiguement

Afin de calculer les courants rotoriques (équations : 2-34 a 2-38) et le couple moyen
(équations : 2-41 a 2-44), les matrices nécessaires sont :

- Matrice résistance rotorique
- Matrice inductance rotorique
- Matrice inductance mutuelle stator-rotor

Pour la matrice de résistance rotorique (équation 2-7), la résistance d une barre rotorique
doit étre déterminée. L’équation 2-49 permet de calculer la résistance DC :
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Rp,. = 1.36 x 10740

Comme expliqué dans la section 2.2.1.2, la résistance d’une barre rotorique est impactée
par I’effet de peau, le facteur d’effet de peau (qui multiplie la résistance DC pour obtenir la
résistance AC) est calculé par 1’équation 2-50. Ce facteur dépend de la fréquence rotorique (et
donc du glissement). La Figure 2.8 illustre la variation de ce facteur « K, » (et de la résistance
AC «Rp,. = K, Ry, »), en fonction de la fréquence rotorique (pour une fréquence statorique
de 50 Hz). 1l faut noter que ce facteur d’effet de peau ne tient compte que de 1’harmonique
fondamental du courant rotorique, « K, » ne refléte donc pas parfaitement I’effet de peau réel
dans les barres, puisque les harmoniques du courant rotorique, généralement pulsant a des
fréquences élevees, peuvent avoir des amplitudes considérables, ce qui exacerbe 1’effet de peau.
Pour la plage de glissement considérée dans cette application (inférieure a 2%), la fréquence
rotorique fondamentale est généralement faible, ce facteur est donc proche de « 1 » pour les
points de fonctionnement étudiés (section 2.3.1.5).

Skin effect factor
Bar resistance AC (Ohm)

0 10 20 30 40 50
Rotor frequency (Hz)

Figure 2.8 : Facteur d’effet de peau, et son impact sur la valeur de la résistance de barre AC, pour la machine
triphasée a 48 barres.

La résistance d’une portion d’anneau de court-circuit est de :
R = 1.27x107°Q
On remarque qu’elle est négligeable devant la résistance d’une barre rotorique.

La matrice d’inductance rotorique magnétisante (sans tenir compte des inductances de
fuites), est déterminée par 1’équation 2-80 (Matrice de dimension « Ny XNy, ») :

202 —43 - —43
L, = —?.3 232 —4:1.3 <10-8 1
—43 - —43 202

La matrice d’inductance de fuite rotorique est déterminée grace a 1I’approche détaillée
dans la section 2.2.2.5 (méme approche pour le stator et le rotor) :
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62 -31 0 0 —3.1
31 62 -31 0 0
0 _
Criuite | o |¥1077H
0 0 -31 62 -31
31 0 0 -31 62

L’inductance de fuite d’une portion de 1I’anneau de court-circuit est de :
Lo, = 1.38x107°Q

Comme pour la résistance, 1’inductance de fuite d’une portion de I’anneau est
négligeable devant I’inductance de fuite d’une barre rotorique.

Harmonique 1p 3p 5p p 9p 11p 13p 15p 17p 19p
d’espace
K Weo 093+ | 05+ | 009+ |-002-| 0 | -0.02 | 0.09- 05- 0.93- | 0.93+
SV 0.16i 0.29i 0.11i 0.06i + 0.11i 0.29i 0.16i 0.16i
0.06i
K 0.95 0.58 0.14 0.06 0 0.06 0.14 0.58 0.95 0.95
s,V

Coefficient 92+ | 161+ | 016+ | -003-| O -0.01 | 0.04- | 0.14- | 0.18- 0.1+

complexe 1.62i 0.93i 0.2i 0.07i + 0.04i 0.08i 0.03i 0.02i
(Msr)vp [HH] 0.03i
Module : Msr,, 9.35 1.85 0.26 007 | 0 0.04 0.06 0.17 0.18 0.11
[uH]

Angle : @, , 0.174 | 0524 | 0873 | -1.92 | 0 | 1.92 | -0.873 | -0.524 | -0.174 | 0.174
[rad]

Table 2.6 : Valeurs de K/VZ, et de (Mg;)yp avec leurs modules pour la machine triphasée a 48 barres.

Les coefficients d’inductance mutuelle stator-rotor sont déterminés par 1’équation
2-101. On remarque que les facteurs de bobinage harmoniques complexes
« Ky, , », définis par I’équation 2-92, sont nécessaires pour la détermination des coefficients

d’inductance mutuelle « (Mg )yp». La Table 2.6 montre les facteurs de bobinage harmoniques

ainsi que les coefficients d’inductance mutuelle. Il faut noter que pour ce bobinage les
harmoniques d’espace de rang pair ne sont pas générés en raison de 1’anti-périodicité de la
distribution du bobinage (on peut parler de bobinages équilibrés réguliers dans ce cas [64]).
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2.3.1.3 Simulations Eléments-Finis

La machine est alimentée par un courant sinusoidal, de fréquence « fs = 50 Hz » et
d’amplitude « Is = 80Acrate » (25% du courant nominal). Toutes les simulations E-F sont faites
sur le logiciel Maxwell en mode transitoire avec rotation imposee au niveau du rotor, avec des
courants statoriques imposés. Dans ce cas d’alimentation, la fréquence statorique étant de 50

. A , . . fs.60
Hz et le nombre de paires de pbles étant deux, la vitesse de synchronisme est de « Qg = *— =

1500 tr/min », la vitesse mécanique du rotor dépend donc du glissement imposé « g » comme
paramétre d’entrée dans le modéle Maxwell, tel que « Qpeca = Qs. (1 — g) », avec g compris
entre Oet 1.

Compte tenu de la non prise en compte de la saturation magnétique dans la modélisation
analytique, les résultats E-F utilisés pour la validation de 1’approche analytique ont été obtenus
avec la considération d’un matériau linéaire (utilisé pour le stator et le rotor) dans le modele E-
F Maxwell.

Avec le modéle E-F-linéaire Maxwell de cette machine, deux types de simulation ont
été faits :

- Simulations paramétriques avec variation de glissement « g », afin de déterminer la
variation du couple moyen en fonction du glissement. Ces simulations nécessitent
d’importants efforts calculatoires (plusieurs points de fonctionnement), la fréquence
d’échantillonnage est donc relativement réduite (20 fois la fréquence des courants
statoriques, 1000 Hz dans ce cas).

- Simulations sur un seul point de fonctionnement (une seule valeur de glissement),
avec pas de temps d’échantillonnage fin (Dans cette application, fréquence
d’échantillonnage de 40 000 Hz). Ces simulations ont pour objectif la détermination
de signaux fins du courant rotorique et du couple (pour une analyse harmonique
précise). Il peut étre noté que cette simulation a nécessité plusieurs dizaines d’heures
de calcul, utilisant un ordinateur muni d’une RAM de 256 GB et de deux processeurs
de la famille « Intel® Xeon® E5 v4 » (16 cceurs avec frequence de base de 2.10 Hz).

Le maillage utilisé dans le modéle éléments-finis de la machine a 3 phases est illustré
dans la Figure 2.9, et ses paramétres sont détaillés dans la Table 2.7.

Figure 2.9 : Maillage utilisé dans le modele E-F-linéaire de la machine a 3 phases.
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Partie de la Surface [mm?] Nombre d’éléments du Surface moyenne par élément
machine maillage [mm?]
Fer statorique 3833.6 (1/4 de 2189 3.3
machine)
Fer rotorique 22443 (1/4 de 4435 15
machine)
Une barre 43.3 410 6.2 x 102
rotorique

Table 2.7 : Paramétres du maillage utilise dans le modele E-F-linéaire de la machine a 3 phases

2.3.1.4 Calcul des courants rotoriques

Avec une machine triphasée, une seule séquence d’alimentation est possible : « la
séquence 1 ». Selon I’équation 2-24, dans une machine triphasée, la sequence statorique « u=1 »
génére dans les courants rotoriques I’ensemble d’harmoniques : Fy=p{1, -5, 7, -11, 13, -17,
19...}, avec les harmoniques pairs nuls pour le bobinage choisi dans cette application. Les
harmoniques du courant rotorique induits par les harmoniques spatiaux d’ordre « v.p » ont pour
fréquences : « frop qui sont déterminées selon 1’équation 2-25.

Maxwell Rotor current

200

150

100

50

Ir (A)
o

-100

-150

-200 I i [ ‘ h
1 1.2 1.4 1.6 1.8
Time (s)

Figure 2.10 : Une période de courant rotorique pour la machine a induction triphasée (résultats E-F Maxwell
avec matériau linéaire).

Les fréquences « frop » dépendent du glissement (vitesse mécanique du rotor). Afin de

valider la démarche analytique de calcul des courants rotoriques (section 2.1.3.1), un seul point
de fonctionnement a été simulé sur Maxwell, avec une seule valeur de glissement « g =2% »
donc une vitesse mécanique de « 1470 tr/min ». La variation du courant rotorique sur une
période est illustrée dans la Figure 2.10.
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La Table 2.8 montre la comparaison entre les amplitudes du courant rotorique
déterminées par 1’équation 2-34, et celles provenant de 1’analyse harmonique du courant
rotorique calculé par Maxwell (Figure 2.10).

Rang d’harmonique 1p S5p | 7p | -11p | 13p | -17p | 19p

Fréquence [Hz] 1 295 | -293 | 589 | -587 | 883 | -881

Amplitude Maxwell [A] 100.2 | 149 | 39 | 36 | 41 | 301 | 129

Amplitude Equation 2-34 [A] | 399.4 | 121 | 31 | 1.3 | 21 | 75 5

Table 2.8 : Harmoniques du courant rotorique pour la machine a induction triphasee.

Au niveau des fréquences, les calculs analytiques concordent avec les résultats E-F-
linéaire. Cependant, en ce qui concerne les amplitudes, on remarque une différence sur les
ordres de grandeur entre calculs analytique et résultats E-F-linéaire. On remarque que
I’approche analytique tends a surestimer ’amplitude du fondamental, et a sous-estimer les
amplitudes des autres harmoniques du courant rotorique.

Cela est probablement di a la modélisation théorique de la cage par un bobinage a
double couche équivalent (voir la Figure 2.1), ce qui assume que chaque barre est traversée par
deux courants différents (deux phases rotoriques liées a deux boucles de courant différentes),
ce qui n’est pas le cas dans la modélisation E-F plus réaliste (ou chaque barre est traversée par
un courant unique).

On note que cette approche théorique de modélisation de la cage rotorique est largement
utilisée dans les travaux scientifiques sur les machines a induction, on cite par exemple les
références [56][57].

Malgré ces écarts sur les amplitudes de courant rotorique pour cette application, les
résultats de calculs analytiques du couple moyen, basés sur cette approche, concordent avec les
résultats E-F-Linéaire, comme cela sera montré dans la prochaine section.

2.3.1.5 Détermination de la caractéristique couple moyen en fonction du glissement

La Figure 2.11 illustre la caractéristique du couple en fonction du glissement (entre 0 et
2%), donc avec une vitesse mécanique entre 1500 tr/min (pour « g = 0 ») et 1470 tr/min (pour
« g =2% »).

Les résultats E-F-linéaire selon le modele Maxwell (courbe rouge) ont éte obtenus gréce
a des simulations paramétriques en variant le glissement (la vitesse mécanique du rotor pour
une fréquence statorique fixe de 50 Hz). Ces résultats ont été obtenus pour 21 points de
fonctionnement (20 valeurs de glissement), donc avec un pas de glissement de 0.1%. Pour
chaque simulation (20 au total), 30 périodes statoriques (soit une durée de 30 x 20 ms) ont eté
simulées, avec une fréquence d’échantillonnage de 20 fois la fréquence des courants statoriques
(20 x 50 Hz), ce qui fait 600 points de calcul par simulation. En effet, plusieurs périodes
statoriques doivent étre simulées avant d’atteindre le régime établi numérique, pour une
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machine a induction le régime transitoire numérique étant long (atteignant 28 périodes
statoriques pour un glissement de 2%, avec « fs = 50 Hz » pour la machine considérée). Le total
des points simulés pour obtenir la caractéristique couple/glissement de la Figure 2.11 est donc
de « 600 x 20 = 12000 points », ce qui nécessite d’importants efforts calculatoires (environ 24
heures de calculs avec les ressources informatiques utilisées).

Cependant, avec la modélisation analytique (la courbe en bleu sur la Figure 2.11), les
résultats sont instantanément obtenus. On remarque que les deux courbes ont la méme pente a
’origine, et qu’un écart commence a apparaitre a partir du point ou « g = 0.2 ». Sur le point &
couple maximum « g = 1.8% », cet écart est de 6.5% (la différence divisée par le couple
maximum des résultats E-F-linéaire). Méme si le calcul numérique E-F Maxwell est effectué
avec I’hypotheése d’un matériau linéaire, la démarche analytique suppose des hypothéses
simplificatrices supplémentaires (champ d’entrefer parfaitement radial 1D, effet d’encoches
non pris en compte, estimation théorique des inductances de fuites rotoriques, non prise en
compte de I’effet de peau di aux harmoniques supérieurs dans les barres).

De fagon générale, la modélisation analytique (avec I’utilisation des équations 2-41 a
2-44 pour le couple moyen), nous permet d’interpréter 1’évolution du couple moyen en fonction
du glissement, avec estimation de la contribution de chaque harmonique d’espace généré dans
le couple moyen. Pour ce cas de machine, I’harmonique fondamental « v = 1 » contribue a
presque 100 % du couple total, les autres harmoniques d’espace, n’ont quasiment aucun effet
sur le couple moyen total de la machine, comme montré dans la partie (B) de la Figure 2.11, ou
la courbe bleu (couple total) est quasiment superposee a la courbe orange (couple développé
par le 1°" harmonique).

{A) : Comparaison between E-F and Analytical results #g) : Analytical torque with harmonics contribution
‘ ‘ ' Total Torque
g B— 141 Torque produced by V=1
Torque produced by V=-5
12 Torque produced by V=7
Analytical Torque 10 Torque produced by V=-11
E Maxwell Torque ’é‘ Torque produced by V=13
z =
3 ]
& g 6
© e,
2
0
2 ! * 2 L . L L
0 0.5 1 1.5 2 0 20 40 60 80 100
slip (%) slip (%)

Figure 2.11 : Caractéristique couple-glissement pour la machine a induction triphasée a 48 barres.
(A) : comparaison entre calcul analytique, avec considération de « v = 1 a 40 », et résultats E-F-linéaire, (B) :
calcul analytique pour glissement de 0 a 100%.

Pour déterminer quels sont les parametres de la machine qui impactent le point a couple
maximal, donc la valeur du couple maximal et la fréquence rotorique qui lui correspond (en
sachant que la fréquence rotorique est proportionnelle au glissement), il faut analyser 1’équation
qui exprime le couple pour I’harmonique « V = u = 1 » avec « fr,, = 8.fs» Avec «v >0»
«fr, > 0», cet harmonique (fondamental), correspond donc a 1’équation 2-41. En remplacant

les équations 2-34 (amplitude du courant rotorique) et 2-35 (angle du courant rotorique) dans
1I’équation 2-41, on obtient :
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couple maximal « Ty, max » peuvent étre déduites :

Tayp
Orypopt = L, 2-105
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N5p- Ny 1
Tup max — 2 8 =. p-u. Iszu- Msrlzlp- 2L 2-106

Tayp

Tel que : « Wryp opt = Bopt- 2Tfs », € Gopr » étant le glissement correspondant au couple

maximal (1.8% pour cette application). Cette pulsation rotorique fondamentale est donc
proportionnelle a la résistance rotorique cyclique liée au plan de Concordia rotorique n° « u.p »
(voir section 2.1.2.1), et inversement proportionnelle a 1’inductance rotorique cyclique liée au
méme plan.

Le couple maximal peut étre exprimé différemment, en faisant intervenir 1’inductance
cyclique statorique « Ly, » liée au plan de Concordia statorique n° « u » :

2 2
T _ Nph' Npar Sr'up

upmax =~ g DU, L T 2-107

Sau’ “Taup

Or, le coefficient de dispersion de Blondel, lié I’harmonique d’espace « U.p », est défini
comme sulit :

M 2
Oup=1——2 2-108
Lsey: Lreq
La formule 2-107 devient alors :
N2,.Np
Tupmax = — g P01, Ly, - (1 = 0up) 2-100

Le facteur de dispersion de Blondel représente le couplage entre le stator et le rotor,
tenant compte de 1’harmonique d’espace principal « u.p ». Si on considére que ce couplage est
parfait, ce facteur est nul :

NZ,. Ny
Tup max = pTar. p-wlZ, L, 2-110
Selon 1’équation 2-79 qui exprime I’inductance magnétisante au stator, et en appliquant
la transformation de Fourier de la fonction de bobinage statorique (équation 2-93), I’inductance
statorique cyclique « Ly, » liee au plan de Concordia statorique n° « u », est proportionnelle a

2
KWs,u

(up)?
efficace donné, sous la séquence « u », le couple maximal peut étre exprimé (en relation de
proportionnalité) comme suit :

« ». Pour une machine a induction a un nombre de phases donne, alimentée un courant
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2
KWs,u

u.p

2-111

Ty max ~

2.3.1.6 Analyse du couple pulsatoire

La Figure 2.12 illustre un apercu de la variation temporelle du couple résultant de la
simulation E-F-linéaire, pour la machine triphasée, ainsi que 1’analyse du contenu harmonique
du couple.

15 Maxwell Torque 0.45 FFT of Torque
X 1176 1
o4 Y 04487 | |X3528
. Y 0.4355
0.35
10 M M by 03
£ o/ E
z T 025 X 2352
o E Y 0.2013
=3 5 02
° £
5 0.15
01
. . 0.05
0.942 0.944
. . ‘ i Ll Al
0.94 096 098 1 0 2000 4000
Time (s) Frequency (Hz)

Figure 2.12 : Variation temporelle du couple selon le modéle E-F-linéaire, pour la machine triphasée a 48 barres,
avec analyse du contenu harmonique.

Ces résultats ont été obtenus a I’issue d’une simulation avec une fréquence
d’échantillonnage de 40 000 Hz, ce qui représente un pas de temps tres fin, afin de pouvoir
identifier précisément les composantes pulsatoires du couple. Cette simulation a été faite pour
un courant statorique de 80 A (25% le courant nominal), une fréquence « fs = 50Hz », et une
vitesse mécanique de 1470 tr/min (correspondant a un glissement de 2%).

Comme on peut remarquer dans la Figure 2.12, il y a trois composantes principales du
couple pulsatoire aux fréquences : 1176, 2352 et 3528 Hz. Pour comprendre 1’origine de ces
composantes pulsatoires, il est nécessaire de déterminer les interactions entre les harmoniques
d’espace (ceux qui sont répartis sur les mémes plans de Concordia statorique et rotorique).

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 O

0o 0 O (o} Qa 0 ] 3 O (o} {9} Q Q 0 O (i} {9} 0 Q 9 O (i} 0 Q Q 0
21 15

39

23 19 17 13
25 29 31 35
a7 43 41 37

‘:I (1,2) vector [] (2,2) matrix
|:| (2,1) vector I:‘ (1,1) scalar

Figure 2.13 : Répartition des rangs des harmoniques d’espace au sein des 23 plans et deux droites rotoriques, 1
plan et 1 droite statorique dans la matrice Lsrag (©) pour la machine triphasée a 48 barres, a 2 paires de pdles.
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La Figure 2.13 illustre la distribution des harmoniques d’espace sur la matrice
inductance mutuelle stator-rotor découplée (dans la base de Concordia) Lsraﬁ(e). Pour

simplifier 1’écriture, les harmoniques « Vv.p » sont représentés par les valeurs de « v » dans la
figure (avec « v < 50 »). Tous les harmoniques avec « v » pair sont nuls compte tenu de la
distribution antisymétrique du bobinage.

La premiére ligne, indexée « 0 », dans la Figure 2.13 correspond a la composante
homopolaire statorique de dimension « 1», dont les harmoniques d’espace (multiples du
nombre de phases) ne sont pas excités car la machine est alimentée par un systeme équilibré de
courants statoriques sinusordaux.

La ligne indexée « 1 » correspond au seul plan o-p statorique. On remarque que les
harmoniques d’espace (non multiples de 3) se répartissent uniquement sur les cases
correspondantes a I’intersection de I’unique plan a-f statorique avec les plans o-f3 rotoriques :
n°2, 10, 14 et 22. Dans chacune de ces 4 cases, plusieurs harmoniques d’espaces sont
superposés, et donc comme expliqué dans la section 2.1.3.2, chaque groupe d’harmoniques
superposés dans la méme case, génere des pulsations de couple.

L’équation 2-45 et la Table 2.3, permettent de calculer précisément la fréquence de
chaque composante pulsatoire du couple, générée a cause de I’interaction de deux harmoniques
(un de I’inductance mutuelle et I’autre du courant rotorique) répartis sur le méme plan rotorique.
La Table 2.9 montre ces fréquences dues aux différentes interactions possibles (pour « v <
50 »). Dans cette table, on remarque que chacune des trois fréquences principales qui
apparaissent dans 1’analyse harmonique du couple résultant de la simulation E-F-linéaire
(Figure 2.12), est due a diverses interactions entre harmoniques d’espace (de I’inductance
mutuelle) et harmoniques de temps (du courant rotorique).

rotor : 10
1p 23p 25p 47p 49p 5p 19p 29p 43p
1p 0 1176 | 1176 | 2352 | 2352 5p 0 1176 | 1176 | 2352
23p 1176 0 2352 | 3528 | 3528 | 19p | 1176 0 2352 | 1176
25p 1176 | 2352 0 3528 | 1176 | 29p | 1176 | 2352 0 3528
47p | 2352 | 3528 | 3528 0 4704 | 43p | 2352 | 1176 | 3528 0
49p | 2352 | 3528 | 1176 | 4704 0
rotor 14 e
m 17p 31p 41p 11p 13p 35p 37p
P 0 1176 | 1176 | 2352 11p 0 1176 | 1176 | 2352
17p 1176 0 2352 | 1176 13p | 1176 0 2352 | 1176
31p 1176 | 2352 0 3528 35p | 1176 | 2352 0 3528
41p | 2352 | 1176 | 3528 0 37p | 2352 | 1176 | 3528 0

Table 2.9 : Fréquences des composantes pulsatoires du couple, générées a cause de I’interaction entre les
harmoniques au rotor, pour la machine triphasée a 48 barres.

Pour les trois fréquences de couples pulsatoires identifiées dans la Table 2.9, I’équation
2-45 permet de calculer analytiquement 1’amplitude de la pulsation (pouvant résulter de la
superposition de plusieurs interactions comme le montre la Table 2.9). La Table 2.10 illustre la
comparaison entre les amplitudes determinées analytiquement et par Eléments-Finis. On
remarque que le modele analytique sous-estime les amplitudes de pulsations de couple par
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rapport aux resultats du modele Eléments-finis, le pourcentage d’erreur augmente de plus en
plus pour les fréquences élevées (harmoniques d’espace de rangs élevés). Comme mentionné
précédemment, les hypothéses simplificatrices prises pour le modeéle analytique (champ
d’entrefer radial, saillances non prises en compte, estimation théorique des fuites, résistances
rotoriques DC) peuvent expliquer cet ecart.

Fréquence | Amplitude E-F-linéaire | Amplitude analytique

1176 Hz 0.450 N.m 0.114 N.m
2352 Hz 0.201 N.m 0.008 N.m
3528 Hz 0.431 N.m 0.028 N.m

Table 2.10 : Comparaison entre amplitudes de composantes pulsatoires du couple, déterminées analytiquement et
par Eléments-Finis, pour la machine triphasée a 48 barres.

En se basant sur la Figure 2.13, avec 48 barres, plusieurs superpositions d’harmoniques
d’espaces apparaissent, ce qui génere d’importantes composantes pulsatoires du couple. La
technique classique pour les atténuer consiste a incliner le circuit rotorique ou statorique. Sinon,
sur la base de I’analyse ici proposée, il apparait que ces interactions pourraient étre
théoriquement annulées en changeant le nombre de barres. Ainsi avec un rotor a 49 barres au
lieu de 48, tous les harmoniques d’espace (considération de « v < 50 ») sont séparés et aucune
interaction entre eux n’est possible, comme le montre la Figure 2.14.

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24
0 O 0 0 0 (O —] 3 21 -0 0 (] 0 00 0 0--33 -~ 0 15 39 0 0 0 0

1 49 25 1 23 47 O 0 0 05 290 08 19 a30 030 S0 AT Al 00 Q 0 0 35 11 13 37

D (1,2) vector D (2,2) matrix
D (2,1) vector D (1,1) scalar

Figure 2.14 : Répartition des rangs des harmoniques d’espace au sein des 24 plans et 1 droite rotorique, 1 plan et
1 droite statorique, dans la matrice Lsrqg (8) pour la machine triphasée a 49 barres.

La Figure 2.15 illustre la comparaison entre le couple développé avec 48 barres et celui
développé avec 49 barres. On remarque qu’avec 49 barres avec : les résultats E-F-linéaire (a
gauche de la figure) et le calcul analytique (a droite de la figure). Les ondulations ont presque
disparu avec 49 barres (légéres ondulations, sur la courbe E-F-linéaire, probablement dues aux
effets d’encochage pris en compte par Maxwell). Ceci resulte de la répartition des harmoniques
d’espace sur différents plans a-f rotoriques, ce qui est mis en évidence dans la Figure 2.14. Les
résultats du calcul analytique montrent également la différence entre 48 et 49 barres en matiere
de pulsations de couple. En comparant entre les courbes, le facteur d’ondulation du couple avec
48 barres et plus important avec les résultats E-F-linéaire, cela étant di a la sous-estimation des
amplitudes avec I’approche analytique (comme montré dans la Table 2.10).
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Maxwell Torque
: ;

G

48 bars
49 bars

15 Analytical torque

49 bars
48 bars

101

Torque (N.m)
Torque (N.m)

0.94 0.941 0.942 0.943 0.944 0.945 0 1 2 3 4 5
Time (s) Time (s) %1073

Figure 2.15 : Comparaison entre le couple développé avec 48 barres et 49 barres rotoriques — Résultats E-F-
linéaire (a gauche) et calcul analytique (a droite).

Ces résultats sont en accord avec les regles sur les choix du nombre de barres pour une
machine a induction triphasée dans la littérature [39], détaillées dans la section 1.2.6.1. En effet,
selon ces regles, pour une machine a 36 encoches statoriques a 2 paires de poles, le nombre de
barres 48 présente un couple parasite important, susceptible de géner la phase de démarrage
dans le cas d’une alimentation électrique directe sur un réseau triphasé pour un bobinage
classique, c’est-a-dire distribué a épanouissement polaire (référence [39], chapitre 7), ce qui est
expliqué grace a I’approche proposée.

Cependant, ces régles ont été établies pour les machines triphasées avec des bobinages
a pas diamétral classiques. Pour une machine a induction avec un nombre de phases dépassant
3, et dont le bobinage n’est pas forcément a pas diamétral, ces régles ne sont plus directement
utilisables. C’est dans ce contexte que 1’approche d’analyse de répartition des harmoniques
d’espace dans la base découplée de Concordia se révéle utile. En particulier, elle permet, pour
un bobinage statorique donné (caractérisé par le nombre de phases, d’encoches et de pdles), de
choisir des nombres de barres favorisant la réduction des pulsations de couple, ce qui sera mis
en évidence dans la deuxiéme application sur une machine a induction a 5 phases.

Pour conclure par rapport a cette application sur machine triphasée, si on considere
uniquement le couple moyen (Figure 2.11), le rotor peut étre modélisé par un circuit diphasé
équivalent (plan de Concordia contenant I’harmonique d’espace fondamental), comme c’est le
cas pour la démarche classique. Cependant, cette réduction de la dimension rotorique (de
« Npar » @ 2) ne permet pas d’analyser les pulsations du couple, ou divers circuits diphasés
équivalents doivent étre considérés. Par exemple pour la machine triphasée a 48 barres étudiée,
les plans de Concordia qui doivent étre considérés pour 1’analyse du couple pulsatoire sont au
nombre de 4 : plans n°2, 10, 14 et 22 (selon la Figure 2.13). La dimension rotorique dans ce cas
est reduite de « Npar = 48 » & « 8 » grace a la modélisation dans la base découplée de Concordia.

2.3.2 Application sur une machine a induction a 5 phases
2.3.2.1 Caractéristiques et géométrie de la machine

Pour cette application, le méme cas d’étude présenté dans la section 1.2.6.1 est
considéré. La géométrie de la machine est illustrée dans la Figure 2.16.
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Figure 2.16 : Géométrie et schéma de bobinage de la machine & induction & 5 phases (Stator fixe).

Les caractéristiques générales de cette machine sont :

- Nombre de phases, Nph =5 ;

- Nombre d’encoches statoriques, Ns = 20 ;

- Nombre de barres, Npar = 13, 18, 35, 64, 65 ;
- Nombre de paires de poles, p1 =4 ;

- Courant nominal, Is = 400 Acréte ;

Le bobinage est de type dentaire a double couche, avec un nombre d’encoches par pole
et par phase : « spp = 0.5 ». La fonction de densité de conducteurs de cette machine pour la
phase « 1 » sur une paire de poles est la suivante :

D1p=[0.5 —-05 0 0 0]

Dimensions globales Valeur Dimensions des encoches Valeur
Rayon extérieur du stator | 130 mm | Ouverture d’encoche au stator 3mm
Rayon intérieur du stator | 90 mm Hauteur d’encoche au stator 22.3 mm
Longueur d’entrefer 0.5mm | Ouverture d’encoche au rotor 1.5mm
Longueur active 150 mm Hauteur de barre rotorique [16.7, 18.6, 21.4, 22.8, 22.8] mm
pour [13, 18, 35, 64, 65] barres
Section de barre rotorique [340, 251, 132, 73, 72] mm?
pour [13, 18, 35, 64, 65] barres

Table 2.11 : Dimensions de la machine a induction a 5 phases, avec différents nombres de barres.
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La Table 2.11 montre les dimensions de la machine a induction a 5 phases avec les 5
nombres de barres choisis. Pour ces 5 machines (méme stator, 5 différents rotors), les résultats
de simulations E-F-non-linéaire (Modéle Maxwell) sous deux alimentations : & la 1°" et la 3™
séquence statorique avec 400 Acrete (CoOurant nominal) ont déja été présentés dans la Figure 1.34.
De facon générale, ces résultats ont montré que la capacité de la machine a produire le couple
(& iso-courant statorique) augmente avec le nombre de barres, pour les deux séquences
d’alimentation.

La quantité totale de cuivre au rotor (cage en cuivre) est la méme pour les 5 rotors.

2.3.2.2 Parametres calculés analytiquement

De méme que pour I’application a 3 phases, les matrices nécessaires pour le calcul des
courants rotoriques et du couple sont: matrice résistance rotorique, matrice inductance
rotorique et matrice inductance mutuelle stator-rotor.

La Table 2.12 montre la résistance DC de barres (équation 2-49) et la résistance calculée
d’une portion de I’anneau, pour les 5 rotors. Ces parametres sont nécessaires pour la
détermination de la matrice de résistance rotorique (équation 2-7).

Nombre de barres 13 18 35 64 65

Résistance DC d’une barre [uf)] 7.6 103|196 | 354 | 358

Résistance d’une portion d’anneau [p£)] | 2.57 | 1.98 | 1.07 | 0.59 | 0.58

Table 2.12 : Valeurs de résistance DC de barres et résistance de portions d’anneau pour les 5 rotors choisis pour
la machine a induction a 5 phases.

On remarque que plus le nombre de barres augmente (en gardant la méme quantité totale
de cuivre), plus la résistance d’une barre augmente, et la résistance d’une portion d’anneau
devient de plus en plus négligeable devant celle de la barre. De méme que pour 1’application
sur la machine triphasée, la plage considérée des valeurs de glissement est inférieure a 2%, donc
le facteur d’effet de peau dans les barres (défini dans la section 2.2.1.2) est presque unitaire
pour les points considéres.

La matrice d’inductance rotorique est définie par 1’équation 2-8, les parametres
nécessaires pour la détermination de cette matrice sont :

- L’inductance magnétisante propre d’une barre « L, , » (laméme pour toute les barres),
et I’inductance magnétisante mutuelle entre deux barres « L. . » (telque : L., =L, , =
Lpoe0) s

- Les inductances de fuite : « Ly, » pour une barre rotorique et « L., » pour une portion
de I’anneau de court-cCircuit.

11

Ces parametres sont calculés par la démarche analytique (sections 2.2.2.4 et 2.2.2.5), et
illustrés dans la Table 2.13.
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Nombre de barres | 13 18 35 64 65
Ly,, [MH] 14 | 103 | 53 | 29 2.8
Ly, [uH] -1.16 | -0.6 | -0.16 | -0.046 | -0.044
Ly, [1H] 011 | 0.14 | 022 | 0.36 | 0.36
Ley [H] 0.042 | 0.037 | 0.016 | 0.009 | 0.009

Table 2.13 : Paramétres de la matrice inductance rotorique, pour les 5 rotors choisis pour la machine a induction

a 5 phases.

De facon générale, I’inductance de fuite d’une portion de I’anneau devient, de plus en
plus, négligeable devant celle de la barre rotorique avec 1’augmentation du nombre de barres,
compte tenu de la distance, qui diminue, entre deux barres adjacentes. On peut conclure qu’avec
un grand nombre de barres rotoriques, les anneaux de court-circuit ont moins d’impact sur la
modélisation de la cage rotorigue.

Harmonique d’espace 1p 2p 3p 4p | 5p | 6p m 8p 9 | 10p
Facteur de bobinage harmonique Kws,v 0.59 | 095|095|059| 0 |059|095|095|059| 0
Table 2.14 : Facteurs de bobinage harmoniques pour la machine a induction a 5 phases.
Harmonique d’espace | 1p 2p 3p 4p | 5p | 6p 7 8p 9p | 10p
13 barres 29.12 | 1335|151 |145| 0 (0441052084027 | O
18 barres 2263|1398 | 544 |0.74| 0 | 0.82|1.09|054 (099 | 0O
35 barres 1216 | 9.18 | 544|211 | 0 | 0.78|0.64 022|004 | O
64 barres 6.55 | 518 | 333|146 | 0 | 083|104 | 08 [038| 0
65 barres 644 | 51 |328|144 |0 |083|103| 08 |038| 0

Table 2.15 : Amplitudes des coefficients harmoniques d’inductance mutuelle stator-rotor « Mg, » [uH].
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La Table 2.14 illustre les facteurs de bobinage harmoniques « K/VZI », correspondant au
bobinage choisi pour la machine a induction a 5 phases, et qui permettent de calculer les
coefficients d’inductance mutuelle stator-rotor (équation 2-101) « (M’S-va», dont les
amplitudes « Msr,, » sont montrées dans la Table 2.15 (unité : pH).

2.3.2.3 Simulations Eléments-Finis

Les 5 machines sont alimentées par des courants sinusoidaux, avec deux séquences
statoriques dans des simulations séparées: 1°¢ et 3™ séquence. De méme que pour
I’application précédente sur machine triphasée, ces simulations sont en mode transitoire avec
rotation imposée au niveau du rotor, les courants statoriques sont imposés avec une amplitude
nominale de 400 Acrste et une fréquence de 50 Hz pour la 1% séquence et 150 Hz pour la 3¢
séquence. Le matériau considéré pour cette application est de type linéaire.

Avec le modele E-F-lingaire Maxwell de cette machine, deux types de simulation ont
été faits (pour les 5 différents rotors, et avec les deux séquences statoriques (1° et 3°™)
séparément) :

- Simulations paramétriques avec variation de glissement « g », pour la détermination
des courbes couple-glissement. La fréquence d’échantillonnage est relativement
réduite (20 fois la fréquence des courants statoriques, 1000 Hz dans ce cas), car ces
simulations nécessitent d’importants efforts calculatoires.

- Simulations sur un seul point de fonctionnement (une seule valeur de glissement),
avec une fréquence d’échantillonnage élevée (10 000 Hz). Ces simulations permettent
la détermination de signaux fins pour le courant rotorique et le couple (pour une
analyse harmonique précise).

Le maillage utilisé dans le modele éléments-finis de la machine a 5 phases est illustré
dans la Figure 2.17, et ses paramétres sont détaillés dans la Table 2.16.

Figure 2.17 : Maillage utilisé dans le modele E-F-linéaire de la machine a 5 phases.
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Partie de la Surface [mm?] Nombre d’éléments du Surface moyenne par élément
machine maillage [mm?]
Fer statorique 4887.4 (1/4 de 2131 6.6
machine)
Fer rotorique 3076.5 (1/4 de 8030 0.8
machine)
Une barre 73 496 8.4 x 102
rotorique

Table 2.16 : Parametres du maillage utilisé dans le modele E-F-linéaire de la machine a 5 phases.

2.3.2.4 Calcul des courants rotoriques

Pour une machine a induction a 5 phases, avec un bobinage o les harmoniques d’espace
de rangs pairs ne sont pas nuls (le cas de cette application), I’alimentation avec la séquence
statoriques « u=1 », génére les harmoniques d’espace (qui induisent des harmoniques dans les
courants rotoriques) : Fu=p{1, -4, 6, -9, 11, -14, 16, -19, 21...}. Et avec la séquence « u=3 » :
Fo=p{-2, 3, -7, 8, -12, 13, -17...}.

Les résultats E-F-linéaire sur un seul point de fonctionnement sous chacune des deux
séquences, sont comparés aux calculs analytiques (section 2.1.3.1). Comme précisé dans la
section précédente, le pas d’échantillonnage est assez fin (0.1 ms, pour une période statorique
de 20 ms) afin de permettre une analyse précise du contenu harmonique du courant rotorique.
Chaque simulation doit permettre de caractériser une période rotorigue stabilisée complete (soit
4 s pour la 1°" séquence avec un glissement de 0.5% ou 0.33 s pour la 3™ séquence avec un
glissement de 2%) sachant que celle-ci est observable aprés extinction du régime transitoire
numeérique (occupant environ 25 périodes statoriques). Ces simulations nécessitent donc des
efforts calculatoires trés importants (plusieurs jours de calcul avec les ressources utilisées). Pour
cela, ces équations de calcul de courants rotoriques ont été validées par comparaison aux
résultats E-F-linéaire de la machine ayant 64 barres rotoriques (et pas les 5 machines).

Maxwell Rotor current - sequence u=1 Maxwell Rotor current - Sequence u=3

2000

3000
1500

1000 2000

500 1000 V

Ir (A)
Ir (A)

-500 -1000 |

-1000 -2000 |

-1500
-3000 |

-2000

055 06 065 0.7 075 0.8 0.85
Time (s) Time (s)

Figure 2.18 : Une période de courant rotorique pour la machine a induction a 5 phases, 64 barres, pour les deux
séquences statoriques : 1 et 3 (résultats E-F avec matériau linéaire).
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La Figure 2.18 illustre la variation temporelle du courant rotorique sur une période
compléte pour les deux séquences d’alimentation (1 et 3). La Table 2.17 montre la comparaison
entre les amplitudes du courant rotorique déterminées par I’équation 2-34, et celles provenant
de I’analyse harmonique du courant rotorique calculé par Maxwell (Figure 2.18).

Séquence : Rang d’harmonique 1p | 4p 6p -9p 11p -14p
«u=1»
Fréquence stator : Fréquence [Hz] 0.25 | 249 | -248.5 | 497.75 | -497.25 | 746.5
« fs =50 Hz »
Glissement : Amplitude Maxwell [A] 422 | 765 | 331 363 82 54
«g=05%»
Amplitude Equation 2-34 [A] | 1271 | 400 | 200 87 52 17
Séquence : Rang d’harmonique -2p | 3p -7p 8p -12p 13p
«uU=3»
Fréquence stator : Fréquence [Hz] 248 3 493 -242 738 -487
« fs =150 Hz »
Glissement : Amplitude Maxwell [A] 1050 | 868 | 264 241 186 80
«g=05%»
Amplitude Equation 2-34 [A] | 1647 | 784 | 242 | 184 64 45

Table 2.17 : Harmoniques du courant rotorique pour la machine a induction a 5 phases, 64 barres, pour les deux
séquences statoriques : 1 et 3.

De méme que pour I’application a 3 phases, les calculs analytiques de fréquences
concordent avec les résultats E-F-linéaire, sous chacune des deux séquences. En revanche, avec
I’outil analytique, les amplitudes des harmoniques du courant rotorique de bas rangs sont
surestimées, et celles correspondant aux harmoniques de rangs élevés sont sous-estimées, par
rapport aux resultats E-F-linéaire. Comme précise dans la section 2.3.1.4 pour I’application a 3
phases, cela est probablement d a la modélisation théorique de la cage selon la Figure 2.1, ce
qui est différent du cas de la modélisation E-F. De méme que pour le cas de la machine
triphasée, malgré ces écarts sur les amplitudes du courant rotorique, cette modélisation permet
de reproduire les tendances liées au couple moyen, comme le montrera la prochaine section.

2.3.2.5 Détermination de la caractéristique couple moyen en fonction du glissement

La Figure 2.19 illustre la courbe de variation du couple moyen en fonction du glissement
(glissement de 0 a 1.2 %, avec un pas de 0.1%) pour les 5 nombres de barres, sous la séquence
statorique « u = 1 », avec comparaison entre les résultats E-F-linéaire et les calculs selon la
démarche analytique. La Figure 2.20 montre la comparaison sous la séquence « u = 3 ».

121



Torque (N.m)

1000

800

600

400

200 /

-200

Chapitre 2 : Modélisation de la machine a induction polyphasée
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Figure 2.19 : Caractéristique couple-glissement pour la machine a induction a 5 phases, avec les 5 nombres de
barres, sous la séquence : « u =1 » (comparaison entre calcul analytique, avec considération de « v =12 40 », et
résultats E-F-linéaire).
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Figure 2.20 : Caractéristique couple-glissement pour la machine a induction a 5 phases, avec les 5 nombres de
barres, sous la séquence : « u = 3 » (comparaison entre calcul analytique, avec considération de « v =1 a 40 », et
résultats E-F-linéaire).

Pour la premiere séquence statorique, on remarque qu’avec un matériau linéaire, le
couple maximal augmente avec le nombre de barres, jusqu’a 35 barres. Au-dela de 35, le niveau
du couple reste quasiment le méme. Le glissement correspondant au couple maximum,
augmente aussi avec le nombre de barres. Avec les calculs analytiques, les mémes tendances
sont observées, mais avec des écarts avec les résultats E-F-linéaire. Ces écarts sont montrés en
pourcentage pour les points a couple maximal dans la Table 2.18.

Pour la troisieme sequence, avec 24 paires de poles, le couple maximal augmente avec
le nombre de barres, méme au-dela de 35 barres. En effet, il est nécessaire d’avoir suffisamment
de barres par p6le magnétique, et avec 24 pdles magnétiques dans la machine le nombre total
de barres doit étre assez élevé. On remarque que la machine a 13 barres rotoriques, ne développe
quasiment pas de couple sous la troisieme séquence. Le glissement a couple maximal augmente
également avec le nombre de barres. Les mémes tendances sont observées entre les résultats E-
F-linéaire et les calculs analytiques, mais avec des écarts (comme montré dans la Table 2.18).

La Table 2.18 reporte les valeurs de couple maximal et de glissement de couple maximal
pour les différents nombres de barres testes, pour chacune des deux sequences d’alimentation.
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En ce qui concerne le couple maximal, les écarts entre les résultats E-F-linéaire et les calculs
analytiques sont genéralement inférieurs & 10% (écart minimal de 2.7% pour 13 barres) sous la
premiére séquence. Les écarts sont plus importants sous la troisieme séquence pour les nombres
de barres élevés (autour de 17%). En effet, sous la troisieme séquence la polarité est plus grande,
on peut donc considérer que les fuites magnétiques ont tendance a augnemter, et de ce fait,
I'nypothese d'un champ radial est moins valable, ce qui conduit a surestimer le couplage stator-
rotor.

L’évolution du glissement a couple maximal est globalement la méme entre les calculs
analytiques et les resultats E-F-linéaire, avec certains écarts dus probablement au petit nombre
de points constituant les courbes E-F-linéaire (10 a 12 variations de glissement), alors que les
courbes calculées analytiqguement sont beaucoup plus fines (calcul quasiment instantané).

Séquence statorique u=1 u=3
Nombre de barres 13 18 35 | 64 | 65 | 13 18 35 64 65
Couple maximum 709 | 823 | 914 | 909 | 909 | 5 137 | 491 | 613 | 614

Analytique [N.m]

Couple maximum 689 | 752 | 839 | 850 | 843 | 6 146 | 451 | 513 | 507
Maxwell [N.m]

Ecart [%] 27 | 87 | 82 |64 |73 20 | 68 | 83 |16.3|175

Glissement au couple max | 0.54 | 0.62 | 0.68 | 0.7 | 0.7 | 0.05 | 0.33 | 1.14 | 1.47 | 1.47
Analytique [%]

Glissement au couplemax | 0.5 | 05 | 0.7 | 0.8 | 08| 0.2 | 0.3 1 14 | 14
Maxwell [%]

Table 2.18 : : Points a couple maximal sous les deux séquences avec les 5 nombres de barres pour la machine a 5
phases.

11 faut rappeler que 1’objectif principal du développement de la démarche analytique de
calcul du couple pour la machine a induction polyphasée, est de pouvoir interpréter les
« tendances ». Pour cette application de machine a 5 phases, avec différents nombres de barres
et différentes séquences, la Table 2.19 montre une analyse de 1’évolution de couple maximal et
du glissement de couple maximal en fonction du nombre de barres et de la séquence. Cette
analyse est basee sur : 1’équation 2-105 pour le glissement a couple maximal et 1’équation 2-106
pour la valeur du couple maximal.

L’analyse fournie dans la Table 2.19 ne considére que 1’harmonique fondamental et
néglige les autres harmoniques d’espace générés. En effet, pour cette application de machine a
5 phases, les harmoniques d’espace (hors fondamental) générent un couple négatif,
généralement d’une valeur négligeable. Le couple développé uniquement par 1’harmonique
d’espace « u.p » principalement géneré par la séquence statorique « u », est donc légérement
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plus élevé que le couple total considérant les couples négatifs générés par les autres
harmoniques d’espace. La différence entre le couple total et le couple généré par I’harmonique
d’espace fondamental est présenté dans la troisi¢éme ligne de la Table 2.19. On remarque que
cet écart, est tres faible pour la premiére séquence (inférieur a 1%), et il est 1égérement plus
élevé pour la séquence « u=3 » (autour de 2% sauf pour la machine a 13 barres ou le couple
total est a la base trés faible), en effet, dans le cas de cette séquence, I’harmonique d’espace
«V.p = 2.p » produit la partie majeure du couple négatif dii aux harmoniques d’espace, comme
illustré dans la Figure 2.21. De fagon générale avec ces écarts faibles, I’analyse basée sur les
équations 2-105 et 2-106 reste pertinente.

Séquence statorique u=1 u=3
Nombre de barres 13 18 35 64 65 13 18 35 64 65
Ecart entre le couple 0.002 | 0.004 | 0.2 0.7 0.7 1154 | 22 1.7 2.6 2.6
développé par « v =u », et
le couple total [%]
erup [uQ] 26.7 | 217 | 12 6.6 6.5 75 | 451 | 741 | 485 | 476
Faup [uH] 155 | 112 56 | 299 | 294 | 153 | 113 6.2 34 3.3
Wryp opt [rad/s] 172 | 1.94 | 213 | 221 | 221 | 049 | 3.98 | 11.98 | 14.37 | 14.34
Glissement pour 054 | 0.62 | 0.68 0.7 0.7 1005 | 042 | 1.27 | 152 | 1.52
wrup opt [%]
Msry, [wH] 29.1 | 226 | 121 6.5 6.4 | 151 | 544 | 544 | 333 | 3.28
Msrap 709 | 823 | 9159 | 916.3 | 915.7| 5.8 | 140.9 | 501.8 | 630.1 | 631.5
U. Npgr- Le [MH]
Qup

Table 2.19 : Analyse des points a couple maximal sous les deux séquences avec les 5 nombres de barres pour la
machine a 5 phases.

Selon I’équation 2-105, le glissement a couple maximal est proportionnel au rapport
entre la résistance rotorique cyclique « Ry, » et I’inductance rotorique cyclique « Lrg, ” (lies

au plan rotorique correspondant a « v.p = u.p »). On constate qu’avec I’augmentation du nombre
de barres, ce rapport augmente, et donc le glissement augmente. En se basant sur 1’équation
2-105, le glissement optimal calculé avec cette démarche mono-harmonique est le méme que
celui déterminé a la base des courbes analytiques de la Figure 2.19 (correspondant au couple
total) sous la séquence « u = 1 » pour tous les nombres de barres. Sous la séquence « u = 3 »
les valeurs de glissement optimal déterminée par 1’équation 2-105 sont légérement décalées par
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rapport a celles basées sur les courbes analytiques de la Figure 2.20 (tenant compte du couple
négatif généré par les harmoniques d’espace autres que le fondamental).

Torque 5ph 64 bars H1 Fs = 50Hz Torque 5ph 64 bars H3 F_ = 150Hz
1000 . . 700 ‘ : — ‘
Total Torque
Torque produced by V=1
Torque produced by V=-4 600 -
800 Torque produced by V=6
Torque produced by V=-9 500 L
Torque produced by V=11
. 600 r Torque produced by V=-14
£ §~400*
‘Z-’ \Z, Total Torque
3 400+ g 300 - Torque produced by V=-2
g < Torque produced by V=3
= st 200 - / Torque produced by V=-7
200 / Torque produced by V=8
100 1 Torque produced by V=-12
| Torque produced by V=13
0 |
0
-200 ! : : : -100 : : ! :
0 2 4 6 8 10 0 2 4 6 8 10
slip (%) slip (%)

Figure 2.21 : Contribution des harmoniques d’espace dans la production du couple de la machine a 64 barres,
sous les deux séquences : 1 et 3 — Calcul analytique.

En se basant sur I’équation 2-106, le couple maximal est proportionnel a
2

M . . . A
« u. Nbar.% », puisque le courant statorique efficace est le méme pour tous les nombres de
raup
barres et pour les deux séquences. L’évolution de ce rapport en fonction du nombre de barres
et de la séquence (derniére ligne de la Table 2.19) justifie les tendances observées concernant

le couple moyen (Figure 2.19 et Figure 2.20).

Selon I’équation 2-111, si le couplage entre le stator et le rotor est supposé parfait, c.a.d.

le nombre de barres rotoriques est suffisamment élevé pour un nombre de p6les donné, le couple
2

. : . K .
maximal est proportionnel a « (uw;; » et ne dépend plus du nombre de barres. Pour cette

application, on confirme cela sous la séquence « u =1 », a partir du nombre de barres « 35 » on
remarque que le couple maximal est presque stabilisé (nombres de barres testés : 35, 64 et 65)
comme le montre la Figure 2.19. Sous la séquence « u = 3 », la polarité est plus élevée (12
paires de pdéles), la contrainte sur le nombre de barres nécessaire pour un bon couplage entre le
stator et le rotor est donc plus forte, ce qui justifie le fait que le couple avec 35 barres n’est plus
au méme niveau que pour les nombres de barres 64 et 65.

2.3.2.6 Analyse du couple pulsatoire

Les Figure 2.22 et Figure 2.23, donnent un apercu de la variation temporelle du couple
selon la simulation E-F-linéaire, pour la machine a 5 phases sous la 1° et la 3*™ séquence
respectivement, ainsi que 1’analyse du contenu harmonique du couple. Ces résultats ont été
obtenus avec des simulations a une fréquence d’échantillonnage de 10 000 Hz. Les parametres
imposés dans les deux simulations sont :

- Méme amplitude du courant statorique sous les deux séquences : 400 Acrete (COurant
nominal) ;
- Fréquences, 1% séquence : 50 Hz, 3°™ séquence : 150 Hz ;
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- Vitesses mécaniques, 1°¢ séquence : 746.25 tr/min (glissement de 0.5%), 3°™®
séquence : 735 tr/min (glissement de 2%).

Pour la 1% séquence (p1 = 4), on remarque que les fréquences des composantes
pulsatoires principales du couple sont : 1492 Hz, 2488 Hz et 3980 Hz. Pour la 3°™ séquence
(p3 = 12), les frequences principales sont : 484 Hz, 3436 Hz, 3920 Hz et 4404 Hz.

Maxwell Torque FFT of Torque
000 " . . r 60 T
» .
S0k X 1492
Y 53.73
‘ﬁ'q”“”W 40+ X 2488
— Y 43.42
a E
Z 500 - J =
= il \}‘\ \\ "-,m'\ & 13p
S \ | v ‘5 \ S X 3980
400+ = Y 23.38
. 3
300 20
200
10
100 +
08180819 082 ols. J | .
0. 82 0. 84 086 088 08 0 2000 4000
Time (s) Frequency (Hz)

Figure 2.22 : Variation temporelle du couple selon le modele E-F-linéaire, pour la machine a 5 phases a 64
barres, sous la séquence « u = 1 », avec analyse du contenu harmonique (glissement de 0.5%).

Maxwell Torque FFT of Torque
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200 501 X 3436 | |Y27.73
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Figure 2.23 : Variation temporelle du couple issus du modele E-F-linéaire, pour la machine & 5 phases a 64
barres, sous la séquence « u = 3 », avec analyse du contenu harmonique (glissement de 2%).
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De méme que pour I’application a 3 phases, la répartition des harmoniques d’espace au
sein de la matrice d’inductance mutuelle stator-rotor dans la base de Concordia est examinée,
dans la Figure 2.24, afin d’identifier les interactions qui sont a 1’origine des composantes
pulsatoires du couple. Pour simplifier 1’écriture, les harmoniques « v.p » sont représentés par
les valeurs de « v » dans la figure (avec « v < 50 »).

Pour un nombre de phases statoriques de 5, le stator est modélisé par deux plans a-f3 et
une composante homopolaire (ligne indexée 0). Avec 64 barres, le rotor est modélisé en 31
plans a-f et deux composantes homopolaires (colonnes 0 et 0’). Comme on peut remarquer
dans la Figure 2.24, pour les deux plans a-p statoriques (deux lignes indexées 1 et 2), les
harmoniques d’espace sont répartis uniquement sur les 7 plans a-f rotoriques : 4, 8, 12, 16, 20,
24 et 28 (multiples de la polarité fondamentale « p1 = 4 ») ainsi que les deux composantes
homopolaires rotoriques.

0o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26 27 28 29 30 31 0
o 0 0o 0O o 0O ©0O 0O 0 O 0O O O O 0O 0o 0O 0o 0o 0o 0o 0 0 0 0 0 0o 0 0o 0o 0 0o 0 0

1 /16 0 .0 0 &2 2B P S A 2 o B B IS P A Sl S O 2 A PR S S O B R 2% 2B S B P |

31 34 29 36 21 26 39
49 46 44 41
28 | 82| |00 0 Qi AT R R R o SR O RO R B B R L A L Y O RO D R R A S S B R B R T R O R | (8
48 33 18 13 28 37 38 23
47 43 42

D (1,2) vector D (2,2) matrix
D (2,1) vector D (1,1) scalar

Figure 2.24 : : Répartition des rangs des harmoniques d’espace au sein des 31 plans et 2 droites rotoriques, 2
plans et 1 droite statorique, dans la matrice Lsraﬁ (©) pour la machine a 5 phases a 64 barres, avec p; = 4.

La 1°® séquence « u = 1 » excite les harmoniques répartis sur le premier plan o-
statorique (ligne indexée 1), plusieurs harmoniques sont donc superposés et générent des
composantes pulsatoires du couple, en plus de I’excitation des deux composantes homopolaires
rotoriques. La Table 2.20 montre les fréquences de composantes pulsatoires générées par
I’interaction entre les harmoniques au rotor (v < 50), calculées a 1’aide de la démarche présentée
dans les équations : 2-45 et 2-46, la Table 2.3 et la Table 2.4.

Dans la Table 2.20, les trois fréquences de couple pulsatoire prédites (1492 Hz, 2488
Hz et 3980 Hz) correspondent exactement aux fréquences des composantes pulsatoires
principales du couple, selon le calcul E-F-linéaire (Figure 2.22), ce qui tend a valider I’approche
analytique concernant la détermination des fréquences pulsatoires.

La 3% séquence « U = 3 », excite les harmoniques répartis sur le deuxiéme plan o-p
statorique (ligne indexée 2), donc avec plusieurs superpositions d’harmoniques sur les 7 plans
a-P rotoriques excités ainsi que les deux composantes homopolaires rotoriques. La Table 2.21
montre les fréquences générées par ces interactions (selon la méme démarche que pour la 1°
séquence). De méme que pour la séquence « u=1 », les 4 fréquences analytiqguement prédites
(484 Hz, 3436 Hz, 3920 Hz et 4404 Hz) correspondent exactement aux fréquences des
composantes pulsatoires principales qui apparaissent dans la décomposition harmonique du
couple E-F-linéaire, Figure 2.23.
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Plans 0 (Premier homopolaire 4 8
rotor rotor)
l6p 1p 3lp | 49p 14p | 34p | 46p
1p 0 1492 | 2488 | 14p 0 2488 | 1492
16p 0 & 1492 3lp | 1492 0 3980 | 34p | 2488 0 3980
49p | 2488 | 3980 0 46p | 1492 | 3980 0
Plans
rotor 12 16 20
19p | 29p 4p 36p | 44p 11p | 21p
19p 0 2488 4p 0 1492 | 2488 | 11p 0 1492
29p | 2488 0 36p | 1492 0 3980 | 21p | 1492 0
44p | 2488 | 3980 0
Plans 24 28 0’ (Second homopolaire
rotor rotor)
6p 26p 9p 39p | 4lp 24p
6p 0 1492 9p 0 2488 | 1492
26p | 1492 0 39p | 2488 0 3980 | 24p 0 & 2488
41p | 1492 | 3980 0

Table 2.20 : Fréquences des composantes pulsatoires du couple, générées a cause de ’interaction entre les
harmoniques au rotor, pour la machine a 5phases a 64 barres, sous la séquence « u =1 », selon les équations
analytiques 2-45 et 2-46.

Plans 0 (Premier homopolaire 4 8
rotor rotor)
32p 48p 17p | 33p | 47p 2p 18p
32p | 0& 3436 | 3920& 484 | 17p 0 484 | 3436 | 2p 0 484
2
48p 394 804& 0 & 4404 33p | 484 0 3920 | 18p | 484 0
47p | 3436 | 3920 0
Plans
rotor 12 16 20
3p 13p 12p | 28p 27p | 37p | 43p
3p 0 484 12p 0 484 27p 0 3436 | 484
13p | 484 0 28p | 484 0 37p | 3436 0 3920
43p | 484 | 3920 | O
Plans 24 28 0’ (Second homopolaire
rotor rotor)
22p 38p 42p 7p 23p 8p
22p 0 484 3436 7p 0 484
38p | 484 0 3920 23p | 484 0 8p 0 & 484
42p | 3436 | 3920 0

Table 2.21 : Fréquences des composantes pulsatoires du couple, générées a cause de 1’interaction entre les
harmoniques au rotor, pour la machine a 5phases a 64 barres, sous la séquence « u =3 » , selon les équations
analytiques 2-45 et 2-46.
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1% séquence statorique 3me séquence statorique
Fréquence | Amplitude E-F- Amplitude Fréquence | Amplitude E-F- Amplitude
linéaire analytique linéaire analytique
1492 Hz 46.6 N.m 14.8 N.m 484 Hz 347.4 N.m 105 N.m
2488 Hz 40.4 N.m 3.1N.m 3436 Hz 10.7 N.m 2.7N.m
3980 Hz 23.3 N.m IN.m 3920 Hz 27.7 N.m 2.6 N.m
4404 Hz 11.2 N.m 0.1 N.m

Table 2.22 : Comparaison entre amplitudes de composantes pulsatoires du couple, déterminées analytiquement et
par ElIéments-Finis, pour la machine & 5 phases & 64 barres, sous les deux séquences statoriques.

Les amplitudes de couple pulsatoire liées a chacune des fréquences générées peuvent
étre estimées analytiquement a I’aide des équations 2-45 et 2-46, comme montré dans la Table
2.22. Comme pour I’application triphasée, les amplitudes estimées analytiquement sont sous-
estimées par rapport aux résultats E-F-linéaire, avec un pourcentage d’erreur qui augmente de
plus en plus pour les fréquences élevées (harmoniques d’espace de rangs élevés). Cela peut
probablement étre expliqué par I’ensemble d’hypothéses simplificatrices supplémentaires
considérées dans la modélisation analytique (champ d’entrefer radial, saillances non prises en
compte, estimation théorique des fuites, résistances rotoriques DC).

Clairement, le nombre de barres 64 pour cette machine conduit a des ondulations
importantes du couple. Cela résulte des superpositions d’harmoniques d’espace sur les plans o-
B rotoriques (comme mis en évidence dans la Figure 2.24). Ces ondulations peuvent étre
réduites considérablement en changeant le nombre de barres de 64 a 65. La Figure 2.25 illustre
la répartition des harmoniques d’espaces sur les différents plans a- statoriques et rotoriques de
la matrice Lsrqg (6) pour le cas du rotor a 65 barres. On remarque dans cette figure qu’il y a

beaucoup moins d’interactions en comparant au cas du rotor a 64 barres. En outre, dans ce cas
de 65 barres, I’'unique composante homopolaire rotorique n’est pas excitée sous les deux
séquences (en considérant les harmoniques v.p < 50.p).

o 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 1 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24 25 26 27 28 29 30 31 32
0 0 "0 "0 -0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 0 "0 -0 "0 "0 "0 "0 "0 0 "0 "0 "0 "0 "0 "0 0 00

1 0|~ 16 0 0 1 St s e o) 05480 L0 A8 X <0 0. <29 « 4 0 A DR L s s Bt ) 0 6 02,026 <0 (0] 9 0,528, 0K
49 34 46 36 a3 39 41

2 0 0..32. 47 - Q 0 ] 18 .2 1] (8] 0 3 13 .0 (0] o 12 .28 0 0 0 2722 0 (0] 023 F 0 0 Q 8
33 48 37 38 43 42

a7
l:l (1,2) vector D (2,2) matrix

|:| (2,1) vector D (1,1) scalar

Figure 2.25 : Répartition des rangs des harmoniques d’espace au sein des 32 plans et 1 droite rotoriques, 2 plans
et 1 droite statorique, dans la matrice Lsrag (8) pour la machine a 5 phases a 65 barres, a 4 paires de poles.
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1st stator sequence — p,=4 3 stator sequence — ps=12
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Figure 2.26 : Comparaison entre le couple développé avec 64 barres et celui avec 65 barres rotoriques pour la
machine a induction a 5 phases, sous les séquences statoriques : 1 (g=0.5%) et 3 (g=2%) — Résultats E-F-linéaire

La Figure 2.26 illustre la comparaison entre les couples développés par les machines a
64 et a 65 barres sous les deux séquences d’alimentation (résultats E-F-linéaire). On remarque
clairement que le facteur d’ondulation est moins important avec la machine a 65 barres sous les
deux séquences d’alimentation. En effet, cela est dii a la réduction des interactions entre les
harmoniques d’espace et de courant rotorique (moins de superpositions et pas d’harmoniques
d’ordre bas répartis sur les homopolaires rotoriques avec 65 barres).

Il faut noter que ces résultats correspondent a un modele E-F-linéaire (matériau non
réaliste) qui a tendance a surestimer les amplitudes d’ondulations du couple. En effet, les
résultats qui correspondent au modéle E-F-non-linéaire, avec un matériau ferromagnétique
tenant compte de la saturation, pour la méme alimentation au stator, illustrés dans la Figure
1.34, montrent des facteurs d’ondulation beaucoup plus bas que dans le cas d’un matériau
linéaire, avec les facteurs d’ondulation suivants :

- Modele E-F-linéaire (non realiste) :
e Machine a 64 barres : 43.9% sous la 1ére séquence et 259.6% sous la 3éme
séquence ;
e Machine a 65 barres : 17.6% sous la 1ére séquence et 29.2% sous la 3éme
séquence.
- Modele E-F-non-linéaire (réaliste) :
e Machine a 64 barres : 27.6% sous la lere séquence et 85.9% sous la 3eme
séquence ;
e Machine a 65 barres: 1.8% sous la 1ére séquence et 8.1% sous la 3eme
séquence.

La Figure 2.27 illustre la comparaison entre les couples développés par les machines a
64 et a 65 barres sous les deux séquences d’alimentation, avec les résultats de 1’outil analytique.
Comme remarqué pour 1’application de machine a induction triphasée, 1’approche analytique
permet de distinguer les nombres de barres qui conduisent a des ondulations importantes du
couple, mais avec une sous-estimation des amplitudes des composantes pulsatoires du couple
par rapport au modéle E-F-linéaire (comme montré dans la Table 2.22).
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Figure 2.27 : Comparaison entre le couple développé avec 64 barres et celui avec 65 barres rotoriques pour la

machine a induction a 5 phases, sous les séquences statoriques : 1 (g=0.5%) et 3 (g=2%) — Calcul analytique

Comme évoqué a la fin de section sur I’application a 3 phases, du point de vue couple

Pour conclure, I’approche analytique développée dans ce chapitre permet de :

moyen, le rotor peut étre modélisé par un seul circuit diphasé équivalent (le plan de Concordia
contenant 1’harmonique d’espace « U.p» généré par la séquence statorique «u») car la
contribution des autres harmoniques peut étre négligée (comme montré dans la section 2.3.2.5).
Néanmoins, du point de vue pulsations de couple, il est nécessaire de considérer plusieurs plans
de Concordia rotoriques. Par exemple pour la machine a 64 barres, selon la Figure 2.24, 2
droites (homopolaires) et 7 plans rotoriques doivent étre considérés. La dimension rotorique
dans ce cas est réduite de 64 a 16 (2*7+2), grace a la modélisation dans la base découplée de
Concordia.

Interpréter la variation du couple en fonction du glissement pour une machine a
induction polyphasée, alimentée par une séquence quelcongue « u » ;

Prédire les fréquences de pulsations du couple dues aux interactions entre les
harmoniques du flux stator-rotor et du courant rotorique ;
Déterminer les nombres de barres a éviter pour une configuration de machine a
induction donnée (en connaissant le stator et le bobinage au prealable).

Par rapport au calcul par éléments finis, les hypothéses nécessaires a la méthode

coefficients de Carter
composantes pulsatoires du couple.

analytique (saturation non prise en compte, induction parfaitement radiale dans 1’entrefer,
...) peuvent expliquer les écarts constatés sur les amplitudes des
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3 Prototype de drive pour application de traction

Dans ce chapitre, les détails de conception d’un prototype de machine a induction a 13
phases sont présentés. Cette machine a été congue uniquement dans le but d’étre alimentée selon
le mode séquentiel (section 1.2.2.2) par trois séquences d’alimentation statoriques induisant les
polarités suivantes : 2, 3 et 5 paires de pdles. L objectif est d’étendre la plage de fonctionnement
a puissance constante de cette machine. A cet effet, la caractéristique couple-vitesse de ce
prototype de machine est déterminée par approche Eléments-Finis en utilisant le logiciel Ansys
Electronics (Maxwell).

3.1 Prise en compte d’un cahier des charges automobile de référence
Le cahier des charges considéré comme référence consiste en une machine a induction

triphasée utilisée par le constructeur automobile « Audi » [65]. Les paramétres de cette machine
sont illustres dans la Table 3.1.

Parametre Valeur
Nombre de phases 3
Nombre de paires de pbles 2
Nombre d’encoches statoriques 48
Nombre de barres rotoriques (aluminium) 58
Diamétre extérieur du stator 245 mm
Diamétre intérieur du rotor 157.2 mm
Entrefer 0.6 mm
Longueur active 210 mm

Table 3.1 : Paramétres de la machine triphasée de référence (Audi) [65].

La Figure 3.1 illustre les caractéristiques de fonctionnement de la machine a induction
triphasée de référence (caractéristiques extraites de la référence [65]). On remarque qu’il y a
trois modes de fonctionnement :

- Régime permanent thermique (courbes en bleu dans la figure), correspondant a un
courant de phase statorique de 340 Acréte.

- Régime transitoire thermique de durée maximale de 60 secondes (courbes en magenta
dans la figure), correspondant a un courant de phase statorique de 680 Acrete.
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- Régime transitoire thermique de durée maximale de 10 secondes (courbes en rouge
dans la figure), correspondant a un courant de phase statorique de 750 Acrete.

Caractéristique Couple-Vitesse AUDI Caractéristique Puissance-Vitesse AUDI

10s, Peak Stator current = 750A 10s, Peak Stator current = 750A

60s, Peak Stator current =680A 180 - 60s, Peak Stator current =680A
Continuous, Peak Stator current =340A Continuous, Peak Stator current =340A

0 5000 10000 15000 0 5000 10000 15000
Omegam (tr/min) Omega _ (tr/min)

Figure 3.1 : Caractéristiques de fonctionnement de la machine triphasée de référence (Audi) [65].

Si on considere le régime permanent thermique, correspondant a une puissance
maximale de 60 kW, on remarque que la région de fonctionnement a puissance constante,
réalisée par le défluxage, est entre la vitesse de base de 7000 tr/min et la vitesse maximale de
15000 tr/min (CPSR = 2.14).

L’objectif du prototype de machine a induction a 13 phases, est donc d’étendre la plage
de fonctionnement a puissance constante par rapport a celle annoncée pour la machine triphasée
de référence (CPSR = 2.14 pour 60 kW) par la technique de changement de polarité (utilisation
de 3 différentes polarités), en conservant le méme volume de machine et les mémes contraintes
sur I’onduleur (puissance apparente) que celles du régime continu (340 Acrate) (Mais sans celles
des régimes transitoires 680 et 750 Acrete), I'objectif étant de gagner un facteur de 750/340=
220% sur le dimensionnement de I'onduleur.

Plus précisément, on cherche a couvrir I’ensemble des points de fonctionnement de la
caractéristique couple-vitesse en bleu (Figure 3.1), annoncée pour la machine triphasée de
référence, par I’utilisation de la séquence « u = 2 » (donc 2 paires de p6les), et a utiliser les
séquences 3 et 5 (3 et 5 paires de pdles) pour atteindre des niveaux de couple plus importants
avec la méme puissance apparente de 1’onduleur ce qui permet d’éviter de le surdimensionner
pour atteindre les points a fort couple.

En effet, dans le cas de la machine triphasée de réference, on remarque que les points a
fort couple sont atteints par I’augmentation du courant statorique (plus que le double du courant
nominal de 340 A). Méme si cette augmentation peut étre supportée temporairement au niveau
du bobinage statorique (selon le refroidissement), les composants de puissance doivent
impérativement étre dimensionnés selon le courant maximal (dans ce cas 750 A par bras) et non
pas selon le courant nominal de 340 A.

Comme montré dans la Figure 3.1, les points a fort couple sont atteints avec des courbes
couple-vitesse qui correspondent a des puissances élevées (dépassant la puissance nominale).
Pour les voitures du haut de gamme (voitures de sport par exemple) ces puissances élevees sont
naturellement nécessaire compte tenu d’un fonctionnement assez exigeant en matiére de
capacités d’accélération. Cependant pour les voitures du milieu de gamme, ces niveaux élevés
de puissance ne sont pas requis par le cahier des charges (moins exigeant en capacités
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d’accélération). Par conséquent, pour ce segment de vehicules (Segment « C ») il est intéressant
de pouvoir atteindre les points a fort couple sans augmenter la puissance apparente de
I’onduleur afin d’éviter de le surdimensionner, ce qui n’est possible qu’avec une large plage de
fonctionnement a puissance constante.

3.2 Choix de la topologie de machine a induction polyphasée
3.2.1 Choix du nombre de phases

Comme expliqué dans la section 1.2.1, I’augmentation du nombre de phases d’une
machine électrique, offre plusieurs avantages, notamment avec la séparation des harmoniques
d’espace sur différents plans a-f indépendants, ce qui permet d’alimenter la machine par
différentes séquences statoriques, et donc de changer électroniquement la polarité de la machine
durant le fonctionnement. Un nombre de phases trés élevé (comme c’est le concept présenté
dans la section 1.3.2.3) engendre de fortes contraintes du point de vue électronique de
puissance, avec 1’augmentation significative du nombre de bras d’onduleur a commander.

L’objectif est de proposer un prototype avec un nombre de phases « raisonnable », qui
permet de fonctionner correctement sous trois différentes polarités. Selon la théorie des familles
d’harmoniques (section 1.2.1), afin d’utiliser trois séquences d’alimentation indépendantes
(trois polarités induites), il faut un nombre minimum de phases de 7.

Par ailleurs, les travaux de la publication [66] montrent que le courant maximal
traversant le condensateur du bus DC est minimisé pour les nombres de phases de 1’onduleur
au-dela de 11. A cet effet, le nombre de phases choisi pour le prototype proposé dans ce chapitre
est de « 13 ».

Avec le nombre de phases « 13 », les harmoniques d’espaces sont répartis sur 6 plans
a-B statorique et une composante homopolaire. La Table 3.2 illustre cette répartition
d’harmoniques en détails.

Homopolaire 1¢ plan 2¢me plan 38me plan 48me plan 5¢me plan 6°me plan
a-p a-p a-p a-p a-p a-p
13p, 26p ... | 1p, 12p, 14p, | 2p, 11p, 15p, | 3p, 10p, 16p, | 4p, 9p, 17p, | 5p, 8p, 18p, | 6p, 7p, 19p,
25p ... 24p ... 23p ... 22p ... 21p ... 20p ...

Table 3.2 : Répartition des harmoniques d’espace selon les différents plans a-$ pour une machine a 13 phases
nombre entier d’encoches par paire de poles et par phase (2*spp = entier)

Comme on peut remarquer dans la Table 3.2, le nombre de phases 13 permet de bien
éloigner* les harmoniques d’espace supérieurs au sein des plans a-p liés aux trois polarités
utilisees (2, 3 et 5). Par exemple, avec la polarité Sp, le premier harmonique d’espace (autre que
le fondamental) rencontré est 8p. Ce qui ne serait pas le cas avec le nombre de phases 11, ou
les harmoniques 5p et 6p (proches en rangs) font partie de la méme famille.

4 L’amplitude d’un harmonique d’espace supérieur (autre que le fondamental), dans la FMM, est de plus en plus
affaiblie pour les rangs €levés, et donc en cas d’interaction avec le fondamental, le couple pulsatoire produit est
moins important en amplitude.
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3.2.2 Choix du bobinage

Dans les approches théoriques classiques pour les machines triphasées, le choix du
bobinage se fait selon la valeur du facteur de bobinage associé a I’harmonique d’espace
fondamental. En effet, le facteur de bobinage « K, , » est classiquement considéré a I’image

de la capacité de la machine a développer un couple. Cependant, pour une machine polyphasée

avec un fonctionnement en multipolarité, le couple développé avec une séquence d’alimentation

« U », donc sous la polarité « u.p1 » (« p1 » est la polarité fondamentale), est proportionnel a
2

KWs,u

oy ” (équation 2-111). Par conséquent, méme si le bobinage doit étre choisi de facon a
-P1

maximiser les facteurs « K, _» pour les séquences utilisées, la plage de polarités induites pour
la machine doit également étre bien choisie.

Dans ce cadre, les études visant a définir des critéres de choix de bobinages pour
machines fonctionnant en multipolarité ont mené a rédiger la publication [67]. Cette publication
a montré gue la machine a induction (asynchrone), avec un rotor a cage, ne doit pas fonctionner
sous des polarités tres élevées car les pertes Joule rotoriques deviennent trés importantes ainsi
que les fuites magnétiques et donc le couple s’écrase. Par ailleurs une polarité trés basse, en
I’occurrence uniquement une paire de pdles, nécessite un surdimensionnement des culasses
statorique et rotorique, sans cela le couple s’écrase a cause de la saturation magnétique dans les
culasses (et donc le fer de la machine n’est pas utilisé de fagon optimale). Les résultats présentés

dans la publication [67] ont été réalisés par une approche de simulation Eléments-Finis. Une
synthése de 1’étude réalisée est présentée dans I’Annexe 2.

Si on ne tient pas compte de la saturation magnétique, 1’évolution du couple maximal

délivrable, par une machine a induction polyphasée, en fonction du facteur de bobinage et de la
polarité induite, peut étre analysée en utilisant 1’équation 2-111.

\
\
\

0.8 \

02t T

H—
H——

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Induced polarity u.p,

Figure 3.2 : Evolution de la valeur du couple maximal, en fonction de la polarité de la machine (application de
I’équation 2-111, avec des facteurs de bobinage harmoniques unitaires)

En considérant un intervalle de polarités induites de 1 a 10 paires de pdles (séquences
«u =1 a 10» avec polarité fondamentale « p1 = 1»), avec des facteurs de bobinage
harmoniques unitaires (K., , considereé égal a 1 pour toutes les polarités induites), I’équation
2-111 permet de tracer la courbe théorique illustrée dans la Figure 3.2. Selon cette figure, le

couple maximal délivrable diminue en fonction de la polarité induite dans la machine, ce qui
confirme partiellement les résultats dans 1’Annexe 2.

La Figure 3.2 ne tiennent pas compte de la saturation des culasses ferromagnétiques (au
stator et au rotor). En effet, cette saturation est plus importante pour les basses polarités (surtout
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avec une paire de p6les), ou les lignes de champ magnétique par pdle sont plus longues et donc
nécessitent des largeurs relativement importantes des culasses (stator et rotor) pour se refermer.
Cette courbe, aurait donc tendance a s’aplatir sur les polarités relativement basses, si on tient
compte de la saturation magnétique. Par exemple, 1’écart théorique en couple entre 1 et 2 paires
de péles, se trouverait réduit significativement si on tient compte de la saturation des culasses.
Malheureusement cette saturation ne peut étre prise en compte que dans le cas de modélisation
par Eléments-Finis. En outre, il faut préciser que cette interprétation par courbe théorique, ne
considére que 1’harmonique d’espace fondamental « u.p1» et néglige les couple négatifs
produits par les autres harmoniques d’espace « Vv.p1 » (qui sont généralement faibles quand on
travaille & glissement bas).

Pour conclure, méme si le facteur de bobinage « K,,_ » li¢ a la séquence d’alimentation

« U », pour une machine a induction polyphasée, est suffisamment élevé, la production d’un
couple important sous cette séquence n’est pas garantie Si la polarité induite « u.p » est :

- trés basse (1 paire de poles), du fait de la saturation magnétique des culasses ;
- ou trés élevée (typiquement supérieure a 5 paires de pbles), du fait du couplage
insuffisant entre le stator et le rotor.

Tenant compte des résultats de 1’étude présentée dans 1I’Annexe 2, interprétés
partiellement par les courbes théoriques des figures ci-dessus, le bobinage pour ce prototype de
machine a induction a 13 phases est choisi selon la démarche détaillée dans 1’ Annexe 3 (schéma
de bobinage illustré dans la Figure Annexe 7).

On note gue ce bobinage est caractérise par :

- Nombre d’encoches statoriques « Ns =52 » ;

- Nombre d’encoches par pdle et par phase « Spp =2 » ;

- Nombre de paires de pdles fondamental « p;1 =1 » ;

- Séquences d’alimentation utilisables : « u=2, 3, 4 et 5 », correspondant respectivement
aux facteurs de bobinage harmoniques : « K, = 0.66,0.87,0.96,0.93 »

3.2.3 Choix du nombre de barres

Dans les sections 2.3.1.6 et 2.3.2.6, il a été montré que le choix du nombre de barres a
un impact important sur I’apparition des pulsations du couple. Pour un nombre de phases
statoriques et un nombre de paires de pbles fondamental donnés, certains nombres de barres
conduisent a des interactions indésirables entre certains harmoniques d’espace (ceux répartis
sur un méme plan rotorique pour une séquence statorique donnee). Pour choisir le nombre de
barres pour ce prototype a 13 phases, la démarche présentée dans la section 2.1.2.2 (Figure 2.2)
permet d’examiner la répartition des harmoniques d’espace au sein des plans statoriques et
rotoriques de Concordia pour un nombre de barres donné, et donc d’écarter les nombres de
barres qui conduisent a I’apparition des pulsations du couple.

Pour cette machine a 13 phases, le nombre de barres choisi est de 67. Selon la Figure
3.3, avec ce nombre de barres, il n’y a pas de superpositions entre es harmoniques d’espace sur
les lignes 2, 3, 4 et 5, qui correspondent a aux séquences utilisables pour cette machine (avec
considération des rangs d’harmoniques jusqu’a v = 50).
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Figure 3.3 : Répartition des harmoniques d’espace (de v=1 & 50) au sein de 6 plans et 1 droite statoriques, et 33
plans et 1 droite rotoriques, dans la matrice L, . (0) pour la machine a 13 phases a 67 barres, a une paire de

sraB

poles (p1=1).

Il faut noter que ce nombre de barres ne fait pas partie des nombre prohibés selon les
régles décrites dans la section 1.2.6.1, en considérant les quatre polarités: p = 2, 3, 4 et 5.
Notamment les régles sur les combinaisons qui conduisent a des phénoménes non pris en
compte dans la démarche de Concordia (dont I’application est dans la Figure 3.3) tel que : les
effets de denture (combinaisons Ns/Nbar) et les vibrations mécaniques [39].

3.3 Impact de la connexion électrique entre les phases
3.3.1 Variété de connexions électriques possibles pour un bobinage polyphasé

Pour une machine triphasée classique, deux connexions électriques (ou couplage
électrique) entre les phases statoriques sont possibles : étoile et triangle, tel qu’illustré dans la
Figure 3.4. Pour une machine a 5 phases, trois connexions sont possibles : étoile, pentagone et
pentacle, tel qu’illustré dans la Figure 3.5.

T Bras de
Phases -~
statoriques,,_,,,.,,-rr-"""""" / Fonduleur @
/
e . /-“ ) N
¥
s 2 e o
Etoile Triangle

Figure 3.4 : Connexions électriques possibles entre les phases d’une machine triphasée.

liny, l linv, l liny, l
@ L, @, 1, @
o 7 h /AL,
& | @ @ e o /o
Etoile Pentagone Pentacle

Figure 3.5 : Connexions électriques possibles entre les phases d’une machine a 5 phases.
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On remarque que, globalement, les connexions entre les phases d’une machine
électrique peuvent étre classées selon deux catégories :

- Connexions « phases — point commun », qui consistent a connecter toutes les phases
statoriques a un point commun (qui peut étre relié a un neutre ou pas), ce qui appelé
communément « connexion étoile » ;

- Connexions « phase — phase » ou « polygonales », qui consistent a connecter la sortie
de chaque phase a I’entrée d’une autre.

Pour une machine triphasee, une seule connexion polygonale est possible : la connexion
triangle. Pour une machine a 5 phases, deux connexions polygonales sont possibles : pentagone
et pentacle. En effet, avec 5 phases, il est possible de connecter chaque phase a la phase
adjacente, ou bien faire un « shift » (un saut) de deux phases.

Pour une machine a Npn phases, le nombre possible de connexions polygonales est de
« l%J » (exemple : pour 5 phases, EJ =2).

Une connexion polygonale donnée est caractérisée par « I’espacement » entre deux
phases statoriques connectées, ce qui correspond au parametre « SHp, » (par exemple en

pentaphasé : pour la connexion pentagone « SH,, = 1» et pour la connexion pentacle
« SHpp = 2 »). Ce paramétre est defini comme suit

N
2]

3.3.2 Effet de la connexion sur les amplitudes de courant et tension statoriques

Pour une connexion entre les phases statoriques de type « étoile », le courant qui traverse
un bras d’onduleur « Ij,,. » est le méme que le courant qui traverse la phase statorique qui lui
est associee « I, ». Cependant, pour une connexion polygonale, les amplitudes des courants
statoriques et des courants des bras de 1’onduleur sont différentes. Pour ces connexions, le
rapport entre ’amplitude du courant statorique et celle du courant de ’onduleur varie en
fonction de la séquence d’alimentation utilisée.

La Figure 3.6 illustre un exemple de calcul du rapport entre I’amplitude du courant statorique
« Ig » et Pamplitude du courant de I’onduleur « I;,, » (pour des courants équilibrés dans les
phases), pour les deux connexions pentagone et pentacle, pour les deux séquences
d’alimentation : 1 et 3. Comme on peut remarquer dans la figure ’amplitude de tension
statorique « Vg » est toujours déterminée en fonction de la tension du bus continu divisée par

\% ~ ; . . . .
deux « % ». En effet, selon la méme démarche vectorielle de détermination du rapport entre

les amplitudes du courant dans le stator et dans 1’onduleur, les tensions de phases statoriques
sont déterminées en fonction des bras de I’onduleur. On définit la tension d’un bras, par la
difference de potentiel entre la sortie du bras (c6té machine, source de courant alternative) et le
point milieu de la source de tension continue, et pour une commande MLI intersective simple,

. . .,V
I’amplitude du fondamental de cette tension est limitée a « %C ».
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>

entagon connéction, 15 sequence entagon connection, 3™ sequence
A) Pent ti 1st B) Pent ti 3rd
linv1 = lsl - 134 Iinv1 = lsl - ls4
I; I;
I, =—22—-=0.52 I, I, =—=—=10.85I,y

Zsm(?) Zsm(g)

- 2m\ V v, . m\ V 14
V, = 2sin (%) .20 = 1.972¢ Ve = 2sin (3).72¢ = 1.1772¢

5 2 2 5 2 - 2

(C) Pentacle connection , 15 sequence (D) Pentacle connection , 3™ sequence

Figure 3.6 : Calculs des courants dans les phases statoriques pour connexions pentagone et pentacle d’une
machine a 5 phases.

De fagon plus globale, pour un nombre de phases donné « Ny, », sous une sequence
d’alimentation donnée « u » et avec une connexion polygonale entre les phases statoriques
caractérisee par le parametre « SHyp, », I’amplitude du courant statorique peut étre exprimée en
fonction de I’amplitude du courant de I’onduleur comme suit :

L = Iinv
s = . 1-[ 3-2
|2. sin (Sth.u.N—ph>|
De méme pour la tension statorique :
. T \|Vpc
Vs = |2.sin <Sth.u.N—ph) T 3-3

Comme on peut remarquer dans les équations 3-2 et 3-3, le méme rapport qui multiplie
le courant de I’onduleur, divise la tension simple fictive. Ces deux équations vérifient le
principe de conservation de puissance entre la sortie de I’onduleur (I’ensemble des bras) et le

bobinage statorique « V. I = Vzﬂ liny ».

Par ailleurs, cette combinaison entre la connexion polygonale et le changement de
séquence d’alimentation est équivalente a un « effet de transformateur électrique multi-
rapports » caractérisé par le rapport de transformation « TMR .1, », €Xprimant le rapport entre
le courant d’enroulement et le courant de ligne (correspondant au courant d’interrupteur) sous
hypothéese de courants sinusoidaux, pour I’indice de couplage SHph :
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I 1
TMR 450 = I_

inv |2. sin <5th. u. Nlh)|
p

3-4

Quand le rapport de transformation « TMR .4, » est inférieur a 1, ’effet de
transformation sur le courant est « abaisseur », c.a.d. ’amplitude de courant statorique est
inférieure a celle du courant de I’onduleur, et ’effet de transformation sur la tension est

« @élévateur », I’amplitude de tension statorique est donc Supérieure a « %C » (vice versa pour «
TMRatio > 1 »).

Tous ces aspects liés a la connexion polygonale pour une machine polyphasée et 1’effet
de changement de séquence d’alimentation sur les amplitudes des courants et tension ont été
introduits dans le brevet « Chorus Meshcon » [68]-[70]. Egalement, les études visant & montrer
I’intérét de ce type de connexions particuliéres, vis-a-vis de I’extension de la plage de vitesse
du drive, ont conduit a la rédaction de la publication [71].

Il faut noter que pour le prototype proposé, la connexion polygonale entre les phases
statoriques est fixée a la conception, ce n’est qu’en changeant la séquence d’alimentation que
« I’effet de transformateur électrique multi-rapports » sur les amplitudes des courants et des
tensions est réalisé. Le parametre « SHyp, » (qui caracterise la connexion polygonale) est choisi
de facon a avoir un effet de transformation « abaisseur » sur les courants statoriques (effet
inverse pour la tension) pour les séquences d’alimentation utilisées pour les points de
fonctionnement a haute vitesse et bas couple induisant les basse polarités (voir section 1.2.2.2),
et vice versa.

3.3.3 Connexion choisie pour le prototype a 13 phases

Le bobinage choisi pour cette machine est utilisable pour les séquences de 2 a 5 (qui
correspondent a des polarités de 2 a 5 également), comme détaillé dans 1I’Annexe 3. La Table
3.3 illustre les valeurs de « TMR i, » pour les six connexions polygonales possibles pour la

machine a 13 phases (llz—gJ = 6), sous les séquences d’alimentation utilisables « u = 2, 3, 4 et
5».

On peut remarquer que parmi les six connexions possibles, celle correspondant a
« SHpp = 5 » (en gras dans la Table 3.3) convient le plus au fonctionnement souhaité pour une
machine a induction polyphasée (hautes polarités pour la région a fort couple et basse vitesse
et vice versa). Avec cette connexion, par exemple, le courant statorique sous la séquence « u =
5 » est deux fois plus important que le courant de 1’onduleur, ce qui permet de développer un
couple important (avec une basse tension statorique maximale disponible). On note qu’il est
possible de dépasser le courant nominal au niveau des phases statoriques pour une durée limitée
(selon le systeme de refroidissement), alors que cela n’est pas possible au niveau des bras de
I’onduleur du fait des constantes thermiques treés différentes entre les interrupteurs
(semiconducteurs) et le bobinage.

La séquence « U =4 » n’est pas utilisée pour cette connexion (TMR 440 = 5).

Avec cette connexion, les trois séquences « u =2, 3 et 5 » seront donc utilisées de fagon
séquentielle, dans un ordre décroissant avec 1’augmentation de la vitesse mécanique.
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Séquence 2 3 4 5

SHph =1 |1.08|0.75| 0.61 | 0.53

SHph =2 | 0.61 | 0.50 | 0.53 | 0.75

SHph =3 | 0.50 | 0.61 | 2.09 | 1.08

SHpn =4 | 053 | 2.09 | 0.75 | 0.50

SHy, =5 | 0.75 | 1.08 | 0.50 | 2.09

SHpp =6 | 2.09 | 0.53 | 1.08 | 0.61

Table 3.3 : Valeurs de « TMR i, », rapport entre le courant d’enroulement et le courant de ligne (courant
interrupteur statique), pour les 6 connexions polygonales possibles pour la machine a 13 phases (sous les
séquences utilisables de 2 a 5)

La Figure 3.7 illustre le schéma de la connexion polygonale « SHp, = 5 » choisie pour
le prototype de machine a induction a 13 phases.

Phases
statoriques

Bras de

-—
/ I'onduleur

—®

Exemple d’'une
phase statorique
du bras (1) au
bras (6) de
'onduleur

Figure 3.7 : Schéma de la connexion polygonale « SH,, = 5 » choisie pour le prototype a 13 phases

3.4 Démarche de dimensionnement d’une machine a induction polyphasée
fonctionnant sous différentes polarités
3.4.1 Dimensions globales

La démarche classique de dimensionnement des machines a induction connectees au
réseau électrique triphasé [38] commence par la détermination du rayon d’alésage statorique en
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se basant essentiellement sur les parameétres : puissance apparente nominale, vitesse de rotation,
densité linéique de courant et I’induction dans 1’entrefer.

Cependant, pour une application automobile, avec un drive a vitesse variable (pas une
machine connectée directement a un réseau triphasé), la démarche de dimensionnement du
circuit magnétique (rayons statoriques et longueur active) est probablement différente. Pour le
prototype de machine a induction a 13 phases propose, le critere de base est la conservation du
méme volume global que la machine triphasée de référence (dont les parameétres géomeétriques
sont montrés dans la Table 3.1).

Globalement, une fois le diametre d’alésage statorique « D, » fixe, le diametre
extérieur du stator « Dy » est déterminé en fonction de la polarité de la machine selon la Table

3.4 (données empiriques fournies dans un livre de I’auteur « I. BOLDEA » sur les machines a
induction [38]). La longueur active « L, » est déterminée de la méme maniere en utilisant la
Table 3.5.

Dines | 0.54-0.58 | 0.61-0.63 | 0.68-0.71 | 0.72-0.74

D extg

Table 3.4 : Rapport entre diamétre extérieur et diametre intérieur du stator en fonction de la polarité [38]

L, 06-1(12-18|16-22|2-3
T['Dints
2p

Table 3.5 : Rapport entre la longueur active et le pas polaire en fonction de la polarité [38]

Compte tenu du fonctionnement en multipolarité de cette machine a 13 phases, la
polarité qui a été considérée pour le dimensionnement du circuit magnétique est « p = 3 » (au
milieu des trois polarités de fonctionnement : 2, 3 et 5).

Dans le cadre de ce dimensionnement, plusieurs variantes de géométries ont été
examinées par simulations éléments-finis (Logiciel Maxwell), avec matériau ferromagnétique
tenant compte de la saturation.

Pour la premiére variante, le diametre d’alésage statorique fixé était dans le méme ordre
de grandeur que celui de la machine triphasée de référence (160 mm), le diamétre extérieur et
la longueur active ont été choisis en respectant les intervalles liés a « p = 3 » dans la Table 3.4
et la Table 3.5, et en conservant le volume global que la machine triphasée de référence. Avec
cette premiére variante, les simulations E-F-non-linéaire ont montré que la caractéristique de
fonctionnement en multipolarité (2, 3 et 5 paires de p6les), ne correspond pas a la caractéristique
souhaitée (décrite a la fin de la section 3.1).
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

Par conséquent, il s’est avéré nécessaire de modifier la géométrie, tout en respectant la
méme contrainte sur le volume et les intervalles dans les tables ci-dessus, afin de s’approcher
de la caractéristique de fonctionnement souhaitée. Plusieurs itérations ont été réalisées, pour

arriver finalement a une géomeétrie adaptée, caractérisée par un diamétre d’alésage plus grand
2

. . . . n nD
que celui de la machine de réference, mais avec le méme volume global (LZ.%*).

Les paramétres géométriques pour la variante finale sont montrés dans la Table 3.6.

Paramétre Valeur
Nombre de phases 13
Nombre de paires de pdles 2,3,5
Nombre d’encoches statoriques 52
Nombre de barres rotoriques (aluminium) 67
Diametre extérieur du stator (Deye,) 260 mm
Diameétre interieur du stator (Djp.,) 175 mm
Entrefer 0.5 mm
Longueur active (L,) 185 mm

Table 3.6 : Paramétres géométriques du prototype de machine a induction a 13 phases.
3.4.2 Paramétres d’alimentation

Comme montré dans la section 3.1, la machine a induction triphasée de référence a une
puissance nominale de 60 kW (puissance disponible de fagon continue sans contrainte
thermiques temporelle). Avec cette puissance, le couple maximal est de 82 N.m et la vitesse de
base est de 7000 tr/min, et le courant par phase statorique est de 340 Acrte (Ile méme que le
courant d’un bras de I’onduleur puisque la connexion est de type étoile). On note que le
refroidissement de cette machine se fait par convection forcée a eau [65].

En supposant que la surface totale du matériau semi-conducteur, dans les composants
de I’onduleur, est proportionnelle au courant total du convertisseur (courant d’une phase
multiplié par le nombre de phases), le courant nominal considéré pour une phase de 1’onduleur,
alimentant la machine a 13 phases proposée, est fixé a 80 Acrete, tel que: «3 %340 A =
1020 A» et « 13 * 80 A = 1040 A », ce qui permet théoriquement de conserver a peu pres la
méme quantité totale de matériau semi-conducteur.
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La tension de bus DC considérée pour ce prototype de drive est de 400 V. La Table 3.7
résume les parametres d’alimentation pour cette machine. Gréce a la connexion polygonale
choisie entre les phases statoriques, les amplitudes de courants et de tensions dans les phases
de la machine dépendent de la séquence d’alimentation utilisée (voir section 3.3.3).

Séquence d’alimentation 2 3 5

Courant de bras d’onduleur [Acrete] 80 80 80
Tension de bus DC [V] 400 | 400 | 400
Courant de phase statorique [Acrete] 60.3 | 86.1 | 167.1
Tension maximale de phase statorique [Veree] | 265.2 | 185.9 | 95.7

Table 3.7 : Paramétres d’alimentation de la machine a induction a 13 phases proposée.
3.4.3 Dimensionnement au stator

L’approche de dimensionnement suivie pour le stator [38], commence d’abord par le
calcul du nombre de spires en série, par phase, nécessaires pour atteindre la vitesse de base
souhaitée « Qp.se » quand la tension statorique atteint son niveau maximal disponible. Pour
cette machine a 13 phases, la séquence « u = 2 » (donc p = 2) est utilisée pour les points de
fonctionnement a hautes vitesses, le choix du nombre de spires et de la section des conducteurs
au stator se fait donc sur le point a puissance maximale (vitesse de base et couple nominal) en
considérant cette séquence d’alimentation.

En adéquation avec le cahier des charges de référence (section 3.1), la vitesse de base
souhaitée pour la caractéristique de fonctionnement sous la polarité « p = 2 » est « Qpage =
7000 tr/min ». Comme montré dans la Table 3.7, la tension statorique maximale disponible
avec la 2°™ séquence est de 265.2 Verere. Le nombre de spires en série par phase peut étre estimé,
en premier temps, a 1’aide de 1’équation suivante [38] :

Smax
N = V2 3-5
4 Ke Ky, fo

p

Tel que : « Ng, » est le nombre de spires en série par phase, « Vs__ »est la valeur
efficace de la tension statorique maximale, « K¢ » est le facteur de forme (voir Annexe 4),
« Ky, »est le facteur de bobinage lie¢ a la sequence 2 (0.66 pour le bobinage choisi, voir
Annexe 3), « f; » est la fréquence statorique (f; = u. p. %) et « ¢, » est le flux d’entrefer par
pole, il est défini comme suit :

T[Dints

bp = g L Be 3-6
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Tel que: « a; »est le facteur de forme de I’induction (voir Annexe 4), « Bg » est
I’induction magnétique dans 1’entrefer (dont la valeur est comprise entre 0.65 et 0.78 T pour

p=2 [38]).

Le nombre de spires initialement calculé avec I’équation 3-5 est de 26. Un premier
dimensionnement du stator a été fait avec ce nombre de spires en série, et la machine a été
modélisée sur Ansys Electronics (Maxwell). Les résultats E-F-non-linéaire ont montré que la
vitesse de base avec ce nombre de spires est autour de 4300 tr/min (inférieure a la vitesse
souhaitée). Il convient donc de réduire le nombre de spires pour augmenter la vitesse de base
au niveau souhaité. Le nombre de spires qui a été finalement choisi et qui permet d’atteindre la
vitesse de base souhaitée avec cette séquence « u =2, p =2 » est de 16 spires en série par phase.

Le bobinage choisi pour ce prototype est de type monocouche (c.a.d. une encoche
donnée ne contient que les conducteurs d’une seule phase), avec une polarité de base « p1 =1 »
(voir Annexe 3), donc le nombre de conducteurs par encoche peut étre déterminé comme suit :

Nyp-Nep
NCds - Ns 3-7
2Nph

Tel que : « N4, » est le nombre de conducteurs par encoche, « Ny, » est le nombre de

voies en paralléles (fixé a 1 pour ce bobinage), « N » est le nombre d’encoches statoriques et
« Npp, » est le nombre de phases.

Sous cette séquence d’alimentation, le courant nominal créte dans une phase statorique
«lg_ » est de 60.3 Aceee. La section d’un conducteur « S, » du bobinage statorique est
dimensionnée selon ce niveau de courant maximal, et la densité de courant nominale « Js_»

(valeur efficace fixée a 7 A/mm?), la section d’un conducteur peut donc étre calculée comme
suit :

V2 38

On note que la densité de courant efficace a été fixée a 7 A/mmz car le systeme de
refroidissement choisi pour ce prototype (convection forcée a eau), est théoriqguement capable
d’assurer un fonctionnement sans limite temporelle avec une densité jusqu’a 10 A/mm? par
conducteur statorique.

La surface totale d’une encoche statorique peut étre déterminée comme suit :
3-9

Tel que : « K¢ » est le facteur de remplissage d’une encoche statorique.

La Figure 3.8 illustre la géométrie d’une encoche statorique qui a une forme
trapézoidale.
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Figure 3.8 : Géométrie d’une encoche statorique [38].

Les trois parameétres « g », « hyg » et « h,, » sont fixés en fonction de la gamme de
puissance de la machine. Selon la référence [38], pour les machines dont la puissance nominale
est inférieure a 100 KW, I’ouverture d’encoche « g » doit étre comprise entre 2 et 3 mm et ne
doit pas dépasser 8 fois I’entrefer (limite de 8*%0.5 =4 mm pour ce prototype), la hauteur du bec
d’encoche « h,g » doit étre comprise entre 0.5 et 1 mm, et la hauteur « h,, » doit &tre comprise
entre 1 et 4 mm. Pour ce prototype de machine a 13 phases, ces trois parametres sont fixés a :
«g =3mm>» «hy,e =1mm>»et«h, =1mm ».

Pour déterminer les autres dimensions d’une encoche statorique, on commence par le
calcul de la largeur « by » :

_ Be T[Dints

b
ts Bts Ns

3-10

Tel que : « Big » est I’induction magnétique d’une dent statorique. Ce parameétre est
choisi dans I’intervalle de 1.5 T 2 1.65 T. « B, » est I’induction considérée dans 1’entrefer, elle
est comprise entre 0.65 et 0.78 T.

La largeur inférieure de I’encoche « bg; » peut étre déterminée comme suit :

_ (Din, + 2.hos + 2.hy,)

by 5

- th 3'11

En se basant sur la forme géométrique de I’encoche, la largeur supérieure « by, » et la
hauteur d’encoche « hg » peuvent étre déterminees comme suit :

s

bg, = [4.S.tan (ﬁ) + b2 3-12
S
* bs +bg,

3.4.4 Dimensionnement au rotor

Afin de déterminer la section d’une barre rotorique, le courant équivalent dans une barre
« I, » (correspondant au courant nominal statorique) peut étre déterminé, par la relation entre
la FMM statorique et la FMM rotorique, comme suit :

2Ny Neo Koy 1
I, = K—2 Ns" Tsz S\‘/“E 3-14
r
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Si on considere un coefficient « K;» unitaire, I’équation 3-14 serait basée sur
I’hypothése de 1’égalité entre la FMM statorique et la FMM rotorique. Cependant, en réalité la
FMM au stator est 1égerement plus importante qu’au rotor, le coefficient « K; » n’est donc pas
unitaire et il est exprimé comme suit :

K; = 0.8 cose, + 0.2
1 ©On 3-15

Tel que « cos,, » est le facteur de puissance (suppose égal a 0.8 dans cette démarche
de dimensionnement).

La section d’une barre rotorique peut donc étre exprimée comme suit :

I
Sear =7~ 3-16
I'n

Tel que « J,_ » est la densite de courant nominale (pour les paramétres d’alimentation
du stator sous la sequence « u = 2 ») considérée dans une barre rotorique, qui est fixée a 3.5
A/mm?2 (valeur efficace). Le choix de cette densité a été fait en considérant la moitié de la
densité de courant au stator, car I’extraction de chaleur (par le systéme de refroidissement) est
plus difficile pour les barres rotoriques.

La Figure 3.9 illustre la géométrie considérée pour une encoche rotorique. Pour ce
prototype, 1’ouverture d’encoche rotorique « €. » est fixée a 1.5 mm, et la hauteur du bec
rotorique « h,, » est fixée a 0.5 mm.

B A

Figure 3.9 : Géométrie d’une encoche rotorique [38].

La largeur minimale d’une dent « by, » est déterminée comme suit :

_ Be mD;

by =—.
o Btr Nbar

3-17

Tel que : « By, » est I’induction magnétique d’une dent rotorique. Ce paramétre est
choisi dans I’intervalle de 1.5 Ta 1.65 T.

Le diamétre du demi-cercle supérieur de la barre « d; » peut étre déterminé comme suit :

147



Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

_ (D — 2.hor) — Npar. by
! T+ Npar 3-18

La section d’une barre rotorique peut étre exprimée comme suit :

d; +d,
2

n 2 2
Scdr = hr. + g (d1 + dz) 3-19

Pour cette machine, le diametre du demi-cercle inférieur de la barre « d, » est fixé a
« 0.4.d; ». La hauteur « h, » peut donc étre exprimée a partir de 1’équation 3-19 comme suit :

— T 2 2 2
hy =S4, — re (d +d3 T d, 3-20

3.5 Simulations Eléments-Finis du prototype (Ansys, Maxwell)
3.5.1 Présentation de la démarche de simulation

Un modele Elément-Finis 2D a été élaboré pour ce prototype de machine a induction a
13 phase sous le logiciel Maxwell (Ansys Electronics). Le modele tient compte de la saturation
magnétique avec 1’utilisation d’un matériau ferromagnétique avec une caractéristique B=f(H)
réelle.

L’ensemble des simulations est en mode transitoire avec rotation imposée au niveau du
rotor et courant statorique sinusoidal. La fréquence, la séquence et I’amplitude du courant sont
donc imposées. L’utilisation de trois séquences de courant différentes (2, 3 et 5) permet de
changer la polarité de la machine, comme illustré dans les cartographies des lignes du champ
de la Figure 3.10

A [Wb/m]

0.0200
0.0173
0.0147

100120
0.0093
0.0067
0.0040
0.0013
-0.0013
-0.0040

~ 00067

L -00093
-0.0120

-0.0147 Séquence « u=2» Séquence « u=3» Séquence « u=5»
00173 -> 2 paires de podles -> 3 paires de poles -> 5 paires de pdles
-0.0200

Figure 3.10 : Cartographies des lignes du champ magnétique dans la machine a 13 phases, sous les trois
séquences.

La Figure 3.11 illustre les points de fonctionnement simulés par éléments-finis (vitesse
de synchronisme en abscisses et amplitude du courant statorique en ordonnées). La vitesse de
synchronisme « Qg » sous la séquence d’alimentation « u» correspond a la fréquence des

. 1
courants statoriques « fg = w.p. Q.= ».
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Figure 3.11 : Points de fonctionnement simulés par éléments-finis.

Pour chague amplitude de courant sous chaque séquence, la courbe du couple en
fonction de la pulsation rotorique est déterminée par des simulations avec variation
paramétrique de la vitesse mécanique du rotor avec une fréquence statorique fixe (donc laméme
vitesse de synchronisme). Cela permet de déterminer la pulsation rotorique qui maximise le
couple pour chaque point simulé. Les valeurs de cette pulsation (résultats des simulations
paramétriques E-F-non-linéaire) sont illustrées dans la Figure 3.12, pour les trois séquences
d’alimentation, et pour les différentes amplitudes de courant statorique.

Si on prend par exemple le point de fonctionnement (u = 2, Qg = 2000 tr/min, I =
40 A_se) dans la Figure 3.11, la pulsation rotorique « w, = 40 tr/min », ce qui correspond a

Wr

une vitesse mécanique de « Q,, = Qg — —= 2000 — 20 = 1980 tr/min ».

Comme montré dans la Figure 3.12, pour une séquence « u» donnée, la valeur de
pulsation rotorique qui maximise le couple dépend du niveau de courant statorique. Donc, si on
prend par exemple tous les points de fonctionnement de la séquence 2 et qui correspondent a
I’amplitude de courant statorique de 40 Acrete (donc avec les vitesses de synchronisme : 2000,
4000, 6000 et 8000 tr/min), la pulsation rotorique pour tous ces points est de 40 tr/min (selon
la Figure 3.12), les vitesses mécaniques pour ces points sont donc : 1980, 3980, 5980 et 7980
tr/min.

300 T T T T T T T T
250 b
3
o
200 N
c
i)
& 150 E
>
o
S 100 F i
° *
o
50 + ¥ * %  sequence 2
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0 . . ‘ . | . sequence 5

0 20 40 60 80 100 120 140 160 180

Stator current (Apeak)

Figure 3.12 : pulsation rotorique a couple maximal, en fonction de I’amplitude du courant pour chaque séquence
d’alimentation.

149



Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

Il faut noter que ces premieres simulations avec variation paramétrique de la pulsation
rotorique nécessitent des efforts calculatoires importants. 8 simulations ont été faites
(différentes amplitudes de courant pour les trois sequences), comme montré dans la Figure 3.12.
Chacune des 8 simulations est faite avec une dizaine de variations parameétriques du glissement,
et pour chaque variation, une vingtaine de périodes statoriques doivent étre simulées (régime
transitoire numérique important). Par conséquent, plusieurs jours de calcul ininterrompu ont été
dédiés.

Une fois que les valeurs de pulsation rotorique, maximisant le couple, sont déterminées
(Figure 3.12), chaque point de fonctionnement dans la Figure 3.11 est simulé séparément (par
modéle E-F-non-linéaire), en imposant les trois parametres :

- Amplitude du courant statorique ;
- Fréquence du courant statorique (donc la vitesse de synchronisme) ;
- Vitesse mécanique (en respectant les valeurs de pulsation rotorique dans la Figure 3.12).

Il faut noter que pour chaque point de fonctionnement, une vingtaine de périodes
statoriques sont simulées, avec une fréquence d’échantillonnage de 40 fois la fréquence
statorique.

Les résultats extraits de ces simulations E-F-non-linéaire sur chaque point de
fonctionnement sont :

- Le couple électromagnétique ;
- Latension induite dans les phases statoriques ;
- Pertes calculées par post-traitement.

3.5.2 Elaboration de la caractéristique Couple-Vitesse nominale en multipolarité

La Figure 3.13 illustre les valeurs du couple moyen sur les points de fonctionnement
simulés. Ces valeurs sont obtenues en régime établi numérique et en imposant la valeur du
glissement qui maximise le couple a chaque point de fonctionnement. On confirme que pour le
méme niveau de courants statorique, en imposant la méme pulsation rotorique, le couple moyen
est constant.

La machine triphasée de référence développe un couple maximal de 82 N.m avec un
courant de 340 Acrate pour chacun des 3 bras d’onduleur. Avec un courant équivalent total pour
I’ensemble des bras de 1I’onduleur trés proche, soit 80 Acrete pour chacun des 13 bras, la machine
a 13 phases développe 3 niveaux de couple : 92 N.m avec 2 paires de poles, 205 N.m avec 3
paires de pdles et 394 N.m avec 5 paires de pdles. Ces niveaux de couple différents pour le
méme courant de 1’onduleur, sont obtenus grace a la technique de changement de polarité avec
un bobinage caractérisé par des facteurs de bobinage harmoniques élevé, surtout pour les
séquences 3 et 5 utilisées (voir I’Annexe 3) et avec une connexion polygonale particuliére entre
les phases (voir la section 3.3.3).

La Figure 3.14 illustre les valeurs du facteur d’ondulation du couple (couple créte-a-
créte divisé par le couple moyen) pour les différents points de fonctionnement. Grace au bon
choix de la combinaison « encoches statoriques — encoches rotoriques — paires de poles », le
facteur d’ondulation du couple est faible (inférieur a 5%) sur I’ensemble des points de
fonctionnement simulés.

150



Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

. . ” . o h
u=2, p=2, 8 points simulés u=3, p=3, 6 points simules
300 T T T T
250 +
150
1972 rpm 972 rpm
€ 0T 05 N.m 05 h.m
Z rd
z 100 97Zrpm  3972rpm  EST2rpm 9TZ2rhm 5 150 b
= 2 N.m 52 M.m 92 M.m 52 M. = 1980 rpm 3980 rpm
2 = 29 N.m 129 N.m
%gﬁorpm A2980rpm igﬁ[)rpm J980rpm F oot 1
50 H.m BEN.m N.m 55 M.m J964 1pm £384 pm
GMN.m 76 M.m
50 F
0 0 L L .
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000 0 1000 2000 3000 4000
Mechanical speed (mpm) Mechanical speed (rpm)

u=5, p=5, 6 points simulés

400 b 248 rpm J248 rpm
394 N.m 398 N.m
z [ g641pm 41954 rpm
P 268 M.m 269 M.m
5200} £70rpm J870 rpm
179 N.m 179 N.m
100
0 500 1000 1500 2000 2500

Mechanical speed (rpm)

Figure 3.13 : Couple moyen sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a induction a 13 phases.
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Figure 3.14 : Facteur d’ondulation du couple sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a

induction a 13 phases.

151



Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

La Figure 3.15 illustre les valeur crétes de tension statorique induite (en tenant compte
de la chute de tension résistive). Les simulations E-F-non-linéaire effectuées, consistent a
alimenter la machine par un courant sinusoidal (selon une séquence « u » donnée) et a récupérer
la tension induite dans les phases statoriques comme résultat. Ensuite, la chute de tension
résistive est ajoutée (de facon vectorielle, c.a.d. en considérant le déphasage entre le courant et
la tension au stator) & la FEM par post-traitement. Une interpolation (extrapolation pour la
séquence « U=2 ») est faite sur I’ensemble de points de fonctionnement pour chaque niveau de
courant pour chaque séquence d’alimentation, pour déterminer la vitesse mécanique qui
correspond a la tension statorique maximale disponible. La valeur de la tension maximale
dépend de la séquence statorique.
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Figure 3.15 : Valeurs crétes de tension statorique sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a

induction a 13 phases, et détermination des vitesses de base par interpolation.
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Avec la connexion utilisée, la séquence « u=2 », qui développe le niveau de couple le
plus faible en comparant aux autres sequences utilisées (92 N.m avec un courant statorique de
60 Acrete), €St caractérisee par une tension maximale disponible plus élevée que les deux autres
séquences, ce qui permet d’atteindre une vitesse de base plus importante. Les résultats de
I’interpolation montrent les vitesses de base suivantes : 8004 tr/min pour 2 paires de poles, 3525
tr/min pour 3 paires de pdles et 1569 tr/min pour 5 paires de poles.

Aprés la détermination des valeurs de couple qui correspondent aux amplitudes
maximales du courant statorique, et des vitesses qui correspondent aux tensions statoriques
maximales disponibles sous les trois séquences, les points a puissance maximale pour les trois
polarités de fonctionnement de la machine a 13 phases sont connus.

La Figure 3.16 illustre la caractéristique couple-vitesse (sans tenir compte du défluxage)
de la machine a 13 phases avec la technique de changement de polarité. Dans cette figure, on
voit clairement 1’avantage apporté par le changement de polarité avec la connexion polygonale
choisie pour le prototype de machine a 13 phases.

La séquence « u =5 » permet d’atteindre presque 5 fois le couple nominal de la machine
triphasée de référence pour le méme courant équivalent par bras d’onduleur. L’utilisation de
cette séquence est limitée a la région a basses vitesses de rotation. En outre, la densité de courant
dans les conducteurs statoriques (19.2 A/mm?2) est assez élevée, ce mode de fonctionnement est
donc temporaire du point de vue thermique (idéalement utilisé pour les fortes accélérations d’un
véhicule a basse vitesse ou la montée des bordures par exemple).
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Figure 3.16 : Caractéristique couple-vitesse sur la région a couple constant — comparaison entre la machine a
induction a 13 phases avec 3 polarités et la machine triphasée de référence.
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

La séquence « u = 3 » permet de développer un couple de 205 N.m (environ 2.5 fois le
couple de la machine triphasée de référence), avec une vitesse de base de 3525 tr/min. La
densité de courant maximale par conducteur statorique pour cette séquence est de 9.9 A/mm?,
le systéme de refroidissement (par convection forcée a eau) est congu de fagon a supporter cette
densité de fagon continue (voir I’Annexe 5 pour plus de détails sur les durées de fonctionnement
sous les différentes séquences).

Avec la séquence «u = 2», donc 2 paires de pdles, des vitesses de rotation plus
importantes sont atteintes, d’un c6té grace a cette polarité réduite, et d’un autre, a la connexion
polygonale particuliere qui permet d’avoir une tension statorique plus importante sous cette
séquence.

On remarque que les deux séquences «u = 2» et «u = 3 » ont presque la méme
puissance maximale (produit du couple par la vitesse de rotation sur le point correspondant au
valeurs maximales du courant et de la tension statorique). Ces deux séquences se complétent
donc, et réalisent une extension importante de la plage de fonctionnement a puissance constante
par rapport a la machine triphasée de référence. Cependant, afin de tracer la caractéristique
couple-vitesse complete de la machine, il faut tenir compte du « défluxage » sous chaque
séquence statorique, ce qui nécessite le développement d’un modéle de contrdle vectoriel pour
cette machine, et I’intégrer dans un processus de co-simulation avec le modéle E-F-non-linéaire,
afin de réaliser de simuler (en tenant compte de la saturation magnétique) des points dans la
région de défluxage.

La Figure 3.17 illustre la caractéristique couple-vitesse compléte avec les plages de
défluxage requises (sous chaque séquence) pour avoir une continuité entre les trois polarités
utilisées. La réalisation de ces courbes de défluxage est conditionnée par 1’¢laboration d’un
contréle vectoriel adapté aux trois polarités (3 machines fictives différentes), et capable
d’atteindre les rapports « CPSR » (rapport entre vitesse maximale et vitesse de base sous une
séquence donnée) suivants :

- Sous la séquence « u = 2 », rapport CPSR requis de 1.87 ;
- Sous la séquence « u = 3 », rapport CPSR requis de 2.23 ;
- Sous la séquence « u =5 », rapport CPSR requis de 1.93.

Selon la reférence [5], le rapport CPSR d’une machine a induction standard est
géneralement peut atteindre 2 a 3, ces rapports de CPSR requis (pour les trois polarités) sont
donc théoriguement accessibles. En effet, ce qui limite la plage a puissance constante dans une
machine a induction triphasée est la complexité du contréle de flux, quand ce dernier atteint des
bas niveaux (a la fin de la courbe du défluxage a grande vitesse). Cependant, comme le montre
la Figure 3.17, avec le changement de polarité dans la machine a induction a 13 phases on garde
un niveau de flux facilement contrélable.

Par exemple, le flux maximal sous la polarité « p =5 » est de 77 mWh, avec 1’opération
du défluxage ce flux diminue. En arrivant a la fin de la courbe du défluxage sous « p =5 », le
basculement vers la polarité « p = 3 » permet de remonter la valeur du flux maximal a 113
mWh, et donc le contréle sous cette polarité permet encore de réaliser une deuxieme courbe de
défluxage. A la fin de la deuxiéme courbe de défluxage (sous « p = 3 ») ou le flux est réduit,
I’utilisation de la polarité « p = 2 » remonte sa valeur a 97 mWhb, et une troisieme courbe de
défluxage peut donc étre réalisée.
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction
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Figure 3.17 : Caractéristique couple-vitesse (avec courbes de défluxage hypothétiques) — comparaison entre la
machine a induction a 13 phases avec 3 polarités et la machine triphasée de référence.
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Le CPSR de 2.14 pour la machine triphasée de référence a été déduit des courbes
présentées dans la publication faite par le constructeur Audi [65].

La caractéristique illustrée dans la Figure 3.17, mets en évidence ’effet de boite de
vitesse électromagnétique réalisé grace au changement de polarité dans la machine a 13 phases.
On peut imaginer que le paramétre d’entrée de cette boite de vitesse est la fréquence statorique,
et que le parametre de sortie est la vitesse mécanique de rotation, en changeant la polarité, le
rapport entre la fréquence statorique (entrée) et la vitesse mécanique (sortie) change. Ce
changement « electromagnétique » est analogue & un changement « mecanique » entre les
rapports d’une boite de vitesse classique. On note que la fréquence statorique maximale est de :
250 Hz sous la polarité « p=5», 400 Hz sous la polarité « p=3 » et 500 Hz sous la polarite
« p=2 » (les gammes de fréquences en pointillé pour les polarités 3 et 5 sont fournies a titre
indicatif, pour montrer I’intérét de passer a des polarités plus basses a grande vitesse) .

La Figure 3.17 confirme que cet effet de boite de vitesse est réalisé avec quasiment la
méme puissance apparente que la machine a 3 phases (théoriqguement la méme surface de
semiconducteurs). Cet effet de boite de vitesse électromagnétique, permet clairement d’élargir
la caractéristique de fonctionnement de la machine sans contraintes supplémentaires sur
I’onduleur.
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

La Figure 3.18 illustre deux courbes (basées sur les hypothéses mentionnées ci-dessus)
a iso-puissance maximale : a 75.7 kW et 65.1 kW.

La courbe d’iso-puissance a 75.7 kW (partie hyperbolique de la courbe noire) est
effectuée a I’aide de la séquence « u=3 » puis la séquence « u=2 », sans discontinuité a la
transition entre les deux séquences a la vitesse de 7800 tr/min. Cette courbe est caractérisée par
un CPSR global de 4.25 (tenant compte des deux CPSR hypothétiques liés aux séquences 2 et
3). Avec cette courbe d’iso-puissance, la densité de courant maximale dans les conducteurs
statoriques est de 9.9 A/mm? (avec la puissance maximale de la séquence 3), ce qui correspond
donc au régime continu thermique (refroidissement a eau).

La courbe d’iso-puissance a 65.1 kW (partie hyperbolique de la courbe rouge) est
réalisée par les 3 séquences d’alimentation utilisées, avec une transition entre «k u=5» et « u =
3 » a la vitesse de 3020 tr/min, et entre « u = 3 » et « u = 2 » a la vitesse de 6700 tr/min. Cette
courbe est caractérisée par un CPSR global de 9.6. Il faut rappeler que les points de
fonctionnement a fort couple (proche de 400 N.m) et basse vitesse sont temporaires du point de
vue thermique au niveau du bobinage statorique.

Torque-speed Caracteristic
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and 6.9 A/mm?

Omega (tr/min)

Figure 3.18 : Courbes iso-puissance maximale avec les valeurs globales de CPSR pour la machine a 13 phases
fonctionnant sous 3 polarités différentes.

3.5.3 Elaboration des cartographies de pertes et du rendement

A T’aide des post-traitements du logiciel Maxwell (Ansys Electronics) 1’ensemble de
pertes principales (Joule et Fer) dans la machine sont calculées sur les points de fonctionnement
simulés.

La Figure 3.19 illustre I’estimation analytique des pertes Joule dans le bobinage
statorique. Ces pertes sont calculées par la formule :

P =N,,.R..12
is ph- s+ Isefr 3-21
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

Tel que « Rg » est la résistance d’une phase statorique, tenant compte des tétes de
bobines. Pour cette machine, la résistance statorique est de « Rg = 34.7 mQ », a 100°C. Ces
pertes augmentent avec le courant statorique.

Les pourcentages de pertes affichés dans les figures sont calculés par rapport a la
puissance d’entrée (qui sera présentée dans la Figure 3.25).

u=2, p=2, 8 points simulés u=3, p=3, 6 points simules
200 F 3
180 =
1972 rpm 3572 pm
— 200 #.T KW PR
E £ 37T% Lootss
=t 1972 rpm 3972 rpm 5972 rpm  TET2rpm =
s 0.8 kW .3 kW .8 kW B8k g 1® 1980 pm Y ~398FPm.~
4 4% 29 1.3% 1% g B2 kW .
= 1980 rpm 3980 rpm  5S80rpm 7980 rpm £ 100 29% wABw
- BAKW  BAKW  BAKW B4 KW ;9431 i 'i?‘f:l;,?
29% 1.5% 1% 0.7 % - e, ‘r-'1=.‘”‘;
0 o . ] ] !
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 85000 0 1000 2000 3000 4000
Mechanical speed(rpm) Mechanical speed (rpm)
u=5, p=5, 6 points simulés Points dépassant la
' ' ' ' ' limite de tension
" 848 rpm 1848 rpm (réalisés sans defluxage
400 1 %3 kW ER 2 4 e S R
128% i @b% T - sur le modele E-F).
E 300 gsarpm  © qebarpm ] Defluxage necessaire
= 8.2 kW R ¥ U
2 10.1% Tosdw
Z 200 70 rpm S 1970.Fpm
s HT KW LHTRW T
8% V42 %
100
"o 500 1000 1500 2000 2500

Mechanical speed (rpm)

Figure 3.19 : Pertes Joule statoriques (tenant compte des tétes de bobines) sur les points de fonctionnement
simulés pour la machine a induction a 13 phases a 100°C (pourcentages par rapport a la puissance de la Figure
3.25).

La Figure 3.20 illustre les pertes Joule dans les barres rotoriques. Ces pertes sont
calculées a I’aide d’un post-traitement du logiciel Maxwell. Ce post-traitement permet
d’intégrer la densité de pertes ohmiques sur les barres, et tient compte de leur distribution non
homogene. En effet, la densité de courant n’est pas homogéne sur la surface d’une barre
rotorique, et donc la répartition des pertes n’est pas uniforme. La Figure 3.21 illustre la
répartition de la densité de courant et des pertes Joule sur les barres rotoriqgue. Comme montré
dans cette figure, avec 1’augmentation de la vitesse mécanique, les pertes Joule ont tendance a
se concentrer sur la partie de la barre proche de 1’entrefer.

De fagon générale, les pertes Joule dans les barres rotoriques augmentent avec le courant
statorigque, et également avec la vitesse mécanique a cause des phénomenes de distribution non
homogene de la densité de courant (incluant I’effet de peau) dans les barres en aluminium.
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction
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Figure 3.20 : Pertes Joule dans les barres rotoriques sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a
induction a 13 phases a 100°C (pourcentages par rapport a la puissance de la Figure 3.25).
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Figure 3.21 : Répartition non homogene de la densité de courant et des pertes Joule dans les barres rotoriques.

La Figure 3.22 illustre les pertes fer totales (stator + rotor) calculées par un post-
traitement du logiciel Maxwell. Ces pertes augmentent avec la vitesse mécanique (donc la
fréguence des courants statoriques), mais généralement restent moins importantes que les pertes
Joule au stator et au rotor.
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Figure 3.22 : Pertes fer totales (stator et rotor) sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a
induction a 13 phases (pourcentages par rapport a la puissance de la Figure 3.25).

Le modele E-F-non-linéaire utilisé est en 2D, et donc ne permet pas de déterminer les
pertes Joule dans les anneaux de court-circuit en aluminium. La Figure 3.23 illustre une
démarche vectorielle (mono-harmonique) qui permet d’exprimer le courant dans une portion
de I’anneau de court-circuit en fonction du courant dans la barre.
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Figure 3.23 : Détermination vectorielle de la relation entre les courants dans les barres et dans I’anneau de court-
circuit rotorique [38].

A partir de la Figure 3.23, les pertes Joule dans un anneau de court-circuit peuvent étre
calculées a partir des pertes Joule dans les barres comme suit :
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Tel que : « [; » est I’amplitude du courant traversant une portion de I’anneau, « Iy, » est
I’amplitude du courant traversant une barre, « R; » est la résistance d’une portion de 1’anneau
de court-circuit, « Ry, » est la résistance d’une barre rotorique, « Pj__» sont les pertes Joule pour

j
une portion de I’anneau, « By, » sont les pertes Joule totales au niveau des barres (Figure

3.20) et « Piing » SON les pertes Joule estimées pour un anneau de court-circuit.

Les résultats de ces calculs sont illustrés dans la Figure 3.24 pour un anneau de court-
circuit ayant une longueur axiale de 30 mm (longueur active de 185 mm, n’incluant pas les

anneaux). De fagon générale, ces pertes sont négligeables devant les pertes Joule dans les
barres.
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Figure 3.24 : Pertes Joule dans un anneau de court-circuit rotorique sur les points de fonctionnement simulés
pour la machine a induction a 13 phases (résultats pour un seul anneau).

Aprés la détermination des pertes principales dans la machine, le rendement peut étre
estimé comme suit :
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T. Qmec

T T.Omec + P_+ P+ Py

3-25

Tel que : « T » est le couple, « Qe » st la vitesse mécanique, « Pj_ » est la valeur des
pertes Joule statoriques (Figure 3.19), « P;_» est la valeur des pertes Joule rotoriques totales,

considérant les barres et les deux anneaux de court-circuit (Figure 3.20 et Figure 3.24), « Pz, »
est la valeur des pertes fer totales, dans le stator et le rotor (Figure 3.22).

Le terme « T.Qmec + P, + P + P, » correspond a D’estimation de la puissance
d’entrée en tenant compte des pertes. C’est par rapport a cette puissance que les pourcentages
des pertes sont affichés dans les figures précédentes. Les résultats de calcul de la puissance
d’entrée sont illustrés dans la Figure 3.25.
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Figure 3.25 : Puissance d’entrée sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a induction a 13

phases (100 °C).

Finalement, les résultats de calcul du rendement sur les points de fonctionnement
simulés sont illustrés dans la Figure 3.26. On remarque que le rendement est autour de 94% sur
les points a puissance maximale (autour de 75 kW) pour les deux séquences 2 et 3 (régime
continu thermique). Pour les points a fort couple, atteints par 1’utilisation de la séquence 5 avec
un fort courant statorique, le rendement est autour de 80%, tout en sachant que les densités de
courant pour ce type de points ne correspondant pas a un fonctionnement de longue durée, la
notion de rendement est donc moyennement pertinente pour 1’évaluation de 1’autonomie.
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Chapitre 3 : Prototype de drive pour application de traction

De facon générale, sur les points qui peuvent étre atteints par les trois sequences
(intersection entre les caractéristiques couple-vitesse des 3 séquences), ¢’est avec la séquence
3 que le meilleur rendement est obtenu.
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Figure 3.26 : Rendement sur les points de fonctionnement simulés pour la machine a induction a 13 phases
(100°C).

Il faut noter que la précision de ces résultats dépend de la fréquence d’échantillonnage
(40 fois la fréquence statorique pour ces simulations) et de la finesse du maillage (surtout au
niveau des barres rotoriques et de 1’entrefer) dans le modéle E-F-non-linéaire.

Pour une machine a induction, une part importante de I’énergie est utilisée pour
magnétiser le circuit magnétique (énergie réactive), cela conduit a un facteur de puissance
géneralement dégradé par rapport aux machines a aimants (qui sont naturellement magnétisées
par les aimants). Pour ce prototype a 13 phases, le facteur de puissance a été estimé sur
I’ensemble des points de fonctionnement (puissance active ou puissance d’entrée divisée par la
puissance apparente a la sortie de I’onduleur), les valeurs sont illustrées dans la Figure 3.27. On
remarque que pour les trois polarités, le facteur de puissance est autour de 0.8 sur les points a
couple maximal. On remarque également que pour un point de fonctionnement qui peut étre
réalisé pour deux polarités ou plus, le facteur de puissance est meilleur avec la plus basse
polarité (exemple : pour les points de fonctionnement entre 50 et 100 N.m, a 2000 tr/min, le
facteur de puissance est autour de 0.8 pour « p =2 », et 0.72 pour « p = 3 »). En effet, avec une
polarité élevée, le facteur de dispersion de Blondel est plus important, ce qui conduit a un
facteur de puissance plus bas.
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Figure 3.27 : Facteur de puissance sur les points de fonctionnement simulés pour la machine & induction & 13
phases.

La Figure 3.28 illustre le maillage utilisé dans le modele E-F-non-linéaire de la machine
a 13 phases proposée. Les parametres de ce maillage pour le stator, le rotor et les barres
rotoriques sont montrés dans la Table 3.8. En se basant sur ces parametres, le maillage est assez
fin et permet d’avoir une précision acceptable des résultats de simulation.

Figure 3.28 : Maillage utilisé dans le modele E-F-non-linéaire de la machine a 13 phases.
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Partie de la Surface Nombre d’éléments du Surface moyenne par élément
machine [mm?] maillage [mm?]
Fer statorique 22 261.8 10742 2.1
Fer rotorique 14 585.2 37809 0.38
Une barre rotorique 60 715 8.4x107?

Table 3.8 : Paramétres du maillage utilisé dans le modele E-F-non-linéaire de la machine & 13 phases.

Pour conclure, dans ce chapitre un prototype de machine a induction a 13 phases,
fonctionnant sous différentes polarités, a été proposé. Ce prototype est caractérisé par :

- Un bobinage particulier qui permet de maximiser les facteurs de bobinage harmoniques

liés aux polarités utilisées ;

- Une connexion particuliere entre les phases, permettant d’avoir un effet de
« transformateur électrique multi-rapports », en passant d’une séquence d’alimentation
a une autre, ce qui maximise 1’utilisation de I’onduleur (Sans augmenter les contraintes

en tension et en courant sur les composants de puissance).

A la fin de ce chapitre, I’extension de la plage de fonctionnement de la machine a 13
phases par rapport a une machine triphasée de référence est mis en évidence par des simulations
E-F-non-linéaire, tout en conservant le méme volume de machine et les mémes contraintes en
courant et en tension sur ’onduleur. Cette extension a la particularité d’étre obtenue par
changement « séquentiel » de polarité.
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Conclusion générale et perspectives

Cette these avait pour objectif, la conception d’une machine asynchrone a cage (dite
aussi « a induction ») polyphasée, avec un effet de boite de vitesse électromagnétique, réalisé
par la technique de changement de polarité, pour application de traction automobile.

Aprés avoir introduit les exigences d’un cahier des charges de traction, et les limitations
de la machine a induction triphasée en début du premier chapitre, les avantages potentiels de
I’augmentation du nombre de phases ont été présentés. On en cite notamment 1’augmentation
du nombre de degrés de liberté vis-a-vis de 1’alimentation de la machine. Parmi les modes
d’alimentation qui sont donc possibles avec un grand nombre de phases, la technique de
changement électronique de polarité a été abordée de facon plus détaillée. Les travaux de thése
ont donc été orientés vers la thématique sur I’extension de la plage de fonctionnement a
puissance constante, par effet de boite de vitesse électromagnétique, dans les machines a
induction polyphasées.

Dans le deuxiéeme chapitre la modélisation analytique de la machine a induction
polyphasée a été abordée. La transformation de Concordia a été utilisée pour 1’élaboration d’un
outil d’analyse du couple qui permet de :

- Interpréter la variation du couple moyen en fonction de la pulsation rotorique, sous
toutes les polarités imposées ;

- Prédire les fréquences de pulsations du couple ;

- Distinguer les nombres de barres qui conduisent a des interactions harmoniques.

Cet outil a été valide, sur les aspects : fréquences du courant rotorique, couple moyen,
et fréquences de pulsations du couple, grace a une étude comparative avec les résultats de
simulations par éléments finis pour deux machines a induction : a 3 et a 5 phases, avec différents
nombres de barres. Il faut noter que cette approche s’est avérée limitée en matiere de calcul des
amplitudes des harmoniques du courant rotorique et des composantes pulsatoires du couple, a
cause de la considération d’un certain nombre d’hypotheses, entre autres :

- Lanon prise en compte de la saturation ;

- Laconsidération d’une induction radiale dans I’entrefer ;

- Lanon prise en compte de I’effet des encoches par la considération d’une extension
¢quivalente de I’entrefer (coefficients de Carter) ;

- La considération des boucles de courant dans la cage rotorique (voir la Figure 2.1),
ou chaque barre est considerée traversée par deux courants de déphasages différents.

Dans le troisieme chapitre, un prototype de machine a induction a 13 phases a été
présenté. Cette machine a été dimensionnée en conservant le méme volume global qu’une
machine triphasée de référence. Le méme courant total équivalent au niveau de 1’onduleur a été
conserve (courant efficace d’une phase de I’onduleur multiplié par le nombre de phases), en
considérant I’hypothese que la quantité totale du matériau semiconducteur dans 1’onduleur est
proportionnelle a ce courant total équivalent.

Ce prototype de machine a 13 phases, est caractérisé par un bobinage particulier
permettant de maximiser les facteurs de bobinage liés aux polarités de « p =2 a5 » (donc les
séquences d’alimentation « U =2 a 5 »), et par une connexion électrique polygonale (connexion
phase-a-phase) particuliere, permettant de modifier les amplitudes du courant et de la tension
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au niveau du stator, en changeant la polarité (la séquence d’alimentation), pour un courant
efficace fixe au niveau des bras de 1’onduleur.

Les résultats de simulations par éléments-finis, ont montré que cette machine, avec
I’utilisation de trois différentes polarités « p = 2, 3 et 5», a permis d’étendre la plage de
fonctionnement a puissance constante, par rapport a la machine triphasée de référence (avec le
méme volume de la machine et la méme surface équivalente de semiconducteurs). Grace au
fonctionnement en multipolarité, un effet de « boite de vitesse électromagnétique continue » est
confirmé. Le passage d’une polarité a une autre, se fait naturellement de fagon continue (sans
interruption d’alimentation), en changeant uniquement la séquence du courant statorique, et
sans opérer des changements physiques de la configuration du bobinage ou de la connexion
électrique entre les phases.

Cette application, a montré que la piste des machines a induction polyphasées avec
fonctionnement en multipolarité, est tres intéressante pour le secteur automobile. Avec ce
concept, il n’est plus nécessaire d’utiliser des matériaux onéreux, comme les aimants a base de
terres rares, pour obtenir des performances adaptées aux exigences d’un cahier des charges de
traction. Avec un rotor a cage, relativement plus simple a fabriquer, et constitué de matériaux
relativement moins cotiteux (I’aluminium en 1’occurrence), le fonctionnement en multipolarité
peut apporter une importante extension de la caractéristique de fonctionnement de la machine
juste en choisissant un nombre de barres adapté. Cela permet notamment d’alléger les
contraintes en courant et en tension sur I’onduleur, qui est dans ce cas-la mieux exploité que
dans le cas d’une machine triphasée.

La solution proposée dans cette thése, est particulierement intéressante pour les
véhicules du milieu de gamme (segment C), ou les capacités d’accélération requises ne sont pas
tres importantes. En effet, pour ce segment de véhicules, si I’on veut éviter les machines a
aimants a base de terres rares (performantes mais couteuses), 1’utilisation des machines a
induction classiques a trois phases, nécessite de surdimensionner le convertisseur en puissance
apparente pour atteindre les points a couple fort (augmentation du volume et du cot). Dans ce
cas le drive peut atteindre des points a puissance élevée (couple fort avec vitesse importante)
qui ne sont pas requis par le cahier des charges du véhicule. Cependant, avec le concept proposé
dans cette these, grace a I’effet de boite de vitesse électromagnétique réalisé, les points a fort
couple sont atteints en conservant constante la puissance apparente a la sortie du convertisseur,
et donc le volume global et le co(t total du drive « convertisseur + Machine » sont minimisés.

Apres ce travail de these, plusieurs perspectives de continuité peuvent étre envisagées,
notamment le développement d’un algorithme de contrdle vectoriel pour la machine a induction
a 13 phases. Cet algorithme doit étre adapté aux trois polarités de la machines, ce qui correspond
a 3 machines fictives différentes (chacune caractérisée par son circuit équivalent). Dans un
premier temps, cet algorithme doit pouvoir piloter la machine sous les trois polarités de fagon
indépendante (mode séquentiel).

A T’entrée du modele de contrble, les parametres (résistances et inductances) pour
chaque circuit équivalent (3 circuits indépendants liés aux trois polarités) devront étre identifiés.
La démarche analytique (présentée dans la section 2.2) permet d’estimer ces paramétres sans
tenir compte de la saturation magnétique, ce qui permettra de valider I’algorithme de contrdle
sur des points de fonctionnement en régime linéaire (& courant faible). Cependant pour la
validation du contréle sur I’ensemble de la caractéristique couple-vitesse, il sera nécessaire
d’élaborer des protocoles d’identification des paramétres de la machine, d’abord par éléments-
finis (tenant compte de la saturation magnétique) et ensuite par méthode expérimentale (une
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fois le prototype fabriqué). Cela permettra notamment de vérifier les courbes de défluxage sous
les trois polarités.

Dans un second temps, le modéle de contréle vectoriel pourra étre adapté a des modes
d’alimentation simultanés (plusieurs harmoniques de courants simultanément). Cela permettra
d’assurer une bonne transition entre les polarités, et probablement de « booster »
temporairement le couple pour certains points de fonctionnement.

Une fois le modele de contréle validé sur prototype reéel, il sera intéressant d’élaborer
un prototype virtuel avec le couplage du modéle éléments-finis de la machine avec 1’algorithme
de contrble, ce qui nécessitera sans doute des ressources informatiques considérables. Ce
prototype virtuel, permettra de mener des optimisations sur I’ensemble du drive.
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Annexe 1

Dans cette annexe, une analyse détaillée de la répartition des harmoniques d’espace sur
la matrice Lsraﬁ(e), dans la base découplée de Concordia, est fournie.

Selon le rang d’harmonique d’espace « K » (ou « K.p » si on considere son rang rotorique
ou mécanique), sa position (cellule) dans la matrice Lsraﬁ(a) est déterminée selon les regles

suivantes (de 1 a 6) :

Nph—l

e Régle 1 : si mod(k Np,) < [ . J I’harmonique « k » appartient au plan statorique

numéro : mod(k, Npp), donc les deux lignes dont les indices sont: 2.mod(k, Npp) et
2.mod(k,Np,) + 1 dans la matrice L, (6).

Nph—l

e Régle 2 : si mod(k,Np,) > [ . J I’harmonique « k » appartient au plan statorique

numero : Ny, — mod(k, Nph), donc les deux lignes dont les indices sont: 2. (Nph —
mod(k, Nph)) et 2. (Nph — mod(k, Nph)) + 1 dans la matrice Lg, (6).

e Reégle 3 : si mod(k,Npy) = 0, ’harmonique « k » appartient & la premiére composante
homopolaire statorique (indice 0 dans la figure), donc la premiére ligne de la matrice
Lﬁhﬁ(e)

e Regle 3-bis (pour Ny, pair) : si mod(k Npy) = % I’harmonique « k » appartient a la
seconde composante homopolaire statorique (indice 0’ dans la figure), donc la derniére
ligne de la matrice Lsraﬁ(e).

e Reégle 4 : si mod(k.p,Np,r) < l%] I’harmonique « k » appartient au plan rotorique

numéro : mod(k. p, Ny,,.), donc les deux colonnes dont les indices sont : 2. mod(Kk. p, Nyar)
et 2. mod(k. p, Ny,) + 1 dans la matrice Lsraﬁ(e).

e Regle 5 : si mod(k.p,Np,) > [%J I’harmonique « K » appartient au plan rotorique
numeéro : Ny, — mod(k.p,Ny,), donc les deux colonnes dont les indices sont:
2. (Npar — mod (k. p, Npar) ) et 2. (Nph — mod(k, Nph)) + 1 dans la matrice Lg, (6).

e Régle 6 : si mod(k. p,Np,) = 0, I’harmonique « K » appartient a la premiere composante
homopolaire rotorique (indice 0 dans la figure), donc la premiére colonne de la matrice

LsraB (e) .
Npar

e Reégle 6-bis (pour Ny, pair) : si mod(k. p, Ny,p) = > ’harmonique « k » appartient a la

seconde composante homopolaire rotorique (indice 0’ dans la figure), donc la derniére
colonne de la matrice Lsrog (0).

Une cellule correspondant a une matrice (2x2) représente 1’intersection entre un plan o-
B statorique et un autre rotorique. La forme générale de ces matrices est présentée dans
I’équation 2-20. Cette equation représente donc une matrice 2x2 dont les signes des eléments
sont variables selon la catégorie de I’harmonique d’espace « k », comme décrit dans les
prochaines regles (7 a 10) :
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e Regle7:si mod(k, Nph) < Npar) < leazr 1]

vV Nph- Npar M ( cos (_kpe + (psrkp) sin (_kpe + (psrkp))
T 5 Mgy

M 0) = .
kas,rBs,r( ) 2 —sin (—kp6 + (Psrkp) cos (—kpb + q)srkp)

e Reégle8:simod(k Nyy) < Np..) > lear 1J

Y Nph' Npar M < cos (—kpe + (Psrkp) —sin (—kpe + (Psrk) >
Ty sy

0) = .
( ) 2 —sm (_kpe + (psrkp) —cCos (_kpe + (psrkp)

ko‘s,rﬁs,r

° Régle 9:si mod(k, Nph) > INP _1J et mod (k. D, Nbar) < [Nbazr—lj:

v Nph- Nbar M (COS (_kpe + (Psrkp) sin (_kpe + (psrkp) >
T 5 sryy

0 .
©=" Sin (—Kp8 + Pyry,)  —C0S (—KpB + Par)

ko‘s,rﬁs,r

e Régle 10 : si mod(k,Npy,) > l ph_ Jet mod(k. p, Npap) > lear 1J

M 6y — Nph- Npar cos (—kpb + @gr, ) —sin (=kpb + @y, )
kas,rBs,r( )= 2 STkp \ sin (—kp6 + Psryp)  €0s (—kpb + @y, )

Une cellule positionnée sur une composante homopolaire statorique (premiére ou
secondaire si Nph est pair) correspond a un vecteur ligne de deux éléments, tel que décrit dans
lesregles 11a 14 :

Npar— 1J
2

VROE /w Mar,,, (cos (=kp® + @gr,, ) sin (—kp6 + @, ) )

o Regle 11 :si mod(k Npp) = 0 et mod(k. p, Nyg,) < [F22=

e Reégle12:si mod(kNpy) = 0 et mod(k. p, Npar) > |22 :
Nph- Npar i
kO(s,rBs,r(e) = 2 ) Msrkp (COS (_kpe + (psrkp) — sin (_kpe + (psrkp))
Npar—1].
e Régle 13 (pour Ny, pair) : si mod(k, Npy, ) = —et mod(k. p, Npar) < l ! J :
Nph- Nbar .
Mkas,rBs,r(e) = 2 . Msrkp (COS (_kpe + (psrkp) sin (_kpe + (psrkp))

e Reégle 14 (pour Ny, pair) : si mod(k, Npp,) = % et mod(k. p, Npap) > l%] :

Mkas,rﬁs,r(e) = ’%, Mgr,, (cos (—kpe + (psrkp) —sin (—kpe + ‘Psrkp))
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Une cellule positionnée sur la composante homopolaire rotorique (premiere ou
secondaire si Npar €St pair) correspond a un vecteur colonne de deux éléments, tel que décrit
dans les regles 15 a 18 :

Nph—l

Régle 15 : si mod(k, Npy ) < |[Z22=| et mod(k. p, Nyqr) = 0:

Nph- Npar €os (_kpe + (Psrkp)
Mkas rBsr(e) - 2 ’ Msrkp :
_— —sin (—kpe + (psrkp)

o Regle 16 si mod(k, Npy) > [P/ et mod(k. p, Npar) = 0:

cos (—kpe + (psrkp>

sin (—kpe + (psrkp)

Nph- Nbar

5 M

Mkas,rBS,r (9) =

srkp

Nph

e Reégle 17 (pour Ny pair) : si mod(k, Npp) < |~22—| et mod(k. p, Npar) =

Nph- Npar cos (—kpe + @srkp)
Mko‘s rPBs r(e) = 2 ’ Msrkl’
i —sin (—kpe + (psrkp)

o Regle 18 (pour Nyq, pair) : si mod(k, Npy) > |22 et mod(k. p, Npgr) = 22

Nyar.
>

2

Npn- Npar cos (—kpe + (psrkp)
Mkas rBsr(e) = 2 ' Msrkl’ :
Em— sin (—kpe + (psrkp)
Dans le cas ou un harmonique d’espace appartient, a la fois, a une composante

homopolaire statorique et une autre rotorigque, sa cellule correspond a un scalaire, tel que décrit
dans laregle 19 :

e Regle 19: « k » appartient au croisement d’une composante homopolaire statorique et une

autre rotorique :
Mkas,rBs,r(e) = ’Nph. Npar- Msrk%J (cos (—kpe + (psrkp))

Annexe 2

Cette annexe présente une synthése des éléments de 1’étude réalisée dans la publication
[67].

Selon les hypothéses théoriques classiques, notamment pour les machines a aimants (ou
le rotor est indépendant du stator), le couple développé par une machine électrique est,
approximativement, proportionnel au facteur de bobinage. Donc tenant compte de cela, pour
une machine polyphasée fonctionnant sous plusieurs séquences statoriques, les valeurs des
facteurs de bobinage harmoniques « K, _ », lies aux seéquences utilisées, donneraient une

image sur la capacité de production du couple sous les différentes sequences
d’alimentation. Néanmoins, pour une machine a induction avec un rotor a cage, cette hypothese
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théorique liée aux facteurs de bobinage harmoniques « K,, », n’est pas toujours valable
comme le montre 1’étude comparative suivante.

D’abord, I’étude a été menée sur différents bobinages pour machine & induction a 5
phases. Les schémas des 4 bobinages utilisés pour 1’étude comparative sont illustrés dans la
Figure Annexe 1. Les 4 bobinages choisis sont a pas diamétral, mais avec de différentes valeurs
de « spp » (nombre d’encoches par pdle et par phases) et difféerents nombres de paires de poles
(polarité fondamentale, sous la 1% séquence d’alimentation). La Table Annexe 1 montre les
facteurs de bobinage harmoniques des 4 bobinages (les harmoniques d’espace de rang pairs ne
sont pas générés avec ces distributions de bobinage). On remarque que pour les deux bobinages
1 et 2 avec «spp = 1 » ont des facteurs de bobinage unitaires pour les deux harmoniques
d’espace « 1p » et « 3p ». Pour les deux bobinages 3 et 4 avec « spp = 2 », le facteur de bobinage
pour I’harmonique « 3p » et légerement inférieur a celui lié a ’harmonique « 1p ».

Winding 1 Winding 2
P,=4 Phgse 1- P,=2
W8y 77p, SP=1 SPP=1
Phase 1- L y &5
%// T \\/ Phase 1~ /// | ‘f\\\\
QA %2> % %
N = £ 2.
Phase 1+‘:f7 3 e %EP_ha*se 1+ Phase 14 JE —_.A_%Eﬂﬁ?e 1
<, M < S
/\\ A1 /% IARAAY
Phase 1- \\“de/ > Phasé 1- \\ﬁ.//
ﬁhage i+ Phase 1~
! inding Winding 4
Ph‘}‘ase 1_ Winding 3 T o
- i P, =2 1 =
J.X,.mﬁ y S SPP=2 y SPP=2
%
—
=
=., =
Phase 1+$3\ =

Phase 1~

Figure Annexe 1 : Géomeétries et schémas de bobinages des machines a induction a 5 phases.

Bobinage Doh-pp Kwer | Kwsa | Kwgs | Kwgs
1 [LO000-10000] 1 0 1 0
2 [LO000O-10000] 1 0 1 0
3 [L100000000 | 099 0 0.89 0
-1-100000000]
4 [L100000000 | 099 0 0.89 0
-1-100000000]

Table Annexe 1 : Facteurs de bobinage harmoniques pour les 4 bobinages.

La Table Annexe 2 illustre les paramétres communs entre les 4 machines a 5 phases
comparees. Ces machines ont les mémes dimensions globales, le méme volume de cuivre au
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stator et au rotor et le méme courant nominal, avec conservation des ampeéres-tours dans les
phases statoriques (le méme nombre de spires en série par phases pour les 4 machines).

Paramétre Valeur
Diametre extérieur du stator 246 mm
Diametre intérieur du stator 160 mm
Diamétre de ’arbre 86 mm
Entrefer 0.5mm
Longueur active de la machine 157 mm
Nombre de barres rotoriques 65
Volume de cuivre au stator (sans prise en compte des tétes de bobines) 484 cm?®
Volume de cuivre au rotor (sans prise en compte des anneaux de court-circuit) | 458 cm?®
Courant nominal d’une phase statorique (RMS) 173 A

Table Annexe 2 : Parameétres communs pour les 4 machines a induction a 5 phases.

Des simulations E-F-non-linéaire (Maxwell) ont été faites pour ces 4 machines, avec
alimentation par des courants sinusoidaux (amplitude nominale) sous les deux séquences
statoriques : 1 et 3 séparément. Plusieurs points de fonctionnement avec variation de la
pulsation rotorique (variation du glissement avec une fréquence statorique fixe) ont été simulés,
afin de déterminer la courbe autour du couple maximal pour chaque machine sous les deux
séquences.
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Figure Annexe 2 : Caractéristiques couple-glissement (pulsation rotorique) pour les 4 machines a 5 phases.
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La Figure Annexe 2 illustre les résultats obtenus (courbes couple-glissement) et la Table
Annexe 3 donne les valeurs précises du couple maximal et la pulsation rotorique qui lui
correspond pour chaque machine sous les deux séquences.

Avec le bobinage 1 (p1 = 4, spp = 1) avec 40 encoches statoriques (dont les facteurs de
bobinage sont unitaires sous les deux séquences), la machine développe sous la séquence 3 (12
paires de poles) 35% le couple développé sous la séquence 1 (4 paires de poles).

Avec le bobinage 2 (p1 = 2, spp = 1), le couple sous la séquence 3 (6 paires de pdles) est
amélioré (75% du couple sous la séquence 1) grace a une polarité plus basse, avec une
diminution légére du couple sous la 1°® séquence a cause de la réduction du nombre d’encoches
statoriques.

Avec le bobinage 3 (p1 = 2, spp = 2), le nombre d’encoches statoriques passe a nouveau
a 40, une légére amélioration du couple sous la 1% séquence est observée (par rapport au
bobinage 2), sous la séquence 3 le couple reste du méme ordre de grandeur que pour le bobinage
2 (mémes polarités) mais avec une légére diminution (a cause du facteur de bobinage qui passe
de 1 & 0.89 avec cette valeur de « spp »).

Avec le bobinage 4 (p1 = 1, spp = 2), le couple sous la 3™ séquence est nettement
amélioré par rapport aux autres bobinages (1, 2 et 3) vu que la polarité sous cette séquence est
uniquement de 3 paires de poles. Cela est au détriment de la capacité de production de couple
sous la séquence 1 (Une paire de pdles) ou les culasses statorique et rotorique sont fortement
saturées avec cette basse polarité.

Bobinage 1 | Bobinage 2 | Bobinage 3 | Bobinage 4
Séquence « u » 1 3 1 3 1 3 1 3
Paires de pdles 4 12 2 6 2 6 1 3
Kuwgu 1 1 1 1 ]0.99|0.89]|099 0.8
Couple max (N.m) 257 | 92 | 236 | 177 | 250 | 164 | 112 | 218
Facteur d’ondulation du couple (%) 13 | 38| 12 6 05| 25|43 | 73
Pulsation rotorique @Couple max (rad.s?) | 13.2 | 37.7 | 13.2 | 20.7 | 13.2 | 17 | 126 | 9.4

Table Annexe 3 : Détermination du point au couple maximal pour les 4 machines & 5 phases.

La Figure Annexe 3 montre I’amélioration du couple sous la 1°® séquence pour le
bobinage 4 avec I’augmentation de la culasse statorique (dédoublement de sa longueur radiale).
Cela confirme qu’avec une polarité trés basse, il est nécessaire d’augmenter considérablement
le volume global de la machine pour obtenir un couple important.

Pour conclure, avec une machine a induction a 5 phases, il est difficile de satisfaire un
cahier des charges qui exige une bonne production du couple sous deux séquences
d’alimentation différentes. Pour les topologies de machines examinées, 1’utilisation de la
séquence 3 (triplant le nombre de paires de poles fondamental) est contraignante, car la polarité
de la machine est trés élevée (ce qui réduit le couple méme si le facteur de bobinage lié a cette
séquence est important). Pour un bobinage ayant uniquement une paire de pdles sous la 1%
séquence d’alimentation, méme si le couple est amélioré sous la 3™ séquence (3 paires de
poles), la saturation des culasses (statorique et rotorique) empéche de développer un couple
aussi important sous la 1°® séquence.
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Torque improvement Winding 4 - stator yoke extension

Mean torque (N.m)
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Figure Annexe 3 : Amélioration du couple avec I’extension de la culasse statorique pour le bobinage 4 (machine
a 5 phases).

Compte tenu de ces résultats, le changement de polarité pour une machine a induction
polyphasée doit se faire dans un intervalle limité (entre 2 et 5 paires de pdles de fagon
approximative). Il est donc intéressant d’utiliser des bobinages ayant uniquement une paire de
poles sous la 1% séquence d’alimentation (polarité fondamentale), avec ’utilisation des
séquences statoriques entre 2 et 5. A cet effet, le nombre de phases statoriques doit étre
suffisamment élevé pour pouvoir utiliser autant de séquences sans impacter la qualité du couple
(excitation d’harmoniques d’espace appartenant a des familles indépendantes d’harmoniques).
Pour utiliser les séquences de 2 a 5 par exemple, il est préférable que le nombre de phases soit
superieur ou égal a 11.

Confidentiel
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Annexe 4

Cette annexe est consacrée a la présentation des courbes empiriques liées aux
coefficients qui caractérisent la saturation des dents et leur forme [38].

Le facteur de forme « k¢» (entre 1.02 et 1.11) est utilisé dans 1’équation 3-5 qui
détermine le nombre de spires en série par phase, et le facteur de forme de 1’induction dans
I’entrefer (entre 0.64 et 0.84) est utilisé dans 1’équation 3-6 qui permet de déterminer le flux
d’entrefer par pole (ce dernier est également utilisé dans 1’équation 3-5). Ces deux facteurs
varient en fonction du coefficient de saturation des dents « K » (entre 1 et 3).
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Figure Annexe 8 : Courbes empiriques du facteur de forme « k¢ » et facteur de forme de 1’induction d’entrefer
« a; » en fonction du facteur de saturation des dents « K, » [38].

Annexe 5

Pour un élément de la machine (exemple : bobinage statorique) de masse « M » (en kg),
constitué d’un matériau de capacité calorifique « C. » (en J.kgt.°C™), et émettant une quantité
de pertes « P » (en W), le temps nécessaire pour passer d’une température initiale « T; » & une
température maximale autorisée « T, » se calcule par la relation adiabatique suivante :

CC' M (TZ - Tl)
P

TAdiabatique =

Il faut noter que cette durée de régime transitoire est calculée sans considérer
I’extraction de chaleur par le systéme de refroidissement. La Table Annexe 6 illustre les calculs
adiabatiques des durées de fonctionnement de la machine a 13 phases, sur les points a puissance
maximale, sous les trois séquences d’alimentation utilisées (sans tenir compte du systéme de
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refroidissement). Les résultats montrent que ¢’est au niveau de la cage rotorique en aluminium
que les contraintes thermiques sont les plus importantes.

Avec le systeme de refroidissement (avec convection forcée a eau) au niveau du stator
et du rotor, les durées de fonctionnement affichées dans la Table Annexe 6 sont prolongées
grace a I’extraction de chaleur.

Le systeme de refroidissement est donc congu de facon a extraire la chaleur
continuellement sur les points a puissance maximale sous les deux séquence 2 et 3
(théoriquement assurer que la température maximale autorisée ne soit jamais atteinte avec ce
niveau de pertes). Sous le point a puissance maximale sous la séquence 5, la durée de
fonctionnement reste limitée, méme avec I’extraction de chaleur par le systéme de
refroidissement.

Elément Bobinage Cage rotorique Toles statoriques Téles rotoriques
statorique
Matériau Cuivre Aluminium Fer M330-35A Fer M330-35A
Capacité 385 897 510 510
calorifique
[J.kg~t.°C™1]
Masse [kg] 6.8 2 32 20.7
Température 100 100 100 100
initiale
[°C]
Température 200 200 200 200
maximale
[°C]
Pertes sur le u=2 | u=3 | u=b j u=2 | u=3 | u= u=2 | u=3 | u=5 { u=2 | u=3 | u=5
point a
puissance
maximale 800 | 1700 | 6289 | 2100 | 1800 | 4307 | 900 | 650 | 349 200 | 150 49
(W]
Tadiabatique [S] | U=2 | u=3 | u=5 | u=2 | u=3 | u=5 | u=2 | u=3 | U=5 | u=2 | u=3 | U=5
327 | 154 42 85 100 42 | 1813 | 2511 | 4676 | 5279 | 7038 | 21545

Table Annexe 6 : Calculs adiabatiques des durées de fonctionnement de la machine a 13 phases, sur les points a
puissance maximale, sous les 3 séquences (sans tenir compte du systeme de refroidissement).
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Résumé

L’¢lectrification des véhicules automobiles se place au cceur des priorités dans le secteur des
transports. Pour une chaine de traction électrique, le défi technologique est d’assurer un équilibre
entre : le colt, le volume et I’efficacité énergétique.

Par rapport aux machines a aimants permanents, la machine asynchrone a cage est moins codteuse.
Cependant, elle est caractérisée par une densité du couple et une plage de fonctionnement a puissance
constante limitées, ce qui oblige & surdimensionner le drive pour les véhicules du milieu de gamme.
Ces deux derniers aspects peuvent étre améliorés avec 1’augmentation du nombre de phases, au-dela
de trois, grace a la possibilité d’utiliser plusieurs harmoniques de courant pour alimenter le stator.

Cette thése s’intéresse particulierement a 1’extension de la plage de fonctionnement a puissance
constante sans composants supplémentaires, grace a la technique de changement électronique du
nombre de pbles magnétiques, qui est possible pour les machines a plus de 3 phases. Cette technique
permet de réaliser un effet de boite de vitesse électromagnétique continue. Dans ce cadre, un
prototype de machine a induction a 13 phases est proposé et comparé a une machine a induction
triphasée de référence.

Mots clés : Machine Asynchrone a Cage Polyphasée, Changement de Polarité, Boite de Vitesse
Electromagnétique Continue, Plage de Fonctionnement & Puissance Constante.

A Contribution to Pole-Changing Induction
Machines Design with Continuous Gearbox
Effect for Automotive Application

Abstract

Electric individual mobility is one of the viable solutions to build a more sustainable civilization if
electricity is produced from carbon-free sources. Electric drivetrains are subject to important
constraints which are: efficiency, volume, and price.

Comparing to permanent magnet machines, induction machines have lower prices. However, they
are more limited regarding torque density and constant power speed range, which leads to oversize
the electrical drive and especially the power converter for mid-range vehicles. These two aspects can
be enhanced by raising the number of phases to allow the use of different supplying harmonics.

This thesis aims to study the electronic pole-changing technique, used to extend the constant power
speed range for multiphase induction machines. This technique produces a continuous
electromagnetic gearbox effect, limiting thus the range of electrical frequency and increasing the
maximum torque. In this context, a prototype of 13-phase induction machine is proposed and
compared to a three-phase reference induction machine.

Keywords: Multiphase Induction Machine, Pole-Changing Technique, Continuous Electromagnetic
Gearbox, Constant Power Speed Range.




