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MODE D'EMPLOI DU MEMOIRE

Dans la premiere partie, figurent les references des contrats, des theses et autres stages 
ainsi que des articles qui sont cites, ensuite, dans le rapport de synthese (les references sont 
donnees entre crochets et en caracteres gras).

Le rapport de synthese (troisieme partie) est redige pour que les publications incluses 
puissent etre lues dans la continuite ou passees. Il est toutefois conseille au lecteur, non 
habitue aux machines a reluctance a double saillance, de lire la premiere publication incluse 
[D2]. Pour faciliter la lecture, ces publications sont reproduites sur un papier de couleur. Une 
bibliographie specifique est reportee a la fin de chaque chapitre sur un papier de couleur 
differente pour faciliter l'acces aux references citees dans le texte.
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1- CURRICULUM VITAE
NOTICE INDIVIDUELLE
Nom :
Prenoms :
Date et lieu de naissance :
Nationalite :
Situation de famille :

MULTON
Bernard, Frangois, Albert
8 juillet 1960 a VESOUL (Haute-Saone 70) 
Frangaise
Marie, 3 enfants

Fonction :
Etablissement :

Maitre de Conferences 1ere classe
Ecole Normale Superieure de CACHAN
61, Avenue du President Wilson
94 235 CACHAN

Laboratoire : LESiR, URA CNRS D1375
ENS de Cachan
tel. (16-1) 47 40 24 67 (Sec. C. Forestier)

21 11 (B. Multon)

TITRES UNIVERSITAIRES ET SCOLARITE
- Licence de Genie Electrique (Paris XI, ENSET) juin 1980 (C1, math-physique : 

mention TB, C2, genie electrique : mention AB)
- Maitrise de Genie Electrique (Paris XI, ENSET) juin 1981 (mention B)
- Agregation de Genie Electrique juin 1982 (classement : premier)
- These de troisieme cycle soutenue le 2 juillet 1985 a l'ENS de Cachan sous la 

direction de C. GLAIZE,
titre : "Contribution a I'optimisation des ensembles convertisseurs-machines a 

reluctance variable. Minimisation du facteur de dimensionnement"
Jury : C. RIOUX, C. GLAIZE, C. GOELDEL, J. FAUCHER.

Diplomes et qualifications
- Bac F3 obtenu en juin 1977 (Lycee Polyvalent E. Belin, VESOUL)
- BTS Electrotechnique obtenu en juin 1979 (Lycee Technique d'Etat, EPINAL)

Activites depuis 1979
- Juillet 1979 : Admission au concours d'entree a l'ENSET de Cachan
- Septembre 1979 a juin 1982 : scolarite a l'ENSET (3 premieres annees)
- Aout 1982 a juillet 1983 : Service National
- Septembre 1983 a juillet 1985 : 4eme et 5eme annees a l'ENS de Cachan, preparation 

de la these de troisieme cycle (au LESiR)

ACTIVITES PROFESSIONNELLES
Activites d'enseignement
- Septembre 1985 a juillet 1988 : emploi de Professeur Agrege a l'Universite de 

Paris-Sud (Centre d'Orsay) au DEUST EMI (Diplome d'Etudes Universitaires Scientifiques et 
Techniques en Micro-et Informatique et Electronique). Mise en place et responsabilite de la 
totalite de l'enseignement d'electronique (cours, TD, TP) de deuxieme annee (environ 200 
heures cours/TD et 192 heures TP annuelles);
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Premiere partie

- Depuis septembre 1988 : emploi de Maitre de Conferences a l'ENS de Cachan
Cours, TP et preparation aux legons et montages en electronique de puissance 

(polycopie : composants passifs) et machines electriques en vitesse variable (polycopie : les 
machines synchrones autopilotees) en troisieme annee (preparation a l'agregation) de la 
section de Genie Electrique a l'ENS.

Cours du DEA d'electrotechnique de Paris VI, Paris XI : "Nouveaux 
composants de l'electronique de puissance" (depuis 1988, polycopie), "Conception des 
machines electriques et association convertisseurs-machines".

Cours et preparation aux legons d'electronique de puissance en troisieme annee 
(preparation a l'agregation) de la section de Physique Appliquee a l'ENS.

Activites de recherche
- These au LESiR de 1983 a 1985.
- Encadrement et responsabilite de projets sous contrats industriels, dans le cadre de la 

formation des etudiants du DEUST EMI de 1985 a 1988 (depots de brevet, pas de 
publications scientifiques).

- "Demarrage" au LESiR, en 1988, d'une activite de conception de machines a 
reluctance variable a double saillance. Travaux de recherche sous contrats industriels, 
encadrements de recherche, publications et brevets. Dans ce contexte, nous avons congu 
plusieurs machines a reluctance variable dont les puissances s'echelonnent d'une dizaine de 
watts a 27 kW, ainsi que leurs convertisseurs statiques. Nous avons aussi realise les bancs 
d'essais en collaboration avec Michel LECRIVAIN du CNAM et Jean PARATGE du LESiR. 
Le detail de ces activites est decrit dans les chapitres suivants de cette premiere partie.

- Depuis 1990, collaboration aux travaux de Jean LUCIDARME a la conception 
d'actionneurs speciaux a reluctance variable et hybrides, lineaires et tournants.

Activites annexes d'enseignement et de formation professionnelle
Encadrement de projets au CFPET de Cachan (devenu IUFM) en 

electrotechnique (environ 150 h par an) de 1987/88 a 1991/92 ; en particulier, realisation de 
maquettes pedagogiques utilisees en enseignement de preparation a l'agregation (ENS) : 
"machine synchrone autopilotee" et "etude de la commutation des transistors MOS et IGBT".

- Travaux diriges et pratiques en electronique analogique en troisieme annee a l'ESIEE 
(Ecole Superieure d'Ingenieurs en Electronique et en Electrotechnique) (environ 30 h en 
1986/87).

- Ecole d'ete d'electronique de puissance (cours et TP) a l'ENS de Cachan en juillet 84.
- Stage de formation d'Ingenieurs ALCATEL, "Dimensionnement des alimentations a 

decoupage", en collaboration avec F. COSTA et F. FOREST.

Autres responsabilites professionnelles
- membre des commissions de specialiste de recrutement en 63eme et 61eme 

sections a l'Universite Technologique de Compiegne, a l'Universite Paris 11 (Orsay) et a 
l'ENS de Cachan.

- membre du bureau national du Club 13 (electrotechnique) de la Societe des 
Electriciens et Electroniciens (SEE) depuis debut 1993.

- membre du jury du CAPET externe de Genie Electrique option Energie 
(sessions de 1989 a 1993).

- organisateur du cycle de seminaires de recherche du LESiR depuis 1989-90.
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2- RESUME DES TRAVAUX DE RECHERCHE

2.1- 1983-1985 : THESE DE TROISIEME CYCLE
Mes travaux de recherche ont commence, en 1983 au LESiR et en collaboration avec 

le laboratoire d'electrotechnique d'Orsay, sous la direction de Christian GLAIZE, par un 
travail sur l'optimisation des machines a reluctance variable. La soutenance de ma these s'est 
deroulee le 5 juillet 1985. Cette these avait pour objet la recherche des formes optimales de 
courant d'alimentation qui permettaient de minimiser la "puissance apparente silicium" du 
convertisseur statique des machines a reluctance. Une etude theorique, prenant en compte les 
specificites (saturation magnetique et formes d'onde de permeance non sinusoidales) ainsi que 
la diversite de caracteristiques de ces machines, me conduisit a decouvrir que, pour tirer le 
meilleur parti de l'onduleur, il fallait alimenter chaque phase par des creneaux de tension 
(pleine onde) et des courants unidirectionnels. Je recherchai alors les limites theoriques des 
facteurs de dimensionnement des onduleurs, par analogie avec le facteur de puissance des 
moteurs a courant alternatif alimentes par le reseau. Je montrai que des valeurs de facteur de 
dimensionnement equivalentes a celles des moteurs classiques synchrones et asynchrones 
pouvaient aisement etre obtenues, a condition que le moteur presente certaines caracteristiques 
electromagnetiques favorables. La plus importante d'entre elles, comme on pouvait le prevoir, 
etait l'amplitude de la variation d'inductance ou encore le rapport des valeurs maximale a 
minimale de cette meme inductance. J'analysai, en particulier, les consequences sur 
l'ondulation du couple. Enfin, une realisation experimental me permit de confirmer ces 
travaux sur un moteur de quelques centaines de watts. Je testai, en outre, un regime excite 
(polarisation en courant continu du circuit magnetique) qui se revel a particulierement 
interessant, toujours en termes de puissance silicium.

2.2- 1985-1988 : EMPLOI DE PROFESSEUR AGREGE AVEC ENCADREMENT DE 
PROJETS SOUS CONTRATS INDUSTRIELS

A l'issue de cette these, j'ai occupe pendant trois ans les fonctions de professeur agrege 
a l'Universite de Paris XI, au centre d'Orsay. Mon travail a consiste a "mettre en route" un 
DEUST (Diplome d'Etudes Universitaires Scientifiques et Technologiques) en Electronique et 
Micro-Informatique (EMI). Le responsable de la formation etait Bernard GEOFFRION. Nous 
etions alors les deux seuls enseignants permanents. C'etait avec l'aide d'un technicien que nous 
faisions fonctionner cette nouvelle formation de premier cycle d'une duree de deux ans. Je 
devais alors assumer une charge importante d'enseignement, car il me fallait assurer seul les 
cours, travaux diriges et travaux pratiques du programme d'electronique de deuxieme annee.

En outre, et c'est le propos de ce memoire d'habilitation, nous avons realise, avec les 
etudiants, plusieurs projets sous contrats industriels. Ceux-ci, par leur caractere novateur, ont 
conduit a deux depots de brevet et a des realisations interessantes (certains les placeront peut- 
etre dans le domaine du developpement et d'autres dans celui de la recherche appliquee...). 
Puisque le domaine des travaux presentes ici est l'electrotechnique (au sens propre du terme : 
traitement de l'energie electrique), je decrirai brievement trois projets electrotechniques.

Un variateur de vitesse economique pour moteur asynchrone de quelques centaines de 
watts a ete realise pour la societe 2ME a Vendome. Il a fait l'objet d'un depot de brevet portant 
essentiellement sur la loi de commande. Cette derniere permet d'eviter de faire commuter les 
semi-conducteurs de l'onduleur a haute frequence, et presente l'avantage de reduire 
sensiblement la pollution electromagnetique ainsi que le cout des fonctions interrupteur.

Enfin, ont ete congus deux generateurs de test pour parafoudres utilises pour la 
protection des circuits electroniques, notamment dans les telecommunications. La societe
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Citel (fabricante de parafoudres a Issy-les-Moulineaux) avait commande ces etudes afin de 
realiser de nouveaux tests dynamiques (a dv/dt impose) et de remplacer un appareil de tests 
quasi statiques existant mais presentant un fort taux de defaillance. Le premier generateur 
devait fournir des rampes de tension d'amplitude reglable de 100 a 1200 V avec un gradient de 
1000 V/gs reglable autour de cette valeur. Deux prototypes ont ete realises, le premier a base 
de deux transistors MOS en serie, le second a base de deux transistors bipolaires en serie 
aussi. Cette derniere solution a ete retenue en raison de sa meilleure tenue aux cycles 
thermiques qui etait la principale cause de vieillissement dans cette application. Le generateur 
quasi statique devait lui aussi fournir des rampes de 0 a 1200 V mais a la faible vitesse de 
2000 V/s ; c'est egalement une solution a deux transistors bipolaires en serie qui a ete retenue. 
Le principe consiste a charger un condensateur par impulsions de courant a frequence fixe et a 
rapport cyclique reglable permettant d'ajuster la pente.

Ces trois annees passees au DEUST EMI a Orsay ont constitue ma premiere 
experience d'enseignement en "grandeur nature", mais aussi mes premiers contacts avec les 
realites du monde industriel. Nous avons depose deux brevets d'invention [B1, B2] lors de ces 
travaux.

2.3- DEPUIS 1988 : TRAVAUX DE RECHERCHE AU LESiR, URA CNRS D1375
En 1988, nomme sur un poste de maitre de conferences a l'ENS de Cachan, mes 

fonctions d'enseignement furent principalement centrees sur l'annee de preparation a 
l'agregation de Genie Electrique dans les domaines de l'electronique de puissance et de 
l'alimentation des machines electriques par convertisseur statique. Quant a mes activites de 
recherche, elles se trouverent, selon mes souhaits, orientees vers la conception des moteurs a 
reluctance variable. Je desirais en effet pratiquer ce "sport tres complet" de l'electrotechnique 
qu'est la conception des actionneurs electriques. Il me sembla logique de commencer par 
travailler sur les moteurs a reluctance variable a double saillance pour les raisons suivantes. 
La premiere est la transmission d'une culture locale : l'equipe de recherche du Laboratoire 
d'Electrotechnique d'Orsay, animee en particulier par Christian RIOUX et Jean 
LUCIDARME, avait eveille en moi un gout certain pour ces machines speciales. La seconde 
raison est liee a mes travaux de these, portant sur l'optimisation des alimentations de ces 
machines par convertisseur statique, et a l'issue desquels j'ai acquis la conviction qu'il est 
possible de faire fonctionner les moteurs a reluctance sans gaspillage de silicium. Enfin, la 
publication des travaux des equipes de recherche du Royaume-Uni (Universites de Leeds et 
Nottingham) sur les moteurs a reluctance a double saillance (Switched Reluctance Motors) 
m'ont incite a prendre cette direction. Ainsi que le pronaient les chercheurs de ces universites, 
ces moteurs, associes a leur convertisseur statique, me semblaient beneficier de qualites de 
simplicite, d'economie et de robustesse exceptionnelles. Les conditions d'un bon depart dans 
la conception des machines electriques me semblaient donc reunies. Il restait a trouver des 
idees de themes de recherche, des industriels pour imposer des contraintes -qui, me semble-t- 
il, sont souvent fructueuses- et enfin des collaborateurs sans lesquels je n'aurais pas avance 
bien vite. Mais, quand on se lance dans une nouvelle aventure -la conception des machines 
electriques en etait une pour moi- il faut passer par quelques etapes de decouvertes du genre 
"invention de l'eau tiede" : c'est ce que je fis probablement la premiere annee et moins 
frequemment les suivantes. Je commengai par me poser le probleme du dimensionnement d'un 
moteur electrique sur un cahier des charges propose par la direction des etudes avancees de 
Valeo, a partir de presque rien, c'etait du moins mon impression. En realite, j'avais eu 
auparavant la chance d'avoir quelques bons enseignants dans ce domaine, en particulier, 
Messieurs Claude TOUSSAINT et Michel LAVABRE a l'ENS. Quelques ouvrages de qualite
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comme les livres de Messieurs LIWSCHITZ et JUFER et les cours polycopies de Monsieur 
Christian RIOUX m'ont beaucoup apporte. Ensuite, Monsieur Charles SOL, avec ce "savoir- 
faire" et cette intuition qui font encore mon admiration aujourd'hui, m'a mis en contact avec de 
tres bons collaborateurs et chercheurs ; il a su egalement trouver les contacts industriels 
necessaries. La mayonnaise prit ainsi plus rapidement !

Au cours de ces dernieres annees de travail (1988 a 1993), j'ai collabore partiellement 
au projet de Sylvain ALLANO et de Rafael VIVES-FOS sur la conception de moteurs 
electriques pour l'usinage a tres grande vitesse (moteur synchrone a reluctance) et participe 
plus largement aux travaux coordonnes par Jean LUCIDARME sur la conception et 
l'alimentation de nombreux actionneurs speciaux a reluctance variable et hybrides. Meme si ce 
ne fut pas toujours de tout repos, ce fut un grand plaisir pour moi de cotoyer quotidiennement 
un chercheur a l'esprit si inventif ! Les resultats de notre collaboration, en association avec 
tous les chercheurs de son groupe, ont ete bien souvent enthousiasmants. Cette partie de mes 
activites de recherche a beaucoup elargi ma vision des machines electriques et m'a permis de 
croire qu'il reste encore un immense travail a realiser dans le domaine des moteurs 
electromagnetiques. Ces travaux ne sont pas exposes dans le present memoire qui n'est 
consacre qu'aux machines a reluctance variable a double saillance. Ces dernieres lignes ont eu 
simplement pour but de montrer que je ne me suis pas exclusivement interesse aux MRV et 
que je n'en suis pas un defenseur acharne ; je pense seulement que, sous l'effet de la selection 
naturelle (electrotechnique bien sur !), elles peuvent occuper quelques niches dans le monde 
des moteurs electriques.
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3- ENCADREMENT DE TRAVAUX DE RECHERCHE

Les chercheurs que j'ai encadres et qui ont contribue a ces travaux ou aux travaux 
effectues en collaboration avec Jean Lucidarme sont cites dans la liste suivante :

DEA D’ELECTROTECHNIQUE DE PARIS VI, stages effectues au LESiR :

-DEA 1 Jean-Yves LE CHENADEC, septembre 1988 a juin 1989
"Etude d'une commande entierement numerique d'un pont a thyristors fonctionnant a 
frequence variable".

-DEA 2 Jean-Michel HUBE, septembre 1989 a juin 1990
"Etude et realisation d'un onduleur destine a l'alimentation d'une machine a reluctance variable 
autopilotee en courant et de l'electronique de reglage".

-DEA 3 Emmanuel HOANG, septembre 1990 a juin 1991
"Contribution a la conception d'un moteur a reluctance d'entrainement de broche et de son 
convertisseur statique".

-DEA 4 Philippe LAURENT, septembre 1991 a juin 1992 (co-encadrement a 50% avec M. 
GABSI)
"Autopilotage d'une machine a reluctance variable a l'aide d'un capteur de position indirect".

-DEA 5 Patrick BOURGES, septembre 1992 a juin 1993
"Etude et mise en reuvre d'un capteur d'autopilotage a reluctance variable".

-DEA 6 Francois CAMUS, septembre 1992 a juin 1993
"Conception d'un moteur a reluctance variable a double saillance pour la traction automobile".

-DEA 7 Jean-Pierre ZAGAR, septembre 1992 a juin 1993 (co-encadrement a 80% avec F. 
FOREST)
"Realisation d'un onduleur 200 V-400 A pour l'alimentation d'un moteur a reluctance variable 
pour la traction automobile".

DIPLQMES D’INGENIEUR

-CNAM 1 Dominique BONOT, memoire d'ingenieur CNAM, 26 septembre 1990 
"Etude du dimensionnement d'une machine a reluctance variable autopilotee".

-CNAM 2 Alain DIEUDONNE, memoire d'ingenieur CNAM, 16 decembre 1991, (co- 
encadrement a 30% avec P.F. DESESQUELLES et J. LUCIDARME)
"Etude et experimentation de divers actionneurs lineaires".

-CNAM 3 Laurent PREVOND, memoire d'ingenieur CNAM, 24 septembre 1992, (co- 
encadrement a 50% avec J. LUCIDARME)
"Etude et experimentation d'un actionneur lineaire a commutation de flux et de sa commande 
d'autopilotage".
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-CNAM 4 Jean-Claude MOUCHOUX, memoire d'ingenieur CNAM, a soutenir en septembre 
1994, (co-encadrement a 50% avec Jean-Yves LE CHENADEC)
"Etude et realisation de l'alimentation electronique d'un moteur a reluctance variable pour un 
vehicule electrique. Experimentation du moteur".

-ING 1 Michael KLAGES, memoire de stage d'ingenieur de l'Universite de Braunschweig 
effectue dans le cadre d'un programme ERASMUS (co-encadrement a 50% avec M. GABSI), 
avril a aout 1991,
"Realisation de l'alimentation d'un moteur a reluctance variable de faible puissance".

THESES
THESESSOUTENUES

-TH 1 Sami HASSINE, PARIS XI - E.N.S. de CACHAN, soutenue le 30 janvier 1992 
"Optimisation des parametres de commande en tension des machines a reluctance variable 
autopilotees en regime permanent".

-TH 2 Jean-Yves LE CHENADEC, E.N.S. de CACHAN, soutenue le 28 avril 1993 
"Minimisation de l'ondulation du couple des machines a reluctance variable a double 
saillance. Influence des caracteristiques de la machine et des limites de l'onduleur".

-TH 3 Marc GEOFFROY, PARIS XI - E.N.S. de CACHAN, soutenue le 27 janvier 1993 (co- 
encadrement a 50% avec P.F. DESESQUELLES)
"Etude de l'influence des parametres geometriques du circuit magnetique sur les formes 
d'onde de permeance et de couple des machines cylindriques a reluctance variable a double 
saillance".

THESES A SOUTENIR

-TH 4 Helene CAILLEUX, E.N.S. de CACHAN, depuis fin 1991, a soutenir en 1994 (co- 
encadrement a 30% avec B. LE PIOUFLE)
"Commande non-lineaire en couple d'une machine a reluctance variable a double saillance".

-TH 5 Emmanuel HOANG, E.N.S. de CACHAN, depuis septembre 1991, a soutenir en 1994 
(co-encadrement a 50% avec M. GABSI)
"Predetermination et mesures des pertes magnetiques des moteurs a reluctance variable a 
double saillance alimentes en creneaux de tension".

-TH 6 Philippe LAURENT, E.N.S. de CACHAN, depuis septembre 1992, a soutenir en 1994
95 (co-encadrement a 50% avec M. GABSI)
"Etude et mise en reuvre d'un mode d'alimentation auto-oscillant et de nouvelles methodes 
d'autopilotage par capteur indirect pour moteurs a reluctance variable a double saillance".

-TH 7 Damien FLIELLER, E.N.S. de CACHAN, depuis septembre 1992, a soutenir en 1994
95 (co-encadrement a 30% avec J.P. LOUIS)
"Recherche et implantation de commande optimale pour moteurs a reluctance variable a 
double saillance".
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-TH 8 Francois CAMUS, E.N.S. de CACHAN, depuis septembre 1993, a soutenir en 1996 
(co-encadrement a 50% avec M. GABSI)
"Etude des causes du bruit acoustique des machines a reluctance variable a double saillance et 
recherche de possibilites de reduction".

-TH 9 Heidi YAHIA, ENI de MONASTIR, Tunisie, depuis decembre 1992 (co-encadrement 
a 50% avec M. HASSINE)
"Principe et etude des possibilites intrinseques de fonctionnement a puissance maximale 
constante des machines a reluctance variable a double saillance alimentees en creneaux de 
tension".

-TH 10 Patrick BOURGES, E.N.S. de CACHAN, depuis septembre 1993, a soutenir en 1996 
(co-encadrement a 50% avec M. GABSI)
"Reduction du cout des machines a reluctance variable a commutation electronique : etude, 
mise en oeuvre et optimisation d'un collecteur hybride, capteurs speciaux d'autopilotage".
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4- PARTICIPATION A DES CONTRATS INDUSTRIELS

Voici la liste des contrats de recherche dont j'ai eu la responsabilite ou aux quels j'ai 
participe ainsi que le nom des responsables du LESiR, des chercheurs et des contractants.

CONTRATS REMPLIS

-CTR 1 CONTRAT EDF DER n°M171F1446, decembre 1989 a decembre 1991
(financement EDF)
Avec les groupes electronique de puissance (Eric LAJOIE-MAZENC) et machines tournantes 
(Maxime DESSOUDE). Chercheurs impliques : Sami HAS SINE, Jean-Yves LE 
CHENADEC. Responsables LESiR : Charles SOL et Bernard MULTON.
"Commande des machines a reluctance variable en creneaux de tension et en courant 
optimise”

Les travaux sont divises en deux parties independantes : l'une concernant l'etude de la 
commande en creneaux de tension, l'autre consacree a l'etude de la commande a ondulation 
minimale du couple instantane. Un banc d'essai de 4 kW a 3000 tr/mn a ete realise. Il 
comprend un moteur Oulton de type 8/6 (4 phases) accouple a un moteur a collecteur a 
aimants, un codeur de position optique incremental ainsi qu'un couplemetre tournant a large 
bande passante. Les onduleurs d'alimentation et les circuits de commande ont ete entierement 
realises par les chercheurs concernes. Le convertisseur est constitue de 4 demi-ponts 
asymetriques, a base d'IGBT, capables de commuter 15 A sous 300 V a 16 kHz. Deux 
systemes de commande ont ete concus, le premier pour la commande en creneaux de tension, 
le second pour la commande a couple constant. Ce dernier a ete realise autour d'une carte a 
partir d'un processeur numerique de signal Motorola DSP 56001.
Deux rapports ont ete rediges :

B. MULTON, J.Y. LE CHENADEC, S. HASSINE 
"Commande des machines a reluctance variable en creneaux de tension"

Rapport intermediate de travail, LESiR, novembre 1990.

J.Y. LE CHENADEC, S. HASSINE, B. MULTON 
"Commande des machines a reluctance variable en creneaux de tension, en courant optimise". 
Rapport final de travail, LESiR, decembre 1991.
(Contrat E.D.F. n°M171F1446 decembre 1989 a decembre 1991)

le rapport final incluait les theses des deux chercheurs cites.

-CTR 2 CONTRAT Societe LPMI (78 Chanteloup-les-Vignes) de janvier 1990 a juillet
1991 (financement LPMI)
Responsable LPMI : Alain COTY. Chercheurs LESiR impliques : Dominique BONOT, Jean- 
Michel HUBE. Responsable LESiR : B. MULTON.
"Realisation d'un moteur a reluctance variable pour une application aeronautique ou 
spatiale"

L'etude consistait a concevoir un moteur a reluctance variable (en l'occurrence, le 
premier au LESiR) d'un couple de 0,2 N.m a 3000 tr/mn. En fait, grace a un tres faible 
entrefer, un couple de 0,5 N.m a ete obtenu a basse vitesse, et une puissance de 200 W a ete 
atteinte a 5000 tr/mn. La conception du moteur de type 6/4 (3 phases) a ete menee par
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Dominique Bonot, dans le cadre de son memoire CNAM, et la realisation du convertisseur, a 
base de transistors MOS (tension d'alimentation 18 a 32 V), par Jean-Mi chel Hube dans le 
cadre de son DEA et au cours d'un stage d'un an consecutif a son DEA. Un banc d'essai du 
moteur a ete construit. Les rapports de memoire CNAM et de DEA ont constitue les rapports 
d'etude. Les principaux travaux de recherche ont consiste en une etude parametrique du 
dimensionnement des moteurs a reluctance variable a double saillance. Prenant conscience, 
d'une part, des limites du capteur optique de position utilise (limites en temperature et 
environnement hostile) et, d'autre part, du cout prohibitif des resolvers, nous avons imagine un 
capteur de position a reluctance variable constitue des toles du moteur lui-meme. Ce capteur a 
fait l'objet d'un depot sous pli cachete puis, ulterieurement, un brevet a ete depose lorsque 
l'industriel concerne a ete interesse par son exploitation.

-CTR 3 CONTRAT Societe GEC-ALSTHOM PARVEX (21 Dijon) d'octobre 1990 a
juillet 1993 (financement Ministere de la Recherche et de la Technologic)
Responsables PARVEX : Messieurs REGIS, MAESTRE et MATT. Chercheurs impliques au 
LESiR : Emmanuel HOANG, Bernard MULTON, Jean-Frangois MANCEAU, Rafael 
VIVES-FOS. Responsable : Sylvain ALLANO.
"Realisation d'un moteur a reluctance variable d'entrainement de broche de machine- 
outil"

Sur un cahier des charges constitue par la societe PARVEX et dans l'optique d'aller 
vers la construction de moteurs de broches pour l'usinage a tres grande vitesse, nous avons 
dimensionne, puis congu, un moteur a reluctance variable a double saillance de type 6/8 (3 
phases), ainsi que son onduleur (stage de DEA E. Hoang) et sa commande micro-programmee 
(stage de DEA Eyoum Epoh). Son couple est de 8 N.m a basse vitesse et jusqu'a 3000 tr/mn, 
son couple pulsatoire a basse vitesse doit avoir une amplitude crete a crete inferieure a 20% du 
couple nominal. Les travaux de recherche effectues pendant le stage d'E. Hoang ont porte, 
plus particulierement, sur l'etude de l'influence de l'epaisseur de culasse et de l'inclinaison des 
flancs des dents statoriques sur le couple moyen, sur le couple instantane (incidence sur 
l'ondulation du couple) et, enfin, sur la puissance silicium du convertisseur. Les essais du 
moteur ont ete menes en 1992 par J. F. Manceau, R. Vives-Fos. Cette machine a donne de 
remarquables performances en termes de rendement. En outre, des vitesses tres elevees 
(12000 tr/mn) ont ete obtenues a tres faible charge dans l'optique de l'usinage a tres grande 
vitesse (these R. Vives-Fos 1993).

-CTR 4 CONTRAT Societe SIMU (70 Gray) de septembre 1990 a aout 1992
(financement SIMU)
Responsables SIMU : Messieurs GIRAUD, VIVIAN, GENIN et DUPIELET. Chercheurs 
impliques au LESiR : Alain DIEUDONNE, Laurent PREVOND, Bernard MULTON. 
Responsable : Jean LUCIDARME.
"Etude et experimentation d'actionneur lineaire pour la motorisation de fermetures 
domestiques"
Ce travail a consiste, dans une premiere phase, en la recherche d'une ou de plusieurs structures 
d'actionneurs lineaires pour deplacer soit des rideaux soit des portes coulissantes. Dans le but 
de minimiser les couts, nous avons tenu a avoir un rail passif (sans aimants ni conducteurs) et 
a eviter tout capteur de position. Ainsi, nous avons explore diverses structures, les unes a 
reluctance variable pure, les autres polarisees par des aimants, toutes etant alimentees en mode 
pas a pas. Plusieurs maquettes a induit entourant completement ou partiellement le rail et a
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champ normal ou longitudinal ont ete construites et testees. Ces travaux ont ete effectues dans 
le cadre d'un stage de memoire CNAM par A. Dieudonne. Nous avons bien mis en evidence 
l'interet de l'utilisation d'aimants, afin de reduire les problemes de guidage (sensibilite des 
performances a la valeur de l'entrefer). L'autopilotage de l'alimentation est apparu necessaire 
pour une plus faible consommation (cout de l'alimentation et echauffement de l'induit) et pour 
minimiser les vibrations mecaniques. Deux rapports ont ete fournis a la societe SIMU en ce 
qui concerne cette premiere etape. La seconde phase s'est articulee autour du stage de 
memoire CNAM de L. Prevond. Elle comprenait l'etude et la mise en reuvre d'une nouvelle 
structure originale d'actionneur hybride dite "a commutation de flux" qui a fait l'objet d'un 
depot de brevet. Les performances demandees par SIMU etaient 10 a 15 N a une vitesse de 
quelques dm/s. Cette structure a donne de tres bonnes performances avec des aimants ferrite 
car elle permet une forte "concentration de flux". En outre, un autopilotage par capteur 
indirect a ete mis au point et conduit a une alimentation d'une extreme simplicite.

J. LUCIDARME, A. BEN AHMED, P.F. DESESQUELLES, B. MULTON, A. DIEUDONNE 
"Application des actionneurs lineaires a champs longitudinaux a la motorisation de fermetures 
domestiques"
Rapport technique premier lot, pre-etude de faisabilite pour la societe SIMU, novembre 1990.

J. LUCIDARME, P.F. DESESQUELLES, B. MULTON, A. DIEUDONNE, A. BEN AHMED 
"Application des actionneurs lineaires a champs longitudinaux a la motorisation de fermetures 
domestiques"
Rapport technique deuxieme lot, pre-etude de faisabilite pour la societe SIMU, juin 1991.

-CTR 5 CONTRAT Societe VALEO Thermique Moteur (78 La Verriere) / CEREME
(78 Montigny-le-Bretonneux) de janvier a aout 1991(financement Valeo)
Responsables Valeo : Herve COUETOUX et Claude BERGMANN. Chercheur implique au 
LESiR : Michael KLAGES. Responsables au LESiR : Bernard MULTON et Mohamed 
GABSI.
"Realisation d'un moteur de pompe a eau electrique pour automobile"
En relation avec la branche Thermique Moteur de la societe Valeo, nous avons etabli un 
cahier des charges pour concevoir un moteur a commutation electronique a reluctance variable 
destine a une application dont les contraintes d'environnement sont tres difficiles (temperature 
elevee, rotor immerge dans un liquide a 115°C). Le couple a fournir devait etre de 0,1 N.m a 
3000 tr/mn en regime permanent, le demarrage devait pouvoir se faire dans des conditions 
difficiles de couple resistant. Nous avons choisi une structure 6/4 (3 phases) avec des 
enroulements bifilaires afin de minimiser le cout total de la fonction. Une pre-etude de 
faisabilite, puis de dimensionnement, a ete menee de novembre 1990 a fevrier 1991 et a donne 
le rapport interne cite ci-dessous. Ensuite, un stage d'ingenieur allemand (M. Klages) a permis 
la realisation de l'electronique de puissance et de commande, cette derniere reposait sur un 
capteur fournissant une seule impulsion par tour. Le memoire d'ingenieur a servi de rapport 
final. Le cahier des charges a ete respecte dans son integralite. L'aspect ayant suscite le plus 
d'interet fut la comparaison de deux types d'alimentation : d'une part, un onduleur en demi- 
ponts asymetriques (6 transistors MOS et 6 diodes au total) avec un moteur a enroulements 
unifilaires et, d'autre part, un convertisseur a un seul transistor par phase avec un moteur a 
enroulements bifilaires. L'interet economique de cette derniere solution a ete demontre dans le 
cas d'une alimentation en tres basse tension (12 V). Un rapport d'avant-projet a ete remis a 
Valeo en fevrier 1991 :
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B. MULTON, M. GABSI, C. BERGMANN
"Avant-projet de moteur pour application automobile, definition des dimensions du moteur, 

du convertisseur et de la commande". Rapport interne confidentiel pour la societe VALEO, 
fevrier 1991.

-CTR 6 CONTRAT Societe VALEO CEREME (78 Montigny-le-Bretonneux) de
septembre 1991 a juillet 1992 (financement Valeo)
Responsable Valeo : Claude BERGMANN. Chercheur implique au LESiR : Philippe 
LAURENT. Responsables LESiR : Bernard MULTON et Mohamed GABSI.
"Autopilotage par capteur indirect et alimentation a faible pollution electromagnetique 
d'une machine a reluctance variable".
Il s'agit de la suite du contrat precedent. Cette recherche etait destinee a eliminer le capteur de 
position et a reduire la pollution electromagnetique produite par le convertisseur pendant la 
phase de demarrage lorsqu'une regulation par modulation de largeur d'impulsion etait faite. 
Ces travaux ont ete menes dans le cadre du stage de DEA de P. Laurent. En ce qui concerne 
l'alimentation a faible pollution electromagnetique, nous avons developpe une commande en 
courant (et donc en couple) de type "flyback auto-oscillant". Nous avons obtenu une reduction 
tres sensible des spectres de perturbations conduites et ceci sans pertes de rendement de 
l'ensemble ; nous avons pu supprimer les ecreteurs necessaries a l'evacuation de l'energie de 
fuites des enroulements bifilaires et utiliser des diodes standard a "recouvrement lent". Par 
ailleurs, la recherche d'un systeme d'autopilotage par capteur indirect a conduit a un dispositif 
original reposant sur un principe de resonance destine a accroitre la sensibilite du signal de 
mesure. Les deux principes (alimentation auto-oscillante et capteur indirect) ont fait l'objet de 
deux demandes de depot de brevet de la part de la societe Valeo. Le rapport du contrat 
correspond au rapport de DEA de P. Laurent.

CONTRATS EN COURS

-CTR 7 CONTRAT Societe MOULINEX (Centre Europeen de Recherche de Caen) de
novembre 1992 a novembre 1994 (financement Ministere de la Recherche et de l'Espace,
aide n°92T0372)
Responsable Moulinex : Gilbert DAUGE. Chercheur implique au LESiR : Emmanuel 
HOANG. Responsables : Mohamed GABSI et Bernard MULTON.
"Etude et modelisation des pertes magnetiques et ohmiques dans les moteurs a 
reluctance variable : cas d'un moteur biphase"
Cette etude a pour but de predeterminer convenablement les pertes fer dans les moteurs a 
reluctance variable a double saillance qui prennent des proportions considerables dans les 
moteurs alimentes en haute frequence (grandes vitesses ou grand nombre de dents rotoriques : 
moteurs forte puissance ou fort couple massique). Pour ce faire, nous nous sommes fixe pour 
objectifs de trouver, d'une part, des modeles de calcul des pertes adaptes aux parti cularites des 
moteurs alimentes en courants unidirectionnels, d'autre part, une mise au point de methodes 
susceptibles de mesurer ces pertes avec precision dans des moteurs en charge. Une methode 
d'opposition originale a ete etudiee et une maquette specifique de mesure des pertes par 
diverses methodes a ete construite avec l'aide de Michel LECRIVAIN, ingenieur au 
Laboratoire d'Electricite Industrielle du CNAM. Les travaux evoques se deroulent dans le
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cadre de la these d'E. Hoang. Les resultats verront leur application porter, plus 
particulierement, sur un moteur biphase a grande vitesse.

-CTR 8 CONTRAT Societe AUXILEC (78 Chatou) d'octobre 1992 a octobre 1994
(financement programme PREDIT : Ministeres des Transports, de ('Industrie et de la
Recherche, PSA et Renault, aide n°92T0857)
Responsable Auxilec : Claude JACQUES. Chercheurs impliques au LESiR : en 1992-93, 
Francois CAMUS et Jean-Pierre ZAGAR et, en 1993-94, Jean-Yves LE CHENADEC et Jean- 
Claude MOUCHOUX. Responsable au LESiR : Bernard MULTON
"Realisation d'un entrainement par moteur a reluctance variable pour un vehicule 
electrique urbain"
Dans le cadre d'un programme de recherche lance par les groupes PSA et Renault pour la 
motorisation d'un vehicule leger urbain electrique de troisieme generation, nous etudions ce 
moteur, realisons une maquette (Auxilec) et testons ses performances. La puissance maximale 
requise du moteur est de 27 kW de 2500 a 10 000 tr/mn (choix d'un reducteur de rapport 10), 
ce qui donne un couple maximal d'environ 100 N.m. Une plage de fonctionnement a 
puissance constante est demandee dans un rapport 1 a 4. Nous avons propose un moteur a 
reluctance variable de type 6/4 qui devra etre refroidi par liquide dans une version definitive. 
A l'heure actuelle, l'etude de dimensionnement est effectuee dans le cadre du stage de DEA de
F. Camus et la realisation de la maquette est en cours au sein de la societe Auxilec. L'etude et 
la conception d'un convertisseur d'alimentation capable de commuter plus de 400 A sous une 
tension de 120 V ont ete menees, dans le cadre de son stage DEA, par J.P. Zagar. Le 
convertisseur est constitue de 3 demi-ponts asymetriques a base d'IGBT de gros calibre. La 
poursuite de ces travaux se deroulera au cours du stage de memoire CNAM de J.C. 
MOUCHOUX qui sera dirige par J.Y. LE CHENADEC. Il s'agira, dans un premier temps, 
d'associer le convertisseur au moteur et a un systeme de commande numerique a base de 
processeur numerique, d'implanter des lois de commande et, dans un second temps, d'effectuer 
les essais de la maquette.

-CTR 9 CONTRAT Societe LPMI (78 Chanteloup-les-Vignes) de septembre 1992 a
septembre 1994 (financement Ile de France, CRITT CINQ et ANVAR)
Responsable LPMI : Alain COTY. Chercheur implique : Patrick BOURGES, responsable 
LESiR : Bernard MULTON.
"Conception et realisation d'une gamme de moteurs a reluctance variable a double 
saillance, de leur capteur a reluctance variable integre et de leur alimentation 
electronique".

Il s'agit ici de concevoir des petits moteurs a reluctance variable de tailles 
aeronautiques normalisees (tailles 11 a 20, ce chiffre correspond environ au diametre exterieur 
en dixiemes de pouce) a usage general. Il seront equipes du capteur a reluctance variable 
congu et brevete dans l'equipe. Ce capteur, integre a la structure electromagnetique complete, 
occupera la place prise par le collecteur dans les moteurs a courant continu. Le stage de DEA 
de P. Bourges a consiste en l'etude des performances potentielles du capteur ainsi qu'en la 
mise en reuvre de son electronique de traitement et de conditionnement. Le capteur en toles 
fer-silicium fonctionne selon le principe de la reluctance variable a une frequence de 100 kHz, 
au del a, les effets des courants de Foucault modifient son fonctionnement. Une resolution de 
150 points par periode electrique a ete obtenue a 10 000 tr/mn ; elle est tout a fait compatible 
avec les exigences de la commande en pleine onde de tension (reglage des angles) retenue
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pour le fonctionnement a haute vitesse. Les moteurs sont congus pour obtenir une commande 
en couple dans une large plage de vitesses. Leur electronique de puissance et de commande 
est aussi etudiee dans le cadre de ce contrat.

NOUVEAUX CONTRATS

-CTR 10 CONTRAT SAGEM, d'octobre 1993 a octobre 1995 (financement Ministere de 
l'Enseignement Superieur et de la Recherche)
Responsables SAGEM : Armand SARRAIHL et Patrick SEGA. Chercheurs impliques au 
LESiR : Laurent PREVOND, Gilles DELAITRE et Bernard MULTON. Responsable : Jean 
LUCIDARME.
"Etude de nouvelles structures d'actionneurs hybrides a commutation de flux"

Le but de cette etude est de prospecter dans le domaine des petits moteurs speciaux, 
plus particulierement, economiques et a grande vitesse. La plupart des structures tournantes 
etudiees sont hybrides, c'est-a-dire qu'elles sont constituees d'un stator comprenant des 
bobinages et des aimants et d'un rotor passif permettant d'atteindre des vitesses elevees. La 
minimisation de cout nous conduit a rechercher des possibilites de fonctionnement 
monophase sans probleme de demarrage.

-CTR 11 CONTRAT LPMI, d'octobre 1993 a octobre 1995 (financement ANVAR)
Responsable LPMI : Alain COTY. Chercheur implique au LESiR : Patrick BOURGES. 
Responsables : Bernard MULTON, Mohamed GABSI.
"Etude d'un dispositif de commutation hybride pour moteur a reluctance variable"

Constatant la difficulte de concurrences d'un point de vue economique, les moteurs a 
collecteur avec les moteurs a commutation "toute electronique", nous proposons ici une 
solution de "commutation ou collecteur hybride". Ce choix permet d'allier certains avantages, 
a la fois, du moteur a collecteur (variation de vitesse economique avec peu de semi- 
conducteurs et sans capteur de position) et des moteurs synchrones au sens large, dont les 
bobinages situes au stator sont faciles a refroidir, a surveiller et dont les performances sont 
superieures a celles des moteurs a collecteur. Le procede met en reuvre a la fois un collecteur 
mecanique et des semi-conducteurs de puissance en nombre reduit (transistors et diodes) : 
cette association permet une commutation sans etincelles et elimine donc l'une des limites de 
l'ensemble classique collecteur-balais. Nous proposons d'appliquer cette technologie mixte au 
moteur a reluctance variable a double saillance. Les travaux concernent l'analyse des 
commutations du collecteur et des semi-conducteurs dans un contexte nouveau, la recherche 
de structures optimales de collecteur hybride, l'exploitation des signaux issus des 
commutateurs mecaniques pour le reglage de l'autopilotage et, enfin, l'optimisation de la 
structure electromagnetique du moteur pour de telles applications.
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1- INTRODUCTION
Apres avoir passe un certain nombre d'annees a travailler a comprendre le 

fonctionnement des machines electriques, il m'est apparu necessaire afin de tenter de 
contribuer a leur amelioration, de mieux connaitre l'histoire de l'electrotechnique et, plus 
parti culierement, celle des machines electriques. Aussi, je souhaiterais, dans ce memoire, 
relater quelques-unes des principales etapes de cette aventure. Si la presentation qui suit reste 
anecdotique, son traitement n'en est pas moins delicat : en effet, bien que cette histoire soit 
relativement recente, il y regne quelques incertitudes que les historiens ne sont pas toujours 
parvenus a eclaircir. Si certaines relevent de l'anecdote ou de la pure polemique, comme la 
question de la paternite de l'invention de l'induit en anneau de la machine a courant continu de 
Zenobe Gramme, d'autres sont de caractere plus scientifique. Ainsi, pour certains, les premiers 
moteurs electriques effectifs (le moteur electromagnetique de Jacobi invente en 1834, par 
exemple) utilisaient l'attraction de pieces en fer doux par des electroaimants (a reluctance 
variable pure) [1, 2], alors que pour d'autres, il s'agissait de moteurs mettant en reuvre 
l'attraction puis la repulsion d'electroaimants inducteurs (ou encore d'aimants permanents) par 
d'autres electroaimants (dispositif d'induit). En fait, il semble que Jacobi ait realise 
successivement les deux types de moteurs [28], decouvrant ainsi les vertus de l'excitation de 
l'inducteur (en comparaison avec l'inducteur "passif" des moteurs a reluctance pure).

Ce bref rappel historique nous conduira aussi a prendre conscience, le recul aidant, de 
la modeste contribution du laborieux travail produit par le "scientifique moyen". Les machines 
electriques (nous devrions dire electromagnetiques pour etre plus precis : nous avons, en effet, 
fini par occulter les nombreux principes de conversion electromecanique qui reemergent 
actuellement !) ont a ce jour plus de 150 ans. L'essentiel de leur theorie (machines a courant 
continu a collecteur, synchrones et asynchrones) est bien as sis depuis plus de 90 ans [3]. Il 
existait alors une certaine "philosophie" de leur enseignement que l'on peut encore prendre en 
model e aujourd'hui ! Et pourtant, grace aux avancees continuelles des materiaux [9, 10] et, 
plus recemment, a l'electronique de puissance (thyristors..., annees 1960), aux moyens 
puissants de controle (microprocesseurs..., annees 1970) et, a l'ingeniosite des chercheurs et 
des ingenieurs, de grands progres ont ete accomplis quant aux performances, mais toujours a 
petits pas !

L'aventure de l'electricite commence, d'apres les historiens [1, 8, 30], aux alentours de 
585 av. J.C., avec les travaux du philosophe grec THALES de Millet, lors de l'etude sur 
l'attraction des corps legers par l'ambre frotte (le nom "electron" (eXe%Tpov) signifiant, en 
grec, ambre). Apres une longue periode d'oubli, mais probablement non passive, le medecin 
de la reine d'Angleterre William GILBERT publie, en 1600, un remarquable ouvrage sur les 
observations des proprietes des aimants et de l'electricite statique : "De magnete". Il considere 
alors que l'ambre electrise est une variete d'aimant, c'est peut-etre la premiere fois 
qu'electricite et magnetisme sont autant rapproches. Puis, en 1660, en Allemagne, Otto von 
GUERICKE "invente" la generatrice electrostatique ; il s'agit sans doute de la premiere 
machine electrique, dont toutefois la reversibilite ne semble pas avoir ete imaginee. Jusque la, 
les travaux effectues ne concernaient que l'electrostatique. L'etude experimental des 
phenomenes electriques et magnetiques (traites independamment) va connaitre durant le 
XVIIIe siecle un developpement prodigieux. Citons deux acteurs importants de cette phase : 
l'abbe Jean-Antoine NOLLET [29] et l'Americain Benjamin FRANKLIN [30]. Tous deux 
s'interesserent a la foudre et a l'electricite ; ils decouvrirent que la foudre etait une decharge 
electrique identique a celles qu'ils savaient produire durant leurs experiences. Ils firent aussi, 
tous deux, une decouverte fondamentale, sans cependant y preter attention. Ils observerent une 
relation entre electricite et magnetisme : ils remarquerent, en effet, que la foudre pouvait
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demagnetiser les aimants ou inverser leur polarite. Franklin realisa meme l'experience avec de 
l'electricite "artificielle" [30]. Les inventions electrotechniques (ce mot n'etait pas usite a cette 
epoque, il n'est apparu que vers 1892 [8]) vont alors se succeder : en 1745, la bouteille de 
LEYDE (premier condensateur), la premiere pile de VOLTA en 1799. Cette derniere 
decouverte sera a l'origine des premieres applications industrielles de l'electricite : 
l'electrolyse. Cependant les piles etaient tres couteuses et degageaient des "vapeurs" 
desagreables et nocives [1], Les premieres machines electriques a vocation industrielle seront 
des generatrices vouees an remplacement des generateurs electrochimiques.

2- GENESE DES MACHINES ELECTROMAGNETIQUES (XIXe siecle)
L'histoire des machines electromagnetiques debate veritablement a la fin de 1819, a 

Copenhague, par la mise en evidence de faction a distance de la circulation d'un courant 
electrique sur une aiguille aimantee. Rappelons que l'Abbe NOLLE! ainsi que FRANKLIN 
avaient remarque qu'un courant electrique pouvait magnetiser ou demagnetiser les aimants 
environ 80 ans auparavant ; ils n'avaient, cependant, pas eu la chance de voir une aiguille de 
boussole se mouvoir lorsqu'ils produisaient des decharges electriques. Malgre tout, les tres 
nombreuses experiences realisees un pen partout en Europe et en Amerique an XVII6 siecle 
ont constitue les germes de la revolution de l'electricite du XIXe siecle. L'experience, 
effectuee par le Danois Hans-Christian OERSTED allait susciter, lors de la publication de ses 
resultats en juillet 1820, une intense activite de recherche dans le monde entier. Ainsi, des 
septembre 1820, le Frangais Andre-Marie AMPERE enonce la "regie du bonhomme 
d'Ampere" ; en novembre 1820, Dominique Frangois ARAGO annonce qu'il a reussi a 
aimanter un morceau de fer avec un solenoi'de ; c'est aussi a cette epoque qu'en Angleterre, 
Humphrey DAVY fait la meme decouverte : le principe de l'electroaimant etait etabli...

Desormais, du fait de cette rapidite devolution et de l'engouement de tous, il sera de 
plus en plus difficile d'attribuer, a tel ou tel, toute decouverte ou invention nouvelle. Ces 
reserves fades, nous donnerons toutefois des noms et des dates. En 1821, l'Anglais Michael 
FARADAY realise le premier moteur electromagnetique ; en 1822, Peter BARLOW lui 
adjoint une roue dentee. C'est sous le nom de "roue de BARLOW" que cette machine est 
connue en France (les Anglo-Saxons la nomment "moteur de FARADAY"). Rappelons 
toutefois que ce premier moteur etait inapte a toute application industrielle et qu'il n'a jamais 
tourne que sur les tables de demonstration des laboratoires et des salles de cours. En 1831, 
FARADAY enonce les principes de l'induction electromagnetique ; pendant cette periode, le 
Russe Friedrich Emil LENZ et l'Americain Joseph HENRY ont, de leur cote, effectue des 
travaux similaires contribuant ainsi a la decouverte et a la comprehension de ce phenomena.

ggOTTCTnTT mpJTT 1II11 TTTtv

"Moteur" electromagnetique de Joseph HENRY : 1831
Figure -1.1-
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En 1831, tous les principes qui allaient permettre de realiser les moteurs 
electromagnetiques se trouvaient donc etablis. HENRY congut alors, cette annee la, un 
electro-aimant qui, alimente par une pile, pouvait soul ever 50 fois son propre poids. Il 
construisit aussi un "actionneur" de laboratoire [4] (figure 1.1) qui peut etre considere comme 
l'ancetre des moteurs a reluctance variable. "Les oscillations verticales font fermer les contacts 
alternativement avec les piles placees de part et d'autre de l'appareil" [4].

En 1832, AMPERE fait realiser, par le constructeur frangais Hippolyte PIXII, la 
"premiere" generatrice a courant continu : il s'agit en fait d'une machine comprenant un aimant 
tournant entraine par une manivelle et deux bobines fixes dans lesquelles sont induites des 
tensions alternatives ; celles-ci devant etre redressees pour delivrer un courant continu, un 
redresseur mecanique est invente pour l'occasion. De son cote, en 1836, l'Anglais Hyde 
CLARKE congoit une machine dont la structure est inversee par rapport a celle de 
PIXII/AMPERE ; ceci permet d'avoir un commutateur redresseur entraine directement par 
l'arbre. On peut dire qu'il s'agit la de l'ancetre de la machine a courant continu. Toutes ces 
machines generatrices d'electricite posent toutefois le probleme fondamental de la 
commutation mecanique de courants inductifs ! De nombreux chercheurs travaillent a cette 
amelioration : l'Allemand Werner von SIEMENS construit peu avant 1856 une magneto (ce 
terme est employe lorsque le champ inducteur est genere par un aimant permanent) dans 
laquelle le rotor est un cylindre en fer doux comportant un bobinage en forme de navette [8] ; 
en 1856, l'inducteur devient un electro-aimant. En 1865, l'Italien Antonio PACCINOTTI [2, 4, 
8] construit un prototype de machine a courant continu a induit en anneau et collecteur radial 
dont le fonctionnement est tres ameliore, cependant ses travaux passent inapergus. C'est 
seulement en 1869 que le celebre Belge Zenobe GRAMME, employe de la compagnie 
frangaise "l'Alliance" specialisee dans la fabrication de generatrices de "courant continu", 
depose un brevet sur l'induit en anneau que PACCINOTTI avait invente auparavant et qu'il 
tenta vainement de contester. Tels sont les debuts, tres resumes, de l'histoire de la machine a 
courant continu.

Mais, bien avant que la machine a courant continu n'arrive a maturite et surtout qu'elle 
n'occupe une place tres importante parmi les machines electromagnetiques tant comme moteur 
que comme generatrice, bien d'autres structures furent inventees, leur exploitation connaissant 
des fortunes diverses. De nombreuses machines que nous dirions aujourd'hui "a reluctance 
variable" furent proposees. Parmi les inventeurs, citons le savant physicien russe de JACOBI 
[1, 21] qui, dans un rapport qu'il presenta a l'academie des sciences de Saint Petersbourg en 
1834, proposa d'appliquer l'electromagnetisme aux machines et decrivit une structure 
tournante a reluctance variable. Citons aussi le professeur et physicien americain Charles 
Grafton PAGE qui realisa [4, 17] plusieurs dispositions originales "a fer tournant" entre 1835 
et 1840. La figure 1.2 (issue de [4]) montre trois moteurs de PAGE. On remarquera que les 
courants des bobines etaient commutes par des interrupteurs mecaniques en synchronism e 
avec le mouvement ; il s'agissait, pour employer un terme contemporain, d'un autopilotage.
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Moteurs de Charles G. PAGE (annees 1835 a 1840)
Figure -1.2-

En France, vers 1840, l'ingenieur GAIFFE [1] construit un moteur de demonstration 
(figure 1.3), lui aussi autopilote mecaniquement. II comportait, d'apres ce que les dessins 
laissent entrevoir, des electro-aimants attirant des noyaux plongeurs et reproduisant ainsi le 
fonctionnement des moteurs a vapeur a pistons, le mouvement lineaire etant transforme en 
rotation par un systeme mecanique.

Moteur de GAIFFE (1840 environ) Moteur a "pistons electromagnetiques"
de Gustave FROMENT

Figure -1.3- Figure -1.4-
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D'autres moteurs similaires furent corpus, en 1837, par l'Americain DAVENPORT 
(actionneur de presse d'imprimerie) et par l'Ecossais Robert DAVIDSON en 1839 pour 
l'entramement d'un tour. A cette epoque, le Frangais Gustave FROMENT, ancien eleve de l'Ecole 
Polytechnique, realise un moteur de grandes dimensions [21] constitue de deux electro-aimants. 
Ce moteur reprenait la disposition des machines a vapeur. La figure 1.4 en montre la structure : la 
partie 0 represente le commutateur mecanique excentrique. En 1865, BOURBOUZE avail aussi 
elabore un moteur electrique a deux noyaux plongeurs [4] dont la structure se rapprochait de 
celle d'une machine a vapeur a cylindres verticaux.

En 1842 DAVIDSON, utilise un des premiers moteurs tournants [17] (figure 1.5) a 
reluctance variable pour entrainer a 4 miles/heure (soil environ 6 km/h) un vehicule ferroviaire 
de 6 tonnes entre Edinburgh et Glasgow ; il s'agit sans doute de la premiere locomotive 
electrique. D'apres [21 et 28], Davidson a equipe une locomotive d'un moteur PATTERSON 
congu a Paris en 1840. Le stator de ce moteur est constitue de deux electro-aimants en forme de 
U qui attirent, a tour de role, 3 barres situees sur le rotor. Un commutateur mecanique, entrame 
par 1'axe, realise la connexion successive des bobines aux batteries.

Moteur de DAVIDSON ou PATTERSON (1842)
Figure -1.5-

En 1845, Gustave FROMENT realise un moteur tournant performant, ancetre des moteurs 
a reluctance a double saillance aux quels nous nous interessons dans ce memoire. Ce moteur 
servait a entrainer des machines a tracer des divisions [1] sur des regies, cadrans, etc.

La figure 1.6 [4] montre un moteur a 4 phases : on observera la disposition astucieuse des 
bobines d'une meme phase qui permet de minimiser la longueur des trajets du flux dans les 
circuits de retour. Ce moteur fut utilise, entre autres applications, pour remonter des poids 
d'horloge [4] et pour entrainer une meule a chanvre [27].

La figure 1.7 presente un autre dispositif plus puissant constitue d'un empilage de 5 
structures elementaires [6, 28] comprenant chacune 4 electro-aimants a deux poles bobines ; on 
remarquera, en haut, le commutateur mecanique permettant 1'autopilotage. Le couple de ce 
moteur atteignait 500 N.m environ. Les moteurs de FROMENT furent probablement les premiers 
a etre utilises pour des applications industrielles. Toutes ces machines a reluctance variable n'ont, 
semble-t-il, ete utilisees que pour des fonctionnements en moteur. Leur apparence "passive" n'a 
pas laisse immediatement entrevoir leur reversibilite.
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Moteur elementaire de FROMENT (1845) Moteur compose de FROMENT
Figure 1.6 Figure 1.7

D'autres types de machines furent fabriques pour constituer des generateurs. A partir de 
1860, la compagnie 'TAlliance" fabriquait industriellement des generatrices de structures 
complexes qui comprenaient, au stator, un grand nombre d'aimants inducteurs en fer a cheval 
(jusqu'a 80 sur un meme bati) et, au rotor, le meme nombre d'electro-aimants induits ; il y avait 
un nombre double de coquilles redresseuses. Ces engins etaient complexes, bruyants, peu babies 
et generateurs d'etincelles [8], Ce sont, entre autres, ces raisons qui ont pousse GRAMME, 
employe de la societe, a realiser une medicare generatrice a courant continu.

Au debut des annees 1880, de nombreux moteurs a courants alternatifs avaient etc mis au 
point en partant du principe de reversibilite des generateurs precedemment inventes [7] ; 
l'obstacle majeur residait dans la difficulte de leur demurrage ou dans la fragilite de leur 
commutateur mecanique qui s'usait tres rapidement [28] a cause des coupures inductives.

Ce fut en 1878, alors qu'il etait etudiant a l'ecole polytechnique de Graz en Autriche que 
le Yougoslave Nikola TESLA suggera, pour la premiere Ibis, a ses enseignants que Ton pouvait 
fabriquer un moteur sans aucun commutateur, ceci pendant qu'il observait une dynamo de 
GRAMME etincelante [5] ! En 1883, alors qu'il etait employe par Continental Edison (a Paris) et 
qu'il sejournait a Strasbourg, il construisit le "premier" prototype grossier de machine 
asynchrone. Parallelement, entre 1879 et 1883 en Italic, Galileo FERRARIS realisait des 
experiences sur le sujet et etablissait la theorie du champ tournant. Il publia la theorie du moteur 
asynchrone en 1888 et montra, en particulier, que le couple etait proportionnel au glissement [7], 
Pendant ce temps, TESLA partait aux USA pour tirer un meilleur parti de son invention. La has,
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il rencontra Thomas EDISON qui, quant a lui, etait un partisan convaincu du courant continu. 
Aussi, il embaucha TESLA pour ameliorer la commutation des machines a courant continu. En 
1888, TESLA deposa quantite de brevets pour tout son systeme polyphase (generateurs, 
transformateurs, moteurs synchrones et asynchrones...), en particulier pour un moteur asynchrone 
a induit en anneau. Ces brevets furent aussitot achetes par la societe Westinghouse. La meme 
annee, cette derniere acheta aussi a FERRARIS sa decouverte pour breveter des dispositifs la 
mettant a profit. Ce fut alors le debut de la celebre lutte entre EDISON et TESLA au sujet du 
choix courant continu ou alternatif pour la production, l'utilisation et donc la consommation de 
l'energie electrique. L'issue de cette polemique est bien connue aujourd'hui ! Le premier moteur 
asynchrone triphase [20] fut realise par l'Allemand Michael DOLIVO-DOBROWOLSKI en 1889 
; en 1893, il concevait en meme temps que le Frangais BOUCHEROT le moteur a double cage.

3- EVOLUTIONS DU XXe SIECLE
Ces fondements historiques generaux etant etablis, nous nous consacrerons maintenant 

exclusivement aux moteurs a reluctance variable. Apres avoir actionne tres probablement les 
premiers moteurs electromagnetiques, le principe de la reluctance variable est reste tres marginal. 
Il fut surpasse par les machines synchrones permettant la realisation des plus grands generateurs
[9], par les machines asynchrones (seuls moteurs pouvant se mettre en marche sans dispositif 
auxiliaire et fonctionner sur le reseau alternatif) et par les machines a courant continu a 
collecteur. Ces dernieres possedent les memes qualites sur une alimentation en courant continu et 
permettent aussi la variation de vitesse la plus aisee et la mieux controlable.

Si le moteur a reluctance variable, par principe fortement inductif, se trouvait 
considerablement handicape par la commutation mecanique de ses courants -celle-ci constituant 
un facteur evident de limitation de la puissance- il n'a cependant jamais completement dispam. A 
cette epoque deja, son interet residait dans ses qualites de simplicite et de robustesse. Ainsi, il a 
actionne des systemes d'horlogerie [4] (horloge Froment, 1854), des jouets (petits moteurs 
Froment monophases) vers 1900-1910, des dispositifs de transmission electrique [11, 23] (1920, 
synchro-machines dans les bateaux de guerre), des rasoirs (Remington) ou encore, des tourne- 
disques 78 tr/mn (moteurs a rotor exterieur construits par les Etablissements Ragonot) [13]. Ces 
moteurs etaient soit de type pas a pas, soit autopilotes mecaniquement, soit synchrones selon les 
contraintes de fonctionnement et le principe d'alimentation retenu.

Le principe de reluctance variable a ete egalement choisi pour la generation de courants 
hautes frequences (de quelques kHz a 20 kHz) dans l'alimentation de fours a induction et dans 
l'emission des ondes radio [4]. On beneficiait, dans ce dernier cas, d'une part, de la facilite 
d'obtenir un grand nombre de poles grace a un rotor dente passif et, d'autre part, de l'absence de 
collecteur. Les premiers alternateurs "a fer tournant" apparurent dans les annees 1888 ; une 
structure remarquable, de type homopolaire, fut congue et commercialisee a cette epoque par la 
societe OERLIKON [4], sa puissance etait de 70 chevaux. Au XXe siecle, d'autres alternateurs a 
reluctance variable, homopolaires, comme la machine de POIRSON [13, 14], ou heteropolaires 
(structures de Lorentz-Schmitt et Guy) [26] furent realises et utilises.

Les premiers moteurs pas a pas furent employes, naturellement, dans les systemes 
d'horlogerie (annees 1850), mais c'est seulement dans les annees 1910 qu'ils furent appliques a 
des entrainements differents. Une invention originale de l'ingenieur ecossais C.L. WALKER fit 
l'objet d'un depot de brevet au Royaume-Uni en 1919 [23]. La structure proposee est presentee a 
la figure 1.8.
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Stator coil

Rotor

Moteur pas a pas (32 dents rotoriques) brevete par C.L. WALKER en 1919
Figure -1.8-

II semble que les premieres structures a double saillance, telles que nous les connaissons 
aujourd'hui, soient apparues dans les annees 1920 [23]. Un article de 1927 sur les applications de 
1'electricite dans les bateaux de guerre decrit un moteur de type 6/4 pared a ceux que nous 
etudions actuellement. II etait utilise comme transmetteur de mouvement entre deux points 
eloignes (figure 1.9).

Un des premiers moteurs a reluctance variable a double saillance (annees 1920)
Figure -1.9-

En ce qui concerne la theorie qui, dans ce domaine, a souvent suivi les premieres 
applications, un article de 1927 [12] decrit le principe physique de la generation d'efforts dans les 
machines a reluctance variable.

Dans les annees 1930, les "moteurs synchrones a poles saillants non excites" (synchrones 
a reluctance variable) [24] ont commence a etre etudies. On avait besoin, pour certaines 
applications, d'une vitesse precise et constante mais aussi d'un demarrage autonome. Ainsi, le 
moteur synchrone (a champ tournant) a poles saillants mais depourvu d'excitation, a condition 
qu'il soit muni d'une cage d'ecureuil de demarrage, pouvait satisfaire a ces exigences. Ces 
moteurs furent d'un emploi assez restreint car leur facteur de puissance et leur rendement 
restaient faibles, la structure electromagnetique (stator a poles lisses et presence de la cage) ne 
permettaient pas un rapport de saillance suffisant (grande variation d'inductance). Dans les
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annees 1960, en Angleterre, on s'interessa de nouveau a ces moteurs [15] ; ce fut probablement le 
point de depart des travaux des equipes de plusieurs universites anglaises, notamment celles de 
Leeds et Nottingham. Ensuite, sont apparus les moteurs synchrones a reluctance variable a rotor 
segmente [18], a barrieres de flux et a rotor axialement lamine [19] : ces techniques avaient pour 
but d'augmenter le rapport de saillance et, par la, le facteur de puissance et les performances. A la 
meme epoque, naissait en France, avec les freres JARRET, un nouvel engouement pour les 
moteurs a reluctance variable Vernier a grand nombre de dents et fort couple massique [16] : ces 
moteurs semblaient particulierement adaptes a la realisation d'entrainements directs a basse 
vitesse, par exemple, pour des roues de vehicules electriques... Quant au moteur a reluctance 
variable a double saillance autocommute auquel nous nous interessons ici, le terme equivalent 
anglo-saxon : "Switched Reluctance Motor" semble etre apparu en 1969 [31] ; c'est aujourd'hui le 
terme employe dans la litterature scientifique pour qualifier ces machines.

4- LA RECHERCHE SUR LES MACHINES A RELUCTANCE VARIABLE 
AU LESiR

Au laboratoire d'electrotechnique d'Orsay, dans les annees 1970, le professeur C. RIOUX 
etablissait une theorie comparative des machines electriques fondee sur les equations du champ 
electromagnetique [25]. Ses travaux conduisirent a des structures innovantes a geometrie 
discoide et polyentrefer. Des machines a tres fort couple massique furent ainsi construites et 
experimentees.

Au debut des annees 1980, le laboratoire d'Electricite de l'ENSET, qui allait devenir le 
LESiR de l'Ecole Normale Superieure (ENS) de Cachan, effectua des etudes sur l'alimentation 
electronique de ces machines en relation avec le laboratoire d'Orsay. C'est dans ce contexte que 
j'ai debute dans la recherche et soutenu une these en 1985 sur l'optimisation des formes d'onde de 
courant permettant de minimiser la puissance de dimensionnement des convertisseurs statiques 
d'alimentation des MRV. Les machines a reluctance variable, inductives par principe, passaient 
pour etre exigeantes en silicium semi-conducteur de puissance. Aussi, lors de mes travaux, je fis 
porter mon attention sur les parametres importants de la machine, minimisant la puissance 
apparente silicium, et je determinai les formes d'onde d'alimentation permettant de tirer le 
meilleur parti de l'ensemble convertisseur-machine. Il m'apparut alors qu'il etait possible 
d'obtenir un bon "facteur de puissance", meme si ce terme est impropre a ces machines 
alimentees par des courants unidirectionnels et non sinusoidaux. C'est en 1988 que, rejoignant le 
LESiR, j'ai entrepris de concevoir des machines a reluctance variable a double saillance en 
integrant les contraintes de l'electronique de puissance et de la commande. Quelques annees 
auparavant, j'avais acquis la conviction que ces machines a commutation electronique 
presentaient, outre un interet economique, des qualites de robustesse et de surete de 
fonctionnement. Les travaux des equipes anglaises precitees m'avaient, en grande partie, conduit 
a cette certitude. Mais a cette epoque, il n'etait pas facile de motiver des industriels frangais 
fabricants de moteurs electriques et d'obtenir des contrats. La premiere entreprise interessee fut, 
en 1989, une PMI de la region parisienne : la societe LPMI. C'est ainsi que notre premier 
prototype fut realise pour une application aeronautique ou spatiale.
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1- GENERALITES SUR EES ENTRAINEMENTS A BASE DE 
MACHINE A RELUCTANCE VARIABLE A DOUBLE SAILLANCE

Dans ce premier chapitre, nous allons decrire les elements de base concemant la 
machine a reluctance variable a double saillance (MRVDS) a commutation electronique. II 
s'agit, d'une part, de la stucture electromagnetique proprement dite et, d'autre part, de son 
convert!sseur electronique d'alimentation charge de l'injection des courants de phase. Les 
machines a reluctance variable font partie de la famille des moteurs synchrones dans le sens 
ou leurs courants d'alimentation doivent varier en synchronisme avec le mouvement relatif 
rotor/stator. Aussi, la structure generate d'un entramement electrique tournant a base de 
MRVDS comprendra le moteur lui-meme, le convert!sseur statique, le capteur de position 
d'autopilotage et, enfin, la commande chargee de controler l'alimentation du moteur par le 
convert!sseur statique. La figure 1.1.1 represente schematiquement un tel ensemble. Dans ce 
memoire, nous aborderons les aspects modes d'alimentation et dimensionnement du 
convert! sseur statique (chapitre 2), conception de la structure el ectromagneti que (chapitre 3), 
et capteurs d'autopilotage directs et indirects (chapitre 4). Les aspects "commande" trades en 
relation avec l'equipe commande numerique du LESiR ne seront pas developpes ici.

ONDULEUR

consignes

capteur de position

COMMANDE

Representation schematique (une seule phase representee) d'un ensemble 
machine a reluctance variable a double saillance - convertisseur - commande

Figure -1.1.2-
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1.1- INTRODUCTION

L'article [D2] presente aux "Journees Electrotechniques" du Club EEA en 1993 
const!tue une synthese a but pedagogique de ce type de machines ; il sert ici de paragraphe 
d'introduction.

Dans les paragraphes suivants, nous donnerons des complements sur quelques aspects 
non approfondis dans l'article, comme les differentes structures de convert!sseurs utilisees ou 
encore les variantes de structure electromagnetique.

La figure 1.1.2 montre les structures magnetiques, dites 6/4, 8/6 et 6/8, les plus 
utilisees.

Structures magnetiques de machines a reluctance a double saillance
Figure -1.1.2-

Pour situer les ordres de grandeur concernant ce type de machines, la figure 1.1.3 issue 
de [9] montre les realisations et projets de la societe Switched Reluctance Drives Ltd. Le 
graphique a ete complete par l'ajout des prototypes congus au LESiR dans le cadre de cette 
habilitation ainsi que de ceux realises ou projetes par d'autres laboratoires etrangers. Les 
valeurs donnees de la vitesse, du couple et de la puissance sont les valeurs maximales (la 
puissance maximale n'est pas obligatoirement egale au produit des deux grandeurs 
precedentes).

Les prototypes congus, avec leurs onduleurs, au LESiR, dans le cadre de cette 
habilitation a diriger des recherches ont les caracteristiques suivantes :

- Ml LPMI (1990) : 0.5 N.m, 10 000 tr/mn, 200 W, 6/4
(application aeronaut!que)

- M2 PARVEX (1991): 8 N.m, 12 000 tr/mn, 2.5 kW, 6/8
(machine-outil)

- M3 VALEO (1991) : 0.1 N.m, 3000 tr/mn, 30 W, 6/4
(accessoire automobile)

- M4 LPMI (table 13, 1992-93) : 0.3 N.m (1 N.m crete), 10 000 tr/mn, 60 W, 6/4
(application outil jardinage professionnel), capteur a reluctance integre

- M5 LPMI (table 11, 1993): 0,03 N.m, 6000 tr/mn, 20 W , 6/4
(applications aeronaut!ques et industrielles), capteur a reluctance integre

- M6 LPMI (table 15, 1993): 0,09 N.m, 5000 tr/mn, 50 W, 6/4
(applications aeronaut!ques et industrielles), capteur a reluctance integre

- M7 LPMI (table 20, 1993): 0,27 N.m, 5000 tr/mn, 140 W, 6/4
(applications aeronaut!ques et industrielles), capteur a reluctance integre

- M8 AUXILEC (1993-94) : 100 N.m, 10 000 tr/mn, 27 kW, 6/4
(vehicule electrique urbain)
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Les autres prototypes (choisis pour leurs hautes performances) realises, ou simplement, 
projetes dans des laboratoires sont issus des publications [10] (demarreur-generateur de 
turbine d'helicoptere), [11] (vehicule electrique routier de 60 kW), [12] (pompe a carburant de 
gros engins aeronautiques : 88 kW) et [13],(projet de moteur 5 MW pour entrainement dans 
l'industrie lourde). Precisons que deux micromoteurs integres a reluctance variable a double 
salliance ont ete realises recemment [14, 15] ; ils ont fonctionne mais leurs performances n'ont 
pas ete donnees...

o Tested 
o Designed

s (rev/min)

Realisations et projets de moteurs a reluctance variable a double salliance
Figure -1.1.3-
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ARTICLE [D2]

"Principe et elements de dimensionnement des machines a reluctance variable a double
saillance autopilotees"

Journees electrotechniques du club EEA, 25 et 26 mars 1993, Belfort, 19 p.
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Journees Electrotechniques Club EEA 25 et 26 mars 1993, BELFORT

PRINCIPE ET ELEMENTS DE DIMENSIONNEMENT DBS MACHINES 
A RELUCTANCE VARIABLE A DOUBLE SAILLANCE AUTOPILOTEES

Bernard MULTON
ECOLE NORMALS SUPERIEURE DE CACHAN 

LESiR, URA CNRS D1375 
61, avenue du President WILSON 

94235 CACHAN Cedex

1- INTRODUCTION
Le principe des machines a reluctance variable (MRV) est base sur celui de l'electroaimant. En fait, il 

s'agit de la plus ancienne methode de conversion electromecanique [L 2], Tonic machine a reluctance variable 
pure (nous ne nous interesserons pas ici aux MRV dites excitees dans lesquelles on a recours a des polarisations 
du circuit magnetique effectuees par des emoulements d'excitation on par des aimants) est constitute de deux 
parties en mouvement relatif dont l'une est electriquement active et 1'autre passive. La premiere comprend un 
circuit magnetique dente muni de bobinages, la seconde est simplement un circuit ferromagnetique, lui aussi, 
dente mais sans aucun conducteur ni aimant.

lineaire tournante
Structures elementaires monophasees a reluctance variable (guidages mecaniques non representes) 

figure -la- figure -lb-

Les figures la et lb represented des structures elementaires (monophasees et ideales) lineaires et 
toumantes de macliines a reluctance variable.

Remarquons que, dans le cas du moteur lineaire, le rail est passif, il pent done etre realise 
economiquement sur de grandes longueurs. Pour la machine tournante, c'est le rotor qui est passif, il pent ainsi 
toumer a grande vitesse sans poser les problemes d'equilibrage et de tenue mecanique des structures assemblies. 
Cependant, des pertes de ventilation elevees peuvent exister a tres grande vitesse en l'absence de precautions.

Pour entretenir un mouvement continu, il est necessaire, d'une part, d'avoir plusieurs phases, d'autre part, 
de coimnuter les courants d'alimentation de ces phases successivement et en synchronisme avec la position 
relative, c'est a dire d'avoir recours a un autopilotage. Une alternative a ce mode de coimnande consiste a 
alimenter en mode pas a pas [3], le mouvement obtenu est alors discontinu et saccade. Cette solution est de mo ins 
en moins utilisee.

An 19eme siecle, les moteurs a reluctance variable, qui ont etc realises et utilises, etaient autopilotes 
mecaniquement. On imagine aisement les problemes poses par la coimnutation mecanique des bobinages 
inductifs sans aucune assistance pour couper l'arc... Il fallu attendre des interrupteurs semi-conducteurs 
suffisaimnent perfonnants et des moyens electroniques de coimnande (processeurs, memo ires) rapides et 
economiques, dans les annees 1970, pour voir reapparaitre les MRV. En attendant ces progres, dies ont occupe 
des places marginales dans des rasoirs electriques, des jouets, des generatrices hautes frequences et, bien sur, en 
tant que moteurs pas a pas.



Du fait de la simplicity du principe, les structures de MRV sent tres varices et l'imagination des 
ingenieurs et chercheurs n'a guere eu de limites. II est ainsi important de toujours bien preciser de quel type de 
machine a reluctance variable on parle. Deux structures retiennent plus particulierement l'attention a l'heure 
actuelle parce qu'elles presentent une grande simplicity de constmction et done des possibilites de reduction de 
cout. Ce sont les machines dites "synchrones a reluctance" (Synchronous Reluctance Macliines dans la litterature 
anglo-saxonne) et les MRV a double saillance -MRVDS- (Switched Reluctance Machines pour les Anglo- 
Saxons) auxquelles nous nous interesserons par la suite.

Les premieres sont a champ toumant, ce sont des machines synchrones a poles saillants au rotor sans 
excitation. Les enroulements sont generalement triphases et alimentes en courants altematifs sinusoidaux. Les 
corns classiques d'electroteclmique mettent en evidence, dans l'expression du couple electromagnetique d'une 
machine synchrone a poles saillants, deux tenues : l'un dit synchrone (lie au produit vectoriel du champ inducteur 
avec celui d'induit), le second dit de reluctance (proportionnel au cane du champ d'induit ou du flux dans le cas 
d'une alimentation a flux force). C'est bien entendu ce dernier tenne qui est explode dans les machines 
synchrones a reluctance.

Les secondes sont a "champ pulse" (non tournant au sens habituel), on peut assimiler le stator a une 
succession d'electroaimants qui attirent des poles saillants rotoriques. Des motems pas a pas ont ete realises sur 
ce principe des les annees 1920. Une particularity importante est leur alimentation en courant unidirectionnel: un 
electroaimant attire toujours une piece ferromagnetique quelque soit le signe du courant. Les structures 
auxquelles nous nous interessons ici font partie des machines Vernier. Sous ce vocable, on entend habituellement 
plutot des structures a grand nombre de dents, cliaque pole statorique bobine (electroaimant) se termine alors par 
plusieurs petites dents ("structures a petites dents"), on obtient ainsi des moteurs delivrant un fort couple a basse 
vitesse avec des frequences d'alimentations assez elevees. Ici, nous nous consacrerons a lems proches parentes : 
celles "a grosses dents" dans les quelles chaque pole statorique constitue lui meme la dent. Les nombres de poles 
sont alors relativement faibles et les performances couple-vitesse sont comparables a celles des machines 
asynchrones et synchrones a aimants avec des frequences d'alimentation voisines. Les possibilites de couples 
[nombre de dents statoriques, nombre de dents rotoriques] sont nombreuses, aussi chaque structure recoil une 
appellation relative a ces nombres, par exemple "6/4" signifie : 6 dents au stator et 4 au rotor. La figure 2 montre 
schematiquement deux exemples de MRVDS : une triphasee de type 6/8 et une tetraphasee de type 8/6.

Phase 1

Phase 2

Phase 3

Phase 4

Exemples de structure de machine a reluctance variable a double saillance et "grosses dents"
Figure -2-

Les MRVDS ont ete remises au gout du jour a la fin des annees 1970 par deux equipes universitaires 
anglaises (Leeds et Nottingham) [1, 9], Mais c'est seulement depuis quelques annees qu'elles suscitent un reel 
interet de la part des industriels. Leurs principaux atouts sont:

- l'economie (materiaux et fabrication) due a la simplicity de la structure (empilage de toles au stator 
coimne au rotor et bobines concentrees).
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- les possibilities de travail en ambiances extremes (hautes et basses temperatures...) grace a l'absence 
d'aimants et de collecteur,

- la robustesse et la surete de fonctionnement (aussi bien de la machine que de son convertisseur statique 
dont nous parlerons au chapitre 3).
Les domaines duplications potentiels on deja occupes par des MR YDS sont l'electromenager, les accessoires 
automobiles (eventuellement le moteur de traction de vehicules electriques), les machines outils, 1'aeronautique, 
le spatial...

Dans cet expose, nous parlerons d'abord du principe de fonctionnement et de la conversion 
electromecanique a reluctance variable. Ensuite, nous decrirons leur alimentation autopilotee par convertisseur 
statique, 1'etude et le dimensionnement de ces machines sont indissociables de ceux de leurs convertisseurs 
(Ignorer la partie electronique de puissance reviendrait au meme qu'etudier une machine a courant continu sans 
son collecteur !). Nous viendrons ensuite aux principes de dimensionnement de ces structures et aux methodes de 
calculs utilisees. Enfin, nous donnerons quelques exemples des structures a double saillance.

2- PRINCIPE DE LA CONVERSION ELECTROMECANIQUE A RELUCTANCE 
VARIABLE

2-1- COUPLE ELECTROMAGNETIQUE
Les machines auxquelles nous nous interessons ici sont constitutes de plusieurs phases fonctionnant de 

maniere quasi independante (peu de couplage magnetique). Ainsi, nous allons montrer leur principe sur une 
structure monophasee (figure 3) a deux dents rotoriques : Nr = 2.

m N,

Structure elementaire monophasee d'etude caracteristique electromagnetique fondamentale
Figure -3a- Figure -3b-

La figure 3b montre la caracteristique electromagnetique fondamentale d'une MRV. On pent remarquer 
que la periodicite mecanique vaut ici n (un demi tour), d'une maniere generale 1'angle electrique 9 vaut:

9 = Nr. 9m (2.1)
on 9m est f angle mecanique defini sur la figure 3a et Nr est le nombre de dents rotoriques.

Sur une periode electrique complete, deux positions sont remarquables : celle d'opposition (on 
I'inductance est minimale) et celle de conjunction (alignement des dents on f inductance est maximale). Dans ces 
machines, on n'atteint generalement pas la saturation magnetique en opposition, mais ce n'est pas le cas pour les 
autres positions.

Sans faire de calculs, grace a son bon sens, " 1'electrotechnicien de base" pent faire quelques 
constatations fondamentales :

- le signe du courant n'a aucune influence sur le signe du couple : dans la configuration de la figure 3a, le 
mouvement de rotation se fera dans le sens des aiguilles d'une montre quelque so it le signe des amperes-tours 
injectes dans le bobinage d'alimentation;

- en convention moteur, le couple est positif si Ton injecte un courant lorsque les dents rotoriques 
s'approchent des dents statoriques excitees. Dans le cas contraire, c'est a dire si elles s'eloignent, le couple est 
negatif: la machine freine. Le signe du couple est ainsi le signe de la variation (derivee par rapport a la position)
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de l'inductance. Contrairement aux machines classiques, une phase seule ne peut pas produire de couple moteur 
sur toute une periode electrique (attraction sur la premiere moitie puis repulsion sur la seconde), avec une denture 
symetrique, la production de couple positif ne peut durer qu'une demi periode au maximum (duree angulaire de 
croissance de l'inductance).

Par la methode de variation des energies [4], on montre que le couple instantane de toute machine 
electromagnetique s'exprime (toujours en convention moteur), au choix, par l'une ou l'autre des relations 
suivantes :

m = - = -Nr.^m a 9 . Cte
dOm de

ou :
c(O) - PWes - Nr. a n - c*

(2.2)

(2.3)
dOm dO

ou Wem et W'em sont respectivement l'energie et la coenergie magnetiques (voir figure 4) et Om et O sont les 
angles mecaniques et electriques. Nr est le nombre de dents rotoriques equi-reparties.

9

Wem = J ni.d^
0

ni

W'em = J qi.dni
0

Energie et coenergie magnetiques dans un circuit magnetique saturable
Figure -4-

En particulier en regime lineaire, le flux est lie aux amperes-tours (ni) par la permeance P(O): 
9(O) - P(O).ni (2.4)

alors :
ni

W'em - J P(O).ni'.dni' =
0

2.P(O).ni2

c
Nr .2 dP 
— .ni .—
2 dO

(2.5)

ou encore, si la phase est constituee d'un bobinage de n spires et si elle est parcourue par un courant i, 
l'inductance vaut l(O), alors :

Nr ,2 d(n2P) Nr ,2 dl
2' " dO 2' dO

(2.6)

Si la machine fonctionne a flux force, on peut tenir un raisonnement analogue sur le flux, on obtient
alors :

Nr , dR
c - T'|n'v 1 (2.7)

ou R(6) est la reluctance.
La figure 5 montre l'allure des caracteristiques de couple obtenues dans une machine non saturee.
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flux total
0152 N.m/div4.42 mWb/div
couple \

courant

5 A/div
2.2 mVb/div

Caracteristiques reelles de flux et de couple d'une machine a reluctance non saturee
Figure-5-

Quand le circuit magnetique est sature (cas le plus frequent), si l'entrefer est suffisamment faible et/ou si 
le courant est assez eleve, on ne plus deriver simplement l'inductance (meme une derivee partielle) pour calculer 
le couple. II faut avoir recours a l'expression 2.2 ou 2.3. La figure 6 montre un example de caracteristiques de 
couple en fonction du niveau d'amperes-tours. On remarque que les non-linearites magnetiques conduisent a une 
distorsion de la forme du couple en fonction du niveau de courant.

Caracteristiques de flux et de couple a amperes-tours constants d'une machine a reluctance saturee
Figure-6-

Le fonctionnement sur une periode electrique peut etre decrit dans le plan cp(ni) par le cycle energetique 
dont la surface est egale a l'energie convertie pendant un cycle :

W = f27rni.d(p
La figure 7 montre Failure des cycles lorsque Ton injecte du courant pendant la phase de croissance de 

l'inductance (figure 7a) pour obtenir un fonctionnement moteur et lorsque Ton alimente pendant la phase de 
decroissance (figure 7b) pour obtenir un fonctionnement frein ou generateur.
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Moteur
Cycles energetiques de conversion dans une MRV 

Figure -7a- Figure -7b-

La puissance electromagnetique convertie s'exprime par :
Pem = f. W (2.8)

on f est la frequence (electrique) d'alimentation en courant unidirectionnel egale a la frequence de la fonction 
permeance (autopilotage):

f = Nr.F = Nr.— (2.9)
2n

ou F et Q sont la frequence et la pulsation de rotation. Or Pem peut aussi s'exprimer par le produit:
Pem = CemQ (2.10)

ou Cem est le couple electromagnetique moyen. Alors, en ecrivant l'egalite des expressions 2.8 et 2.10 et en 
utilisant 2.9, on obtient pour le couple moyen :

_ ^ WCem = Nr.-----
2.71

et s'il y a q phases :
_ ^ WCem = q.Nr.-----

2.71
Remarque :

Dans le cas des machines Vernier du type presente a la figure 2, il y a q phases ayant chacune p poles 
bobines au stator (souvent 2) et Nr dents rotoriques ou Nr est un multiple de p. A cliaque cycle (excitation d'une 
phase), p dents travaillent ensemble et une energie W est convertie. Un tour est obtenu en q.Nr cycles, ce produit 
correspond aussi au nombre de pas par tour du moteur pas a pas correspondant.

(211)

(2.12)

2-1- MODELS ELECTRIQUE
Pour analyser, dimensionner et simuler l'alimentation d'un tel moteur, il est necessaire d'avoir recours a 

un modele electrique. Coimne nous avons suppose les couplages magnetiques entre phases negligeables, nous 
definissons un modele monophase. Celui-ci comprend la resistance de l'enroulement et la tension induite due aux 
variations de l'inductance et du courant (figure 8).

A..UlA
dir

Modele electrique d'une phase de MRV. Decomposition de la tension induite en regime lineaire
Figure -8-
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Les equations electriques s'ecrivent :

u - R.i + . R.i +
dt dt

(2.13)

ou * est le "flux total" embrasse par toutes les spires du bobinage de la phase. En regime lineaire, on peut ecrire
* - Z(6).i (2.14)

alors :
di dl

u - R'i + Z(6)-dt + i'dt

et en regime permanent, avec : m - Cte
u - R.i + Z(6).d + i.m. — (2.15)

dt d6
On peut voir alors, dans le dernier terme, une force electromotrice de type excitation serie car elle est 

proportionnelle au courant et, bien entendu, a la vitesse. La f.e.m. a, dans une machine non saturee a courant 
constant la meme forme que le couple instantane (voir figure 5), en effet f.e.m. et couple sont tous deux 
proportionnels a la derivee de l'inductance.

En regime sature, les equations deviennent en considerant, par exemple, une inductance fonction de la 
position et du courant :

* - Z(6,0.i

u R.i + l(6,i)'dt+ . dl d6 dl di
M se'dT +si'dT)

ou encore exprimee differemment :
u-R.i + ^4 + . m

di dt d6
(2.16)

Le deuxieme terme est proportionnel a l'inductance incrementale et le troisieme reste la f.e.m.

Enfin, pour decrire simplement et rapidement le fonctionnement de ces machines on peut avoir recours a 
un modele tres idealise, linearise par parties. La figure 9 montre les caracteristiques et les parametres d'un tel 
modele.

Ls n

Lc

Lo

couple 
a I-C1

n

6

i

Modele electromagnetique idealise linearise par parties 
Figure -9-

Le courant Is correspond a la saturation du circuit magnetique supposee brutale lorsque l'induction 
atteint une valeur Bsat.

La forme idealisee de l'inductance est liee aux angles de denture rotoriques et statoriques. La duree 
angulaire de croissance ou de decroissance D6p est egale a l'angle de recouvrement mecanique (vis a vis) des
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dents statorique et rotorique en conjonction multiplie par Nr (car il s'agit d'un angle electrique). C'est en effet 
lorsque la surface en regard stator/rotor varie que l'inductance varie et done qu'il y a production d'effort, ceci est 
bien entendu une approximation qui ne tient pas compte des effets de bord et de la saturation. La figure 10 decrit 
cet angle.

angles de dentures forme idealisee de l'inductance
L'angle de recouvrement des dents statorique et rotorique correspond a l'angle de production d'effort

Figure-10-

On considere que l'inductance varie lineairement lorsque la surface en regard des dents rotoriques et 
statoriques varie elle aussi lineairement. Generalement les dents rotoriques out un angle dentaire (3r° superieur a 
celui des dents statoriques (3S°.

D6p = Nr.(3s° (2.17)
Quant aux "plats" d'opposition et de conjonction, ils correspondent respectivement a l'angle pendant 

lequel les creux rotoriques se presentent en regard des dents statoriques :
6po = Nr.(ar° - (3r° - (3S°) (2.18)

et a l'angle durant lequel la surface en regard des dents reste maximale :
8pc = Nr%° - Pg°) (2 19)

Dans le cas du modele linearise de la figure 9 et avec une alimentation en courant constant Im du moteur 
pendant l'angle D6p, le couple moyen evolue d'abord avec le carre de iMtant que la saturation n'est pas atteinte. 
Puis il emit sensiblement proportionnellement a IM pour ensuite tendre vers une limite electromagnetique. La 
figure 11 montre revolution de la surface du cycle (energie convertie) et du couple moyen en fonction de 
l'amplitude Im du courant injecte.

A__

Evolution de l'energie convertie et du couple moyen 
en fonction de l'amplitude du courant injecte pendant la phase de production d'effort

Figure -11-



(2.20)

En regime lineaire, le couple moyen vaut d'apres l'expression 2.11:

C =—(Lc-Lo).Im2 =—(Pc-Po).nlM2
4n 4n

3- ALIMENTATION PAR CONVERTISSEUR STATIQUE
Nous avons vu que ces macliines se satisfont de courants unidirectionnels, ainsi les stmctures de 

convertisseurs requises differeront-elles sensiblement de celles des machines classiques a courants altematifs. De 
meme que l'onduleur de base de ces demieres est le bras de pout (une stmcture triphasee necessite trois bras), 
celui de la MRV est le demi-pont asymetrique (figure 12a).

Onduleur de base de la MRVDS (par phase):
le demi-pont asymetrique formes d'onde en mode de decoupage

Figure -12a- Figure -12b-

II pennet, par la fenneture des deux interrupteurs coimnandables, l'application de la pleine tension 
continue aux homes de l'enroulement et la magnetisation de la phase. Par ouverture des deux coimnutateurs, 
l'energie magnetique non convertie est restituee a la somce par la conduction des diodes de recuperation. Enfin, 
le courant peut etre regule par modulation de largeur d'impulsion pendant la pliase de conduction. La figure 12b 
montre un exemple de formes d'onde d'alimentation synchronisees avec l'onde d'inductance.

On peut remarquer que l'angle correspondant a la coupme du courant est plus long que celui 
correspondant a son etablissement, ceci est du au fait que l'inductance est plus elevee en conjonction qu'en 
opposition. Ainsi le trainage du comant a la coupme peut se produire pendant la phase de decroissance de 
l'inductance et entrainer l'apparition d'un couple instantane negatif (frein).

Lorsque la vitesse augmente, on est conduit a "avancer" le debut de croissance du courant par rapport a 
la position d'opposition ce qui engendre a nouveau l'apparition d'un couple instantane negatif (le courant 
commence a croitre alors que l'inductance termine sa decroissance). Malgre ce phenomena, on montre qu'aux 
vitesses elevees, il est interessant d'avancer fortement Tangle de raise en conduction (de l'ordre de 60 a 100° 
electriques).

Pour profiler pleinement de l'onduleur et de la machine, on a recours generalement a deux strategies 
d'alimentation scion la vitesse de rotation. Aux basses vitesses, on alimente cliaque pliase en quasi creneaux de 
comant dont l'amplitude est regulee par modulation de largem d'impulsion tandis qu'aux vitesses plus elevees, on 
alimente en pleine onde de tension (il n'y plus de decoupage). Dans ce second cas, le reglage du couple s'effectue 
par variation des angles de cormnande. Les formes d'onde de comant injectees sont alors tres differentes (figure 
13) de celles obtenues a basse vitesse (figure 12b).

La figure 13 montre des formes d'onde de comant pour une alimentation en pleine onde de tension. 
Deux cas se presentent scion la valem du comant atteinte lors du debut de la pliase de croissance de l'inductance
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et selon la vitesse. En effet, d'apres l'expression 2.15 (on raisonnera en regime lineaire pour simplifier) et en
negligeant la chute resistive (flux force), on obtient:

di u-e . dl
— =------ avec e = co.i.—
A /(8) de

—

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

Figure -13-

Le couple resultant de ces formes d'onde est particulierement pulsatoire.
Un example de synoptique de commande de MRV est represente a la figure 14.

rtor

Synoptique de commande de MRV (Regulation de courant par MLI a basse vitesse, pleine onde de tension
a haute vitesse et reglage des angles de commutations)

Figure -14-

Le fonctionnement en pleine onde de tension a la puissance maximale pennet de minimiser la puissance 
apparente silicimn (Volts-amperes maximaux) [5, 6] et ainsi de reduire le cout de l'ondulem. La puissance 
silicimn est, dans ces conditions, equivalente a celle requise pour les machines classiques a coimnutation 
electronique. Cependant cette qualite ne pent etre obtenue que si la machine possede un rapport de saillance 
suffisant. Le rapport de l'inductance de conjonction sur celle d'opposition doit etre superieur a 6 ce qui est assez 
aise a obtenir avec les stmctmes a double saillance et "grosses dents". D'autre part, la saturation magnetique a un 
effet plutot favorable contrairement aux autres macliines dans lesquelles elle conduit a une degradation des 
caracteristiques de l'ensemble convertissem-macliine.

Le demi-pont asymetrique, onduleur de base des MRV, presente l'avantage essentiel du moindre risque 
de defaut. Toute fenneture accidentelle des deux intemipteurs commandes n'entraine pas le classique court- 
circuit de bras centre lequel il est toujours difficile de se premunir a moins de ne surdimensionner les semi-
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conducteurs en courant. En effet, dans le cas de la MRV, le courant passe toujours par l'enroulement et sa vitesse 
de croissance est limitee. De plus, l'alimentation separee des q phases pent pennettre des fonctionnement en 
marche degradee avec une phase isolee. Ces qualites conferent a ces entrainements une plus grande disponibilite 
de fonctionnement [15]. En contre-partie, le nombre de connexions de la machine vers 1'onduleur. dans la 
configmation de base, est eleve (6 an lieu de 3 dans une version triphasee).

D'autres solutions de convertisseurs sont possibles [16], nous en citerons deux panni les plus utilisees. 
La premiere est bien connue des concepteurs et utilisateurs de moteurs pas a pas. Elle consiste a utiliser des 
enroulements bifilaires (une pliase est constitute de deux bobines de memes nombres de spires et aussi bien 
couplees que possible grace a un bobinage "deux Els en main") et un seul interrupteur commande par phase ainsi 
que le decrit la figure 15.

__  vU

T.\ H

Structure a enroulements bifilaires Formes d'onde d'alimentation en mode pleine onde
Figure -15-

On remarque que le nombre total de semi-conductems est divise par deux par rapport a 1'onduleur de 
base en demi-ponts asymetriques. Mais cliaque interruptem doit supporter une tension double ainsi qu'une 
surtension de coimnutation necessaire pour l'evacuation de l'energie de fuites due an couplage imparfait entre les 
deux bobines de la meme phase. Cette energie pent eventuellement etre dissipee par un fonctionnement en 
avalanche du semi-conducteur mais necessite generalement un ecreteur qui a etc symbolise par une diode zener 
sur le schema de la figure 15.

Cette imperfection est la cause de pertes de coimnutation importantes si une modulation de largeur 
d'impulsion haute frequence est effectuee. C'est pourquoi cede solution pent etre incompatible avec un tel mode 
d'alimentation.

En outre, cede simplification de 1'onduleur s'accompagne d'une fode augmentation des pertes Joule dans 
le moteur (doublement dans le cas on les sections des fils des deux bobines sont identiques). II faut done bien 
peser le pour et le centre d'une telle solution. En basse tension, nous avons montre qu'avec l'utilisation de la 
technologic des transistors MOS de puissance, ce precede pouvait etre avantageux du point de vue du rendement 
global de l'entrainement [7],

Enfin, une source de tension a point milieu pent aussi diviser par deux le nombre de semi-conductems, 
sans enroulements bifilaires et done sans accroissement des pertes Joule. Cependant pom que la valeur moyenne 
du courant absorbe an point milieu soil nulle (diviseur capacitif), il faut que le nombre de phases soil pair et 
qu'aucun fonctionnement a barret on a tres basse frequence ne soit requis. Ce type d'onduleur est frequemment 
utilise pom les macliines tetraphasees de type 8/6. La figure 16 montre une telle structure convertisseur macliine. 
On remarque qu'ici aussi il y a un prix a payer en centre partie de la reduction du nombre d'interrupteurs : chacun 
doit, en effet, supporter une tension double de celle appliquee aux emoulements. On encore, a meme tension 
continue d'alimentation, pom atteindre le meme flux a la meme vitesse, il faut diviser le nombre de spires par 
deux par rapport a la structure avec demi-ponts asymetriques, alors le courant a coimnuter doit etre double 
(memes amperes-tours)
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Onduleur a un seul interrupteur par phase et source de tension a point milieu
Figure-16-

Autopilotage
Nous avons vu que ces machines requierent un autopilotage, c'est a dire la connaissance de la position 

rotorique pour synchroniser les ondes d'alimentation (courant on tension selon les modes choisis). Pour cela deux 
alternatives existent, l'autopilotage par capteur direct de position (optique, effet Hall, resolver ...) et celui par 
capteur indirect (souvent denomme "sans capteur") [17, 18]. Pour obtenir les avantages d'une homogeneite 
capteur moteur, le capteur direct pent etre a reluctance variable [14]. La solution a capteur indirect est seduisante 
car elle conduit a une reduction des couts surtout dans les entrainements de petite puissance tout en conservant 
les qualites de robustesse du moteur seul. Diverses solutions sont possibles et deux families peuvent etre 
constitutes selon que Ton observe la position a partir des courants et tensions porteurs d'energie ou que Ton 
effectue une analyse par injection de signaux a travers les bobinages principaux ou dans des bobinages auxiliaires 
couples aux premiers. Ces systemes fonctionnent mais conduisent generalement a des limitations (resolution, 
precision, vitesse maximale faible...) et ne donnent pas, a l'heure actuelle, des performances aussi bonnes que les 
solutions classiques a capteurs directs.

4- ELEMENTS DE DIMENSIONNEMENT DE LA MACHINE

Le dimensionnement d'une machine electrique est une succession d'un grand nombre d'etapes souvent 
imbriquees et faisant appel autant a la mecanique, a la thermique (mecanique des fluides incluse) qu'a 
Felectromagnetisme.

Chaque cas est particular en fonction des contraintes specifiques au probleme pose, aussi nous n'allons 
pas decrire une procedure generate et universelle mais donner quelques elements de base permettant de 
comprendre le choix des dimensions du point de vue electromagnetique.

Les calculs de champ par elements finis represented aujourd'hui une methode performante en precision 
mais insuffisamment rapide pour permettre une optimisation globale d'une structure complete [19]. Aussi, il est 
interessant de travailler d'abord avec des methodes classiques analytiques ou numeriques basees sur des moyens 
classiques d'analyses des circuits magnetiques. Ces moyens consistent a determiner les reluctances saturables de 
troncons de section constante. On peut ainsi, rapidement, degager l'influence des parametres dimensionnels. Les 
calculs de champ par elements finis viennent a notre secours pour resoudre des problemes ponctuels comme le 
calcul de la permeance en position d'opposition ou le calcul des caracteristiques (p(ni,6) finales necessaires pour 
simuler l'alimentation et determiner la forme precise du couple instantane.

Nous aliens presenter une courte analyse parametrique destinee a degager l'influence des dimensions 
importantes des machines a reluctance variable a double salliance et a "grosses dents".

La figure 17 donne les principaux parametres geometriques auxquels nous nous interessons ici [8],

Dans la suite de ce chapitre, nous effectuerons le lien entre ces parametres geometriques et le modele 
electromagnetique linearise par partie decrit a la figure 9.

Soient les angles dentaires reduits |3S et |3r par rapport a Tangle polaire correspondant tels que : 
n _ Ps° ° _ 2tt
[3s----- — avec tts------  (4.1)

tts Ns
O Pr ° 2 71 t A -IX
|3r = —r avec Or = — (4.2)

Or Nr
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Definition des principaux parametres geometriques des MRV a double s alliance
Figure -17

Nous avons vu, au cliapitre 3, l'influence des angles dentaires sur la forme de l'onde de permeance et 
done sur celle de couple d'apres (2.5). Les equipes anglaises dont nous avons parle dans l'introduction ont defini 
le "triangle de faisabilite" [9, 10] (figure 18) des angles dentaires. Sans entrer dans tous les details, ce triangle est 
limite en particulier par la relation :

Ps°<Ck°-Pr° (4.3)
condition necessaire pour que la permeance d'opposition reste faible (fare dentaire statorique doit rester inferieur 
a l'arc inter-dentaire rotorique).

smaxi

smini

r mini r maxi
Triangle de faisabilite des angles dentaires 

Figure -18-

Le triangle de faisabilite est constitue de deux parties scion que les dents statoriques sont plus larges que 
les dents rotoriques (partie superieure) ou l'inverse (partie inferieure). Ces deux parties donnent des 
comportements magnetiques symetriques. Pour des raisons de place bobinable, on prefere avoir des arcs polaires 
statoriques plus petits que ceux rotoriques, ainsi seul le demi triangle inferieur nous interesse.

La droite AD correspond a : (3 = |3r

la droite BC correspond a la limite : (3s = (Xr -(3r ;
Dans ces conditions, c'est l'arc dentaire (3°s qui fixe l'angle de production du couple D6p (angle 

electrique) (§2, figure 10). La droite AC correspond a la valeur minimale de (3°s correspondant elle meme a la 
duree minimale de production de couple d'une seule pliase. Pour assurer une continuite du couple (couple 
pulsatoire reduit) sur une periode complete avec q pliases, il faut respecter la condition :

tvo -2nOuptmtu--------- >
q

qui se traduit, d'apres (2.17), par :

Ps mini = —— (4.4)
q.Nr
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et d'apres (4.1), la condition devient, sur l'angle dentaire reduit :

ps mm = — (4.5)
q.Nr

Ainsi, dans une machine 6/4, p°s doit etre superieur a 30°, soit : Ps = 0.5 (l'arc dentaire represente alors la moitie 
de l'arc polaire).

La figure 19 montre les allures des ondes de permeance idealisees extremes correspondant aux trois 
sommets du triangle inferieur.

Allures extremes de l’onde de permeance idealisee correspondant aux sommets du triangle de faisabilite
Figure -19-

A valeur de ps imposee (generalement par des considerations de couple pulsatoire), la valeur de pr est 
choisie selon des contraintes de moment d'inertie (celui-ci diminue lorsque pr diminue) et de la caracteristique 
couple-vitesse requise. Une valeur de pr elevee donne un large "plat de conjonction" (point C) qui rend plus 
aisee la demagnetisation et permet d'obtenir un couple mieux lisse par injection d'ondes de courant appropriees
[11]. Une valeur de pr qui donne un "plat d'opposition" important (point A) faible permet d'accroitre 
sensiblement la puissance maximale [12] mais rend plus difficile l'obtention d'un couple instantane peu 
ondule [20].

Determinons maintenant les caracteristiques electromagnetiques q>(ni). D'abord en regime lineaire, le 
couple moyen est proportionnel a la difference des permeances extremes (conjonction et opposition) ( Pc — Po) 
(expression 2.20). En supposant d'abord Po negligeable devant Pc (nous verrons par la suite de quels parametres 
depend Pd), on peut obtenir une expression approchee du couple moyen pour une alimentation en creneaux de 
courant (a basse vitesse). La permeance de conjonction peut se calculer simplement par :

Pc = -
1

Re + Rfe
(4.6)

on Rfe et Re sont respectivement les reluctances correspondant au trajet du flux d'une phase dans l'entrefer 
(longueur 2.e) et dans le fer. Pour faire apparaitre plus simplement les parametres dominants, negligeons Rfe 
devant Re, alors :

;Re—1 = go

2 n.r.l 
Ns

2.e

P
(4.7)

Dans le cadre de ces hypotheses, le couple moyen vaut, d'apres (2.12) :
C = q.—EfnlM2 (4.8)

2 n 2 ' '
on nlM sont les amperes-tours maximaux injectes par l'alimentation.

Supposons les bobines de forme rectangulaire et de section la hauteur de dent hs multipliee par la demi 
largeur interpolaire statorique. Le coefficient d'utilisation est note kb, il est egal au rapport de la section utile de 
cuivre sur la section de fenetre Sb definie precedemment :

Sb = hs.1-^ (4.9)
2 Ns

Enfin, on note ki le facteur de forme du courant tel que :
, Im
ki = —

Ieff
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Si 5 est la densite de courant efficace dans les conducteurs, le couple moyen vaut [8] :
C = q.-^rit2 ,p0 (kb k,)2 (Bs (l-ps)2 §2 (4.10)

Ns3 e
On entrevoit de maniere evidente l'interet de reduire l'entrefer e qui apparait coimne un parametre 

fondamental.

L'epaisseur de culasse ec doit etre sulfisante pour assurer le passage de la moitie du flux dans les dents 
statoriques avec une chute de potentiel magnetique aussi faible que possible :

ec = kc.ps.r.— (4.11)
Ns

ou kc est un coefficient superieur a 1 (1.1 a 1.2).
Les pertes Joule totales valent:

Pj = 2.Ns.p.kb.ki.Sb.52 (4.12)
ou k| est un coefficient de longueur superieur a 1 prenant en compte les tetes de bobines (fonction de (Is), p est la 
resistivite des conducteurs.

L'optiinisation globale des dimensions est alors un probleme de minimisation des pertes a encombrement 
donne par exemple.

Generalement, pour obtenir des performances satisfaisantes, l'entrefer est suffisaimnent faible pom que 
le fer soil sature, les expressions du couple moyen (4.9) et (410) ne sont plus valables. En supposant une 
saturation brutale a Bsat des dents et des culasses, le flux reste a une valeur maximale (psal pom les valeurs 
d'amperes-tours superieures a nlsat:

nlsat = -5^1- 2e (4.13)
qo

Alors, si les amperes-tours sont tres superieurs a nlsat, le couple moyen s'exprime approximativement
[8] par:

C = q — Bsat.Bs.r.l. 
Ns

Bsat.e 2it.kb.ki------- 1---------
|i<> Ns

(1 - (3s).r.lis.6 (4.14)

A pertes Joule constantes, c'est a dire a amperes-tours maximaux (ou densite de courant) fixes, le couple 
moyen thennique evolue en fonction de l'entrefer selon la combe donnee a la figure 20. Entre une machine 
travaillant a la limite de la satmation et une machine fortement saturee, il existe un facteur voisin de 2 sur le 
couple thennique. La valeur esat est definie par les amperes-tours maximaux, d'apres (4.13):

Llo uImesat---- -----
2 Bsat

Influence de l'entrefer sur le couple thennique 
Figure -20-

La valeur de la penneance d'opposition Po que nous avons negligee devant Pc depend en fait 
principalement de deux rapports de dimensions des dentmes statoriques et rotoriques [13]. La figure 21 decrit 
qualitativement l'influence des parametres geometriques.
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Parametres geometriques influents sur la permeance d'opposition
Figure -21-

Nous arreterons ici cette analyse qui pourrait etre encore tres longuement developpee. Pour conclure, 
nous pouvons dire que l'entrefer doit etre assez faible pour obtenir un bon rapport pertes Joule sur couple. Cette 
valeur est bien entendu relative aux autres dimensions. Pour obtenir de bonnes performances, un ordre de 
grandeur du rapport rayon d'entrefer sur l'entrefer est environ 100 pour des rayons de l'ordre du centimetre a la 
dizaine de centimetres. Cela depend en realite des amperes-tours et souvent des conditions de dissipation 
thennique. Ceci donne environ l/10e mm pour un rayon d'entrefer de 10 rmn. En outre on peut dire que les arcs 
dentaires sont tres importants. L'arc dentaire statorique doit etre superieur a une valeur minimale si l'on souhaite 
reduire le couple pulsatoire.

Enfin, si l'on souhaite travailler a haute vitesse, la determination des pertes fer est necessaire. Elle 
requiert la connaissance des formes de flux dans les differentes portions du circuit magnetique. 
Malheureusement, dies ne peuvent pas s'exprimer sous une forme simple ce qui contribue a rendre difficile leur 
exploitation [21].

5- EXEMPLES DE STRUCTURES

Les possibility de combinaisons de nombres de dents statoriques et rotoriques sont nombreuses et 
laissent une grande latitude de choix. Cependant, si l'on souhaite minimiser le nombre de phases (complexite du 
convertisseur statique et nombre de connexions), on depasse rarement 4.

Compte tenu du principe de production du couple de reluctance que nous avons etudie au chapitre 2, 
cliaque phase ne peut donner un couple positif pendant plus d'une demi periode, aussi une machine biphasee a 
dentme symetrique aura-t-elle un couple polyphase instantane mil pom certaines positions. Pour pouvoir 
demarrer de n'importe quelle position et dans le sens souhaite, il est necessaire d'avoir plus de 2 phases. Si un 
seul sens de rotation est requis, on peut dissymetriser la structure dans le but d'accroitre la zone de production de 
couple positif. Dans ces conditions, une machine biphasee peut fonctionner, son couple instantane est toutefois 
tres ondule et attaint des valeurs faibles dans certaines positions. Une machine biphasee asymetrique ne peut 
convenir qu'a des applications particulieres ou le couple resistant a basse vitesse ne presente pas une valeur trap 
elevee.

Les nombres de phases frequemment utilises sont 3 et 4, quelquefois 2.
La vitesse de rotation est lice a la frequence d'alimentation par le nombre Nr de dents rotoriques. Une 

machine a 6 dents rotoriques aura une frequence electrique de 600Hz a 6000tr/mn mais avec un flux 
unidirectionnel dans les dents statoriques (dans ce cas les pertes fer correspondent a une valeur reduite par 
rapport a celle obtenue avec un flux altematif: moins de la moitie).

Dans le cas de machines dont la vitesse maximale est superieure a quelques milliers de toms par minute, 
pour minimiser les pertes fer sans utiliser des toles particulierement fines et de haute qualite, on cherche a reduire 
le nombre de dents rotoriques.

Pour toutes ces raisons, les structures les plus frequemment utilisees sont les configurations : 8/6, 6/4, 
6/8, 4/2, 6/2.
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Le tableau suivant recapitule, de fagon non exhaustive, les principales possibilites de realisations, il est 
construit, en partie, a partir de donnees issues de [3] et [4], pour des nombres de phases allant de 2 a 5. Dans ce 
tableau, on a fait figurer le nombre p de poles par phase. Il s'agit, comme nous l'avons dit au debut de ce 
document, de structures "a grosses dents", c'est a dire dans lesquelles chaque dent statorique est bobinee et 
constitue un pole. Une phase comprend, dans ces conditions, au stator, p poles bobines repartis regulierement. 
Nous nous sommes aussi limites aux seules structures qui permettent un equilibrage des efforts radiaux donc 
celles ou p est superieur ou egal a 2. On peut remarquer que les structures de base sont definies pour p=2, pour 
trouver les nouvelles combinaisons avec d'autres valeurs de p, il suffit de multiplier les nombres de dents Ns/Nr 
par la nouvelle valeur de p et de diviser par 2. Des valeurs de p allant jusqu'a 4 peuvent etre interessantes, au 
dela, il semble qu'il devienne plus avantageux de realiser des poles dentes (structures "a petites dents") 
essentiellement pour des raisons de complexite et de foisonnement du bobinage.

Ns 4 6 6 6 8 8 10 10 9 9 12
Nr 2 2 4 8 6 10 8 12 6 12 9

q 2 3 3 3 4 4 5 5 3 3 4

p 2 2 2 2 2 2 2 2 3 3 3

Ns 12 15 15 12 12 16
Nr 15 12 18 8 16 12

q 4 5 5 3 3 4

p 3 3 3 4 4 4

6- CONCLUSION
Les machines tournantes a reluctance variable a double saillance et "a grosses dents" sont probablement 

les machines electriques les plus simples et les plus economiques a fabriquer (rotor et stator constitues d'un 
simple empilage de toles, bobines concentrees sur les dents statoriques, materiaux bon marche). Elles ont des 
performances comparables a celles des machines classiques asynchrones et synchrones a aimants permanents. 
Cependant, les performances en terme de couple massique sont bonnes si elles sont saturees ce qui necessite un 
entrefer suffisamment faible comparable a celui des machines asynchrones.

Le couple est de nature pulsatoire, ainsi dans les applications ou les contraintes sur l'ondulation du 
couple sont importantes, il faut avoir recours a des alimentations optimisees [20] afin de lineariser leurs 
caracteristiques [22].

D'autre part, le champ pulse dans l'entrefer tend a deformer la structure, ce qui induit des vibrations. Ce 
phenomene ajoute a la saturation des materiaux magnetiques est source de vibrations acoustiques qui rendent ces 
machines generalement plus bruyantes que les autres. Aussi ce defaut limite, a l'heure actuelle, leur champ 
d'applications.

L'alimentation est obligatoirement faite par convertisseur statique et necessite un autopilotage qui peut 
etre obtenu par mesure indirecte de la position. Les convertisseurs requis sont unidirectionnels en courant et sont 
donc differents de ceux des machines classiques a commutation electronique. L'onduleur de base est le demi-pont 
asymetrique mais bien d'autres structures de convertisseurs sont utilisables.

Grace a la robustesse de la machine elle-meme et a son association avec un convertisseur comportant 
moins de risques de defauts que ses homologues bras de pont, on peut obtenir des entrainements a surete de 
fonctionnement amelioree et pouvant fonctionner dans des ambiances particulierement difficiles.
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Troisieme partie : rapport de synthese. GENERALITES

1.2- STRUCTURE ELECTROMAGNETIQUE

1.2.1- GENERALITES

Les machines a reluctance variable constituent une classe particuliere des machines 
electromagnetiques [1, 2, 48] dans lesquelles les forces sont obtenues grace a la variation de 
permeance d'un circuit magnetique entoure par des bobinages. Cette variation est obtenue lors 
du deplacement relatif des deux parties constitutives : le stator et le rotor dans les machines 
tournantes. Ces variations de permeance sont sources de variations d'energie 
electromagnetique [3, 4] ou encore de variations de reluctance, de permeance ou d'inductance 
(vues du bobinage), d'ou le nom de "machines a reluctance variable". Ainsi, le stator 
ferromagnetique supportera les bobinages, quant au rotor, qui ne possede aucun conducteur ni 
aimant, il aura une denture destinee a faire varier l'inductance du circuit el ectromagneti que. 
L'avantage evident reside dans la "passivite" du rotor ou encore du rail, dans le cas des 
moteurs lineaires a grands deplacements (faible cout du rail passif) et autorise des vitesses de 
rotation elevees (bonne tenue mecanique du rotor homogene, problemes d'equilibrage 
minimises) dans les moteurs tournants. Grace a cette passivite du rotor, une tres grande variete 
de structures est permise et de nombreuses geometries de machines a reluctance variable ont 
ete realisees depuis longtemps (voir l'historique dans la deuxieme partie du present memoire).

Mais, avant d'entrer dans le detail des machines a reluctance variable proprement dites, 
il est utile de faire quelques remarques au sujet des structures a reluctance variable excitees [4, 
5, 6]. Dans celles-ci, les variations de permeance du circuit magnetique produisent des 
variations d'energie liees aux fluctuations d'inductances mutuelles entre les bobinages d'induit 
et d'inducteur ("forces hybrides") et, d'une faqon plus ou moins importante, aux fluctuations 
d'inductances propres des bobinages d'induit (source des "forces de reluctance pure"). Lorsque 
l'inducteur est constitue d'aimants [73], un raisonnement identique peut etre conduit en 
remplaqant l'aimant par un generateur equivalent de force magnetomotrice. L'interet essentiel 
des machines hybrides, par rapport aux machines classiques synchrones a aimants, reside, 
encore ici, dans la possibilite d'une passivite du rotor ou du rail. L'avantage des machines a 
reluctance excitees par rapport a celles a reluctance pure est, principalement, Amelioration du 
"facteur de puissance" due a la "premagnetisation" du circuit magnetique : elle est gratuite 
(pas de pertes Joule ni de convertisseur auxiliaire) lors de l'utilisation d'aimants ou peu 
couteuse en silicium dans le cas de l'excitation par bobinage. Dans ce dernier cas, le courant 
inducteur constitue un parametre de reglage supplementaire qui peut etre interessant, surtout 
dans les generateurs (cas des alternateurs homopolaires). On peut dire que l'excitation est 
interessante, dans les moteurs a reluctance, chaque fois que l'entrefer ne peut pas etre reduit 
suffisamment pour permettre au circuit magnetique d'etre globalement sature. Une tres grande 
diversite de machines a reluctance variable excitees existe et leur classification est tres 
delicate, aussi nous n'irons pas plus loin dans ce domaine que nous explorons, par ailleurs, au 
LESiR (travaux du groupe J. Lucidarme).

Revenons aux machines a reluctance pure qui presentent aussi un tres grand nombre de 
structures et dont peu d'entre elles ont atteint le stade pre-industriel ou industriel, a cause 
generalement de difficultes technologiques et/ou d'un cout inacceptable. Citons par exemple 
les machines a entrefer axial, polydiscoides et multi-monophasees (bobinage global pour 
chaque phase), realisees dans les annees 70 et 80 aux Etats-Unis [31, 32, 33], en Bulgarie [36] 
et en France [72] : a Orsay [34, 35] et a Nancy (machine supraconductrice [49]). Ces 
machines ont pose, en particulier, des problemes mecaniques difficiles. En effet les machines 
a reluctance variable requierent un faible entrefer pour donner de hautes performances, ceci 
peut etre obtenu sans difficulte majeure avec des structures cylindriques ou la coaxialite peut
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Troisieme partie : rapport de synthese. GENERALITES

atteindre une excellente precision. Celle-ci est plus difficile a atteindre avec des disques 
alignes, surtout s'ils sont excites par des bobinages globaux : les efforts normaux importants 
s'exergant sur toute la surface active tendent a deformer les disques ou a les desequilibrer. A la 
fin de annees 70, des machines Vernier a grand nombre de dents ont ete etudiees pour 
l'entrainement direct de roues de vehicules, en particulier a Toulouse [71, 75]. Malgre des 
couples massiques eleves, ces structures ont ete abandonnees a cause, semble-t-il, de leur 
mauvais "facteur de puissance".

A la fin des annees 80, des Japonais [37] ont realise des prototypes, eux aussi, a 
reluctance variable a entrefer axial mais non multi-monophases ; les bobinages excitent des 
groupes de plots (comme dans les moteurs pas a pas, discoides a aimants, de la societe suisse 
Portescap) et les problemes de stabilite semblent moins aigus. Un couple massique de 
4 N.m/kg, pour un couple de 70 N.m, a ete obtenu.

Un moteur lineaire tres original, polyentrefer a champ longitudinal, a ete realise a 
Orsay [38] : il a permis d'atteindre une "poussee massique" inegalee de 500 N/kg sur des 
courses longues (ce qui exclut les electroaimants).

Tous les moteurs evoques precedemment avaient pour but d'atteindre des hautes 
performances. A l'oppose, on a recherche a obtenir des moteurs a tres faibles couts pour des 
applications de large diffusion. Par exemple, les publications [39, 40, 50, 51, 52, 53] ont 
propose diverses structures monophasees et biphasees originales dans l'espoir de minimiser le 
nombre de semi-conducteurs et ainsi le prix de l'alimentation electronique [R4].

Venons-en maintenant aux structures de moteurs a reluctance variable qui ont deja 
trouve (ou sont en voie de trouver) des debouches dans le domaine des entrainements 
industriels et qui, semble-t-il, vont encore progresser vers d'autres applications. Il s'agit, d'une 
part, des moteurs synchrones a reluctance variable (MRVSy) et, d'autre part, des machines a 
reluctance variable a double saillance (MRVDS) (deja commercialisees sous les marques 
Oulton de Tasc Drives, Allenwest et, en 1993-94, Sicme-Motori).

Les MRVSy sont plus proches des machines classiques dans le sens ou elles sont a 
champ tournant (stator encoche a enroulements repartis et alimentation en courant alternatif 
generalement sinusoidal). Elles ont ete utilisees, il y a deja plusieurs decennies (voir deuxieme 
partie, historique) dans des applications ou etaient necessaries un demarrage autonome sur le 
reseau (cage d'ecureuil adjointe) et une vitesse de rotation precise. Actuellement, l'etude de 
ces machines comprend objectifs deux principaux : l'un consiste a atteindre de tres grandes 
vitesses grace a l'homogeneite du rotor [41, 42], l'autre consiste a obtenir un rotor 
extremement economique ne necessitant pas d'equilibrage mecanique, etc... [43, 44, 45] et, 
eventuellement, a obtenir de bonnes performances grace a un rotor a grande variation de 
reluctance [46] (structure "axialement laminee").

Les MRVDS, quant a elles, possedent la structure des moteurs pas a pas a reluctance 
variable [4, 5, 6, 74]. Cependant, leur puissance plus elevee conduit a des alimentations 
autopilotees qui necessitent de revoir leur conception. Par rapport aux MRVSy, le stator est a 
poles saillants et les bobinages sont concentres sur ces poles. Si ces derniers ne comportent 
pas d'epanouissements polaires (c'est generalement le cas), les bobines peuvent etre 
prefabriquees et rapportees sur le circuit magnetique lors de l'assemblage. Dans l'article [D2], 
inclus dans les pages precedentes, la structure et le principe des MRVDS ont ete decrits 
succintement. Leurs caracteristiques magnetiques fondamentales sont representees 
integralement par le reseau de flux ^(ni, 0) ou ni sont les amperes-tours d'alimentation de la 
phase et 0 est l'angle electrique. Lorsque les enroulements sont realises, on s'interesse aux 
caracteristiques electromagnetiques 0(i, 0) qui prennent en compte le nombre de spires et la 
geometrie (peu influente, on peut en effet supposer, en premiere approximation, que : ^=n.^)
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du bobinage concentre. Un schema equivalent permet de representer le fonctionnement 
electrique. Rappelons qu'il est monophase car les couplages entre phases sont negliges; il 
comprend, en l'absence de prise en compte des pertes magnetiques, la resistance du bobinage,

une inductance variable egale a l'inductance incrementale — (function de i et de 0) et une
di

force electromotrice — (elle aussi function de i et de 0) [26]. L'equation electrique d'une 
dt

d0
phase, en regime permanent (to = — ) s'ecrit:

dt
u = R.i + * ,4l +

di dt d0
Ces caracteristiques sont fortement non lineaires, essentiellement a cause de la 

saturation locale (extremites de dentures) ou globule (culasses). La figure 1.2.1 montre les 
allures (issues de [26]) du flux, de finductance incrementale, de la f.e.m. et du couple en 
function du courant, et de la position et du courant pour un moteur Oulton 8/6 de 4 kW a 
1500 tr/mn.

Exemple de caracteristiques electromagnetiques (issues de [26]) d’une MRVDS 
tetraphasee 8/6 (0m est Tangle mecanique)

Figure -1.2.1-

Probleme des couplages magnetiques entre phases
II est important de faire quelques remarques a propos de fhypothese de "couplage 

magnetique negligeable entre phases". Nous venous de dire que les MRVDS out leur circuit

43



Troisieme partie : rapport de synthese. GENERALITES

magnetique sature, du moins localement. Les zones qui saturent le plus sont les extremites de 
denture. Mais les circuits de culasse saturent aussi, or ils sont communs a plusieurs phases, 
ceci cree donc inevitablement un couplage entre elles. Dans ces conditions, il est impossible 
d'ecrire que le flux total ^1 de la phase 1 est egal, dans le cas d'une machine triphasee, a la 
somme :

01 = Li(0).ii + Mi2(0).i2 + Mi3(0).i3
meme si les inductances propres et mutuelles sont des fonctions du courant ip Il faudrait en 
fait qu'elles soient toutes des fonctions de tous les courants, autrement dit, on doit ecrire :

^1 (0,ii,i2,i3)
La modelisation et la simulation deviennent alors rapidement tres lourdes car les flux 

des q phases sont des fonctions de q+1 variables (la position et les q courants). 
Rigoureusement, il faudrait travailler ainsi. Lorsque l'on couple directement les logiciels de 
calculs de champ par elements finis a ceux de calcul de circuits, on effectue des calculs 
rigoureux aux erreurs pres des differents modeles utilises... La publication [27] propose une 
solution par modelisation du circuit magnetique de type circuit electrique, en prenant en 
compte les reluctances des portions de culasse, des dents statoriques et rotoriques et des fuites 
entre dents. Les reluctances des dents sont en deux parties, l'une constante correspondant a la 
base et l'autre saturable correspondant a l'extremite. Lors des travaux de these de Marc 
Geoffroy [28], nous avons travaille sur un tel modele en essayant de mieux comprendre 
l'origine des couplages et leur importance. Nous avons remarque que les mutuelles ont une 
importance negligeable si la permeabilite du circuit magnetique reste elevee ; ceci n'est plus 
verifie dans deux cas qui sont le fonctionnement en forte saturation (culasses traversees par 
les flux additifs de deux phases lors de leur alimentation simultanee) et celui a tres faible 
niveau de champ que nous avons rencontre lors de l'utilisation de la structure en tant que 
capteur de position (voir chapitre 4.2). Malgre les erreurs que l'on peut commettre en 
negligeant ces couplages, nous avons pratiquement toujours travaille ainsi afin de rendre les 
calculs possibles avec les moyens disponibles et nous nous sommes accomodes des resultats 
obtenus sachant qu'il y a encore d'autres phenomenes importants tels que, par exemple, les 
pertes magnetiques. Neanmoins, la prise en compte des couplages magnetiques devra rentrer 
s'imposer des que la puissance de calcul des ordinateurs le permettra.

Analyse de la forme de l'effort electromagnetique
La MRVDS est constituee d'une succession d'electroaimants qui lui confere un couple 

particulierement pulsatoire. Il est utile de bien comprendre l'origine de la forme naturelle 
(c'est-a-dire lorsque les amperes-tours d'alimentation sont constants) de l'effort. Deux 
publications [29, 30] ont permis de bien mettre en evidence ce phenomene en effectuant une 
etude de l'influence des formes de dentures. Dans [29], les auteurs rappellent les resultats 
d'une etude analytique de la forme de l'effort, publiee par Sabnis en 1974 dans la revue IEEE, 
Transactions on Magnetics. L'analyse est effectuee, bien sur en regime lineaire, avec des poles 
saillants (double saillance) de meme largeur sur la partie excitee et la partie passive ; deux cas 
sont envisages, le premier correspond a des poles etroits (T est la largeur des poles et g la 
longueur de l'entrefer) : T.g ^ 0, le second correspond a des poles tres larges : T.g^~, 
c'est ce dernier cas qui decrit le mieux les MRVDS dont nous parlons. L'espression analytique 
de l'effort tangentiel par unite de longueur (troisieme dimension non prise en compte) Fx est :

Fx = |i o Arcsin
n.g

a -1 
a +1

ou Y est la f.m.m. d'excitation, avec
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a = l + ^l+. 1 +
2.x'

X2
-1 et ou x est la distance entre les axes des poles, la

position x=0 correspond done a la conjonction. La figure 1.2.2 donne ainsi failure de feffort

theorique en fonction du rapport —. Dans cette analyse, on suppose qu'il reste toujours une
g

partie des poles en regard, autrement dit, l'opposition est loin d'etre atteinte. Remarquons que 
1'effort est bien proportionnel au carre des amperes-tours et qu'il est inversement proportionnel 
a la valeur de l'entrefer. Lorsque x > lO.g, l'effort par unite de longueur tend vers une valeur

Xj/2
limite egale a : Fx = u()----

2.g

Forme de l'effort tangentiel determinee analytiquement en regime lineaire
Figure -1.2.2-

En realite, la saturation des poles, generalement localisee dans la zone de regard, 
diminue la valeur de l'effort. Toujours dans la publication [29], les auteurs ont determine, par 
elements finis, la forme complete (de la conjonction a l'opposition) de l'onde d'effort dans 
trois cas de materiaux magnetiques : le premier est ideal (non saturable et a permeabilite 
relative egale a 5000), le deuxieme et le troisieme sont saturables respectivement a 1,8 T (Ml) 
et 2 T (M2) environ (caracteristiques donnees dans l'article). Ceci permet de bien mettre en 
lumiere l'influence de la saturation.

Fx en kN/m

Forme de l'effort tangentiel calculee par elements finis 
avec materiaux magnetiques, ideal (MO) et reels (Ml et M2)

Figure -1.2.3-
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La figure 1.2.3 montre une reconstitution, a la meme echelle, des trois courbes d'effort 
obtenues (caracteristiques geometriques de la denture : T = 50 mm, g = 1 mm et P = 50 mm la 
hauteur des dents). On remarquera, en regime lineaire, que l'effort maximal atteint une valeur 
d'environ 2500 N/m (pour Y = 2000 A) qui correspond a la valeur de Fx que l'on peut calculer 
par l'expression analytique precedente.

Ainsi, la saturation produit une perte d'effort des qu'il y a vis-a-vis des dents stator et 
rotor ; cette chute est d'autant plus importante que la longueur en vis-a-vis est importante et 
que le niveau d'excitation amene le materiau en regime sature. La forme de l'effort, qui etait 
assez proche du creneau ideal donne dans l'article [D2] a faible niveau d'excitation, se degrade 
considerablement a niveau eleve. Le couple produit aura, generalement, tendance a etre plus 
pulsatoire lorsque la saturation sera forte. Nous verrons, au chapitre 2.3, qu'il sera plus 
difficile d'obtenir un couple instantane constant avec une alimentation optimisee quand le 
niveau de couple est eleve. En outre, si l'on fait varier l'entrefer, a niveau d'excitation constant, 
on peut observer que la portion de l'onde de couple qui se trouve "cote opposition" (lorsque 
les dents n'ont encore aucun vis-a-vis) reste sensiblement invariable. En revanche, la partie 
correspondant a l'approche de la conjonction a une amplitude croissante lorsque l'entrefer 
diminue (inversement proportionnelle a la valeur de l'entrefer, en regime lineaire).

Les auteurs de [29] ont analyse aussi l'influence, toujours sur l'allure de l'effort, de 
quelques variations des motifs de denture par rapport a la forme rectangulaire. Par exemple, 
un chanfrein produit le meme effet qu'une reduction de la largeur de la dent a la valeur se 
trouvant au niveau de l'entrefer : ainsi ce motif presente peu d'interet puisqu'elle provoque une 
perte de place bobinable. En fait, c'est bien la largeur du pole au niveau de l'entrefer qui 
determine essentiellement l'allure de l'effort.

La publication [30] propose une autre etude tout a fait complementaire de la 
precedente. L'accent est mis sur les difficultes de calcul du couple par elements finis liees au 
fait qu'il existe des zones d'entrefer a tres fort gradient de l'intensite du champ comme les 
"coins" des poles. Les auteurs rappellent que le couple peut etre determine, pour une position 
relative stator-rotor, par l'expression suivante :

T = —l.r.f Br.B0 .dT 
M-0

ou Br et Be sont respectivement les composantes radiale et tangentielle de l'induction dans 
l'entrefer, r est le rayon moyen, l la longueur d'entrefer et dT est la longueur de l'element du 
contour d'integration. En discretisant, l'expression devient :

1 o m
T = — l.r2.1 Bn.B8i. A6i 

M 0 i=1

La figure 1.2.4, issue de [30], montre la repartition de Br et B6 en fonction de la 
position angulaire ainsi que leur produit correspondant a l'effort tangentiel, pour deux 
positions relatives du rotor par rapport au stator (0° qui correspond a la conjonction et 20° qui 
correspond a une position intermediaire ou un couple est produit). Le calcul est fait sur un 
moteur de 60 kW a 6000 tr/mn de type 6/4, les angles polaires statoriques et rotoriques sont 
identiques et egaux a 28°. Les principales conditions sont : excitation monophasee 
nl = 4800 A, r = 70 mm, l = 140 mm et e = 1 mm (valeur de l'entrefer au rayon).
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Angle (deg) Angle (deg)

Angle (deg) Angle (deg)

en conjonction (0 = 0°) pour 0 = 20°

Repartition des composantes radiale Br (...) et tangentielle Bq (—) de l'induction et de 
leur produit, representatif de Veffort tangentiel, en fonction de la position angulaire 0

(resultats issus de [30])
Figure -1.2.4-

Une etude des formes de denture rotorique est effectuee pour une forme rectangulaire 
des poles statoriques. "Dissymetriser" les dents rotoriques en inclinant leur surface au niveau 
de l'entrefer permet d'obtenir une croissance lineaire de l'entrefer lors du deplacement de 
l'opposition vers la conjonction, ce qui a pour resultat d'aplanir l'onde de couple normalement 
creusee par la saturation, ainsi que nous 1'avons vu precedemment. Cette modification a 
cependant, pour consequence une "dissymetrisation" de l'onde de couple par rapport a la 
conjonction (fonction normalement impaire), ce qui fait que le fonctionnement en moteur dans 
l'autre sens de rotation conduira a un couple beaucoup plus pulsatoire. La figure 1.2.5 montre 
l'inflence de 1'inclinaison de la surface des poles rotoriques sur la forme du couple, pour un 
entrefer mecanique minimal de 1 mm. Pour permettre la comparaison, l'influence de la 
longueur de l'entrefer (lorsqu'il est constant) est donnee.
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0.75mm uniform150 -i
0.5mm

1 13 - 0.5 mm

38 -

Rotor angle (deg)

150 -i

113 - --- 1mm
-----0.5 mm
----  0.75mm

38 -

Rotor angle (deg)

Influence de rinclinaison de la surface des poles rotoriques sur la forme d'onde du 
couple (pour comparaison : influence de la longueur de l'entrefer) (resultats issus de [30])

Figure -1.2.5-

1.2.2- VARIANTES ET AMELIORATIONS DE LA STRUCTURE DE BASE

Pour minimiser la frequence d'alimentation, les structures de base possedent un 
nombre minimal de dents au rotor : ainsi les combinaisons Ns/Nr les plus frequentes ont 2, 4, 
6, voire 8 dents rotoriques et le stator comprend 2 poles par phase. Chaque phase attire ainsi 
deux dents rotoriques, diametralement opposees, a la fois. Ceci permet, bien entendu, 
d'equilibrer les efforts normaux qui s'exercent sur les paliers et l'arbre et qui prennent des 
valeurs non negligeables en cas d'excentricite du rotor.

Accroissement du nombre de poles par phase
Toutes les structures definies avec un nombre p de poles par phase egal a 2 peuvent 

etre transformees en multipliant la polarite ; ainsi la structure 6/4 (p=2) peut devenir 12/8 avec 
p=4, voir la figure 1.2.6. A vitesse egale, la frequence d'alimentation se trouve multipliee par
2. En effet, quelle que soit la structure de MRV, l'inductance a une periode egale a un tour 
divise par Nr, la frequence f d'alimentation reste alors toujours egale a Nr.F, ou F est la 
frequence mecanique de rotation. L'avantage d'un accroissement du nombre de poles par phase 
(avec un bobinage concentre par pole) consiste en la reduction des longueurs des tetes de 
bobines (deja courtes) et de l'epaisseur de culasse car le flux par pole se trouve diminue.

Augmentation du nombre de poles p dans les structure a double saillance
Figure -1.2.6-
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Lors de l'augmentation de p, a entrefer constant, la permeance de conjonction vue 
d'une dent statorique est divisee par p. Celle d'opposition est aussi sensiblement divisee par p, 
bien que son influence soit negligeable en premiere approximation. Le nombre de spires par 
dent est divise par p. Si les amperes-tours d'excitation nl et le nombre de spires par phase sont 
conserves, les p bobines en serie par phase sont excitees par nl/p. De plus, si les arcs polaires 
statoriques gardent la meme proportion du pas polaire statorique, l'energie convertie par poles 
est a peu pres divisee par p2 et l'energie totale convertie a chaque cycle est a peu pres divisee 
par p. Comme il y a p fois plus de cycles par tour, le couple electromagnetique est 
sensiblement inchange.

Une etude analytique simplifiee [54] a revele les gains que l'on pouvait attendre d'une 
telle modification. A pertes Joule maximales, le couple peut etre plus eleve, d'environ 16%, 
dans l'exemple choisi ; en revanche, il faut plus de puissance silicium a puissance egale : ce 
qui n'est pas explique dans la publication citee. En fait, d'apres nos travaux sur la 
minimisation de la puissance silicium (voir §2.1), nous pouvons dire que la cause en est la 
diminution de la variation relative de la permeance du circuit magnetique, parametre influant 
fortement sur le facteur de dimensionnement du convertisseur. En outre, les auteurs de [54] 
montrent que la resistance thermique cuivre-fer se trouve reduite (la surface de cuivre en 
contact avec le circuit magnetique est plus elevee), ce qui est favorable a une possibilite 
d'accroissement des pertes Joule a echauffement constant. Dans l'exemple cite, cette resistance 
thermique est reduite de 33%, la resistance thermique totale se trouve ainsi diminuee de 17% 
pour un refroidissement par la carcasse, en convection naturelle. Cette remarque est 
importante, elle met l'accent sur un inconvenient des bobinages concentres de grandes 
dimensions qui sont moins faciles a refroidir par extraction a travers le fer que des bobinages 
repartis dans un grand nombre d'encoches. D'autre part, on n'evoque pas l'accroissement des 
pertes fer qui ne manquerait pas d'apparaitre a vitesse egale, a cause du doublement de 
frequence necessaire. Ainsi, l'augmentation de p permet d'augmenter le couple massique ; 
pour ce qui est de la puissance massique, ceci n'est vrai que si la vitesse de rotation requise 
reste inferieure a une certaine valeur dependant, essentiellement, de la qualite des toles. Lors 
de nos propres travaux pour le dimensionnement d'un moteur de vehicule electrique, nous 
avons aussi etudie la possibilite d'augmenter p [DEA Camus]. La comparaison de la MRVDS 
avec la machine synchrone a aimants [C14] a montre que l'augmentation de la polarite etait 
plus favorable a cette derniere qui a des tetes de bobines naturellement importantes. Il faut 
noter aussi que, si p augmente, les bobines deviennent plus petites et le crefficient de 
remplissage d'encoche se degrade (les pertes Joule lui sont inversement proportionnelles). 
Accroissement du nombre de dents par pole

Dans toutes les structures de MRVDS evoquees, chaque pole statorique bobine 
constituait a lui seul une dent. Dans les moteurs pas a pas, pour accroitre le nombre de pas par 
tour, les poles statoriques ont ete dentes (m dents par pole) ; pendant ce temps, le nombre de 
dents rotoriques a ete lui aussi augmente car il faut que le pas dentaire soit le meme au stator 
et au rotor. Des regles de conception elementaires peuvent etre trouvees dans les publications 
[55, 56]. L'amelioration repose, ici, sur l'accroissement de la frequence a energie convertie 
sensiblement constante. Si les bobinages de chaque phase restent les memes (meme place et 
meme excitation), si la valeur de l'entrefer et si la surface totale de fer des poles en 
conjonction restent constantes (l'extremite des poles dentes doit comprendre un 
epanouissement pour que cette condition soit respectee), l'energie convertie par cycle, a 
amperes-tours maximaux inchanges, reste constante si m augmente. Alors, le couple se trouve 
theoriquement multiplie par m. En realite, deux effets viennent freiner cette augmentation. Le 
premier est du a une augmentation des pertes Joule liee, d'une part, a la perte de place
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bobinable due aux epanouissements polaires et, d'autre part, a la baisse du coefficient de 
remplissage d'encoche. Le second est lie au fait que la permeance d'opposition par pole ne 
reste pas constante ; en effet, l'entrefer (constant) ne conserve pas une valeur suffisamment 
faible par rapport aux dimensions des dents (inversement proportionnelles a m). Alors, le 
couple croit avec m jusqu'a une valeur optimale puis decroit [37]. Pour que le couple croisse 
regulierement avec m, a pertes Joule donnees, il faudrait que l'entrefer soit diminue en 
consequence, ce qui est mecaniquement impossible.

Structure 12/10
Influence du nombre de dents par poles sur les caracteristiques magnetiques

Figure -1.2.7-

Dans l'article [57], les auteurs ont effectue une analyse simplifiee ne prenant en compte 
que les dimensions de la denture. Les parametres importants sont les rapports de dimensions t/ 
X et X/g ou t est la largeur des dents statoriques et rotoriques, X est le pas dentaire et g la 
valeur de l'entrefer au rayon. L'etude est fondee sur la maximisation du couple moyen par 
unite de volume du rotor (equivalent a la pression magnetique tangentielle) sans 
considerations sur la forme de 1'effort. Sont comparees trois structures triphasees, la 
"classique" 6/4 (m=l), une 12/10 (m=2) et une 24/22. Malheureusement, les resultats de 
comparaison ne sont pas donnes a pertes Joule constantes et les conclusions sont quel que peu 
restrictives. La figure 1.2.7 montre la structure de la machine 12/10 et les caracteristiques 
extremes (conjonction et opposition) des trois machines : on remarque une legere diminution 
du flux en conjonction qui conduit a une faible perte d'energie convertie par cycle a amperes- 
tours maximaux constants. Ici encore, l'accroissement de frequence necessaire et done des 
pertes fer, par rapport a une structure a une dent par pole, limite la vitesse maximale.

Pour obtenir des moteurs pas a pas, avec des nombres de pas par tour non 
convent!onnels et surtout impossibles a obtenir avec les structures a poles statoriques dentes, 
les auteurs de [58] ont propose des structures dans lesquelles les poles dentes du stator ne sont 
pas disposes regulierement. Cependant, pour realiser des moteurs sur ces bases, e'est-a-dire 
des convert!sseurs d'energie, il est important de disposer d'une place bobinable maximale (au 
mieux : toute la place inoccupee par le fer au stator) et ces structures n'offrent pas la meme
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place pour toutes les phases, ce qui peut etre acceptable pour de tout petits moteurs pas a pas 
mats pas dans les gros.

Structures a trajets de flux de longueur reduite

Moteurs a reluctance variable a double saillance a trajets de flux courts [59]
Figure -1.2.8-

Dans les structures precedentes, les flux des differentes phases s'entrecroisent dans les 
culasses. Ceci a trois consequences essentielles. La premiere est une chute de potentiel 
magnetique pas vraiment negligeable dans les culasses et qui "coute" des amperes-tours de la 
meme maniere que l'entrefer (les seules zones actives sont les extremites des dentures). La 
deuxieme concerne les couplages magnetiques entre phases que nous avons evoques au 
§1.2.1, les couplages reduisent le couple electromagnetique et sont done genants. Enfin, les 
pertes fer dans les culasses represented la plus grande partie des pertes totales : elles sont 
d'autant plus importantes que ces circuits sont longs [59], ceci constitue la troisieme 
consequence. Une solution a ce probleme a ete trouvee [59] et consiste a realiser le stator 
encore avec des poles dentes bobines mais ou chaque phase est constitute de paires de poles 
consecutifs. Si Ton veut equilibrer les efforts radiaux appliques a l'arbre et aux paliers, il est 
necessaire d'avoir au moins deux paires de poles par phase. En outre, si un nombre minimal de 
trois phases est souhaite, on obtient un nombre de dents rotoriques necessairement eleve 
(structures 12/10 a 3 phases, 8/7 et 16/14 a 4 phases). Cependant, en acceptant une perte de 
place bobinable (repartition non reguliere de toutes les dents statoriques) et en n'equilibrant 
pas les efforts axiaux, une structure 6/5 a ete proposee. A haute vitesse, les pertes fer ont ete 
reduites de 40% par rapport a cedes d'une machine 6/4. La figure 1.2.8 montre quelques-unes 
des structures a trajets courts de flux. Notons que cede disposition a ete retenue pour la 
realisation d'un micromoteur integre 12/10 [14]. En effet, dans un micromoteur 
electromagnetique, la necessite d'avoir une masse importante de bobinages conduit a un 
surdimensionnement de la longueur du circuit magnetique qui les supporte. Les longueurs des 
circuits de culasse deviennent considerables. Si, de plus, la permeabilite du materiau 
magnetique utilise est faible, la chute de potentiel magnetique dans le fer devient superieure a 
celle observee dans l'entrefer (e'est d'ailleurs ce qui est arrive pour un autre micromoteur 
electromagnetique a structure 6/4 conventionnelle [15]).

Bobinages a pas diametral
Dans ces moteurs a reluctance, les bobinages ne sont plus concentres autour des poles 

(short pitched winding) mais sont a pas diametral (fully pitched) [60]. Les teles de bobine 
deviennent alors importantes (suitout si Ton conserve la structure 6/4 dans laquelle les 
encoches ont une grande section) : ce qui constitue plutot un inconvenient. La figure 1.2.9
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montre la comparaison entre les deux types de bobinage sur une structure 6/4. L'excitation 
d'une phase effectuee depuis l'enroulement a pas diametral produit, a amperes-tours totaux 
egaux, un couple superieur a celui de la structure conventionnelle, a condition d'avoir une 
alimentation bidirectionnelle en courant. La nouvelle machine fonctionne, en effet, 
essentiellement sur la base des mutuelles entre phases (l'inductance propre vane peu). Cette 
condition fait perdre encore un avantage de la MRVDS classique. Aujourd'hui, il ne semble 
pas que les resultats du fonctionnement avec onduleur aient etc presentes.

coil wound round
single tooth

coil wound round
simile tooth

Fully pitched winding layout.

Bobinages concentres ("classiques") et a pas diametral [60]
Figure -1.2.9-

Une nouvelle structure, proposee par D A. Philips [61], permet non seulement 
d'accroitre les performances, mais aussi de reduire le bruit acoustique et ceci en conservant 
1'alimentation en courant unidirectionnel. Cette machine est montree a la figure 1.2.10a : son 
stator a 12 encoches se rapproche plus des machines classiques que de celui des MRVDS et 
son rotor est axialement lamine pour augmenter l'efficacite (flux de saturation accru). II y a 
quatre poles rotoriques et le nombre de phases est egal a 3, cette structure est done proche de 
la MRVDS 6/4. Mais contrairement a cette derniere, ici les 4 dents rotoriques sont attirees 
simultanement, le couple est plus el eve et les efforts radiaux, facteurs de deformation de la 
structure, ont une frequence multipliee par deux, ce qui reduit les vibrations d'un facteur 16 ; 
la diminution du bruit est estimee a 24 dB, ce qui est considerable. Autre avantage, le couple 
d'une phase est naturellement moins pulse, il s'ecrase moins lorsque Ton s'approche de la 
conjonction (voir figure 1.2.3) que pour une MRVDS classique ; on peut remarquer cependant 
un leger effet de denture (figure 1.2.10b). H faut noter cependant deux inconvenients. Tout 
d'abord, le rotor ne possede plus la robustesse d'un simple empilage de toles, ensuite, les 
encoches semi-fermees ne peuvent plus recevoir de bobines prefabriquees et leur coefficient de 
remplissage est moins bon. Ce moteur a etc aussi propose dans une version biphasee a 2 
transistors par Lipo et al. dans [62] et denomme "CRR (Current Regulated Reluctance) 
motor" ; il a etc presente comme superieur en performance au MRVDS. Cependant cette 
publication a soul eve plusieurs contestations [68] au sujet des possibility annoncees de 
fonctionnement biphase dans les deux sens de rotation et de ses performances. Davis, dans la 
publication [63], toujours en reponse a [62], a effectue une comparaison entre un moteur 
classique 8/6 et un moteur CRR 12/6, basee sur les pertes Joule et dans laquelle il presente 
une conclusion contraire et meme tres defavorable a ce type de moteur...

52



Troisieme partie : rapport de synthese. GENERALITES

Moteur a reluctance a faible bruit et forme du couple naturel d une phase [61] 
Figure -1.2.10a- Figure -1.2.10b-

Autres essais d'ameliorations
Diverges ameliorations ont ete proposees pour essayer d'accroitre l'efficacite de la 

conversion d'energie de la MRVDS. L'une d'elles consiste a utiliser un enroulement auxiliaire 
dit "de commutation" [64]. Le but de cet enroulement supplemental est de transferer a la 
phase suivante l'energie magnetique stockee qui n'a pas ete convertie lors du cycle precedent. 
Cette energie serait normalement retournee a la source continue d'alimentation par 
l'intermediaire des diodes de recuperation dans une alimentation par demi-pont asymetrique. 
Le principe est analyse, d'un point de vue theorique dans [64], dans le cas d'une structure 6/4. 
Le principe est seduisant mais il requiert un convertisseur supplemental pour l'enroulement 
auxiliaire, le meilleur choix etant le demi-pont asymetrique. En outre, il est necessaire de 
disposer d'un tres bon couplage magnetique avec toutes les phases pour minimiser les pertes 
de commutation, or il semble que ceci soit difficile a obtenir pour toutes les phases. Enfin, a 
chaque commutation d'une phase a l'autre, l'energie recuperee sur la phase precedente etant 
superieure a celle qu'il faut apporter a la phase qui est magnetisee (au voisinage de la position 
d'opposition), il en resulte un pic de couple qui degrade la forme du couple instantane.

Enfin, l'adjonction d'aimants dans les structures a double saillance permet de 
compenser un entrefer trop eleve mais on s'eloigne des structures a reluctance pure. Il est 
cependant interessant de signaler deux machines a aimants a double saillance derivees du 
MRVDS. L'une met en oeuvre des aimants places au rotor [65], la machine se rapprochant des 
machines synchrones a aimants enterres (Interior Permanent Magnet). La seconde conserve le 
rotor passif de la MRV pure et utilise des aimants places au stator [66] : on obtient alors une 
MRV polarisee dans laquelle le courant d'alimentation module 1'effort de detente du aux 
aimants. Les alimentations proposees sont en courant bidirectionnel, un classique onduleur 
triphase a 6 transistors permet de remplir la fonction. Dans les deux machines, les aimants 
beneficient d'une place suffisante pour obtenir une concentration de flux efficace. La figure 
1.2.11 montre ces deux machines.
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Utilisation d'aimants dans les machines a double saillance [65, 66]
Figure -1.2.11-
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1.3- STRUCTURES DE CONVERTISSEURS STATIQUES

Nous avons vu dans l'article [D2] que ces machines pouvaient etre alimentees en 
courant uni directi onnel et que cette particularite etait exploitee car elle conduisait a des 
structures de convertisseurs presentant des avantages par rapport a celles alimentant les 
machines classiques a courants alternatifs, c'est-a-dire les bras de pont. En effet, l'absence de 
reversibilite en courant de l'onduleur de la MRVDS evite le risque de conduction simultanee 
des deux interrupteurs d'un meme bras ; ce risque, meme s'il est tres reduit grace a des 
commandes fiables, necessite toutefois un surdimensionnemnent en courant des 
commutateurs. Ce surdimensionnement est necessaire pour que les protections contre les 
defauts de surintensite soient efficaces. En outre, chaque phase peut etre alimentee 
independamment, ce qui donne une disponibilite et une surete de fonctionnement plus elevees 
que dans les machines a commutation electronique traditionnelles. Le convertisseur de base 
qui permet d'exploiter le mieux les caracteristiques electromagnetiques de la MRVDS est le 
demi-pont asymetrique (fig. 1.3.1a). Il presente une analogie avec les onduleurs classiques en 
ce sens qu'il requiert deux semi-conducteurs commandes dont l'un est relie au potentiel haut 
de la source continue d'alimentation (commande plus delicate et plus couteuse) et deux diodes 
par phase.

U

demi-ponts asymetriques enroulements bifilaires diviseur capacitif
Onduleurs "classiques" pour MRVDS biphasee 

Figure -1.3.1-

Cependant, plusieurs autres solutions existent ou restent a trouver pour alimenter ces 
moteurs. Certaines sont aujourd'hui considerees comme classiques [70, 17]. Nous en avons 
compare deux qui n'ont qu'un seul interrupteur commande par phase. Ce sont l'alimentation 
avec moteur a enroulements bifilaires (fig. 1.3.1b) et celle avec source de tension continue a 
point milieu et couplage en etoile des enroulements (fig. 1.3.1c). Dans ce dernier cas, si le 
point milieu est obtenu avec un diviseur capacitif, le courant arrivant au point neutre est 
obligatoirement a valeur moyenne nulle, ce qui interdit un fonctionnement a l'arret (une seule 
phase alimentee) ou a tres basse vitesse et le nombre de phases doit etre pair. Cette disposition 
est souvent utilisee avec les moteurs 8/6 a 4 phases, c'est le cas des moteurs commercialises 
sous la marque Oulton. Quant au moteur a enroulements bifilaires, il est inevitablement 
surdimensionne car ses pertes Joule sont approximativement doublees et les interrupteurs du 
convertisseur subissent un doublement de tension. D'autre part, la regulation du courant par 
decoupage pose un probleme de pertes de commutation lie au couplage magnetique imparfait 
des deux enroulements (meme si celui-ci est realise "deux fils en main"). Malgre ces 
inconvenients, nous avons trouve cette solution particulierement interessante en tres basse 
tension pour les raisons qui sont decrites dans l'article [C6] donne a la fin de ce chapitre. Il 
s'agit d'une application pour un equipement automobile fonctionnant sous 12 V ou les
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contraintes de cout sont de premiere importance. Sous cette tension, la technologie MOS 
s'impose. Or la surface de silicium des interrupteurs, a resistance a l'etat passant (rdson) 
donnee, est sensiblement la meme, que le fonctionnement soit dans un demi-pont asymetrique 
ou dans la structure en question. Ainsi, a pertes constantes dans le convertisseur, cette 
structure necessite-t-elle quatre fois moins de silicium que le demi-pont asymetrique ; en 
outre, les circuits de commande des transistors sont tres bon marche. Dans le chapitre 2.4, 
nous aborderons un mode d'alimentation particulier mis en reuvre avec la structure a 
enroulements bifilaires, il s'agit d'un mode auto-oscillant destine a limiter les pertes de 
commutation et a reduire la pollution electromagnetique conduite.

Plusieurs etudes ont donne lieu a des convertisseurs originaux, les objectifs les plus 
frequents etant de reduire le cout en semi-conducteurs en diminuant leur nombre et en faisant 
de la sorte que la plupart soit referencee au potentiel bas de la source continue. Rappelons que 
l'onduleur d'alimentation d'une MRVDS doit assurer les fonctions suivantes :

- la magnetisation qui consiste a appliquer une tension positive suffisante pour 
permettre la croissance du courant (a l'opposition en fonctionnement moteur et en conjonction 
en generateur) ;

- la regulation du courant pour le fonctionnement a basse vitesse. Cette regulation est 
produite par modulation de la tension continue d'alimentation. Notons qu'en mode moteur la 
"tension moyenne" appliquee pendant cette phase est positive et qu'elle est negative en mode 
frein ;

- la demagnetisation qui consiste a appliquer une tension negative pour faire decroitre 
et annuler le courant a la fin de chaque cycle de conversion. En effet, une certaine quantite 
d'energie electromagnetique non convertie doit etre extraite du circuit magnetique : elle peut 
etre soit dissipee soit renvoyee a la source continue qui doit, dans ce cas, etre reversible en 
courant. Pour des raisons de rendement et de dissipation thermique, c'est cette derniere 
solution qui est le plus frequemment utilisee. Cependant, lorsque l'on a affaire a de petites 
puissances et que l'on recherche une economie maximale du convertisseur, on peut avoir 
recours a un convertisseur dissipatif [47], methode souvent retenue dans le passe, pour les 
moteurs pas a pas. Le circuit de demagnetisation place aux bornes de chaque enroulement 
peut etre constitue par une diode de roue libre en serie avec une diode zener (en opposition) 
ou par une resistance ou encore un transistor ballast qui permet le controle de la tension de 
demagnetisation, solution qui peut ameliorer le rendement.

Dans la publication [16], les auteurs comparent plusieurs structures assez classiques 
avec deux types moteurs, le premier est un "8/6" destine a une application fort couple (10 kW, 
32 N.m jusqu'a 3000 tr/mn), le second est un "6/2" prevu pour un entrainement de broche a 
grande vitesse (10 kW) et devant fonctionner dans une tres large plage a puissance 
sensiblement constante (3100 a 20000 tr/mn). Le "8/6" est alimente en courant regule dans la 
majeure partie du plan couple-vitesse alors que le "6/2" regoit des creneaux de tension (pleine 
onde). Les onduleurs compares sont tous alimentes par une source de tension unique (sans 
point milieu) et les enroulements du moteur sont unifilaires. Ces convertisseurs sont le demi- 
pont asymetrique (a), un convertisseur avec hacheur direct en tete et un transistor aiguilleur 
par phase (b), un autre convertisseur sensiblement identique au precedent mais utilisant en 
supplement un filtre LC entre le hacheur et les aiguilleurs (c) (ce convertisseur presente peu 
d'interet), un autre onduleur a un seul interrupteur par phase et a hacheur de demagnetisation 
appele "C-Dump Converter" (d) et, enfin, un onduleur tres particulier (demande de brevet 
Emerson Electric) permettant la suppression du condensateur de filtrage, dans le cas 
d'alimentation par le reseau redresse (e). Les structures (b) a (e) sont representees a la
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figure 1.3.2. Le critere de comparaison essentiel est la puissance apparente totale ("total kVA 
active devices") de l'onduleur (V.A. Silicium voir §2.1).
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Onduleurs speciaux pour MRVDS [16] 
Figure -1.3.2-

Les onduleurs (b) et (c) ne permettent pas une utilisation optimale de la machine car ils 
ne donnent pas simultanement la pleine tension pour magnetiser une phase et pour 
demagnetiser la precedente. Ceci est prejudiciable au fonctionnnement haute vitesse et limite 
la puissance maximale du moteur, a moins d'accepter un surdimensionnement important des 
semi-conducteurs. En effet, si Ton veut atteindre le meme flux maximal a vitesse elevee que 
celui que permet par le demi-pont asymetrique (celui-ci donne la pleine tension quelle que soil 
la vitesse), il faut reduire le nombre de spires des enroulements de phases (a tension continue 
d'alimentation fixee), ce qui conduit a des courants commutes plus importants...

Le convertisseur (d) qui met en oeuvre un hacheur auxiliaire charge de regular la 
tension de demagnetisation et de renvoyer fenergie fournie par le moteur (celle non convertie 
en fonctionnement moteur ou celle generee en mode frein) donne de bonnes performances 
mais il requiert a la fois une inductance de lissage haute frequence et un condensateur haute 
tension (2 fois la tension d'alimentation si Ton souhaite une tension de demagnetisation egale a 
celle de magnetisation). Le dimensionnement des elements (semi-conducteurs et reactifs) de 
ce hacheur est proportionnel a la puissance qui transite ; ainsi, lorsque seul le mode moteur est 
utilise, le cout peut etre acceptable mais s'il faut prevoir le freinage a pleine puissance, le cout 
de ce convertisseur devient prohibitif. Dans la publication [21], les auteurs proposent un 
convertisseur "C-Dump" modifie pour permettre, en particulier, une reduction de la tension 
maximale du condensateur dont nous avons parle plus haul: les resultats obtenus sont tres peu 
encourageants...

Le convertisseur (e) utilise un transistor auxiliaire QA qui permet, lorsqu'il conduit et 
que la tension aux bornes du condensateur est superieure a la tension redressee, la 
magnetisation de la phase alimentee (par fun des transistors Q1 a Q3). Quant a la 
demagnetisation, elle s'effectue a travers les diodes D1 a D3 (scion la phase) sous une tension 
negative egale a la tension condensateur moins la tension redressee. Pour la regulation du 
courant, une phase de roue libre est possible a travers QA, si la tension condensateur est 
inferieure a la tension redressee. Ce montage, a priori interessant grace a son faible nombre de 
composants, pose un probleme quant aux formes au reseau particulierement distordues du
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courant absorbe. D'autre part, panni les onduleurs etudies, c'est celui qui necessite la plus 
grande puissance de dimensionnement.

Finalement, le demi-pont asymetrique se revel e le plus avantageux dans la tres grande 
majorite des applications, du rnoins en tennes de puissance silicium tot ale. Mais chacun salt 
que le probleme est plus complique et qu'il necessite la prise en compte de toutes les 
contraintes sur les semi-conducteurs, en particulier leurs pertes de commutation (dependant du 
mode de modulation choisi panni ceux possibles) qui participant a rechauffement du silicium. 
La commande des interrupteurs doit aussi etre analysee car die presente une complexity tres 
differente scion leur position dans la structure generale, ce qui peut etre un facteur important 
dans le cout total, surtout en petite puissance. Enfin, le condensateur de decouplage qui fait 
partie integrante du convertisseur n'est pas inclus dans cette etude ; il faudrait, pour cela, 
calculer dans chaque cas le courant absorbe par l'ensemble a la source continue supposee 
parfaite. Ce probleme d'optimisation du choix de la structure de 1'onduleur (coimne la plupart 
des problemes economiques) etant extremement difficile a fonnaliser d'un point de vue 
general, chaque cas demeure particulier et exige la prise en consideration de chaque 
possibility.

Convertisseurs a nombre d’interrupteurs reduit (Pollock 1989) pour moteur 8/6
Figure -1.3.3-

Toujours avec pour objectif de reduire le nombre d'interrupteurs, Pollock et al. [18, 19, 
20] ont propose en 1989 une structure pour MRVDS polyphasee offrant un bon compromis 
nombre de semi-conducteurs/perfonnances. Le module de base est le demi-bras de pont, 
chaque module est relic a un ou deux enroulements du moteur, des diodes en serie (a 
recouvrement lent) sont eventuellement necessaries pour eviter des conductions indesirables 
dans certaines conditions. Plusieurs variantes sont proposees, si ny et nL sont respectivement 
les nombres d'interrupteurs "hauts" (up) et "has" (low), le nombre maximal de phases 
controlables du moteur vaut: qMAX = ny.nL [18]. Ainsi, pour un moteur 8/6 a 4 phases, une 
structure minimale a 4 commutateurs est possible (2 en bant et 2 en has) ou encore une a 6 
commutateurs qui pennet un accroissement de la souplesse de controle (les phases
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consecutives 1 et 2 ou 2 et 3, etc... sont alimentees independamment, ce qui elimine les 
problernes de chevauchement a la commutation). La figure 1.3.3 montre ces deux 
convertisseurs; rappelons qu'avec des demi-ponts asymetriques, 8 commutateurs sont 
necessaires.

Pour un moteur 6/4, un convertisseur a 4 "switches" est propose. Le gain sur le nombre 
d'interrupteurs est, en fait, d'autant plus important que le nombre de phases est eleve : on pent 
alors envisager d'utiliser des structures electromagnetiques a grand nombre de phases qui, 
jusque la, avaient etc ecartees. Des onduleurs a nombre reduit de transistors ont etc proposes 
pour des moteurs 12/10 (6 phases avec 6 interrupteurs), 14/12 (7 phases avec 8 interrupteurs), 
18/16 (9 phases avec 6 interrupteurs). Un effort important reste cependant a foumir pour 
optimiser la strategic de controle. II faut aussi remarquer que les diodes series, generalement 
necessaires, reduisent le rendement surtout en basse tension.

Les evolutions actuelles dans le domaine des convertisseurs statiques vers la quasi
resonance ont donne naissance a quelques structures specifiques pour les MRVDS. Les 
auteurs de la publication [22] ont propose un onduleur avec, par phase, un interrupteur 
principal, un thyristor d'extinction, une diode et un condensateur d'oscillation. La coupure du 
courant de phase est effectuee par la mise en conduction du thyristor d'extinction et l'energie 
extraite de la phase est transferee dans la phase suivante.

— -"TYT—

t ?

(«) Moo# I

Figure -1.3.4-
Cette configuration presente deux inconvenients notoires qui la rendent peu 

attrayante : ce sont, d'une part, l'energie tres import ante stockee dans le condensateur (de 
1'ordre de grandeur de l'energie convertie dans le moteur) et, d'autre part, la necessite 
d'alimenter successivement les phases sans possibility de recouvrement important. Les memes 
auteurs ont propose un autre convertisseur quasi-resonnant [23] mettant en oeuvre des 
thyristors pour les circuits de magnetisation et un hacheur classique de demagnetisation de
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type "C-Dump" dont les inconvenients ont deja ete signales. Les articles [24, 67] proposent un 
convertisseur "Zero Current Switching" (mode thyristor) qui semble interessant: il permet un 
controle independant des phases et l'accroissement des contraintes sur les semi-conducteurs du 
a la resonance pent etre acceptable. La figure 1.3.4 montre la structure ainsi que les formes 
d'onde qui decrivent le fonctionnement.

Enfin, une etude prospective sur un convertisseur direct depuis le reseau industriel a 
ete proposee au congres EPE'91 [25]. Le but evident est de supprimer le redresseur et le 
condensateur de filtrage mais les problemes relatifs a la commutation des courants issus d'un 
reseau dont l'impedance interne est inductive (necessite d'un decouplage par condensateur en 
altematif) ne sont pas evoques. La structure de l'ensemble est basee sur un moteur a 
enroulements bifilaires dont chaque bobinage est mis en sene avec un interrupteur 
unidirectionnel en courant mais a tenue en tension symetrique, celui-ci est realise avec un 
transistor en sene avec une diode. La figure 1.3.5 montre l'ensemble. Un moteur a 
enroulements de phase unifilaires et des interrupteurs bidirectionnels en courant et en tension 
donneraient le meme fonctionnement electromagnetique.

phase A phase B phase C phase D 
Ai A 2

Convertisseur direct a partir du reseau altematif [25] 
Figure -1.3.5-

En conclusion, les structures de convertisseurs qui permettent d'alimenter le MRVDS 
en courant unidirectionnel sont nombreuses. Cependant, celle qui offre le meilleur compromis 
cout/perfbnuances de l'entrainement est le demi-pont asymetrique qui est au MRVDS ce que 
le bras de pont est au moteur a courant altematif classique. Le fabricant ecossais de moteurs 
electriques ALLENWEST Electrical Ltd. qui propose actuellement la demiere generation de 
"Switched Reluctance Motors" (4 kW a 75 kW) a fait le choix de moteurs triphases alimentes 
par demi-ponts asymetriques [67].

ARTICLE [C6]

vanaMe a ^az/ZaMCg de jo#
7^me colloque international sur les moteurs pas a pas, Nancy 1-3 juillet 1992, pp.34-150.
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RESUME
La solution d’entrainement par moteur a reluctance variable a double 

saillance a ete retenue pour une application de grande diffusion a fortes 
contraintes economiques. Le moteur doit travailler k des vitesses comprises 
entre 1000 et 3000 tr/mn et le couple maximal a la vitesse la plus elevee 
vaut 0.1 N. m. Un bobinage a enroulements bifilaires a et6 choisi pour 
reduire le nombre de semi-conducteurs de puissance. Afin de respecter le 
cahier des charges, le mode d* alimentation retenu permet de reduire les 
perturbations electromagnetiques generees par le convertisseur. A la 
vitesse nominale, les caract^r1stiques de 1‘ensemble sont definies pour 
qu’ll n’y ait qu" une seule impulsion de courant par per lode et par phase 
produlte par un creneau de tension pleine onde. Au regime nominal,une 
optimisation analytique de 1'ensemble moteur-convertisseur bas6e sur un 
modele linearise est effectuee. Le parametre essentiel de cette etude est 
V entrefer, nous d^crivons brievement la metbode de choix des autres 
dimensions. La contrainte essentielle est une limite de pertes Joule dictee 
par des considerations thermiques. L*influence de 1’entrefer sur le couple 
moyen convertible et sur les pertes dans les semi-conducteurs est plus 
particulidrement analysde. Un prototype de moteur et d'alimentation a et6 
realise, les resultats obtenus, permettent une analyse et une validation du 
modele utilise.

ABSTRACT

A doubly salient reluctance motor drive has been chosen for mass 
production of a low cost application. This motor must run in a speed range 
from 1000 to 3000 rpm, the rated average torque is 0.1 N.m at maximum 
speed. A bifilar winding permit to reduce power-switch number at only two. 
To satisfy our schedule of conditions, supply mode permits to limit 
electromagnetic perturbation level. At rated speed, motor characteristics 
arc defined so as to have only one current pulse per period and per phase 
produced by square full wave voltage. To optimize rated operation of 
motor-converter, we propose an analytical method based on a linearized 
model. The principal parameter is airgap length. We describe briefly the 
choice method of other dimensions for rotor and stator. The main constraint 
of the design Is a copper losses limit imposed by thermal considerations. 
Airgap influence on average torque and semi-conductor losses has been 
particularly analysed. A motor converter prototype has been built, 
experimental results permit analysis and validation of used model.
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1- INTRODUCTION

Le moLeur 6 reluctance variable a double sail lance, appele "switched 

reluctance motor" dans la 1 literature anglo-saxonne 11,21, est constitue 

d'un stator dent6 & enroulements concentres et d‘ un rotor dente sans 

aimants ni conducteurs. L’ alimentation est effectuee on courant 

unidirectlonnel ce qui pcrmct d’utiliser des convertisseurs elcctroniqucs 

unidlrectlonnels en courant. L’injection de courant doit etre synchronis6e 

avec la position angulaire par un systdme d"autopilotage necessltant un 

capteur direct ou indirect de position. L"application concerne icl un 

equipement d*automobile, un couple de dccollage important est necessaire, 

le couple resistant devient ensuite quadratique. Enfin, un reglage de 

vitesse doit etre realise. Pour des raisons partlculieres, le motcur ne 

doit pas comporter d’aimants. D’autre part, la recherche d'une grande 

fiabilitd et d'une meilleure disponlbilite ainsi qu'une minimisation du 

cout matiere et fabrication nous ont conduits au choix de ce type de 

machine. Celle ci aura unc structure 6-4 c*cst a dire a 6 dents statoriques 

(3 phases) et 4 dents rotoriques.

Nous d6crIvons, au chapltre 2. la procedure de choix de determination 

des principales dimensions du circuit magnetique. Le fer n’etant pas 

saturc, nous proposons un modele electromagnetique flux-courant-position 

lineaire par morceaux en fonetion des positions angulaires relatives 

rotor-stator. Nous 6tudierons done plus particullerement son influence. Lcs 

caracteristiques electromagnetiques, mesurAes sur le prototype r6alis6, 

sont comparAes & celles calculees.

Au chapitrc 3 nous presentons le principc d’alimentation retenu cl lc 

fonctionnement a la vitesse nominale dans lequel chaque phase est soumise a 

des creneaux “pleine ondc" de tension[4,5t6l. Nous avons le choix, 

essentiellement, entre un moteur a enroulements unifilaires alimentes 

chacun par un demi-pont asymetrique et un moteur a enroulements bifilaires 

alimentes par un scul interruptcur par phase. Nous donnons un modele 

electrique des phases oil sont prises en compte les chutes de tension 

resist Ives. Nous d^lermlnons, compte-tenu de la tension d*alimentation, lc 

nombre de spires et 1*angle polaire des dents rotoriques. Enfin, nous 

donnons, dans ces conditions. les caracteristiques de chaque phase. Au 

quatrieme chapitre, d’apr^s les formes d'onde du courant d"alimentation, 

nous d^terminons des expressions analytiques des pertes Joule, du couple 

moyen et des pertes dans les semi-conducteurs (MOS et diodes) de 

I'onduleur. Un bilan energ^tique est effectue et permet d’evaluer
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precisement 1'influence de I’cntrefer mais aussi de comparer les pertes 

dans les deux cas de bobinage possibles, a volume de cuivre et surface de 

siliclum constants.

La realisation d’un prototype avec la valour d'cntrefer acceptable 

permet de confront.er les predeterminations aux mesures.

2- PROCEDURE DE CHOIX DES PRINCIPALES DIMENSIONS DU MOTEUR

La figure 1 rappelle les principales dimensions d'un moteur & reluctance 

6 double sail lance [31.

Figure -1-
paramdtres dimcnsionnels

d'un moteui a reluctance variable a double sail lance

Le cahier des charges nous impose la caract6ristique mecanique dccrite a 

la figure 2. La necessity d’un couple de decollage relativement important 

quelle que so It la position, nous conduit au cholx d'une structure 

triphasee. D*autre part, pour minimiser la frequence d'alimentation (pertes 

for faibles), 11 faut reduirc le nombre Nr de dents rotorlques :

f = Nr.Frot (1)

(Frot est la frequence de rotation en tour par seconds) alors nous retenons 

la structure 6-4. A 3000 tr/mn, la frequence d'alimentation sera 6gale a 

200 Hz.

Les dimensions exterieures sont aussi deflnies :

- rayon exterieur : Rext = 31.5 mm ;

- longueur exterieure : Lext = 70 mm.

Compte-tenu de 1’encombrement estime des tetes de bobines, cecl nous am6ne 

6 une longueur active de fer : 1= 61 mm.
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Figure -2-
Caract&ristique couple-vitcsse requise

Nous savons (d'apres une premiere iteration de calcul et pour les 

entrefers possibles) que le circuit magnetique ne sera pas sature. Au 

demarrage, le moteur sera alimente en creneaux de courant. d‘amplitude In 

afln d'obtenir le couple de decollage (0.1 N.m) requis. A la vitesse 

nominate, chaque phase sera soumise a un creneau de tension pleine ondc 

donnant un courant constant et 6gal A la valeur Im pendant la periode de 

croissance de la permeance. Le couple est calcule A partir de la surface du 

cycle dans le plan flux amperes-tours. Comme V lndique la figure 3, au 

demarrage comme a 3000 tr/mn, le rempllssage est total.

Teneaux de courant 
basse vitesse

courant avec creneau de tension energie convertie 
fonctionnement nominal pendajit un cycle

Figure -3-
formes d’onde d'alimentation et cycle energetique de conversion

A partir de 1*energie convertle a chaque cycle W, le couple

electromagnetique moyen polyphase s’exprime par [3]

<T> = q.Nr (nlM) Tc - To 
2 2.7t (2)
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ou q est le nombrc de phases, dans not re cas q = 3, Pc et To sont les 

permeances dans les positions extremes de conjonction et d'opposition d’une 

paire de dents du rotor par rapport & une phase au stator.

En negligeant la circulation du champ dans le fer devant celle de 

l'entrefer, la permeance Pc peut s’exprimer analytiquement en fonction des 

dimensions donnAes a la figure 1.

lei Pc = jio. kr
% r.1 

2. e
(3)

on peut cependant facilement prendre en compte la chute de force 

magneto-motrice dans le fer en utilisant un d^coupage du circuit en 

trongons de section constante et de permeabilite connue.

kr est le coefficient de foisonnement des toles (i1 est inferieur a 1).

3s determine 1 * angle de production de couple [ 11 de chaque phase (voir 

figure 4) qui est aussi 1* angle dc variation de l’onde de permeance note 

DQp. Dans notre cas, pour avoir un couple de d£collage important quelle que 

soil la position et avec un moteur triphas6, 1"angle polaire stator ps doit 

etre superieur ou egal a 120°. On obtient alors au minimum :

3s = 0.5 (4)

En conjonction, la saturation apparaitra pour une valeur des amperes- 

tours nls tels que :

B»«tnls = po 2. e (5)

Au-delA de nls, on peut determiner V allure de la caract£rlstique 

magnetique grace 6 une connaissance de la courbe magnetique B(H).

La valeur de To, quant a elle, ne peut pas etre determinee 

analytiquement. Cependant, des calculs de champ par elements finis 

permettent de la calcuier rapldement & partlr de, seulement, deux

param£tres fondamentaux [6]. Ces deux param&tres sont le rapport de la 

hauteur de dent rotorlque hr sur la largeur interpolate rotor 
((1 - 8r) ^ r ) et le rapport de cettc memo largeur interpolate sur la 

largeur d’une dent statorique : /3s ^ r.

Le couple electromagnetique moyen peut ainsi etre exprime a partlr des 

equations (2), (3) et des resultats de calcul de Po.

Dans cettc application, les pertes Joule Pj sont largement 

pr£ponderantes, aussi elles peuvent s’exprimer a partlr du volume de cuivre 

et des amperes-tours efficaces nlcff dans chaque phase :

(6)
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ou : - p est la resistivity ties conducteur s d la temperature des

bobinages;
- ki est un coefficient (> 1) prcnant. en compte 1 * augmentation de 

la longueur due aux tetes de boblnes;

- kb est un coefficient de remplissage de l'aire bobinable

(inferieur 6 n/4 pour des conducteurs cylindriques) prenant en compte 

1*augmentation des pertes Joule dans le cas d*un enroulement bifilaire.On a 

un doublemcnt de ces pertes si les sections des deux bobines d’une meme 

phase sont identiques : kb est alors divise par 2 par rapport au cas d' un 

enroulement unifilaire.

L'aire bobinable Sb, ddfinie sur la base d* un rectangle dont les 

dimensions sont la hauteur des dents statorlques et la largeur du demi 

intervalle polaire au niveau de l'entrefer (boblnes "prefabrlcables"). 

s'exprime par :

Sb = hs (1 - #s).r (7)

Dans ces conditions, une premiere estimation de la forme du courant, une 

connaissance des pertes maximales acceptables (definies par les conditions 

de dissipation et les temperatures) nous permetlent d‘exprimer nleff en 

fonction de hImax :

(8)nlHAX = ki. nleff

avec, ici : ki 2 1.7, noire moteur etant Lripase et aliments par des quasi 

cr£neaux de courant d'un tiers de perlode (figure 2).

Les resultats de cette premiere partie nous permetlent d'effcctucr le 

rapport pertes Joule sur couple moyen, celul cl devlent ind£pendant du 

courant (moteur non sature), pour la valeur d'entrefer que nous avons 

finalement choisie (voir chapitres sulvants). La minimisation de ce rapport 

nous permet de determiner le rayon d'entrefer r. Ce calcul necessite 

cepcndant la connaissance de h= ct de l'epaisseur de culasse ec. Dans cc 

moteur non sature. on pent choisir pour ec une valeur egale ou legerement 

sup&rleure a la demi largeur d*une dent statorlque. La chute de potcntiel 

magn6tique rcste alors negligeable dans les circuits de retour du flux. 

Ainsi, dans notre cas particulier. ces deux grandeurs sont donnAes par :

(9)

(10)

Cette optimisation nous conduit & un rayon d'entrefer : t = 17 mm.

Les pertes Joule, dans notre application, se trouvent 11mltees a environ 

50 W. Ainsi l'ordre de grandeur du maximum des amperes-tours peut etre 

determine par les expressions (6,7 et 8) avec ki 2 1.7 : nlMAX 2 500 A.

6



l.e rotor, quant a lui, est esscntiellement defini par le diametre da de 

l’arbre amagnetique. la hauteur hr des dents rotoriques et 1*angle polaire 

reduit fir.

Pour reduire la permeance d’opposi t Ion, on a tout interet a cc quo la 

hauteur des dents rotoriques soit la plus elevee possible, la valour limite 

est definie par le risque de saturation de la base des dents qul conduit la 

moitie du flux :

hr < r - ec - (11)

La valeur de fir, quant a elle, est llmitee ll] par deux butees. La 

limite Inferieure est definie par l'cgalite des angles polaires statoriques 

et rotoriques :

/3rminl = fis (12)

La limite superieure est definie par la n6cessit6 d'avoir une permeance 

d'opposition suffisamment faible, ainsi :

«r - prmaxl = fis (13)

La figure 4 montre la relation entre la forme de l’onde de permeance 

T{Q) et la position relative des dents rotoriques et. statoriques. Elle met 

en evidence les angles fondamentaux pour 1'6tudo de 1'alimentation. Les 

angles clectriques correspondents aux angles mecaniques notes avec 

l'exposant "*" sont tels que :

6 = Nr. (J ° (14)

Sur la figure 4, on peut constater que :

a" = a" - P" - fi°
o r r s

Alors les angles fondamentaux de 1‘onde de permeance trapezoidale 

idealisce sont :

DOp : angle de dur6e do variation de la permeance
D0p = 2ti.3s.^ (15)
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(16)

Opo et Opc : angles de "plats" d'opposition et de conjonction 

Gpo = Nr. ^(1 - /3r ) . “ /3s.

Gpc = Nr.[@r.5? - gs 25] (17)

La figure 5 montre les caract6r1stIques 1in&arisecs flux-amperes-tours 

pour 4 valeurs d* entrefer (influence sur la courbe de conjonction : 

equations (3) et (5) ) ct pour diff^rentes valeurs de 1’angle polaire

rotor Iquo reduit /3r (influence sur Po d’ apres (6] et sur Bpo et 9pc).

Figure -5-
Influence de 1* entrefer e et de 1* angle polaire rotor fir 

sur les caracteristiques magnetiques du moteur

On peut ainsi constater que, pour le moteur non sature, le couple est 
proport ionnel a e 1 . La figure 6 montre une comparaison dcs 

caracteristiques mesurees et calculees (---- ) avcc e = 0.4 mm et fir = 0.55.

L.es mesures presentees 6 la figure 6 sont obtenues par un essai statique 

a 50 Hz et a rotor bloquc (en conjonction puis en opposition), en ce qui 

concerne les courbes flux total en fonction du courant. En conjonction la 

saturation apparait un peu plus tdl que ne le predisait le modele car nous 

avons reduit 1 * epaisseur de culasse k la base des dents afin d’accroitre la 

surface bobinable. Ce phenomdne n* est pas genant car i 1 se produit a des 

courants superieurs au courant nominal. Au sujet des relcves des formes du 

flux et du couple en fonction de la position angulalre, ils sont obtenus 

par un essai k vitesse et courant constants (7.5 A). L’onde de couple est, 

en realite, la tension induite k un facteur d’echelle pr6s (en regime non 

satur6) et l’onde de flux est obtenue par integration de la precedents.
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Dans ce cas, les differences entre la forme du couple idea 11 see et cel le 

mesuree sont essentiellement dues aux saturations locales dans les dents et 

aux effets de bord des dentures [10]. La forme de l'onde de permeance (ou 

dc flux 6 courant constant) est, quant a elle, bcaucoup plus proche du 

modele linearise. Comma on ne s' Interesse pas ici a 1'ondulat. ion du couple 

instantan&, ces ecarts ont tres peu d*Importance sur la validite des 

calculs que nous aliens mener dans les chapitres suWants.

.01S2 N.m/div

rr—• couple

2.2 mWb/div
7.5 A

4.42 aUb/div

S A/dlV

Figure -6-
Comparalson des caracteristiques calculees (linearisees) et mesurees

3- CONTRAINTES DE DIMENSIQNNEMENT IHPOSEES PAR L*ONDULEUR D' ALIMENTATION

Pour des raisons de rendement de Vensemble convertisseur machine, nous 

souhaltons recuperer, lors de la demagnetisation, l'6nergie stockee. Aussi, 

deux structures essentielles dc convertisseur peuvent permettre d’alimenter 

notre moteur [7], La figure 7 montre ces deux onduleurs, le premier 

necessite un demi pont asymetrique par phase (6 interrupteurs commandos 

dont deux 6 potentiel flottant), le second requiert seulement un 

semi-conducteur commands par phase et reference a la masse. Seulement, 11 

necessite un enroulement bifilaire qui conduit a un doublement des pertes 

Joule du moteur.

9



A

*

I v * hi

—~ >
%

demi-pont asymetique 
enrolllement unifllaire

un interrupeur par phase 
enroulement bifilaire 

Figure -7-
Onduleurs d’ al imcntat ion du rnoleur

Nous avons opte, a priori, pour la seconde solution pour des raisons de 

cout minimal de 1 * ensemble. Au chapitre 4. nous metirons en evidence le 

gain cn surface do silicium de ce type d‘alimentation.

Compte-tenu de V allure quadratique du couple resistant, e’est a la 

vitesse maximale que le couple est le plus eleve. A ce point de 

fonctionnement, les pertes Joule sont maximales et les durecs dc croissance 

et. de decroissance du courant sont les plus longues. C*est done a la 

vitesse de 3000 tr/mn et pour un couple de 0.1 N.re que nous allons 

optimiser les caract^ristiques du moteur. La forme du courant, au regime 

nominal est d^crite k la figure 8a et le schema equivalent d’une phase est 

donne a la figure 8b. Pour chaque enroulement bif ilaire, un seul des deux 

bobinages conduit simultancmcnt. Aussi, tout se passe electriquement, comme 

s' i 1 y aval t une seule bobine par phase. On ne s' lnt6resse pas lei k la 

phase de commutation proprement dite des seml-conducteurs. par consequent, 

on n* a pas pr Is en compte les inductances de fuites (molns de 1% de 

V Inductance propre) des bobinages couples. Comme le circuit magnetique 

n'atteint pas la saturation, on peut Acrlre 1* equation d’alimentation 

suivante relative k une phase :

u - R.i + Jtel.jji + (18)

ou w est la pulsation electrique d* alimentation (400.n a 3000 tr/mn). 

1(f)) est 1 ‘ inductance f one t ion de la position angulai re 8 :
1(6) = n2.‘/>(9) (19)

ou n est 1c nombre de spires de 11 enroulement. de la phase, nombre qu* i 1 

faudra determiner sachant que la tension d'alimentation vaut : U = 12 V.
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Le terme Iw.-r-— = e est appe!6 force 61ectromotrice de la machine.QO

-------X

Figure -8a-
Forme d'onde du courant au regime nominal

Figure -8b-
Sch6ma equivalent d’une phase

La resistance du bobinage peut s’exprimer en fonctIon du nombre de 

spires au carre. En effet. comme nous l’avons vu au chapitre precedent, les 

pertes Joule (6) peuvent s' exprimer en fonction de l’aire boblnable Sb (7). 

II y a n/2 conducteurs par encoche (2 dents par phases) multiplies par 2 

(enroulement blfilaire). La section de chaque fil de 1'enroulement s’6crlt 

kb. SbSfil = (20)

La resistance d'une bobine est alors :

R =p SfTT n
avec : lb = 2.ki.1, la longueur moyenne d'une spire (k) : voir (6)). 

Ainsi, avec (20) el (21). on peut exprimer R :

(21)

R = 1,2 - [p*kTs5 ] = "2 rb (22)

on appellera rb la resistance specif ique car el le ne depend que des 

dimensions du circuit magnet ique. lei, a 150°C, rb = 200 pfi.

L’equation (18) d* alimentation peut maintenant s’ecrire (avec les

amperes-tours ni) :

u n. |rb.ni > p(e) dni
dt ni .io. d?>(G)

do (23)

Pour obtenir une onde de courant a maximum plat sans d<6coupage, c1est a 

dire avec une alimentation en pleine onde de tension (figure 8a), en 0i 

(angle pour lequel la f.e.m. devient non nolle et constante car la derivee 

de !P(6) est constante), les amperes-tours do1vent avoir attaint une valeur
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nlM telle que :

u , , dP(e)- = rb.nlH + w.nlM.— n d6

avec dP(O)
de

Pc - P, 
D6p

icl : D0P = 271

(24)

(25)

(26)

En ndglIgeant, en premiere approximation, la chute de tension dans 1' 

intorrupteur commande (ou en V incluant dans rb). on peut exprimer le 

nombre de spires necessaires a partir de (24), (25) et (26) et en 

remplagant w par zrt.f (f la frequence clectrlque : 200 Hz A 3000 tr/mn) :

Un = (27)
nlM. 13. f. (Pc -Po) + rb]

Pour atteindre la valeur souhaitee nlH des amperes-tours, 11 est

necessalre que le courant ait pu croitre pendant 1’angle du "plat"

d* opposition Gpo. Pendant cette phase la f.e.m. est. nulle. ainsi.

1'Aquation (24) conduit a la condition :
Po

0po £ 2n f rrTwr^r^nrri (28)

Quand A la phase de coupure du courant, en principe el le doit etre 

effect.ude pendant le "plat" de conjonct ion. Toutefols, si el le se prolongs 

au delA, la pertes d’effort moyen (couple negatif pendant la decroissance 

de P(0))reste negllgeable [8]. Aussi, la contraintc (28) de montee de ni a 

nlh est-elle largement preponddrante devant celle de decroissance.

La permeance d’opposition Po est elle-meme fonction de 0po. En prenant 

en compte cette fonction, 1 ’ expression (28) conduit a : 0po & 26° et 

d’apres (16), on arrive a : /3r s 0.59. Comme, en realite, P(0) n* est pas 

constante pendant Gpo. la durde de la croissance des ni est sensiblement 

augmentee. Afin de compenser ce phenomena, nous avons pris : ftr = 0 55, 

alors : Gpo = 42° et Po = 0.2 pH.

4- PERTES JOULE ET PERTES DANS LES SEMI-CONDUCTEURS DE PUISSANCE

Les conditions de ref roidlssement nous imposent des pertes Joule 

maximales Pjmax = 50 W, cette valeur sera notre contrainte essentielle. II 

est necessalre de calculer la valeur nlerr des ampAres-tours. Si tr et tf 

sont respectlvement les temps de montee et de descente des ampdres-tours 

d’amplitude nlM, on peut approximer les exponenticlles de croissance et do 

decroissance A leurs tangentes a V origine car :
= 6.104 A >> nlM = 500 A, alors : 

rb

tr = nlM

tr = nlM

(29)

(30)
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Solent nip et nin les amperes-tours traversant les enroulements dc 

magnetisation et de demagnetisation, leurs valeurs efficaces valent :

(31)nlpcfr = nlMy^(i+^^)

nlneff = (32)

Les pertes Joule sont calculees par :

Pj ;.rb. [ 2 2
(nlpeff )"♦ (nlneff) (33)

Avec q = 3 et en regroupant les expressions (27) et (29) 6 (32), on

obtlent :

Pj
= (nlK)2.r„.[ 1 * f-3.f.(£c - P°o) + rb

Solt le paramdtre kP Inverscmcnt proportionnel 6 

1’entrefer : 

kP Pc

(34)

la valeur dc

(35)

En utilisant 1'expression (2) du couple moyen et (34), le couple maximal 

convertible, compte tenu de la limite de pertes Joule, s* exprime :

-i-l
Tmax = — To (kP - 1).|1 +4n rb ■[' kP + i

3. (kP - 1) + 7
rb (36)

Po.f
rbAvec la valeur de To obtenue par la condition (28), le rapport -y—f est 

egal a 5. Selon les valeurs de 1* entref er et pour des pertes Joule 

constantes, le tableau I donne les rSsultats de calcul. La valeur du nombre 

de spires est d^terminee a partir de (27).

e (mm) 0.3 0.4 0.5 0.6

Pc (pH) 1.02 0.78 0.63 0.53

kP 5.1 3.9 3.15 2.65

Tmax (N. m) 0.144 0. 1 0.075 0.057

nIm (A) 410 406 408 406
1 n (spires)

42 54 64 74

Influence de 1‘entrefer a pertes Joule constantes (50 U)

Tableau I

II apparait que, pour obtenir lc point de fonctionnement nominal, avec 

au maximum 50 W de pertes Joule, un entrefer inf6rieur ou egal a 0.4 mm est 

necessaire dans 1’encombrement impost par le cabler des charges. La valeur 

e - 0.4 mm a 6te retenue pour la realisation du prototype.
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Prat 1qucmcnt, lc couple nominal doit etre obtenu pour une tension 

d'alimentation mlnlmale de 10 V. De plus, une prise en compte de la 

resistance a l’6tat passant des semi-conducteurs de puissance nous conduit 

a choisir un nombre de spires plus faible que celui indlqu£ au tableau I : 

n = 40 spires par phase.

Compte-tenu de la basse tension d'alimentation, les semi-conducteurs

commandes les mieux adaptes (plus grande densite de courant et facility

de commande) sont les transistors M.O.S. [91. Dans cette application. 11

n'y a que des pertes de conduction (pas de decoupage haute frequence). Pour

les MOS, les pertes Phos se calculent a partir de leur resistance a l’etat

passant (6 la temperature de jonctlon de fonctionnement) rds0N- Alors les

pertes dans chaque MOS s'expriment par (nlpcff sont donnes par (311) :
2

Phos = r
dsON

( nlpcff) (37

Les MOS utilises sont des IRF2 44, a chaud leur resistance vaut

rd = 0N = 50 mfi'
Les diodes de demagnetisation. quant a elles, sont des diodes

bipolaires, leurs pertes de conduction Pd peuvent. se calculer par :
2

Fd = V ,<2i2> + r
r n f [ n )

ou Vp et r^ sont les caract&ristiques du mode 1e de conduction linearise des

diodes (specif iees par lc fabricant) et ^st la va leur moyenne du

courant in de demagnetisation.

e
(mm)

Pj
(W)

nlM
(A)

1m
(A)

Ipcf f
(A)

I n c r f
(A)

<in>
(A)

Pmos
(W)

P«i
(W)

T)
bif. 7) bnlf.

0.3 35 340 8.9 5.3 2.8 0.88 1.4 0.82 43 50.5

0.4 50 406 10.?. 6.2 3. 1 0.95 1.9 0.95 34.9 42.7

0.5 67 470 11.2 6.8 3.4 1 2.3 1 29 37. 1

0.6 88 540 12.9 7.8 3.85 1.13 3 1.2 23.8 31 .2

Influence de l'entrefer sur les pertes Joule totales du moteur 
et sur les pertes de conduction dans un MOS et dans une diode 

Comparaison des rendements dans les cas d'enroulements bifilaire, unifilaire

Tableau II

Le tableau II donne 1’influence de la valeur de l'entrefer sur les 

pertes Joule dans le moteur (cas de Venroulement bifilaire), les pertes de 

conduction d'un transistor MOS et d'une diode (type BYT 98-50 : = 0.66 V
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et rf. = 0.03 £2) et sur le rcndement de 1' ensemble. Ce calcul est effectue 

pour un couple moycn de 0.1 N.m sous 12 V. Les nombrcs de spires ont 

calcules pour un fonctionnement possible k U = 10 V (n = 40 sp. pour 

e = 0.4 mm).

Le rcndement est donne aussi dans le cas d' un enrou lenient uni f Hal re du 

moteur et d’un doublement du nombre des seml-conducteurs.

A volume de cuivre constant, 1‘enroulement blfilalre conduit a un 

doublement des pertes Joule. On peut de la meme fagon, pour 1'onduleur. 

raisonner a surface de silicium constante ou k pertes de conduction 

constants. En technologic basso tension (< 60 V), la densite de courant a 

chute de tension constante est sensiblement la meme pour 60 V ou 30 V.

Avec une alimentation par demi-pont asymetriques. i 1 faut doubler le 

nombre de MOS, si V on conserve les memes composants que dans le montage 

precedent, on double les pertes de conduction et la surface de silicium. 

Ainsi, a surface totale de silicium constante, chaque interrupteur a une 

resistance deux fols plus elevee, alors le montage avec enroulements 

unlfilaires conduit a quadrupler les pertes de conduction.

II faut preciser cependant qu’une modification des pertes, qu* elles 

solent dans les bobinages ou dans le silicium, conduit a une modification 

des moyens de dissipation thermique a temperature maximalc donnee, cllc 

entraine ainsi des consequences importances sur la conception de 

1’ensemble. D’ autre part, dans ces comparisons, nous n’avons pas analyse 

I*influence de la modification des chutes de tension resistives qui conduit 

a un changement du nombre de spires et done du courant dans les 

seml-conducteurs. Ce phenom6rie est en rdali16 ncgligcablc et les 

conclusions enoncees ci-dessus restent valables.

Le tableau IT donnait une comparaison des rendements dans 1‘hypothese 

d1 un doublement de la surface de silicium. Dans notre cas ou 1‘entrefer 

vaut 0.4 mm, a meme surface dc silicium, les rendements aura lent ete 

sensiblement identiques que les enroulements soient unif1 laires ou 

biflaires. II faut cependant remarquer que les pertes dans le moteur 

seraient r6duites aux depens de celles dans le silicium.

Afin de valider cette etude theorique, nous presentons, a la figure 9 

(osc ill ogr ammes) et dans le tableau III (comparison quantitative), une 

comparison des predeterminations et des resultats de mesures au voisinage
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du point de fonctlonnement nominal (0.11 N.m a 3000 Lr/nui sous 12 V). Les 

valours predetermines sont celles du tableau II corrigees (par rapport a

0.1 N.m). Une resistance Rsense de mcsure du courant se trouve dans le 

montage d’essai, nous avons done compte ses pertes dans ce tableau.

Figure -9-
osclllogrammes des courants ip et in au point de fonctlonnement nominal

predictions mesures
courant maximal 10.7 A 11.5 A

courant M0S 6.5 Arms 6.1 Arms

courant diode 3.2 Arms 2.6 Arms

pertes Joule, 50 W

pertes de conduction 
semi-conducteurs

9 W

pertes dans Rsense 4.4 W

puissance absorbee 103 W 102 W

Comparaison a 0.11 N.m et 3000 tr/mn

Tableau III

On peut remarquer que pour obtenir le couple nominal, un courant cretc 

sensiblement plus important est n6cessaire, cecl est dQ essentiellement a 

la forme leelle de l'ondede permeance. Le bilan energ£tique nous montre que 

les pertes fer sont bien negligeables. Quantitativement les puissances 

calculees correspondent bien aux mcsurcs.
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5- CONCLUSION

Grace a un modele electromagnetique analytique Lres simple mais precis 

parametre par les dimensions geometriques du moteur, nous avons pu 

effectuer une optimisation de la valeur de l'entrefer pour une contrainte 

de pertes Joule dans le moteur. Nous avons neglige les pertes fer ce qui 

s'est justifie car l'erreur s'est rev61ee faible. Cependant, 1'utilisation 

de Idles bon marchd (nous avons utilise lei des tole fer-sillcium de 0.4 mm 

d'dpaisseur) neeessitera la prise en compte de ces pertes.

Nous avons mis en evidence 1*importance du silicium (scmi-conducteurs dc 

puissance) eu egard a celle du cuivre et du fer (moteur) dans le 

dimensionnement de 1‘ensemble convertisseur-machine et ainsi justifie le 

choix de 1'alimentation par un interruptcur par phase et enroulements 

bifilaires. L’optimisation de cout est cependant loin d'etre terminee. il 

reste a prendre en consideration les problemes de fabrication et les couts 

matiere si la production s'effectue en grande s6ric.
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2- OPTIMISATION DE L’ALIMENTATION

Au LESiR, ces travaux ont ete entrepris au debut des annees 1980 avec les etudes de 
C. Glaize. Ils concernaient tous les types de machines a reluctance variable a phases 
magnetiquement independantes comme les machines etudiees et construites a Orsay a cette 
epoque ; ces travaux etaient aussi applicables aux MRVDS dans lesquelles ces couplages ont 
un effet secondaire. L'etude de C. Glaize [1] a consiste a maximiser le couple 
electromagnetique moyen, soit a courant crete minimal, soit a pertes Joule minimales. 
Parallelement, etaient etudiees par elements finis les optimisations de geometrie de denture 
qui permettaient la maximisation du meme couple moyen [2 a 8]. Les principaux resultats de 
l'etude publiee dans [1] montrent que, pour obtenir le couple moyen le plus el eve possible 
avec un courant d'amplitude minimale, la meilleure forme d'onde est un creneau de courant 
uni directi onnel debutant a l'opposition et s'achevant en conjonction. La forme optimale en 
creneau de courant reste valable quelles que soient les caracteristiques electromagnetiques de 
la machine (forme d'onde de permeance ou saturation). Meme si certains semi-conducteurs 
sont dimensionnes pour leur courant crete, ce critere d'optimisation est insuffisant surtout pour 
la machine. Aux faibles et moyennes frequences, les pertes Joule sont generalement 
preponderates et leur minimisation est un objectif majeur. Aussi, la maximisation du rapport 
couple sur pertes Joule (carre du courant efficace) est-elle fondamentale. Cette fois, 
l'optimisation permet de montrer que la forme d'onde ideale de courant en regime lineaire est 
une impulsion de Dirac centree sur le point d'inflexion de la fonction permeance, voire, si 
l'onde de permeance possede une derivee maximale constante sur une certaine plage angulaire, 
un creneau de courant present sur cette duree angulaire. En effet, en regime non sature, le 
couple electromagnetique instantane est proportionnel a la derivee de la permeance (par 
rapport a la position angulaire) et au carre du courant ; on peut ainsi mieux comprendre 
pourquoi les formes optimales d'onde de courant ont une valeur efficace minimale a couple 
moyen donne. En regime sature, les formes optimales du courant ressemblent plus a des 
tronqons de sinusoide qu'a des impulsions. Cependant, toutes les ondes de courant permettant 
de maximiser le couple moyen necessitent des tensions tres elevees voire infinies pour assurer 
les commutations rapides exigees. Cette exigence est inacceptable avec les interrupteurs 
statiques a semi-conducteurs dont la surface utile de silicium croit avec leur tenue en tension 
maximale.

A cette epoque, les transistors et les thyristors GTO n'avaient pas atteint la maturite 
qu'ils ont aujourd'hui, aussi cherchait-on a tirer le meilleur profit des thyristors. Un 
convertisseur original a thyristors [9] avait ete mis au point pour injecter des quasi-creneaux 
de courant dans les machines a reluctance d'Orsay. On avait aussi utilise et etudie [10] un 
cl as si que commutateur de courant "a diodes d'isolement" pour l'alimentation d'une machine 
polydiscoide triphasee de 200 kW. Ces convertisseurs fournissaient des alimentations quasi- 
ideales pour les machines mais etaient tres surdimensionnes en tension, ce qui avait contribue 
a la mauvaise reputation des MRV quant a leurs besoins en silicium. Rappelons que les 
quelques machines synchrones a reluctance existantes, alimentees en tension et courant 
alternatifs sinusoi'daux, avaient un mauvais facteur de puissance, inconvenient semblable a 
celui des MRV alimentees par convertisseur statique.

Mon sujet de these, propose en 1983 par C. Glaize, fut ainsi la recherche de formes 
d'onde de courant minimisant cette fois le produit tension maximale par courant maximal ou 
efficace, c'est-a-dire les "facteurs de dimensionnement" du convertisseur statique. Ce travail 
est decrit dans Particle [R1] reproduit dans le chapitre 2.1. Precisons que la conclusion 
fondamentale de cette recherche est que pour convertir le maximum de puissance d'une 
machine a reluctance variable a phases magnetiquement independantes, il est necessaire de
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l'alimenter en creneaux de tension a la puissance maximale, ce qui conduit a des formes de 
courant tout a fait particulieres, d'autant plus que ces creneaux de tension induisent une 
croissance du courant avec un angle d'avance important (de l'ordre de 100° electriques) par 
rapport a la position d'opposition. Dans ces conditions, la puissance apparente du 
convertisseur peut etre tout a fait acceptable, c'est-a-dire comparable ou meme inferieure a 
celle des onduleurs des machines classiques. Il faut cependant que la variation relative de 
permeance entre opposition et conjonction soit elevee ou encore que le rapport des 
inductances directe sur transverse soit maximal. Ceci peut etre obtenu aisement sur les MRV a 
double saillance qui peuvent ainsi avoir un onduleur economique. En revanche, les MRV a 
grand nombre de poles, ou de dents, ont un rapport de saillance moins el eve car l'entrefer 
mecanique n'est pas assez faible par rapport au pas dentaire, leur convertisseur se trouve alors 
surdimensionne. Dans [R1], le facteur de dimensionnement optimal que l'on peut obtenir est 
donne en fonction de la variation relative de permeance et pour plusieurs formes d'onde de 
permeance. Enfin, la saturation magnetique a un effet favorable sur la puissance apparente de 
l'onduleur et permet une reduction sensible des contraintes sur les semi-conducteurs.

En conclusion, particulierement aux vitesses elevees, il ne faut pas chercher a injecter 
des formes de courant en creneaux et, comme dans un moteur a explosion, il faut avancer 
l'angle d'allumage ! L'analogie entre les deux moteurs est d'ailleurs assez forte. En outre, on 
peut regler le couple et la puissance sur une assez large plage simplement en ajustant les 
angles d'avance (note y) et de magnetisation (note 0p) correspondant a l'application d'une 
tension positive, ce qui permet d'eviter la classique modulation de largeur d'impulsion. Le prix 
a payer dans ce mode de commande est un couple pulsatoire eleve.

Au chapitre 2.2, les possibilites des alimentations en creneaux de tension ont ete 
explorees (these de S. Hassine). En particulier, une recherche de l'optimisation des angles de 
commande pour differents criteres a ete menee. L'influence des caracteristiques 
electromagnetiques de la machine (liees d'ailleurs aux parametres geometriques des MRVDS) 
a ete analysee et prise en compte.

Au chapitre 2.3, dans le cadre de la these de J.Y. Le Chenadec, une etude a ete menee 
pour, d'une part, rechercher les formes d'onde optimales permettant d'obtenir un couple 
instantane constant, donc sans ondulation et, pour d'autre part, connaitre les limites de 
fonctionnement a faible ondulation de couple des machines a reluctance variable a phases non 
couplees. Les travaux decrits dans les chapitres 2.2 et 2.3 ont ete effectues avec le soutien 
d'EDF dans le cadre du contrat CTR 1.

Nous avons vu, dans le chapitre 1.3, que les structures d'onduleur pour MRVDS 
etaient tres diverses. En outre, un grand nombre de possibilites de modes d'alimentation est 
possible pour satisfaire a diverses exigences comme le cout, le rendement, l'ondulation du 
couple, la pollution electromagnetique... C'est justement cette derniere contrainte qui nous a 
conduits a etudier et mettre au point un nouveau mode d'alimentation pour machine a 
reluctance variable, dans le cadre du DEA et de la these de P. Laurent. C'est l'objet du chapitre 
2.4.

Avant de decrire les travaux effectues sur les alimentations des MRV, rappelons que 
ces machines sont reversibles au meme titre que les autres machines electromagnetiques, a 
condition de les magnetiser comme on doit le faire pour les machines asynchrones. Dans 
toutes les etudes que nous avons menees, nous n'avons considere que le fonctionnement 
moteur sachant qu'il existe des relations de symetrie entre les modes moteur et generateur, 
ceci moyennant quelques conditions. Les caracteristiques electromagnetiques d'une machine a 
reluctance variable a phases magnetiquement independantes sont decrites, pour chaque phase, 
par le reseau 0 (i, 0). Si la geometrie de la machine, en particulier sa denture, est symetrique la
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forme de l'onde de permeance est symetrique (fonction paire) par rapport a la position 
d'opposition ou a celle de conjonction. Ainsi, a courant donne, si les phenomenes d'hysteresis 
magnetique et de pertes par courants de Foucault sont negliges, la fonction 0 (i, 0) est paire en
0. C'est-a-dire que 0 (i) a la meme valeur pour 0 et -0 ou 2n-0. La coenergie,
W'(i, 0) = Z0(i,0).di', est donc aussi une fonction paire de 0 et le couple electromagnetique, 

o
obtenu par derivation de la coenergie, est une fonction impaire en 0. Dans l'article [R1], 
reproduit ci-apres, nous avions demontre la loi de symetrie de l'alimentation en creneaux de 
tension qui consistait, a condition que le flux soit force (chutes de tension negligees dans la 
resistance de l'enroulement et dans les semi-conducteurs), en une simple regle de symetrie sur 
les angles de commande (angle d'avance y et angle de magnetisation 0p). Comme le montre la 
figure 2.1, le flux 0G impose en mode generateur est determine par symetrie par rapport a la 
position d'opposition du flux 0m en mode moteur, c'est-a-dire que 0G (0) = 0m (-0) : alors la 
tension induite respecte une loi de symetrie telle que uG (0) = -um (-0). On peut remarquer 
que i (0) = i (-0), car le flux a la meme valeur ; l'etat magnetique de la machine est donc, dans 
le cadre de nos hypotheses, le meme en mode moteur ou generateur, seul le signe de la derivee 
du flux ou du courant est inverse. Pratiquement, les diverses chutes de tension ainsi que les 
pertes magnetiques perturbent sensiblement cette loi de symetrie. En ce qui concerne les

d0chutes de tension : ue
dt

- R.i - AuK (chutes ohmiques et dans les semi-conducteurs), lors

de la magnetisation (flux croissant et tension induite positive), a tension imposee ue, la tension 
induite et le flux sont diminues alors que, pendant la demagnetisation, ils sont augmentes (en 
valeur absolue). Tandis que si la machine est alimentee en courant impose, il faut une tension 
effective plus elevee en moteur qu'en generateur pour produire le meme courant et le meme 
flux.

Symetrie entre les modes moteur et generateur sur le flux et la tension induite
Figure -2.1-
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2.1- OPTIMISATION DES FACTEURS DE DIMENSIONNEMENT DE 
L'ONDULEUR

Ce chapitre est principalement constitue de Particle [R1], synthese des travaux (these 
de troisieme cycle B. Multon) sur la minimisation de la puissance silicium des machines a 
reluctance variable a phases independantes. Une analyse des alimentations excitees est aussi 
effectuee ; elle montre les avantages d'une polarisation en courant continu, en termes 
d'amelioration du "facteur de puissance".

ARTICLE [R1]

"Optimisation du dimensionnement des alimentations des machines a reluctance variable". 
Revue de physique appliquee, N° 22, mai 1987, pp. 339 a 357.
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Resume. — Cet article constitue la suite dc travaux sur la recherche des formes optimales du courant 
d'alimcntation des machines a reluctance variable pour des critdrcs de maximisation du couple moyen (1). 
Nous recherchons maintenant les formes optimales qui minimisent le dimensionnement du con vert isseur tant 
en courant qu'en tension. Aprds un rappel des diffdrents modes d'alimcntation des machines it rdluctancc 
variable, nous ddfinissons dc nouveaux facteUrs de dimensionnement des convertisscurs prenant cn compte les 
valcurs efficaces ou maximales des courant et tension. Nous recherchons ensuitc qucllcs sont les formes d’ondc 
de tension et courant optimales qui minimisent ces facteurs dc dimensionnement. Enfin. nous dtudions les 
consequences de ces ondcs d’alimentation sur le couple instantand de la machine dvcntucllcmcnt polyphasde. 
Nous cn deduisons des ensembles alimentations-machincs interessants Cette dtude ne portc que sur des 
machines monophasdes ou « multimonophasdcs », c’est-A-dirc sans couplagc magndtique entre phase. Lc 
modclc prend en compte la saturation magnetique ct les harmoniques de I’ondc spatialc dc permeance.
Abstract. — This paper follows up the research work conducted on the optimal forms of feeding current in 
reluctance machine to maximize the mean torque. We now propose to determine the optimal waves 
minimizing the convector size both in current and voltage. After recording the various feeding modes of 
reluctance machine, xve define new size-power ratios (S.P.R.) which take into account RMS and peak values of 
current and voltage. We then determine the optimal waves of current and voltage which minimize these ratios. 
Finally, wc study the consequences of these waves on the instantaneous torque. We deduce the notable supply 
and machine couples. This study deals only with one phase or multistack (without magnetic coupling between 
the phases) machines. Hie model considers the magnetic saturation and the harmonics of the spatial waves of 
permeance.

1. Introduction.

Les machines A reluctance variable prdsentent intrin- 
sequement des avantages indeniablcs tcls que de 
forts couples massiques, une grande robustesse du 
rotor, qui les destinent aux applications fort couplc- 
bassc vitessc (traction, robotique en prise dircctc) 
ou forte puissance-grande vitessc [2].

La structure polyentrefer leur perraet d’atteindre 
des performances couple et puissance massiques trds 
intdressantes a condition de leur adjoindre un 
convertisseur d’alimcntation a frequences dlevdes 
(jusqu’a quelques kHz).

Bn gdneral, il est a prdvoir un fort surdimensionne- 
ment des convertisscurs pour l’alimentation de 
machines A rdluctancc variable. On emploie souvent 
1’expression de «mauvais factcur de puissance » 
pour le qualifier. Pour pallicr A cc grave inconve
nient, surtout dans le cas des machines de forte

puissance, nous avons mcne des travaux d’optimisa- 
tion des formes du courant d’alimentation au 
L..E.SI.R. (E.N.S. dc Cachan) conjointement avec 
le Laboratoire d’Elcctrotechnique des Universites 
Paris VI et XI oil sont con?us ct dtudids des prototy
pes de machines a reluctance variable polydiscoides. 
Unc premidre recherche dc formes optimales du 
courant d'alimcntation a did effectude sur des critd- 
rcs de maximisation des rapports couple moyen sur 
courant efficace (pertes Joule) et couple moyen sur 
courant maximal |1J. Les formes obtenues, si elles 
permettaient une optimisation dc la machine, ne 
conduisaient malheureusement pas a un dimension
nement minimal du convertisseur. C’est donc une 
nouvclle optimisation que nous allons cffcctuer en 
considdrant l’aspcct dimensionnement des convertis- 
seurs alimentant soit des machines monophasdes, 
soit des machines polyphasees par dldments (multi- 
monophasdes ou multistack).
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Ces demidrcs ne possedent pas de couplage 
magndtique entre phases, leur dtude peut done etre 
deduite dc cclle des machines monophasees. le 
couple resultant dtant calculd par sommation des 
couples instantanes produit par chaque element.

2. Modele de la machine. Alimentations et facteurs 
de dimensionnement.

2.1 Principe et module de la machine a reluc
tance variable. — Dans cette etude generate, 
nous ne prenons pas en compte les pertes Joule 
(elles sont, en gdndral, faibles dans ces machines 
d’assez forte puissance). D’autre part, on s’intdresse 
A la maximisation dc la puissance electrique conver- 
tic qui comprend la puissance mdeanique correspon- 
dant au couple eiectromagndtiquc mais aussi les 
pertes fer. Si les matdriaux magn^tiques sont conve- 
nablement choisis en function des frequences utili
ses. celles-ci peuvent dtre faibles. Nous pouvons 
ainsi repr6senter le fonctionnement complct de la 
machine par la scule fonction permeance de l’cspacc 
(formes des motifs magnetiques, dents.ou plots) et 
des amperes-tours (prise en comptc de la saturation). 
La permeance est notee z(0, /), elle est definie 
comme le rapport du flux aux amperes-tours. 0 est 
Tangle electrique et:

o=P.em (2-1)

oil p est le nombre dc motifs magnetiques identiques 
du rotor et 0mest Tangle mdeanique. Les amperes- 
tours sont notds j et valent:

j = n.i (2.2)

oil i est le courant d’alimentation et n le nombre de 
spires du bobinage.

La figure 2.1 represente une structure elementaire 
monophase A entrefer axial. Sur une periode dlectn- 
que. deux positions du rotor sont remarquables :

-W.
Fig. 2.1. Structure elementaire d une machine A reluc
tance variable.

(Elementary structure of a reluctance machine (R.M.).J

N* 5

celle d'opposition ou la permeance est minimale ct 
cello dc conjonction oil elle est maximale.

Une machine A reluctance variable quelconquc 
peut ainsi dtre reprdsentdc dlectromagndtiquement 
par le rdseau de courbes <p(j) paramdtrd en 9 
(Fig. 2.2) oil fcst le flux par spire. On montre alors 
que le couple instantane a pour expression [3]:

c aWcmO. 0) 
89 (2-3)

cn ddfinissant la codnergie par 

Fig. 2.2).

d/' (voir

Fig. 2.2. — Roseau dc caractdristiqucs reprdsentant clcc- 
tromagnetiquement la machine

(Electromagnetic model of the machine.)

L’energie w convertie par cycle est alors egale a 
Taire du cycle parcouru dans le plan <p(j):

<\>z(j,d).j.dj . (2.4)

Le couple moyen <c) est donnd par Texpression :

<c> = pw/2 77 (2.5)

car la conservation dc Tdncrgic est reprdsentdc par 
Tegalitd :

<c> . H =■ f. iv . (2.6)

En rdgime non saturd, la relation entre flux et 
ampdres-tours est lindaire :

<P - z ( 9 ). j (2.7)

Le couple instantane c s’exprime alors simplement 
par les deux expressions suivantes dquivalentes :

ou

-4^

-4^

(28)

(2.9)
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ou :R - z~1 est la reluctance. L’cxpression (2.8) est 
applicable dircctement loisque la machine est ali- 
mentde cn courant alors que I’expression (2.9) 
simplifie le calcul dans le cas d’une alimentation A 
flux force ou en tension.

On remarque que lc signe du courant ou du flux 
est sans influence sur le signe du couple mais que cc 
dernier ne depend que du signe de la variation de la 
permeance par rapport a 6. Hour avoir un fonction- 
nement moteur (ou gdndratrice), il suffira « d'injec- 
ter plus de courant >» lorsque la permeance est 
croissante (ou decroissante) que lorsquelle est 
ddcroissante (ou croissante). Nous nous restrein- 
drons ici a letude du fonctionnement moteursachant 
que le fonctionnement generatrice en decoule (car la 
fonction z(0) est paire par symetrie des motifs 
magnetiques).

A partir de ces equations en regime lineaire. nous 
aliens rappelcr quels sont les principaux modes 
d'alimentations possibles et la terminologie corres- 
pondante.

2.2 Modes d’alimentation.

2.2.1 Machine non excitie. — La machine nc 
comporte qu’un seul bobinage par phase et il produit 
tous les amperes-tours. Le signe du couple dtant 
independant du signe de ces demiers. deux types 
d'alimcntation sont possibles pour le memo couple 
instantand produit. En effet, supposons que I on 
alimentc la machine en lui imposant periodiquement 
un courant positif (en traits pleins sur Fig. 2.3). On 
peut obtenir un couple raoycn non nul. Le courant 
est unidirectionncl et sa pdriode est identique A ccllc 
de l'onde de permeance.

<c>-

Fig. 2.3. — Alimentation en regime non excite cn courant 
unidirectionncl ou bidirectionnel.

[Unidirectional or bidirectional current supply in unexcited 
mode.)

Maintenant. changeons lc signe de ce courant 
initial une pdriode sur deux (en trait interrompu sur 
Fig. 2.3). Lc couple instantane n’est pas modify, 
mais cette fois le courant est bidirectionnel A valeur 
moyenne nullc et sa periode correspond a deux 
periodcs de la fonction pcrmdancc. Ces deux types 
d alimentation sont utilises [4, 5).

2.2.2 Machine excilee. — Ici. sur chaquc phase de la 
machine sont utilises deux bobinages distincts suppo
ses parfaitement couples. Les ampdres-tours produits 
par chacun d’eux s'ajoutent algdbriquement. L*un 
d eux, dit bobinage d’excitation. produit des ampe
res-tours constants. L’autre. dit bobinage d'alimcnta
tion. produit des amperes-tours variables a la fre
quence de variation de la pcrmdancc. Ces demiers 
peuvent etre soil bidircctionncls a valeur moyenne 
nulle (mode d’excitation 1). I Is permettent une 
excursion autour de ceux d'excitatkm. Ils peuvent 
aussi ctrc unidirectionnels (mode 2), ils nc font alors 
qu’accroitre la valeur des amperes-tours d'excitation 
(Fig. 2.4).

Les amperes-tours continus sont en general pro
duits a moindre cout. C’est la l'interet majeur de la 
machine excitde.

2.2.3 Calcul du couple moyen suivanl les modes 
d'alimentation. — Nous allons montrer qu’il existc 
deux frequences du courant d’alimcntation qui per
mettent d’obtcnir un couple moyen non nul. Ceci 
constituc unc explication thdorique simplifide des 
modes d'alimcntation precedemment deer its.

Les hypotheses de calculs sont le fonctionnement 
en regime lineaire ct la limitation aux fondamentaux

Fig. 2.4. — Alimentation cn regime excite (modes 1 ou 2). 
(Supply in excited mode (1 or 2).)
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des ampdres-tours ct de 1'onde spaiiale de per
meance.

Soient les amperes-tours j et I'onde de permeance

j = A + Am sin {ke + p)

z - ZQ - Zj cos 0 avec Z j < Z0.

Le couple instantane (expression (2.8)) vaut alors :

c = ^ Z,|/,?sin 6 + /0/aM cos ((A: - 1) 0 + (3 cos ((k + 1) 0 + (i ) +
j2 j2 jl

+ sin 0 + sin ((2 k - 1) 6 + 2 /3 ) - sin ((2 k + 1) 6 + 2 0 ) (2.10)

Lc couple moyen est non nul dans deux cas :
* k - + 1 (amperes-tours k la me me frequence 

quc l'ondc de pcrmdance)
<c> - (/>/2)z,y0ylMcosy . (2.ii)

Cc cas correspond soil au regime excity dans 
lequel /„ represente (excitation du mode 1 

(Fig. 2.4), soil au regime non excity cn courant 
unidirectionncl, y0 reprisente alors simplement la 
valeur moyenne des ampdres-tours. Dans ces condi
tions. la machine ne peut done fournir un couple que 
si la valeur moyenne des amperes-tours est non 
nulle. Le couple moyen est maximal pour (5 = tt/2. 
Ce couple est dit « couple hybrids » dans les machi
nes excities par courants ou par aimants [6].

* k = 1/2 (amperes-tours ayant une periode dou
ble de cellc de la permdance)

<c> = (P/8) Z, yfM . sin 2 /3 . (2.12)

Ceci correspond au regime non excite avec alimen
tation en courant bidirectionnel. Le couple moyen 
est indipendant de y„ que Lon a intdret h annuler 
pour minitniscr lc couple pulsatoire ainsi quc les 
pyertes Joule.

Cc couple proportionnel au carry du courant est 
dit * couple de reluctance pure ».

On remarque quc, dans les deux cas, le couple est 
proportionnel k la variation absolue de la per
meance. Unc dtude generate prenant en compte les 
harmoniques dventuels des amperes-tours et de 
I’onde de permeance a montrd la complexity des 
interactions et l’intirdt des harmoniques de courant 
meme lorsquc I'onde spatiale de permeance est 
sinusoi'dale [7J.

2.3 DEFINITIONS DF.S EACTEURS DE DIMENSIONNE- 
MENT. — Pour obtenir la variation dc leur caracteris- 
tique mdcanique exteme c(/2), il est necessaire 
d'alimentcr les machines avec des convcrtisseurs 
statiques. Aussi cst-il important dc sc soucier dc leur 
dimensionnement. cclui-ci influant sur lc cout, le 
volume, la masse et mdme lc rendement dc I’ensem- 
ble.

2.3.1 Definition en regime non excitd. En fonction 
dc sa charge, la machine demande a son convertis-

scur une certaine puissance electriquc transmise par 
des ondes de Tension et de courant non nccessaire- 
ment continues ou sinusoidalcs. Leurs valours maxi- 
males ct cfficaccs sunt des coniraimes pour les 
composants scmi-conducteurs. On peut parler de 
puissance de dimensionnement du converlisseur en 
volts-amperes (V.A) ou « puissance silicium », celle- 
ci est toujours supdrieure ou egale k la puissance 
active converlie electriquement. L’iddal correspond 
k legality.

En electrotcchnique, on utilise classiquement lc 
facteur de dimensionnement 5 defini par :

6 = S/P (2.13)

ou P ct S sont rcspcctivement les puissances active ct 
apparcntc. II vaut 1 /cos v en courant et tension 
sinusoidaux, <p est alors le ddphasage entre eux. (On 
parle aussi dc facteur de puissance /p = \/f> done

Les convcrtisseurs de puissance travaillent le plus 
souvent cn courant et tension non sinusoidaux. Par 
cons6quent le pr6cddcnt facteur de dimensionne
ment ne peut dtre valablement utilisd. 11 a done fallu 
introduire deux nouveau.x rapports dyfinis par analo
gic avec /> [8] : ce sont les coefficients 8'ct 8" dyfinis 
par :

6' = ^M./Cff/P (2.14)
&” = UM.IM/P (2.15)

ou (/M est la tension maximale aux homes d une 
phase dc la machine et /rfr. /M sont rcspcctivement 
les courants efficace et maximal traversant cettc 
phase. Ces rapports sont applicables k tout type 
d’alimentation. En particulier, en regime sinusoidal, 
ces coefficients s’expriment simplement cn fonction 
du « cos <f>» par :

5' = V 2/cos <p et 5 " = 2 /cos <p .

Tous les semi-conductcurs doivent dire dimension- 
nes pour la tension maximale qu’ils supportent. En 
revanche, lc choix du calibre courant ddpend du 
semi-conductcuT et de son utilisation. Aussi, le 
facteur de dimensionnement S' s’utiliscra-t-il pour 
dimensionner les convcrtisseurs k thyristors et/ou k 
diodes fonctionnant cn commutation assistdc car ces
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composants ne possddent pas d'effet de saturation ct 
ont de plus unc inertic thermique suffisante. Lc 
facteur 6" s’appliquera au dimcnsionncment dcs 
convertisseurs A commutation forcee oil le « pouvoir 
dc coupure » est limitc soil par le composant (transis
tor, thyristor G.T.O.) soit par les circuits auxiliaires 
de blocage.

On remarquera que ces composants ne prcnncnt 
pas en compte les structures dc convertisseurs. I Is 
sont tout a fait gdndraux ct sc calculent A partir des 
equations de la machine alimentdc en tension ou en 
courant. Pour la comparison de diffdrentes structu
res ct en vue d’effectuer un choix, nous mtroduisons 
la notion de facteur de dimcnsionncment global
6g°-

Nous prenons alors en compte le nombre d’intcr- 
rupteurs commandos qui depend de la structure de 
convertisseur (le passage d un courant bidirectionncl 
peut necessiter deux fois plus d’interruptcurs qu'un 
courant unidircctionnel) et du couplage dlectrique 
(dtoile ou polygonal) eventuel des phases dc la 
machine. Toutcfois. pour cffcctuer ('optimisation 
gdndralc, nous n'ctudicrons que les facteurs *de 
dirnensionnement dldmentaircs 8' et 6". Nous ne 
prdsenierons, essentiellcmcnt. que les rdsultats 
concernant 6". prenant en compte le fait que la 
quasi-totalite des machines a reluctance variable doit 
fonctionner en commutation forede pour une utilisa
tion au maximum de leurs possibilitds. Nous montre- 
rons sur un cxemple comment s’effectue le calcul des 
S,f,> (Annexe 1).
2.3.2 Definitions en rtgirne excitf. — Le regime 
excite defini au § 2.2.2 ndccssitc la creation d’ampd- 
res-tours continus soit par des aimants permanents 
soit par un bobinage d’excitation. Dans ce dernier 
cas. il faut lui foumir ses pertes Joule. Cette 
excitation peut done avoir des couts d’exploitation et 
d’dquipement inferieurs a ceux du ou dcs bobinages 
d’alimentation. Nous aliens prendre en compte ce 
coin dans I’expression dcs facteurs de dimensionne- 
ment en regime excite, nous utiliserons un coefficient 
« ponddrateur du coOt des amperes-tours dexcita- 
tion par rapport A ceux d’alimentation (8).

Soient Jcffcq et VMcq les ampdres-tours cfficaccs ct 
maximaux equivalents ddfinis par :

Affcq ” Aeff + a-Jcx (2.16)

Attq = Am + aA* (2.17)

ou JA ct sont les amperes-tours d’alimentation et 
d excitation en modes 1 ou 2 (voir § 2.2.2).

Lc coefficient a sera theoriquement compris entre 
0 et 1 selon la complexite relative des convertisseurs 
d'cxcitation et d’alimentation. Dans un cas general, 
il scmble que 0.2 soit une valeur r6aliste (7). 
L’excitation n’est interessantc que si or est inferieur A 
0.5 [8J.

On definit alors les facteurs de dirnensionnement 
en regime excite com me suit :

U\\ * 'eff eq

6' =

rMcq

(2.18)

(2.19)

ou n est le nombre de spires de I’enroulement 
d’alimentation.

On affecte les 5(,) de I’indice 1 ou 2 si le mode 
d’alimentation en rdgime cxcitd est 1 ou 2. On fait 
preceder cet in-dice de 1’indice 0 lorsque Ton consi- 
ddre le dirnensionnement du convertisseur d’alimen
tation seu! (sans prise en compte de (’excitation).

Si on cousiddre I’exemple de la figure 2.4 en 
mode 2, les amperes-tours cfficaccs et maximaux 
d’alimentation sont plus cleves qu’en mode 1, cn 
revanche Jcx2 est infdricur A Dans le cas oil ccs 
ampdres-tours sont sinusoldaux, on a :

so: = v3 So, et Sfo — 2.5(",
done

5 m

Done, pour le meme etat magndtique de la 
machine et done le meme couple, lc facteur de 
dirnensionnement depend du mode d’alimcntation. 
C’cst ici qu’il faut alors prendre en compte la notion 
dc facteur dc dimcnsionncment global. En mode 2. 
le courant d’alimentation est unidircctionnel alors 
qu’en model, il est bidirectionncl. Si le nombre 
d’interrupteurs doit 6tre doubld, on obtient :

5K02 = v/3
2 8g0l et

done
5^02 ^£2
«*>» " '

2.4 iNTfcRfeT D UNE OPTIMISATION DE LA FORME DU 
courant. — Nous avons dvoqud dans (’introduction 
les mauvais fact-eurs de dimcnsionncment habituelle- 
ment rencontrds dans les ensembles convertisseurs- 
machines a reluctance variable. Le facteur 5" attaint 
couramment dcs valeurs de ford re de 40 [4J, les plus 
faibles valeurs rencontrdes dans la litterature etant 
peu infdrieurcs A 10 (9J.

A litre comparatif, pour unc machine classique 
(synchrone ou asynchrone) alimentde en courant 
alternatif. alimentde en tension et courant sinusoi-2
daux (done bidirectionnels) on a 8" =------- soitcos tp
ndeessairement: 8" =& 2. Pour une machine a cou
rant continu : 5 " = 1.

Si la rdversibilitd du systdme doit dtre considcrdc, 
il faut raisonner avec le facteur de dirnensionnement 
global. L’dtude doit alors prendre en compte d’autres
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paramdtres comme la nature de la source d’alimenta- 
tion.

Pour des raisons dvidentes dc diminution du coQt, 
du volume cl dc la masse et une augmentation du 
rcndement, il a sembld intdrcssant de rechercher les 
formes du eourant d’alimentation permettant de 
minimiser lcs facteurs de dimensionnement 6' el 
5".

Nous aliens travailler cn considerant les caractdris- 
tiques du circuit magndtique de la machine, e'est-a- 
dire le flux par spire et les amperes-tours lids entre 
eux par la permdancc avee la relation :

).j(0). (2.20)

II sera, ainsi, toujours possible d’ajustcr le nombre 
de spires de rcnroulement d'alimentalion d une 
phase de la machine pour sc trouver dans la plage 
eourant tension optimale des composants disponi-
bles :

u • i -[84 C!l>

II apparait dds lors que les facte urs de dimension
nement, caiculds A partir du produit u . i (tension 
eourant). ne dependent pas du nombre dc spires dc 
la machine mais uniquement des caractdristiques dc 
son circuit magndtique. IIs peuvent etre ainsi ddter- 
minds uniquement en connaissant la function per
meance z(0, j).

D’apres les expressions (2.4), (2.5), (2.6) et (2.21) 
et si I on considers 1‘egalite des puissances mdcani- 
que et clcctrique. on montre que :

dO
} • U)

r-^ z(fl,/)./.d;
(2.22)

Les expressions entre accolades reprdsentent soil 
la valeur efficace, soil la valour maximale. La vitesse 
dc rotation (ou la frdquence d'alimentation) n’intcr- 
vient plus. Seul le couple demandd peut avoir une 
influence sur 6(<>si Ton considdre la saturation. En 
effet, imaginons une alimentation imposant une 
certaine ondc de eourant de forme figdc et dont on 
fait varicr 1'amplitudc pour changer la valeur du 
couple. En rdgime lindaire, Fondc dc tension induite 
a toujours la meme forme (fonction z independantc 
de f) mais en rdgime dc saturation, son allure dvolue 
cn fonction du niveau d'excitation magndtique, les 
facte urs de dimensionnement sont alors modifids. 
Ceci est unc diffdrence trds importante des machines 
& rdluctance variable par rapport aux machines 
classiques. dans lesquelles la puissance de dimension
nement du convertisseur reste sensiblement propor- 
tionnelle A la puissance dlectrique demandde.

2.5 ModEle simplifiE de la machine. Normali
sation. — La machine dtant complement ddfinie

par son rdseau de courbcs (/', 0) (Fig. 2.2), nous 
avons choisi le •< moddle A 3 pentes » (Fig. 2.5), UejA 
dprouve |8, 10] dans Icquel z0, zt et z% reprdsentent 
les pentes des irois portions de droitc. z0 et 
zc sont les pcrmdances A l'opposition et a la conjonc- 
tion en regime lindaire.

N* 5

Fig. 2.5. — Module clectromugn^tique A trois pentes. 
[Three-slope electromagnetic model.)

La permeance z (rapport <p/j) est normalisdc par 
rapport A (zc -+ z0)/2.

Z z
zc + ' 

2

(2.23)

On notera DZN la variation relative de la per
meance en regime lindaire :

zr — zn
DZN = ------- (2.24)zc + z0

(DZN -» 0 pour un « cycle fermd »*, DZN -* 1 
pour un <• cycle ouvert ->.)

La valeur de DZN tend A diminucr lorsque, sur 
une structure donndc, on augmente le nombre de 
motifs.

Le paramdtre K represente la saturation, la 
figure 2.6 donne les allures types du muddle a 
3 pentes cn fonction du signe de K.

Les trois cas prdsentds figure 2.6 reprdsentent. en 
fait, des rdgimes de fonctionnement diffdrents des 
machines. Lorsque K est ndgatif, la machine est 
fortement saturde ct on passe asscz brutalcmcnt dc 
la zone lindaire A la zone saturde. Lorsque K est 
positif, la machine est peu saturde. On reprdsente 
alors lc coude de saturation dans lequcl on travaillc 
mais lc domains de validitd du moddlc est alors 
limitd.
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k - oK < o

Fig. 2.6. — Difttrentes allures dc la caracteristique 
magndtiquc cn fonction de K.
[Different shapes of magnetic characteristics as a function 
of K.)

L'allure de I’onde spatiale de permeance z(0), A 
ampdres-tours constants, peut etre choisie sinusoi- 
dale ou telle que la variation de reluctance soit 
sinusotdale. trapdzoidale ou ddcomposde en sdrie de 
Fourier. On suppose que cette fonction cst inddpen- 
dante du niveau d’cxcitation du fer. Dans tous les 
cas. elle presente unc symdtrie par rapport A tt 
(symdtrie des motifs plots ou dents).

Les ampdres-tours normalises (notds J) le sont par 
rapport aux ampdres-tours de saturation /$ 
(Fig. 2.5) :

J = ///,. (2.26)

Ces deux normalisations de base imposent celles 
du flux et du couple, on notera FLUX le flux et C le 
couple normalises :

FLUX = ----------- (2.27)

. (2.»)

On notera U/to la tension normalise par spire ct 
par radian par scconde :

U
cu zi • <u • —----- / 4

(2.29)

Lorsqu'il s'agira de la valeur maximale, on dcrira 
UM/Oi .

A partir d un tel modele et avee les normalisations 
choisies, le couple normalise a pour valeur I’aire du 
cycle divisde par 2 rr (Fig. 2.9).

On montre alors simplemcnt qu’en regime 
lincaire, si on remplit totalement le cycle :

DZN 
Cl = T1T (2.30)

et dans le module avec K < 0. si JM represents les 
amperes-toure normalises de I’intersection des cour- 
bes a ('opposition et A la conjonction pour un cycle 
totalement « rempli », on obtient le couple normalise 
maximal:

CM DZN ,
TT'A

K

(2.31)

(2.32)

Ce remplissage du cycle ne peut 6tre obtenu qu'en 
injectant un erdneau de courant pendant la crois- 
sance de la fonction permeance (en moteur).

3. 1.’optimisation et ses results Is essentiels.

3.1 L’alimentation .qptimale. — Nous avons 
ecrit un programme spdcifique d’optiraisation dc la 
forme du courant en diserdtisant toutes les variables 
sur une pdriode d'alimentation (7).

Les ampdres-tours sont alors reprdsentds par un 
nombre N d'dchantillons qui constituent les N varia
bles inconnues de Toptimisation. Les donndes du 
probldme sont la forme de Vonde spatiale de per
meance z(0), les paramdtres DZN et K. De plus, 
au-delA dc la zone lindaire, il cst indispensable 
d'imposer une contrainte sur la valeur du couple car 
les formes optimalcs du courant nc peuvent 6trc 
homothdtiques lorsquc le couple augmente et les 
factcurs de dimensionnement dependent ainsi du 
couple moyen (voir On du § 2.4).

Apr6s avoir mene unc etude quasi systdmatique 
des cas possibles (valeurs de DZN, K, a en rdgime 
excite et forme d’onde spatiale de permeance 
z(<p ) variees) les formes optimalcs d’onde de courant 
qui minimisent 5' ou 6*' se sont rdvdldes telles que 
les tensions induites correspondantcs dtaient en 
creneaux symdtriqucs bidirectionnels A 2 ou 3 paliers 
(Fig. 3.1a pour le regime non excite et Fig. 3.1b 
pour le regime excite).

En regime permanent, le flux est pdriodique, les 
deux paliers non nuls de tension ont une amplitude 
egale et par consequent sont de durde identique. En 
regime excite ou non, quels que soient le niveau dc 
saturation attaint (ou le couple demandd) et les 
caracteristiques de la machine, (’alimentation opti
mal peut etre ddfinie par sculement trois paramd- 
tres qui sont: le rapport de la tension maximale A la 
pulsation U^/to qui represente le flux maximal. 
Tangle d’avance A ('opposition </z que Ton peut 
appelcr angle interne et, pour le regime non excite 
Tangle mort 0O, pour lc regime excite, le flux moyen 
<p0 qui ddfinit les ampdres-tours d’excitation en 
mode 1 ou 2 selon lc cas choisi.

Le programme realise nous permet d’optimiser 
dans les 3 types d'alimentation prdvus et eventuelle- 
ment d'optimiscr A ampdres-tours d'excitation impo
ses. II s’avdrc done que ( alimentation en tension en 
erdneaux et cn ampdres-tours unidirectionncls A la 
frequence de la fonction permeance (couple hybride) 
est optimale dans les machines A reluctance variable 
a phases non couplees magndtiquement.

Nous avons, A partir dc ces rdsultats. mis au point 
un nouveau programme d’optimisation mettant en
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if zs

t.
_

Fig. 3.1. — Alimentation optimale. 3.1a : cn regime non 
excitd, 3.1b : en regime excitd.
[Optimal supply. 3.1a : unexcited mode. 3.2b : excited 
mode.]

ceuvre la methode du simplexe mieux udaptde A un 
faible nombre d'inconnues. Celui-ci nous a permis 
de rdaliscr une dtude paramdtrique cn vue dc 
rcchcrchcr la machine iddale pour le convcrtisscur, 
e'est-a-dire minimisant la taille dc cc dernier sans 
augmenter pour autant celle de la machine, les 
parametres diant DZN, K et I'ondc spatiale dc 
permdance z(0 ). Paralldlement A cettc optimisation, 
nous avons dtudid l*influence des caractdristiques dc 
Valimentation sur lc couple, c'est-A-dirc sur son 
contenu harmonique et sur un nouveau critdre qui a 
semble important dans les machines multimonopha- 
sdes de forte puissance : Vondulation erdte A erdte du 
couple rapportde au couple moycn et notde 
AC/(C). En effet, le couple gdndralcment trds 
pulsatoire est responsable dc contramtcs mdcaniques 
importantes.

Rappelons que dans une machine polyphasde a q 
phases, il se produit un « filtrage » des harmoniques 
du couple produit par une phase, il ne reste en effet 
que les rangs multiples de q. Ainsi, si le couple 
instantand ne comprcnd pas d’harmoniques de rang 
multiple de 3, le couple d une machine triphasdc est 
parfaitement constant.

Certains rdsultats seront appliquds au cas particu
lar du prototype polydiscoide dc 200 kW a 
500 tours/min (200 Hz) du Laboratoire d’Electro- 
technique d'Orsay dont les caractdristiques normali- 
sdes sont les suivantes :

— ondc spatiale dc permdance sinusoidale,
— DZN = 0,5,
— K = 0.2,
— couple nominal normalisd <C) =0,11.

3.2 RfcSULTATS CONCERN ANT LES FACTEURS DE 
DIMENSIONNEMENT. — En rdgime lindaire comme 
en saturation, Valimentation en tension cn erdneaux 
offre une importante amdlioration par rapport aux 
diverses alimentations en courant en ce qui conceme 
le dimensionnement du convcrtisscur. Cettc amdlio
ration s'observe qucHes que soient les caractdristi
ques de la machine, cependant, clle est d’autant plus 
significative que la variation de permdance DZN est 
importante. Un tel exemple est donnd A la figure 3.2 
oil une minimisation dc 6" est effectude sur la mdme 
machine (permdance sinusoidale, lindaire, non exci- 
tde) mais I'une est alimentde par un courant en 
arches de sinusoide (alimentation de type A rdso- 
nance [11]) et l'autre par des erdneaux dc tension.

Lorsqu'on effectue les optimisations en tenant 
compte de la saturation, les calculs montrent (selon

hcntun <n Cr'e.

Fig. 3.2. — Influence de la variation relative de permeance 
sur le factcur dc dimensionnement. Avantage dc I'alimen- 
lation cn tension cn erdneaux.
[Influence of the variation of permeance on the size power 
ratio (S.P.R.). Advantage of the square-wave voltage 
supply.)
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les valeurs du paramdtre K qui caract6rise la satura
tion) une amelioration des factcurs de dimensionne- 
ment a Tentrde en saturation puis unc degradation 
de ceux-ci lorsque I on approchc dc la limits du 
couple maximal convertible electromagnetiquemcnt 
(Expression (2.31)) par la machine (Fig. 3.3).

DZM.05

iii_ --------

—

------------ --------

----- :

u

—

•4 *3 <c>

Fig. 3.3. — Influence de la saturation sur les facteurs de 
dimensionnement cn regime non excit6.
[Influence of the saturation on the S.P.R. in unexcited 
mode. |

Commc nous I'avons dit au § 2.4, dans une 
machine classiquc, si I on demands transitoirement 
deux fois la puissance nominale, tous les paramdtres 
dc rdglage dtant conserves, il faut doubler la puis
sance dc dimensionnement dc ('alimentation. Le 
facteur dc dimensionnement n’a done pas varid en 
function dc la puissance et. en particular, en fonc- 
tion du couple. Or dans une machine A reluctance 
variable, il n’en cst ricn cn tres forte saturation ou le 
facteur dc dimensionnement emit. Si la machine 
n’est pas con$ue pour dtre trds saturdc, commc e'est 
le cas du prototype polydiscotde de 200 kW. la 
saturation a un effet favorable au couple nominal. 
La figure 3.3 nous en donne un exemple. Le couple 
nominal normalise vaut 0,11 A litre indicatif, le 
couple maximal que I on pourrait obtenir en zone 
lindairc vaut 0,08 d’aprds (2.30) et le couple maximal 
convertible vaut 0,48 d’aprds (2.31).

On peut, des lors, dire qu'en regime non excitd, il 
sera tres important pour dimensionner Ic convertis- 
scur de connaitrc le couple maximal que devra 
fournit la machine ainsi que, bien sur. sa frequence 
maximale de rotation.

Le regime excite permet d'amdliorer encore ces 
resultats si I on profile de la saturation. Les ampd- 
res-tours d’excitation doivent a lors •< ddplaccr >* le 
cycle de fonctionncment en zone saturde. Il cst alors 
tout A fait possible d’atteindre des valeurs de 
5|", (convertisscur d’alimentation seul en mode I. 
voir § 2.3) infdricurcs A 2 (done meillcures que dans 
les machines classiques A eourant altematif) et de

6fa infdrieures A 4. La figure 3.4 nous donne un 
exemple en mode 2, nous y voyons aussi Tinflucnce 
du couple demandd dans Vexerapie du prototype dc 
200 kW.

TC*mc**j<.c iIkuh’i

CxUrwriOU" 2

Fig. 3.4. — Facteur de dimensionnement en rdgime excitd 
mode 2.
[S.P.R. in second type excited mode.]

3.3 Consequences de l1 alimentation optimale 
SUR LE COUPLE FLECTROMAGN6T1QUE.

3.3.1 Expression du couple moyen en regime lineaire.

* Machine non excitde.
En rdgime lineaire ct avec une alimentation optimale 
(Fig. 3.1a), le couple moyen normalise (2.28) 
s’cxprimc, d’apres (2.4) et (2.5) de la fagon suivante :

<C>

\ to ) 2 n 2(6)

ou DO = it - 6q/2 cst I’angle dc Uurde d un palier 
de tension.

A angle interne et angle mort 6U fixds, Ic couple 
moyen normalisd (C) est proportionncl au carrd du 
rapport C/m/g> (ou encore au carrd du flux maxi
mum). On peut montrer qu’en rdgime lineaire ou 
sature, pourvu que la fonction spatiale de la per
meance soit pairc, il existe par rapport a Tangle 
interne la symetrie moteur-gdndratcur suivante (a 
00 fi*d) :

<C> (-*) = - <C>(*- 0O) (3.2)

(si 90 = 0: <C> (-*) = - <C> )).
Cette condition de pantd de z(0 ) est pratiquement 

toujours respeetde. Les facteurs de dimensionne
ment en fonctionncment gdneratrice satisfont A la 
meme rdgle de symdtrie et peuvent done se ddduire 
du fonctionncment moteur. Un exemple dc cette 
symetrie est donne a la figure 3.5.
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GEfVERArEUR
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T„ ■ A

<C>« 0.05Z

Y » - 3o* 
fc-o.u
T„ ■» z

<fC> = -.05-Z

5
Fig. 3.5. — Symctric dcs fonctionncmcnts motcur ct 
gdndratcur cn regime non excite.
[Symmetry of motor and generator functions in unexcited 
mode. |

Dans 1c cas particular d une ondc spatiale de 
reluctance sinusoidale et d'un angle 0O nul (cas tres 
souvent optimal), ic couple moyen vaut :

<C> = 1
( U m \ 2

— ) • DRN - sin * (3.3)
\ <o /

DRN = DZN/(1 - DZN2).

Dans un cas general, la forme de la caracteristique 
couple fonction de Tangle interne cst plus ou moins 
proche d'une sinusolde (3.3) selon la forme de 
I’onde spatiale de permeance.

♦ Machine excise.
Le calcul est ict beaucoup plus complcxe si Ton 
souhaile exprimer le couple moyen en fonction des 
ampdres-tours dexcitation et non du flux moyen. 
Nous tie donnerons que le resultat approche concer- 
nant une ondc sinusoidale de reluctance dans le cas 
du mode 1. Bn alimentant la machine de la manierc 
dderite a la figure 3.1b (<p0 est le flux moyen) on 
obtient:

N* 5

oh

(C> 2 DZN 
1 - DZN2

• sintIf (3.4)

<Po - (/„, DZN . cos ) (1 - DZN2) (7)

en faisant Tapproximation suivantc (justifidc dans 
les cas optimaux):

Vo - . (1 - DZN2)

Texpression approchde du couple devient :

<C> • 1 DZN sin * . (3.5)

En regime lindaire, le couple moyen est sensible-
Dmment proponionncl au rapport — et aux ampdres-
(0

tours d’excitation. Dans un cas plus gdndral, il suffit 
que Texpression de l’onde spatiale de permdance (ou 
de reluctance) soit paire pour avoir la symdtrie 
moteur-gdndrateur suivante :

<C>(-*) = - <C>(*). (3.6)

3.3.2 Influence des pararnttres de I'ulimeruation sur 
le couple. — L’diudc de ("influence des paramdtres

(Dm— . d/ et dvcntuellcment les 01
ampdres-tours d’excitation) sur le couple ne peut se 
faire que pour une machine donndc. Dans dcs 
machines dc caractdristiques diffdrentes de Texemple 
prdsente, Tallurc gdndrale des courbes est conscrvde. 
Les rdsultats quantitatifs ne peuvent ainsi etre obte- 
nus que sur dcs donndcs prdcises. Nous choisissons 
les donnees du prototype 200 kW (DZN = 0.5 ct 
K = - 0.2), sur chaquc courbe la forme dc Tonde 
spatiale de pcrmdancc du modele est prdcisde.

♦ Enrdgimc non excite1.
La figure 3.6 montre Tinfluence de Tangle interne 
sur le couple moyen pour quclques formes d'onde de 
permeance (le circuit magndtique cst saturd dcs que 
Ic couple moyen normalisd ddpassc 0,06). On 
retrouve Tallurc prevue, analytiquement au § 3.3.1.

La figure 3.7a donne la variation de Tondulation 
relative du couple monophasd lorsque Tangle interne 
varie, on comprend aisdment que pour limiter les 
pulsations du couple, il faut travailler avee un angle 
d’avance a (’opposition compris entre 40 ct 70*. Si 
Ton observe alors 1’dvolution du facteur dc dimen- 
sionnement 5" cn fonction de (cette dvolution cst 
d’ailleurs la me me pour 5'), on constate que Topti- 
mum sc situe aussi dans la meme zone (Fig. 3.7b). II 
est alors parfaitement possible d’obtenir un bon 
compromis, entre unc faible pulsation du couple 
monophase ct un bon facteur de dimensionnement
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Fig. 3.6. - Influence de I'anglc interne sur 1c couple
moyen pour quclques formes de I'onde spatiale de per
meance
|Influence of the internal angle of the mean torque for 
various shapes of the spatial wave of permeance.)

du convcrtisscur, dans Ic cas dcs machines multimo- 
nophasdes.

Dans Ic cas d une machine triphasde, il est intdres- 
sant d’observer ("influence de Tangle interne sur 
Tharmonique 3 qui ne s'annulc pas par composition 
des couples monophasds. Les calculs montrent que 
les valcurs optimales de i^sont comprises entre 30 et 
50°, Tharmonique de rang6 est en general trds 
inferieur k cclui de rang 3.

Enfin, la figure 3.8 nous monlre, pour quclques 
valeurs de Tangle interne, Involution du couple

(/
moyen cn fonction du rapport — proportionncl au

flux maximal. On y a superposd la courbc hypothdti- 
que obtenuc en Tabsence de saturation.

4io«K"

Fig. 3.7. — Influence de Tangle interne. 3.7a: sur 
modulation du couple, 3.7b: sur Ic factcur dc dimension- 
nement.

(Influence of the internal angle. 3.7a: on the torque 
modulation. 3.7b: on the S.P.R.)

♦ En regime excite.
Dans le cas du rdgime excitd. Tinfluence dc la 
saturation est fondamcntalc. La valeur des ampdres- 
tours d’excitation et Tallurc de la caractdristique 
magndtique (valeur de K en particular) sont d’une 
grande importance. Pour nc pas alourdir Particle, 
nous n'en presentons que quclques courbes.

Les figures 3.9 et 3.10 donnent rcspcctivement, en 
fonction dc Tangle interne. Involution du couple 
moyen ct du factcur de dimensionnement Sq2 

(convcrtisscur d'alimcntation en courant unidirec- 
tionnel). Ceci correspond a Texemple de la machine 
polydiscoide de 200 kW.

On observe ici encore, dcs valeurs optimales de & 
se situant aux alentours de 60*. Un compromis entre 
un faible factcur dc dimensionnement et un couple 
pulsatoire minimal peut etre trouvd scion la prioritd 
accordec au dimensionnement mecanique ou a cclui 
du convcrtisscur.

A la figure 3.11, on remarque que le couple 
moyen croit a peu prds lineairement en fonction de 
Um/oj lorsquc Tangle interne et les ampdres tours 
d'excitation sont figds, e’est ce qu’exprimait la 
formule 3.5 ddfinie cn regime non sature. L'ondula- 
tion relative du couple est d’autant plus grande que 
le flux maximal est faible ce qui s'explique par les 
faiblcs variations dcs amperes-tours d’alimcntation 
pour dcs ampdres-tours d'excitation fixds. Dans ces 
conditions le couple est particulidrement pulsatoire 
(Fig. 3.12).

Une ondulation du couple import ante est k prohi- 
ber. Aussi ('alimentation des machines excitees 
multimonophasdes de forte puissance doit se faire a 
faible excitation pour les faiblcs couples et k excita
tion maximale pour les forts couples afin de conser- 
ver le dimensionnement minimal du convcrtisscur 
prevu pour la vitesse el le couple maximaux.
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SAWS SATUMTioW
(*•«> y.so-^/ .Y

PrRMCANCT SiMulOiJlACC 
J5 i*J 5 K»-• £

Fig. 3.8. — Couple moyen cn function du rapport 
t/M/<u a angle fixd.
[Mean torque vj. f/M/tu for given internal angle.)

PERMSAhfCC SINU50IDALC -DfcN»- 5 K«--2

•z J,

Fig. 3.9 — Couple moyen cn rdgimc excite cn function dc 
1"angle interne.
[Mean torque in excited mode vs. internal angle.)

3.4 INFLUENCE DES CARACTERISTIOUKS DE LA 
MACHINE.
* En regime non excitd.

La forme de I'onde spatialc de permeance presente 
unc influence relativement reduite en ce qui 
concerne les facteurs du dimensionnement. clle 
affcctc surtout le couple instantand. l.'ondulation 
relative AC/<C) et Tharmonique3 en particular y 
sent ires sensible:. Les figures 3.13a et b donnent. 
cn I'absence de saturation. I’ondulation relative et le 
troisieme harmonique du couple monophase, obte-

iWOWtC

Fig. 3.10. — Facteur de dimensionnement 8„ (cn courant 
unidirectionnel) cn fonction dc Tangle interne.
[S.P.R. vs. internal angle.)

6"XCl V*T» o*J riO oc* z<C> ,

tcrhcwcc

K - -• Z

Fig. 3.11. — Couple moyen en fonction du rappon
U*/<*
[Mean torque vs. </M/o> ratio.)

nus en optimisant 8", cn fonction dc la variation 
relative dc permeance DZN pour quelqucs formes 
dc la variation dc la permdancc (la forme trapdzoi- 
dalc correspond a un angle de variation de 2 rr /3 et 
a un « plat » a ('opposition dc tt/2).

En regime sature, ces grandeurs diminuent ou 
augmentent selon les valeurs dc DZN, de K et du 
couple demands (niveau dc saturation atteint). II est 
difficile dc donner une conclusion gdndrale d ce 
sujet. Cependant. suite a dc nombreux calculs. il 
-tumble que le meilleur comportement en saturation 
soil obtenu avec I’onde spatialc de permdancc sinu- 
soidalc.

La valcur dc K qui definit la caractdristique dc la
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6"XC • taT»okj note;

Tr»nc*>icC tiNuWiOAic

C- -

5- • -

Fig. 3.12. — Ondulaiion du couple en function du rapport. 
(Torque undulation vs. U^/w ratio.)

machine en zone saturce est d une grande impor
tance en ce qui concerns les facteurs de dimensionne- 
ment. Rappelons que pour dcs machines fonction- 
nant en saturation K est ndgatif ou nul (voir § 2.5, 
Fig. 2.6). et plus K est ndgatif, plus on approchc 
rapidement la limits du couple maximal convertible 
(Eq. (2.31)) ct done plus les facteurs de dimension- 
nement se ddgradent rapidement. Cest ce que 
montre la figure 3.14.

Une valeur de K, realiste, particuliercment inte- 
ressante est la valeur zdro. On remarque alors que la 
saturation peut etre trds profitable puisqu’elle per- 
met une diminution considerable du facteur de 
dimensionnement surtout lorsque la variation rela
tive de la permdancc DZN est grande.

♦ En regime excitd.
En regime lindairc. les calculs numdriques (et analy- 
ttques, voir § 3.5) montrent que les valeurs d levees 
de la variation relative de permdance DZN no sont 
pas favorables aux facteurs dc dimensionnement 
(contraircment au cas du rdgime non excitd) sauf 
dans lc cas d une variation sinusoidalc de reluctance 
et d’un cas particulier dc permeance trapdzoidale, 
c est ce que montre la figure 3.15 dans le cas oil 
('optimisation est effectucc avec a = 0,2 (coefficient 
dc ponddration des ampercs-tours d'cxcitation. voir 
§2.3).

En regime lineaire. une onde sinusoidalc de 
reluctance nous permet d'atteindre une valeur de 
f>oi (en courant bidirectionnel) dgale A tt/2 soil 1,57 
avec un troisiemc harmonique du couple quasiment 
inexistant et, une onde triangulaire de permeance 
permet d’atteindre un facteur dc dimensionnement 
Sq, unitairc (5<& = 2) avee des harmoniques de rang

«LVU»i |>f. rHYMOUL ArPUOUElL - T 2?. tf 5. MAI IW7

U»
C) p«r»**nc« elnueotiUle 
(2) r«lttct*rice llnuBOltlA:• 
111 p«na*nce crepteoldeli 
<41 penstence trL*r.i/u l»lr»

HI
Zl reluctance sinusoidalc 

<11 p*««44nc« trapezoidal*
HI pertvear ce irian yet* ice

Fig. 3.13. Influence dc la forme de 1’ondc sputialc ct dc 
la variation relative de la pcrmdancc, cn rdgime lindaire ct 
non excitd. 3.13n : sur l'ondulation relative du couple 
monophasd, 3.13b : sur le troisidme harmonique du cou
ple.

(Influence of the shape of the spatial wave and of the 
relative variation of permeance in non excited mode. 
3.13a : on the relative undulation of the one phase torque. 
3.13b : on the third harmonic of the torque.)

pair du couple quasi nuls A condition d’avoir dc 
faibles valeurs de la variation relative de la per
meance DZN. Cos rdsultats trds intdressants sont 
obtenus aux depens dc l'ondulation relative du 
couple monophasd. La saturation permet, tout en 
conservant les qualitds dc bon facteur de dimension-

a
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Fig. 3.14. — Influence du paramdtrc K (saturation) sur 
Involution du factcur de dimensionnement en fonction du 
couple demandd dans 1c cas d une ondc sinusoidalc de 
pcrmdance.
(Influence of the parametre K (saturation) on the evolution 
of the S P.R. v*. torque (sine wave of permeance).)

nement du regime lindaire, de diminuer tres sensible- 
ment I'ondulation relative ct les harmoniques du 
couple A couple moyen donne. Mais les facteurs de 
dimensionnement subissent, comme cn regime non 
excite, une degradation lorsque le couple demandd 
augmente.

Comme en rdgime non excite, plus le paramdtre K 
est voisin de 0, plus les harmoniques du couple sont 
faibles ct moins vite se ddgradent les facteurs de 
dimensionnement.

Lorsque les machines sont saturees, il est particu- 
lidrement intdressant d’avoir une variation relative 
de permdancc DZN dlevde. Dans ces conditions, il 
est tout A fait possible d’obtenir des facteurs de 
dimensionnement infdrieur a 3 (courant unidirec- 
tionnel) et 5y, infdrieur A 1,5 (courant bidirection- 
nel). Ces valeurs sont a comparer avec ccllcs dcs 
machines classiques a courant altcmatif qui sunt 
supcricurcs ou cgalcs a 2).

En ce qui concerne la forme optimale de Ponde 
spatiale de pcrmdance, la forme sinusoidalc satisfait, 
en gendral, A la fois au critdrc de faible dimensionne
ment et aux critdrcs de couple peu pulsatoire et peu 
ondule en triphase. La forme triangulaire s'est 
rdvdlde tout particuliercment intdressante dans un

h£cImc LiNCAfer

(il pemdAnce amusoldal* 
(2) rdluctance «inusot<l*le 
< 3) peradance cr«p4zof<Ulc 
(4) permdance trungulAirc

Fig. 3.15. — Facteurs dc dimensionnement du convents- 
scur d’alimentation scul 6% ct dc Vensemble cunvenisscurs 
d’alimcntation ct d’cxcitation 6" optimises avec a = 0,2 
pour differences formes dc Vonde de pcrmdance cn rdgime 
lindairc.

(S.P.R. of the convenor taken in isolation 8^ and of both 
the supply and excitation convenors 8" (a =0.2) for 
various waves of permeance in linear area.)

cas trds paniculier de caractdristiques magndtiques 
et d’alimentation (K = 0 ct t/M/<u = Cte), il est 
alors possible d'atteindre un facteur de dimensionne
ment en courant bidirectionnel 80", unitaire et une 
machine tdtraphasde (ou diphasee) A couple quasi- 
ment constant. Nous montrons au paragraphe sui- 
vant comment ces rdsultats remarquables peuvent 
etre obtenus.

3.5 LlMITE ABSOLVE DES FACTEURS DE DIMENSION
NEMENT. — Suit une machine a reluctance variable 
non saturee et A variation triangulaire de permdancc.
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Elle est excitde et alimentde en tension carrde done 
par un flux triangulaire ddcald de Tangle interne tf/ 
par rappon A I'ondc de permeance (Fig. 3.1b, 5 3.1). 
Lcs expressions de Z(0) et <p(0) sont :

V9 e [0. irjZ(0) = l + DZN ■ 20 ~-n.
TT

Vfle [ir, 2 tt ) Z(9) = \ -t- DZN - 2 °

V0 e [- i//, tt - i// ] <p (0 ) =
2 6 - tt + 2 ^ 

= <Po + f M---------- --

V0 e (77-<^,27r — i/')«p(9) =
-2 0 +3 ir -2 *

= Vo + VM-------------- -------------- •
TT

Si & = 0 et si V’m/v’o — DZN, les fonctions 
Z(0 ) et <p (0 ) sont homothdtiques et par consequent 
les amperes tours (2.7) sont constants mais le couple 
moyen est nul. Maintenant, ddcalons <f(0) dun 
angle «// faible (Fig. 3.16). On obtient des amperes

N* 5

Fig. 3.16. — Alimentation optimale conduisant au factcur 
de dimcnsionnemcnt minimal a condition d'avoir une 
variation triangulaire de permdance
(Optimal supply to reach a minimum S.P.R. with a 
triangular variation of permeance.]

tours cn crcneaux dc faible amplitude ct un couple 
moyen non nul en respcctant lcs conditions suivan- 
tes :

o <pM • et —— — DZN . n tp o

Ces deux conditions reunies imposent : 
DZN <6 2 ti//n.

Alors en mode d’excitation 1, on a les valcurs 
suivantes des amperes-tours d'alimcntation et d’exci
tation :

2 ti/
A.i = Vo et 7,m, = <pM • .

Le couple vaut:

<C> 4. DZN1
7r

AC TT
<C> 2. th . DZN '

(3.7)

(3.8)

Les facteurs de dimensionnement attcignent alors 
le minimum thdorique :

5 oi = ^oi = 1
(8q2 = s/2 ct Sq2 = 2 cn courant bidirectionnel).

Les conditions sont. trds restrictivcs (valeur de 
DZN trds faible, ampdres-tours d’excitation trds 
dlevds...) et le couple obtenu est trds faible et trds 
puLsatoire. Montrons maintenant que la saturation 
(avec une valeur de K nulle (Fig. 2.6) permet dc 
limiter les restrictions et d'obtenir des rdsultats 
applicables pratiquement.

Le cycle de fonctionnement est supposd etre 
totalement situd en zone saturde (/>!). Le flux ct 
le couple normalisds calculds A patir du modele A 
3 pentes s’exprimcnt de la manidre suivante :

<p(0) = Z(0) + [KMZ+ K(Z(0)-\)] x
x [7(8) - 1 ] (3.9) 

dZ(fl) r /ix f2CO)

oil

dO
[(1”K)*iJ~\) i

(3.10)

KMZ - (K- \)DZN + 1

alors les ampdres-tours valent :

JO) I <fO)-ZQ)
" KMZ + K(ZO) - 1) (3.11)

Si K = 0. il suffu de respecter la relation <pM = 
DZN et que I’angle interne soil trds inferieur a tt 

(on montre, numeriquement, que i// = rr/4 est une 
limite acceptable) pour avoir des ampdres-tours en 
erdneaux dephasds de ti> par rapport A la tension :

ve e i— tu. tt - * 1/(9)
Vo + Vm (’$-«)

V0G [tt tU .2 TT - $ ]J(0 ) 

alors :

1 - VM

Vo - Vm (2 ^ + 1 j

1 - V>M

J Vo ~ VM
CI Ami

Vm 2 tji 

1 - VM 771 - <Pm
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Pour satisfaire a la condition dc fonctionncmcnt 
en zone saturde, il faut:

A*i “ 2 Ami » 1
(ou cn mode 2 : Jct2 *■ Am2 ^ 0 qui devient:

<f>o » 1 +■ DZN . 2 \l/ /it .

Le couple moyen s’exprime par :

<=> -TtS-5 (3.12)

et les facteurs de dimensionnement 6g, et 5g, restent 
unitaircs.

Cette expression nous montre que plus la variation 
relative de permeance DZN cst grande, plus on peut 
occuper unc proportion importante de I'airc maxi
male du cycle (voir § 2.5, expressions (2.30) et 
(2.31)) A angle interne & donnd. En fait pour 
conserver les facteurs de dimensionnement opti- 
maux, il est neccssaire d’avoir un angle interne faiblc 
(infdrieur A 30" environ). A angle interne donnd, unc 
machine dont la valcur de DZN vaut 0,8 permet de 
« remplir Ic cycle * qualrc fois mieux que si DZN 
valait 0,5 (expression (3.12)).

Pour minimiser les ampdres-tours dexcitation et 
I’ondulation du couple, on choisit un fonctionnement 
en zone saturde a la limite de la zone lindaire. Lc 
mode d excitation 2 sc prete bien A la realisation de 
cette condition. En effet, des ampdres-tours d’excita- 
tion A*2 dgaux aux ampdres-tours de saturation 
permettent de maintenir le cycle de fonctionnement 
en zone saturde A la limite du regime lindaire quel 
que soil le flux maximal d'alimentation. Alors, 
Tondulation du couple monophasd vaut :

Unc telle machine devra done dtre alimentde A 
flux maximal constant ((/M/u> = Cte ) tel que le flux 
maximal normalise soil egal a DZN, la variation du 
couple pourra alors etre obtenue par rdglagc de 
Tangle interne [7j.

Les harmoniques du couple de rang pair sont alors 
tres faibles, il faut done choisir une machine diphasde 
ou tdtraphasdc pour obtenir un couple constant.

Cette propndtc des machines cxcitdcs A variation 
dc permdance triangulairc peut, dans un cas trds 
particulier, s’appliquer A une machine non excitde 
tres saturde. En effet, si DZN tend vers I (cycle 
«p(/) trds ouvert) et si K - 0. on peut approcher les 
valeurs 8" ^ 2 et S' = v 2. lecourant dtant constitud 
de erdneaux unidirectionnels. Tondulation relative 
du couple monophasd vaut 2 ce qui est trds faible 
compard aux valeurs obtenues dans les machines 
cxcitees. Un nombre pair de phases permet. IA aussi, 
d'obtenir un couple quasiment constant. Dc idles 
caractdristiques ne semblent pas utopiques. En effet.

une machine de 5 kW de caractdristiques DZN = 
0,92 et K = 0 [9] a dtd construitc, mais sa variation 
de permdance n est pas triangulairc. II scmble qu'unc 
recherche dans la forme et les proportions des motifs 
permette de rdaliser les caractdristiques souhaitdes. 
Des calculs de champs et des cxpdriences ont ddjA 
montrd la faisabilitd de la caractdristique K = 0 trds 
intdressantc dans dc nombreux cas.

3.6 Conclusion. — La recherche des formes 
d’ondes d'alimentation optimales des machines A 
rdluctancc variable a permis dc diminuer considdra- 
blcmcnt Ic dimensionnement des convertisscurs en 
adoptant une source de tension en erdneaux. De 
telles ondes peuvent dtre obtenues avec des structu
res classiques, trds simples dans les cas des rdgimes 
non excitds et excitds mode 2 oil un courant 
d’alimentation unidirectionnel suffit. Le gain obtenu 
sur le dimensionnement, par rapport aux alimenta
tions en courant est surtout important si la variation 
relative de permdance DZN cst supdrieure A 0,5.

Le rdgime excitd. A condition de travailler en zone 
saturde, permet encore de diminuer le facteur dc 
dimensionnement du convcrtisscur d'alimentation 
(dans un rapport 2 environ) par rapport au rdgime 
non cxcitd. Mais il faut alors accepter un couple 
monophasd trds pulsatoirc qui peut ctre inadmissible 
dans les machines multimonophasdcs de forte puis
sance. Toutefois, Tondulation du couple polyphase 
est trds rdduitc.

11 semble intdressant dc conccvoir simultanemcnt 
la machine et son convertisseur car il existe des 
associations caractdristiques machines-convertis- 
seurs particu lid rement avantageuscs. La forme des 
motifs, en particulier, est trds influente sur la forme 
dc I'onde spatiale de permdance, sur la variation 
relative de permdance et sur le facteur de satura
tion K.

Enfin, la prolongation de cette optimisation aux 
machines A phases coupldcs magnetiquement appor- 
tcra un complement indispensable A Tdtudc des 
ensembles convert isseurs-machines A rdluctancc 
variable. Ce travail est actuellemement poursuivi au 
L.E.SI.R. A TE N S, dc Cachan.

Annexe 1.

Examples de structures optimales de conver- 
tisseurs. — Dans une dtude des diffdrentes structu
res des convertisscurs susceptibles de gdndrer les 
formes d’ondes optimales d'alimentation [7J, on a 
ddtermind le facteur de dimensionnement global de 
chaque ensemble. Selon qu’il s'agit dc machines A 
phases dlectriquement non coupldcs ou coupldcs 
(dtoile ou polygone). les formes d'ondes de tension 
s’dloigncnt plus ou moms des formes optimales. En 
regime excite et dans le cas des machines polypha- 
sdes. on s’est soucie des reactions du flux d'alimenta
tion sur celui d excitation. Pour dliminer ces rdac-

N* 5
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lions, il suffit que la somme des flux instantanls soil 
constantc, dans ces conditions, les enroulcmcnts 
d'excitation dc chaque phase connectls en slhc sont 
soumis A une force llectromotricc dc reaction nullc. 
II cst alors aisl d'alimcntcr Ic bobinage d'excitation 
cn courant constant avee une source de tension.

Deux structures intlrcssantes sont prlscntlcs, 
1’une en rlgimc non excitl pour lalimentation d une 
machine A phases llectriquement indlpcndantcs 
(Fig. Al), I’autre en regime excitl pour ralimenta
tion d une machine triphasic couplle en Itoile 
(Fig. A2).

Le facteur de dimensionnement global doit pren
dre cn compte le nombre d’interrupieurs comma ndls 
ainsi que leurs contraintcs tension-courant rlclles 
qui ne sont pas forclment cellcs d une phase dc la 
machine. Par cxcmple, dans le cas d un couplage 
Itoile des phases, la tension maximalc aux homes 
des composanis cst la tension composle aux homes 
de la machine, ainsi :

5<'>= n. A(,>. 5«>

oh n est Ic nombre d’intcrruptcurs commandls par

f-ig. Al. — Converttsscur d’alimcntation en regime non 
excitl.

[Supply convenor in unexcited mode.]

Fig. A2. — Convertisscur d’alimcntation cn rlgiroe excitl. 

[Supply convertor in excited mode.]

phase et k(n un coefficient suplrieur ou lgal A L 
prenant en compte le couplage des phases dc la 
machine et l alimentation avec une tension dlgradlc 
par rapport A la tension optimale (cas de Valimenta- 
tion dc la figure A2).

Avcc le convcrtisseur en demi-pont (Fig. Al) 
utilise cn rlgime non excitl, n = 2 et k(i) = 1 alors :

5; = 2.6'.

Dans le cas de la machine triphasic couplle cn 
etoilc et alimentle par la structure dc la figure A2 
nlcessitc deux intenuptcurs commandls par phase 
(rt = 2), la tension maximale aux homes des compo- 
sants vaut 1,5 fois la tension simple maximalc 
(&" = 1,5). D'autre part le facteur de dimensionne
ment 8^2 cst augmentl par rapport A la valeur 
optimale, consequence de I’alimcntation dlgradlc 
pour Vllimination des rlactions sur I’cxciration.

Un exemple comparatif est donnl au tableau A.3. 
La comparaison portc sur l alimentation (simulation 
numlrique) de la machine polydiscoide dc 200 kW 
(§3.1) par Tune ou I'autre des deux structures 
precldentcs et d une machine synchronc triphasic 
couplle en Itoile fonctionnant A cos <p = 1 sous 
tension sinusoidale (5^ = 2 v 3 50' et = 2 : voir 
§ 2.4). Rappelons que les caractlristiques magnlti- 
ques de cette machine A rlluctancc variable ne sont 
pas optimalcs. Malgrl ccla on a obtenu un facteur dc 
dimensionnement global inflrieur A celui dc la 
machine synchronc.

On remarque que le regime excitl offre un 
dimensionnement avantageux A condition d’accepter
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s; AC
<C> <c>

MRV non t«c‘*Kc

fN M) AA,l 4,3 30%

MRV «jcc*Fc» mod* 4

(f-, & W
6,4

Machine synch none 7

Fig. A3. — Comparison d'ensemblcs machines-convcrtis- 
scurs.
[Comparison of convertor-machine sets.)

une forte pulsation du couple monophase. En cou- 
rant unidirectionnel (cas du regime non excit6), le 
courant efficace est plus dlevd qu’en courant bidirec- 
tionnel pour la me me excursion des amperes-tours, 
dans I'exemple prdsentd, la machine non excitde 
ndccssitc unc section de cuivrc 2 fob plusclevdc que 
la machine cxcitdc (7) (en prenant cn compte 
Penroulemcnt d'cxcitation).

Annexe 2.

Experimentation. validation des calculs. — 

Pour validcr cette dtude thdorique, nous avons 
realise un convenisseur et sa commande d’autopilo- 
tage pour alimenter une machine d r6luct~..ee varia
ble monophasde d une centaine de watts. Nous 
avons mesure les caracteristiques magndtiques per- 
mettant de la modcliser et nous avons cffcctud 
differents essais en regime non excitd et excite 
mode 2. Ils nous ont permis de verifier les calculs 
numcriques. L’hypothese de Kapp n'dtant pas vala- 
blc, il nous a fallu realiser un nouveau programme 
de calcul prenant en compte la resistance du bobi- 
nage non negligeable dans cette machine dc petite 
puissance et alimentde avec une tres forte densite de 
courant. Lors des essais. nous avons atteint en 
particulier. cn regime excite, un facteur de dimen- 
sionnement global infdrieur a 6 a pleinc puissance
(71-

La structure gdndralc dc I'cnsemble convertisscur- 
machinc 6 reluctance variable autopilotde est donnec

a la figure A4. La figure A5 montre un example des 
formes d’ondes dc tension et courant et du cycle 
tp(j) obtenus en regime non excite (5" = 5).

N* 5

Fig. A4. — Structure generate dc la maquette d’essai. 
[Structure of the supply and its control.]

Fig. A5. — Oscillogrammes dc la tension, courant ct cycle 
de fonctionnement obtenus en regime non cxcitC (l/M =
110 V. ZM = 2.9 A. Pm 64 W. / = 148 Hz).
[Voltage, current and operating cycle in unexcited mode 

- 110 V. /M = 2.9 A. P = 64 W, / - 148 Hz).|
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Dans toute cette etude, les parametres de l'alimentation electronique ainsi que ceux du 
moteur ont ete pris en compte. Au long de ce travail, l'un des soucis majeurs fut de rechercher 
les caracteristiques d'une eventuelle machine a reluctance variable ideale. A travers les 
nombreux calculs numeriques effectues sur ordinateur, il est apparu, dans certaines situations, 
que les facteurs de dimensionnement pouvaient atteindre des valeurs particulierement faibles ; 
cette observation a permis de trouver des pistes d'analyse theorique [annexes these B. 
Multon]. L'une d'entre elles a ete presentee dans l'article [C3]. Les caracteristiques 
electromagnetiques d'une machine a reluctance variable ideale y sont proposees, elles sont 
probablement utopiques mais montrent ce vers quoi l'on peut essayer de tendre. Cette MRV 
ideale alimentee en courant unidirectionnel possede un rapport de saillance tres eleve, un tres 
faible courant de saturation (entrefer minimal), une saturation a tres faible inductance 
incrementale, ainsi qu'une onde de permeance triangulaire pour tout niveau d'excitation (c'est 
sans doute la caracteristique la plus difficile a obtenir). Dans ces conditions, le facteur de 
dimensionnement peut tendre vers celui obtenu avec un hacheur quatre quadrants de machine 
a courant continu, il est donc plus avantageux que celui que permettent toutes les machines a 
commutation electronique. En outre, le couple instantane d'un tel ensemble convertisseur 
machine a quatre phases est peu ondule malgre une alimentation en creneaux de tension a la 
pleine puissance.

A la meme epoque, les "Switched Reluctance Motors" des Anglais de Leeds et 
Nottingham commenqaient a parvenir a maturite [12 a 16]. Ces machines etaient d'ailleurs 
elles-memes alimentees en creneaux de tension a la puissance maximale et sur une assez large 
plage de vitesse, sans doute parce que c'etait la forme d'onde la plus simple a generer avec un 
convertisseur statique alimente par une source de tension continue. Mon travail de these 
n'avait eu que le maigre merite de montrer que ce que faisaient les autres etait bien ! 
Neanmoins, j'avais effectue un travail original sur l'influence des caracteristiques 
electromagnetiques du moteur. Parallelement, la quantification de la puissance silicium 
("converter volt-ampere requirements") etait etudiee par T.J.E. Miller (publication [17] 
septembre/octobre 1985) dans le cas des moteurs a reluctance variable a double saillance 
alimentes en creneaux de tension. Bien que ses parametres caracteristiques des MRV (rapport

LsXu des inductances de conjonction sur opposition et facteur de saturation o = L- , ou Lsa est

l'inductance apparente en position de conjonction saturee : 0 et Lua l'inductance de

conjonction en zone lineaire) et ses parametres d'alimentation en tension (angles de 
commande comptes a partir du debut de la croissance de l'onde d'inductance) soient differents 
de ceux de mon etude, il existe des relations simples qui les lient et un tres fort rapprochement 
peut etre etabli.

Le modele electromagnetique de Miller etait aussi lineaire par parties, pour les memes 
raisons de facilite d'analyse de la totalite de l'ensemble machine-convertisseur, et 
l'alimentation etait a flux force. Les differences essentielles se situaient dans le fait que dans
[17] l'inductance incrementale en conjonction saturee etait necessairement egale a l'inductance 
d'opposition (K=0 selon les notations de ma these et de [R1, C3], valeur favorable pour 
minimiser le dimensionnement de l'onduleur...) et que l'analyse du fonctionnement etait 
effectuee pour un courant a maximum plat ("flat topped current") correspondant a l'egalite de 
la f.e.m. du moteur avec la tension appliquee au regime nominal a la vitesse de base. Enfin, la 
forme d'onde d'inductance analysee etait unique et correspondait a un MRVDS dans lequel la

i
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largeur angulaire des poles rotorique est egale a celle des poles statoriques, ce qui lui donne 
un grand "plat d'opposition" et une conjonction plutot "pointue". A la fin de son etude tres 
detaillee, Miller parvient a des conclusions similaires aux miennes : la puissance apparente de 
l'onduleur peut etre raisonnable et comparable a celle des machines classiques a commutation 
electronique, la saturation ameliore le "facteur de puissance" (resultat qui surprend d'ailleurs 
Miller), le nombre de phases n'influe pas directement sur la puissance silicium totale...

ARTICLE [C3]

"Size Power Ratio Optimization for the Converters of Switched Reluctance Motors". 
IMACS'TC1, Nancy, September 1990, pp.325-331.
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C. C1.AIZE Christian 
LABORATOIRE D* ELECTROTECHNIQUE 
U.S.T. du LANGUEDOC 
Place Eugene Bataillon 
34060 MONTPELLIER Cedcx 1

ABSTRACT

In this paper, the authors present research 
results on the optimization of supply current 
shapes for switched reluctance motors (S.R.M.). 
After recording the advantages and disadvantages 
of S.R M., and more specifically of the converter 
oversize , they define new size power ratios 
(S.P.R ) which take into account RMS and peak 
values of current and voltage. They describe the 
motor's numerical modellsatlon with magnetic 
saturation and any spatial waves of permeance. 
With a numerical simulation, they go on to 
determine optimal waves of current and voltage 
which minimize S.P.R..They demonstrate a 
theoretical absolute limit and define the ideal 
switched reluctance motor. They finally give 
experimental results to validate the numerical 
model.

1- INTRODUCTION

The switched reluctance motor (S.R.M.) Is a 
brushless motor like the D.C. brushless motor or 
the induction motor with vector control. It is a 
doubly-sallent notor like the reluctance stepper 
motor but, furthermore, the S.R.M. has a shaft 
sensor which gives control information to the 
converter (figure 1). Its structure can be 
cylindrical /!/ or dlscoldal /2/ with many 
alrgaps for high performance.

D.C. Supply

Control

Shaft sensor

The Switched Reluctance Motor 
Figure -1-

The instantaneous current or voltage value 
in each coll is defined by rotor position. II Is 
theoretically possible to obtain any current wave 
by P.W. M with the converter. Therefore, wc can 
try to find out optimal current shapes which 
minimize the size of the converter switches for 
maximum motor power.

The advantages and disadvantages of S.R.M. 
/3/ arc as follow :

Advantages : robustness and reliability

- there is no coil and permanent magnet in 
the rotor, therefore the bulk of losses appears 
on the stator and cooling is easier; furthermore, 
higher temperatures than with P.M. motors are 
permissible;

- The stator colls are easy to wind (sal lent 
poles);

- the torque is Independent from current 
polarity, so converter topology can be simple, 
increasing its reliability and decreasing its 
cost. Furthermore, It is possible to have only 
one switch per phase /4/;

the diversity of the structures is 
compatible with domestic appliances (low cost 
with vernier cylindrical structures) and robotic 
appliances (high specific torque and power with 
multiairgap structures).

Disadvantages : the ripple torque can be high and 
converter oversized (if no caution is taken).

- the nature of energy conversion provides a 
ripple torque which may contribute to accoustlv 
noise, above all in large machines;

- Converter size is usually greater than 
that of the converters of classical motors for 
the same output power.

However, these two problems may be solved by 
use of current waves which are adapted to the 
operation point (torque-speed).

We propose to try and find out the ideal 
current wave which minimizes converter size. This 
study concerns only reluctance machines without 
magnetic coupling between phases like, for 
example, vernier doubly-sallent and multistack 
machines.
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2- THE RELUCTANCE MOTOR MODEL

Each phase is magnetically uncoupled with 
the others, so we can consider one phase of the 
simple structure as shown in Fig. 2a (vernier 
cylindrical motor) and Fig.2b (axial multl-alrgap 
motor).

IU{MUC lector

Vernier cylindrical —Hulti-airgap discoidal 
structures, only one phase Is represented

Figure -2a- Figure -2b-

Coil inductance 1 depends on rotor position Oa 
andon current i because the magnetic circuit is

saturable. The period of 1 Is : ~ where Nr is

the number of rotor 
electrical angle 0 :

0 ■ Nr. Gin

teeth. We define the

2. 1

Electric angular velocity (supply) w = 2rr. f 
is given by :

w = Nr.fi 2.2

where D is mechanical angular velocity.
The machine Is represented by Its function 

$(0,i) as shown in Fig. 3a.

Reluctance no tor characteristics Working cycle 
Figure -3a- Figure -3b-

For 0=0. the rotor is In conjunction with 
the stator. For 6 = rt. it Is in opposition.

Magnetic coenergy is defined by : 

Uotn(Go. io) = I ». di!• 2.3

Instantaneous torqueSo the 
by /$/ •

and voltage by :

“ ' K ’ “-S ‘ *-aS

is given

2.4

2.5

If the magnetic circuit is not saturated, we 
can calculate the Instantaneous torque with the 
inductance 1(0) :

i ,2 dJ
5-' do 2.6

In this expression, we can see that torque is 
Independent from current polarity and 
proportional to the Inductance derivative. The 
torque Is positive if there is a current when 
1(0) Is Increasing and negative If 1 (0) Is 
decreasing. So St Is possible to choose between 
motor or regenerative operation.

For a conversion cycle, work is : 

W ■ <ji ❖ di 2.7

This Is represented by the cycle area in 4>( i) 
plane In Fig. 3b.

This energy is converted at supply frequency 
f and Is equal to mechanical energy. So. for one 
phase, we have :

f.W - T.fi 2.8

where T is the average torque produced by one 
phase, for a polyphase motor, this value may be 
multiplied by the number of phases.

We thus have, with expression 2.2 :

2.9

From 2.8 and 2.9, the average torque Is :

T-s“
numerical model

2.10

To modelTze the machine with a minimum 
number of parameters, we use a three slope 
electromagnetic model /6, 7/ with Improvement
(see description in Fig. 4).

Three slope nodel 
Figure -4-
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0 < DLN < 1

In this model :
- Lc Is the Inductance In unsaturated 

conjunct Ion;
- Lo Is the Inductance In opposition (never 

saturated in these machines);
- L* is the inductance in saturated 

conjunction;
- I« is the saturation current for all 

angles 0.
We define normalized parameters as follows; DLN 
being the relative variation of inductance and K 
describing the saturation ;

Lc-Lo 
Lc*Lo'

Ls-Lo 
Lc-Lo

Wc observe that K = 0 If L* = l-o.
The model must be determined for the 

operating area (saturation level) of the machine.
Another parameter, shown In Fig. 4. Is the 

spatial Inductance (or permeance) shape : f(6) Is 
supposed Independent from the current level. f(Q) 
is defined by the following conditions :

' f(0) * f(-0)
• f(0) = 1
• f(n) ■ -1

For example. If the permeance or Inductance wave 
is sine :

if the reluctance wave is sine :
. DLN+cose 

f(6) " 1 + 6LN.cos0

So. f(0) can be written with Fourier series.

Therefore. the reluctance motor can be 
defined by the three parameters : DLN, K and 
f(0).

• If J s 1$ :

2(o) = 11 - DLN. f(9)l

DLN 

K

2.11

2.12

and *(2.0) = 1(0).1

•If J * le. we can calculate :

♦ U.O) ■ 1(0). Is ♦

UK-1).DLN * 1* K. (1(0) - —)].(1-Ie) 

3- SIZE POWER RATIOS AND OPTIMIZATION

2. 13

2.14

We define the "Sizing factor" fd of a 
converter by :

fd =
n. Um Ik

3.1

where : n Is the number of power switches
(Including the freewheeling diodes)

Um and Ih are the maximum voltage and

current;
P is the electric power

f (6) cos 0

fd = 4 fd
8

cos#
Figure -S-

fd ■ 2.5" (6" e 2)
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Figure 5 shows the converters, voltage and 
current shapes' and the sizing factor for 0.C. 
Brush Motors, A.C. Motors (DC brushless or 
Induction) and Switched Reluctance Motors. In the 
case of S.R.M. , it’s possible to supply It with 
many current shapes and the sizing factor Is 
highly dependent on these shapes.

To determine fd. 
ratio 6" /8. 9/ :

5- «yiLly

we define the size power

3.2

where Pi is the power per phase.
This S.P.R. Is used with power switches which are 
sized by maxinun current. We can also take R.M.S. 
current Into account, therfore defining another 
S.P.R. 6‘ by :

S' « 3.3

To minimize the sizing power of the 
convcrte:. we propose to optimize current shape 
by trying to find out the minimum value of 5’ or 
o". In the case of switched reluctance motors, we 
can obtain S.P.R. values with the characteristic 
❖(1.0) :

Kax[~] • Maxi 1 (t) )

--------- -------------------
where T is the average torque produced by one 
phase.

From expressions 2.5, 2.7 and 2.10. S.P.R. 
S' can be written as follows :

In this expression. 5" Is only dependent on the 
shape 1(0). therefore we can begin current 
optimization.

We have written a numerical optimization 
programme. Wc found that the optimum current wave 
is such that the corresponding voltage wave is 
square, as shown in Fig. 6.

The optimal parameters On. * and Go depend on the 
motor parameters defined In chaptei 2 and or. the 
required torque. So wc have ;

Uhex ■ Nr. O.
■-?

3.6

In the case of unsaturated motor, the 
optimal parameters and Oo are constant for any 
torque and : T = k.$fi.

Generally /?/. to have minimum S.P.R. we 
must have :

O' s flo s 30* and 30* s t s 80" 

and : T = k. |~| for unsaturated operation

T a k

■E'E for saturated operation

So, to minimize converter size, one can use 
this optimun voltage wave for maximum power Pm of 
the motor. Under P*. It's possible to switch with 
P.W.M. the voltage wave to regulate the torque.

4- SIZE POWER RATIO VALUES AMD AN IDEAL SWITCHED 

RELUCTANCE MOTOR

The smaller values for S" are highly 
dependent on the motor parameters deflncd in 
chapter 2 : DLN, K and f (G). Figure 7 gives 
results for K = 1 (unsaturated magnetic circuit), 
for sine and triangular inductances and for sine 
reluctance shapes.

4—1—I----1-
A D LW

Minima Size Power Ratios vs. relative 
inductance variation for unsaturated motors 

Figure -7-

Saturalion is very effective to cause S.P.R. 
to decrease, above all with great DIN values; In 
Fig 8, wc show S.P.R. reduction.
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rf.O

Minimum S.P.R. for a saturated motor vs. torque 

Figure -8-

lf K ■ 1, there Is no saturation (formula 
2.12) and minimum S.P.R. is the same as for any 

torque value.
If K = 0. we can see minimum S. P R. is 

decreasing when saturation level is increasing.
If K is negative, cycle area is limited to a 

maximum value. When the torque approaches the 
limit. 6" increases.

An ideal switched reluctance motor

After numerous computations, we obtained 
interesting results. We give in Fig. 9a the 
motor's characteristics and , in Fig 9b the 
supply voltage and flux waves.

Optimal parameters of motor arc : I* = 0. K ■ 0. 
DLN 1 and triangular inductance wave.
Optimal parameters of supply are : * = Go ■ 0. 

According to figure 9a, flux is given by :

<t>( io. 6) = ($» * L«. Jol.jj 4.1

Flux is compelled by voltage supply and Sts 
expressions are :

• for : 0 s G 5 n : ♦(B) = 6 4.2
Nr. U

• for : n s e s 2n :

*(0)
Um. r 
Mr. fi

Uh

Nr.fi-
(0 - n) 4.3

Maximum flux 4>m is :

4>h ■ Um. n 
Nr.fi 4.4

So, with formulae 4.1 .4.2 and 4.4. current 
wave can be calculated approximately :

• for : 0 S e s n : 1(e) - —*-* - 1m

4.5

e for : n s 9 5 2n : i(G) = 0

In reality, increasing duration of current, is not 
null. It corresponds at the angle Au :

A9 =
L.o. Nr. fi. Im

--------- Oil------ 4.6

With expressions 4.4. 4.5 and 4.6. we have :

A0
$M -

4.7

Therefore, this angle is small (several 10*) and 
can be neglected In first rough estimate. 
Figure 10a shows voltage and current waves and 
figure 10b gives optimal cycle.

Characteristics of the Ideal Switched Reluctance Motor 
Figure -9a- Figure -9b-
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Current and voltage shapes

for the ideal S.R.M. 

Figure -10a-

vorklng cycle

Figure -10b-

Converted energy is given by the cycle area : 

W a *=. 1h 4.8

To obtain these ideal characteristics, the 
reluctance no Lor must have a small airgap with 
regard to other sizes and it must have particular 

tooth forms /!/.
Furthermore, as instantaneous torque shape 

is square for each phase, using a 4 phase motor 
makes. It is appreciable to have a constant. 
Instantaneous torque.

5- EXPERIMENTAL RESULTS

We validate S.R. model and S.P.R. 
computation with a single phase motor supplied by 
an asymetrical half-bridge. We had to take Into 
account coll resistance on account of small notor 
(power about 150 W).

Inductance shape is written with Fourier 
series, the other parameters arc : DLN ■ 0.62. 
K « - 0. 1 and Is 2 1.S A

Figure 11 shows a comparison between 
numerical simulation and measures.

This expression is valid only if <&n > $a.

So, with expressions 2.10 and 4.4, average 
torque is given by :

We can see that torque is proportional to 
current In.

The S.P.R. 5" is calculated with 3.4. 4.4

and 4.9 : 5" * 2 4.10Vs
So, 5" a 2 because Inductance La = Lo is very 
small and $m Is higher to ■$>= by only very little. 
Sizing factor fd is equal to 4 as is the case for
D.C. brush motors and with a four quadrant 
operation.

Therefore, we achieved significant S.P.R. 
reduction with saturation effect as shown in 

fig. 8.

6- CONCLUSIONS

Minimum converter size for S.R.M is 
obtained with square voltage shapes. This supply 
wave is often used to supply S.R.M. but our 
optimization enabled us to make sure that is was 
the optimum wave for all reluctance motor, 
whatever their characteristics. Therefore we have 
thus found out special characteristics to obtain 
an Ideal S.R.M..
The motor’s characteristics have a great 
influence on drive performances. So, It is very 
Important to design at the same time machine and 
supply.

**:<* : ?am
uwn awe v» eeii* i vr- I w i.**
wiwM'.n Him- i>.». a mi- t:t.w »im.o *z 
CCUM itrrt* •*» "vt! : {i vi!O*ilO0.CT»/m

mtHwai i*.mvoltage and current

* = 90*. I* = 5.6 A. Irks = 3.2 A

Uh = 125 V, P - 139 W. d* - 5

Measures Numerical slmulation
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2.2- ALIMENTATION EN CRENEAUX DE TENSION

Dans ma these, une analyse partielle des caracteristiques de l'alimentation en creneaux 
de tension des MRV a etc effectuee. Cette analyse a etc prolongee dans le cadre de la these de 
S. Hassine [TH 1] ou nous avons pu profiler d'une meilleure connaissance des machines a 
reluctance a double saillance et de leurs parametres fondamentaux [12]. Une optimisation des 
parametres d'alimentation en creneaux de tension a ete effectuee avec comme criteres, la 
minimisation des pertes Joule et de l'ondulation du couple polyphase avec des contraintes 
maxiamales de tension et de courant. Un programme de simulation et d'optimisation de 
l'alimentation a ete ecrit. Un exemple des resultats que Ton peut obtenir est donne a la 
figure 2.2.1 (tableaux de resultats numeriques, fig.2.2.1.a, et formes d'ondes, fig.2.2.1.b).

< V_A_R_I_A_T_I_0_N_S P_A_R_A_M_E_T_R_E_S MACHINE A RELUCTANCE VARIABLE > 
-------------------------------------------------------------------------- < L.E.Si.R >■
Earnedi 13 NOVEMBRE 1993 15:58

< PARAMETRES MACHINE ET COMMANDF. > 
PERMEANCE TRAPEZOIDALE

zo = 2.0E-07 TetapD = 120.000 Vmp = 8.000 Normalisation : FALSEzc = 7.80E-07 TetanD = 68.571 Vmn = 14.000 Nbre points = 300
zs = 1.40E-07 PsiD = 0.000 Nr = 4 | Nph = 3 1 ns = 40 Spires

Dzn = 5.92E-01 dTetapD = 120.000 Js — 860. 000 Atr = 21.500 A
Kzn = -1.03E-01 TetalD = 21.000 Js_Max = 860 . 000 Atr = 23.500 A

n = 3000.000 t/mn = 314.159 Rad/S | Wp = 1256.637 Rad/S | f = 200.0 Hz 
-----------------------< COEFFICIENTS DE NORMALISATION >------------------------
K_omega = 207.641 | K_phi = 4.2E-04 | I<__couple =

< COURANT / AMPERES-TOURS >
Jrmin = 0.00 
< J > = 169.109 Atr
Jeff = 257.294 Atr
Jeff_P = 229.990 Atr
<I>_Alimentation/phase

4.228 A 
6.432 A 
5.750 A 
2.072 A

Jrmax — 491.280 Atr -

Jeff_N = 115.346 Atr =
Ieff_Capacit6/phase =

< FLUX >

7.2E-01

12.282 A

2.884 A 
6.090 A

F min = 0.000 m Wb | F max = 0.333 m Wb / Spire
< COUPLE >

C min 
Cp min
< c >
< Cp >

0.000 Nm 
0.048 Nm 
0.034 Nm 
0.101 Nm

C max 
Cp max 
C eff 
Cp eff

0.134 Nm 
0.134 Nm 
0.060 Nm 
0.104 Nm

< CRITERES >
{[(Jeff)2 / <C>]/Jefc_coeff} =
S' = [Vm.If / <u.i>] = 8.912
6" = [Vm.Im / <u.i>] = 17.017
[C max - C min] = 0.1337 Nm
[Cp max - Cp min] = 0.0852 Nm
Ond_C_eff = 0.0496 Nm

1.091 I Jefc_coeff = 1805513.019 
S' = [Vm.If / <C>.D] = 8.530
6" = [Vm.Im / <0.0] = 16.286
FondC = 397.775 % .
FondCp = 84.552 %
Ond_Cp_eff = 0.0248 Nm

< PUISANCE >
[Nph * < u * i >] = 30.313 W 
[ < Cp > * fl ] = 31.673 W 
Occupation du Cycle Energetique = 75.420 %

Resultats numeriques de simulation d'alimentation en creneaux de tension 
obtenus avec le logiciel de S. Hassine 

Figure -2.2.1.a-
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Formes d’ondes de simulation d!alimentation en creneaux de tension 
obtenues avec le logiciel de S. Hassine 

Figure ~2.2.1.b~

Get exemple conceme le moteur decrit dans l'article [C6] duplique an chapitre 1.3. Les 
principales hypotheses de calcul restent le flux force et la saturation brutale du circuit 
magnetique (h)/pothese inacceptable pour faire des simulations fines mais necessaire pour 
analyser rapidement l'influence des caracteristiques de la machine).

La figure 2.2.2, issue de la these de S. Hassine, donne un exemple de courbe 
devolution des parametres optimaux de commande pour la minimisation, en regime 
permanent, du rapport pertes Joule sur couple de la machine Oulton 8/6 de notre banc d'essai. 
La figure 2.2.2 est partagee en 2 parties, la premiere (fig.2.2.2a) montre 1'evolution du rapport 
pertes Joule sur couple normalise en fonction du couple, avec la vitesse comma parametre ; 
plus la vitesse est elevee, plus on s'eloigne des formes optimales du courant d'alimentation car 
les angles de commutation s'accroissent. La seconde partie (fig.2.2.2b) montre revolution des 
parametres de reglage (amplitude des creneaux de tension Vmp, angle d'avance xg, angle de 
magnetisation 0p). An dela de 1900 tr/mn, la tension attaint la valeur maximale de 300 V et le 
reglage de son amplitude ne presente plus d'interet pour reduire les pertes Joule ; un reglage en 
mode pleine onde de tension est alors optimal, d'autant plus qu'il minimise les pertes de 
commutation des semi-conducteurs de l'onduleur.

On remarquera les nombreuses discontinuites et les croisements des courbes de 
variation des parametres optimaux. Elies sont dues, soit a la discretisation du modele 
(recherche d'un minimum absolu parmi une famille de quasi-minima proches), soit a 
1'apparition des contraintes. Les problemes d'implantation de telles lois de commande n'ont 
pas etc resolus dans cette these. Le travail actuel de these de D. Flieller [TH 7] (collaboration 
avec l'equipe commande de J.P. Louis) consiste, en partie, a resoudre cette difficulte.
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Jetc *

Evolution optimale du rapport pertes Joule sur couple 
dans le cas d’une alimentation en creneaux de tension reglables en amplitude

Figure -2.2.2a-

Autres travaux etrangers au LESiR
Dans le monde, d'autres travaux sur l'optimisation des alimentations en tension ont ete 

effectues mais ils tentent rarement de coupler cette optimisation avec celle des caracteristiques 
electromagnetiques, ne serait-ce qu'en etudiant leur influence. C'est ce couplage que nous 
essayons d'effectuer au maximum qui fait probablement la plus grande originalite de notre 
travail.

La publication [18, Byrne 82], concemant un moteur 6/4 d'entramement de broche 
pour machine-outil d'une puissance de 10 kW et fonctionnant sur une large plage a puissance 
constante, donne partiellement revolution de Tangle d'avance avec la vitesse mais on ne sait 
pas scion quels criteres elle a ete determinee. Une analyse interessante de la sensibilite des 
caracteristiques mecaniques aux erreurs sur les angles d'autopilotage a ete faite et a conduit a 
la conclusion qu'une grande precision etait necessaire, pour certaines vitesses, le couple 
pouvant varier de 20% par degre mecanique...

Dans [19, Bose 86], les auteurs traitent du controle par microcontrdleur (Intel 8751) 
d'un MRVDS 8/6 de 3,7 kW dans une application quatre quadrants. L'inductance est 
modelisee par une forme trapezoi'dale sans "plat de conjunction" car la denture rotorique 
possede, ici encore, une largeur angulaire egale a celle du stator. La saturation magnetique 
n'est pas prise en compte dans les calculs (le couple est proportionnel a la derivee de 
l'inductance et au carre du courant). Le courant est mesure dans chaque phase et est regule par 
modulation de largeur d'impulsion aux basses vitesses ; aux vitesses elevees le reglage
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s'effectue par variation des angles en pleine onde de tension. Le capteur d'autopilotage est 
elementaire : il delivre 4 signaux decales d'un quart de periode electrique permettant une 
commande quasi-directe a basse vitesse. Un accroissement de la resolution est obtenu par 
multiplicateur (par 60) de frequence a boucle a verrouillage de phase numerique, la resolution 
finale est de 1,5 degre electrique. Le systeme est asservi en vitesse et comprend une boucle 
interne de couple dont le retour est effectue par calcul (environ : puissance absorbee divisee 
par la vitesse), la sortie de la boucle de couple delivre la consigne de courant necessaire en 
basse vitesse ainsi que les angles de commande.

Com bes des parametres de commande optimale en creneaux de tension 
pour minimise! les pertes Joule 

Figure -2.2.2b-

Les auteurs de [20, Leeds 86] effectuent une analyse des performances et montrent les 
methodes de modelisation (linearisation des caracteristiques magnetiques) ainsi que les 
methodes de calcul des courants et du couple a partir d'une alimentation en tension.

Dans [21], Finch et Metwally etudient l'influence des angles de commande (en fait seul 
bangle de magnetisation est pris en compte) ainsi que de l'amplitude de la tension appliquee 
sur le rapport couple moyen sur courant efficace (ce qui est proche du rapport couple sur 
pertes Joule) dans le cas unique d'un moteur 12/10 (a deux dents par poles, voir §1.1). Le 
reglage de l'amplitude de la tension est realise, par exemple, par un convertisseur en tete de 
l'onduleur. Aux basses vitesses, comme il s'agit d'un moteur triphase, on arrive a la conclusion
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qu'il faut appliquer des quasi-creneaux de courant d'un tiers de peri ode electrique, ceux-ci 
pouvant etre produits par un creneau de tension. Les conclusions de cette publication sont 
malheureusement difficiles a transposer a un moteur quelconque.

L'article [22, Ertan 90] traite, quant a lui, de l'influence des parametres geometriques 
du moteur a double saillance alimente par des creneaux de tension. L'analyse est tres theorique 
et interessante. Les parametres geometriques sont normalises par rapport au pas polaire 
rotorique X, les principaux sont le rapport de X sur l'entrefer, le rapport des largeurs de poles 
sur X. L'induction maximale est aussi un parametre et les angles de commande (avance et 
magnetisation) sont normalises a la moitie de la periode electrique. Les resultats expriment le 
couple par unite de volume d'entrefer en fonction de la force magneto-motrice par pole et des 
divers parametres. Pour limiter la complexite de l'etude, la largeur des dents rotoriques est 
egale a celle des dents statoriques. On peut deduire de cette etude que la largeur normalisee 
des poles doit etre superieure a 0,4 et que l'entrefer doit etre le plus faible possible. 
Malheureusement, les chutes de potentiel magnetique dans les circuits de culasse et les pertes 
Joule ne sont pas prises en compte, ce qui rend ces resultats difficilement exploitables.

Dans [23 et 24, Torrey 91], il s'agit de l'optimisation de l'alimentation d'un moteur 6/4 
de 60 kW destine a une application de vehicule electrique alimente par batterie. Le rendement 
est un critere fondamental ; deux systemes sont analyses et compares, l'un avec moteur a 
enroulements bifilaires et onduleur a 3 thyristors GTO, le second avec une alimentation par 3 
demi-ponts asymetriques a transistors MOS. Toutes les pertes du systeme, sauf les pertes 
magnetiques, sont calculees, y compris celles occasionnees par les inductances de 
commutation. L'optimisation de la commande a ete publiee dans [23], dans le cas de la 
structure a enroulements bifilaires. Lors des verifications experimentales, il y a eu quelques 
differences avec les previsions, dues principalement aux fluctuations de la tension de la 
batterie et aux erreurs de calage de l'autopilotage. Ceci permet de bien prendre conscience des 
parametres influents apparemment secondaires. En particulier, la mesure de la tension batterie 
est necessaire pour optimiser encore mieux la commande.

D'autres travaux, comme ceux publies dans [25, Buja 91 et 26, Bolognani 91], ou un 
modele electromagnetique original, lineaire par partie, a ete developpe, ont etudie 
l'alimentation des MRVDS, mais nous arreterons ici ce passage en revue.
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2.3- MINIMISATION DES ONDULATIONS DE COUPLE

Nous venons de voir que l'alimentation en creneaux de tension conduit a un couple 
particulierement pulsatoire. Pour le reduire mais aussi surtout pour pouvoir controler le 
courant en amplitude, les MRVDS sont generalement alimentees en courant regule aux basses 
vitesses (du demarrage a une vitesse inferieure ou egale a la vitesse de base). Si le "couple 
naturel" (a courant constant) est assez constant sur une plage angulaire electrique superieure a

— (q est le nombre de phases), une alimentation successive des q phases par des creneaux de 
q

courant donne un couple polyphase theoriquement constant. De plus, ceci conduit a des pertes 
Joule sensiblement minimales (voir §2). Cependant, des que la vitesse croit, les durees 
angulaires des commutations augmentent et different a la montee et a la descente. Ce 
phenomene accroit rapidement les ondulations du couple comme dans les moteurs a courant 
continu sans balais (f.e.m. trapezoidales et courants en creneaux). En outre, si a faible niveau 
d'excitation il est possible d'avoir un "couple naturel" relativement constant, des que la 
saturation magnetique devient forte, le couple devient plus distordu. On peut alors imaginer de 
continuer a control er le courant, non plus seulement en amplitude mais aussi en forme, 
comme on le fait dans les machines synchrones a f.e.m. sinusoidales dans lesquelles des 
courants sinusoidaux permettent d'avoir un couple instantane polyphase constant. Ainsi, le 
travail de these de J.Y. Le Chenadec [TH 2] a consiste a determiner la ou les formes d'onde de 
courant optimales qui permettent d'obtenir un couple polyphase constant parmi l'infinite de 
formes possibles. Compte tenu des non-linearites de la MRVDS, en particulier la forme du 
couple instantane dependante du niveau de courant (et donc de couple moyen) conduit a une 
forme optimale du courant en fonction de son amplitude. Les formes de courant recherchees 
sont telles qu'elles generent des ondes de couple monophase (on considere toujours comme 
negligeables les couplages magnetiques entre phases) de forme trapezoidale. Ces formes 
permettent d'avoir des transitions douces d'une phase a la suivante. Entre deux transitions, le 
couple n'est produit que par une seule phase. Les formes optimales de couple se trouvent ainsi 
parametrees par deux angles : celui de debut de croissance (A1 compte a partir de 
l'opposition) et celui de duree des commutations (A2) : ceci est decrit dans Particle [C11] 
reproduit dans ce sous-chapitre. Avant de poursuivre, rappelons que la frequence 
fondamentale du couple instantane rapportee a la frequence de rotation est egale au nombre de 
pas par tour du moteur pas a pas equivalent, c'est-a-dire q.Nr (q et Nr sont les nombres de 
phases et de dents rotoriques). Neanmoins, il ne faut pas en deduire qu'un accroissement de Nr 
reduit l'amplitude de l'ondulation du couple.

Dans l'etude effectuee, nous souhaitions evaluer l'influence des caracteristiques 
electromagnetiques de la machine. Ainsi, dans une premiere phase, une analyse en regime 
lineaire a ete effectuee avec des formes d'onde de permeance idealisees (sinusoidale et 
trapezoidale par exemple) ; les autres parametres essentiels de la machine etaient le rapport 
des inductances de conjonction sur opposition ("rapport de saillance") et le nombre de phases. 
Les grandeurs analysees sont le facteur de dimensionnement de l'onduleur et le rapport pertes 
Joule sur couple. Les figures suivantes, issues de la these de J.Y Le Chenadec, illustrent les 
principaux resultats. La figure 2.3.1 montre l'evolution du facteur de dimensionnement 8" 
(produit tension maximale par le courant maximal, divise par la puissance convertie) en 
fonction du rapport de saillance.
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Rapport de saillance

Influence du rapport de saillance sur le facteur de dimensionnement
Figure -2.3.1-

L'influence de l'angle de duree des commutations sur 8" (pour A1 optimale), pour des 
formes de permeance differentes, est montree a la figure 2.3.2.

1000
Triangle

800
rinus

600

400

A1
200

0
0

Influence de la duree angulaire de commutation et de la forme de l'onde de permeance
sur le facteur de dimensionnement 8”

Figure -2.3.2-

A partir de ces deux courbes, on peut deja faire quelques remarques fondamentales : la 
"puissance apparente silicium" necessaire pour obtenir un couple constant est inacceptable (8" 
de l'ordre de 200 au lieu de 5 environ avec des creneaux de tension), le rapport de saillance 
doit etre eleve (superieur a 10, ce qui est tout a fait possible dans les MRVDS), la forme de 
permeance ideale est triangulaire, ce qui laisse une plage angulaire maximale pour la 
production d'un couple eleve. L'influence du nombre de phases est aussi tres forte : par 
exemple, le passage de 3 a 4 phases avec une permeance sinusoidale permet de diviser par 2 la 
valeur de 8".

La figure 2.3.3 indique l'influence des parametres sur le rapport pertes Joule sur couple 
moyen (normalise par rapport a une alimentation en creneaux de courant ideaux), elle met 
encore en evidence les avantages d'une forme d'onde triangulaire de permeance.
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1/SinusSinusPj/<C> A1=30'
Permeance Triangle

1.4

A1=30‘1.2

A1=quelconqui

A210 15 20 25 30

Influence de la duree angulaire de commutation et de la forme de l'onde de permeance
sur le rapport pertes Joule sur couple 

Figure -2.3.3-

L'optimisation a aussi ete effectuee sur des caracteristiques electromagnetiques reelles 
(voir [C11]). La saturation magnetique semble etre plutot defavorable mais l'etude n'a pas ete 
suffisamment approfondie pour conclure definitivement. Il semble cependant que la 
degradation des facteurs de dimensionnement lorsque la machine sature (avec des formes de 
courant optimisees pour avoir un couple constant) soit liee a la modification de la forme du 
couple instantane.
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8

Rotation (tr/mn)

2000
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1333

1000

667

333

133

<C> N.m

Ondulation theorique du couple crete a crete relative en fonction du couple et de la 
vitesse pour une tension continue limitee (moteur 8/6 de 4 kW a 3000 tr/mn)

Figure -2.3.4-

Constatant donc des puissances silicium inadmissibles, une etude avec tension 
maximale limitee (ecretee) a ete menee pour observer la degradation correspondante de 
l'ondulation du couple polyphasee. La figure 2.3.4 montre l'ondulation (crete a crete rapportee 
au couple moyen) minimale du couple qu'il est theoriquement possible d'atteindre avec la
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machine de notre banc d'essai (moteur 4 phases 8/6 de 4 kW) avec une tension d'alimentation 
limitee a 300 V (valeur nominale de la machine alimentee en creneaux de tension). Lorsque le 
couple et la vitesse atteignent leurs valeurs nominales, l'alimentation tend vers des creneaux 
de tension pleine onde. Ainsi, si l'on souhaite conserver une puissance apparente de l'onduleur 
raisonnable, le couple pulsatoire ne pourra rester faible que sur une plage de vitesse 
relativement faible, plage, cependant, d'autant plus grande que le nombre de phases est eleve. 
Par exemple, pour le moteur 4 phases de notre etude, une ondulation crete a crete theorique 
inferieure a 10% du couple moyen ne peut etre maintenue qu'en dessous de 1000 tr/mn 
environ pour une vitesse de base de 3000 tr/mn et avec la puissance silicium d'un moteur a 
courant alternatif classique. Pour avoir une ondulation de moins de 10% jusqu'a 3000 tr/mn, il 
aurait fallu, sous la meme tension d'alimentation, diviser par 3 le nombre de spires des 
bobinages et, donc, commuter des courants trois fois plus eleves. Il ne faut cependant pas 
generaliser car les caracteristiques de ce moteur sont loin d'etre optimisees pour avoir un 
couple a ondulation minimale.

La figure 2.3.5 montre revolution des angles de commande optimaux en fonction de la 
vitesse pour un couple de 5 N.m. A cause de la limitation en tension, les angles de commande 
optimaux, et par la meme, les formes optimales de courant dependent aussi de la vitesse. Ceci 
requiert la memorisation d'une quantite importante de formes d'onde de courant de reference.
Il existe cependant d'autres possibilites pour reduire

angles °
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Evolution des angles de commande optimaux en fonction de la vitesse (moteur 8/6)
pour un couple moyen de 5 N.m 

Figure -2.3.5-

Des formes d'onde optimales de courant de reference ont ete implantees dans la 
commande numerique (basee sur un processeur numerique de signal DSP 56001 Motorola) 
realisee par J.Y. Le Chenadec. La regulation etait de type proportionnel-integral et auto- 
adaptatif pour prendre en compte les variations des parametres de la phase pendant la rotation. 
En outre, un dispositif de mesure du couple instantane original a ete mis en reuvre par le 
stagiaire de maniere a valider par l'experience, en regime dynamique, les calculs theoriques. 
Le principe de la mesure repose sur l'utilisation d'un couplemetre tournant a large bande 
passante et sur un traitement du signal approprie [TH 2] permettant la reconstitution du signal 
utile a partir de celui delivre par le couplemetre. Ce traitement repose partiellement sur 
l'identification de la fonction de transfert mecanique du banc d'essai par des impulsions de 
couple generees par la MRV. Les nombreuses mesures effectuees sont retranscrites dans 
Particle [C11]. La conclusion essentielle de ce travail experimental est que le systeme de
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regulation doit etre considerablement ameliore pour atteindre les ondulations de couple 
minimales calculees. En effet, l'asservissement des formes d'onde optimales du courant est 
particulierement difficile dans une machine aussi non-lineaire. Plus la vitesse et le couple sont 
eleves, plus la f.e.m. devient importante et constitue une perturbation qu'il faut compenser 
dans les boucles de regulation. Des travaux sont actuellement menes en collaboration avec 
l'equipe commande numerique du LESiR, dans le cadre de la these d'Helene Cailleux [TH 4], 
pour mettre en reuvre des methodes de commande non-lineaire dans les boucles 
d'asservissement des courants de phase de la MRV [C15 et C16].

Autres travaux etrangers au LESiR
Si l'on observe les travaux effectues par d'autres equipes sur ce sujet, c'est seulement 

depuis le debut des annees 1990 que la reduction des ondulations de couple est traitee en 
profondeur. Il faut toutefois rappeler que les MRVDS ne sont pas les seules a avoir un couple 
pulsatoire : tout moteur electrique produit un couple instantane plus ou moins ondule, a cause 
de ses propres caracteristiques ou a cause de son alimentation, en general a cause des deux a la 
fois. Le moteur a courant continu a collecteur n'est pas exempt d'ondulation de couple, elles 
peuvent etre dues au couple de detente (moteurs a aimants) ou simplement au fait que la f.e.m. 
induite de la section alimentee n'est pas rigoureusement constante. C'est surtout grace a son 
grand nombre de lames et de phases que le moteur a collecteur peut delivrer un couple bien 
lisse. Les moteurs couple destines a des applications de positionnement ont une ondulation de 
couple specifiee, sa valeur relative est de l'ordre de quelques centiemes. Les moteurs 
synchrones autopilotes, de la meme fagon, generent un couple pulsatoire, surtout ceux a 
alimentation simplifiee en quasi-creneaux de courant. Des travaux ont d'ailleurs ete menes 
pour reduire le couple pulsatoire des moteurs a courant continu sans balais. Dans [27, 
Bolton 84], ce sont l'influence des caracteristiques du moteur (distribution de flux et 
repartition des enroulements) et la forme du courant d'alimentation (formes classiques 
sinusoidale et en creneaux a plusieurs niveaux) qui sont analysees. Dans [34, Lajoie- 
Mazenc 91], les causes des ondulations de couple sont mises en evidence, en parti culier les 
effets des encoches droites. Une recherche d'optimisation de la machine (inclinaison et 
ouverture d'encoches, nombre d'encoches et de phases, largeur angulaire des aimants) est 
effectuee avec un souci de maintien de bonnes performances. La publication [35, Lajoie- 
Mazenc 93] fait etat de recherche d'optimisation des formes d'onde de courant d'alimentation 
pour compenser les ondulations de couple ; cela nous rapproche du travail decrit ici.

Venons en maintenant aux machines a reluctance variable a double saillance qui, 
lorsqu'elles sont alimentees en courant a basse vitesse, sont proches des machines synchrones 
autopilotees. A l'heure actuelle, il n'existe pas de "standard" de caracteristiques comme dans 
les machines a aimants (f.e.m. sinusoidales ou trapezoidales) et les formes naturelles de 
couple instantane sont tres diverses car elles dependent fortement des angles de denture, de la 
valeur de l'entrefer et de presque tous les parametres geometriques de la structure. Or ces 
parametres sont choisis en fonction de diverses contraintes que nous evoquerons au chapitre 3. 
Il n'existe donc pas non plus de standard de formes d'ondes d'alimentation ni de strategie, sauf 
peut-etre celle qui consiste a injecter des creneaux de courant a basse vitesse puis des 
creneaux de tension a haute vitesse.

La publication de 1987 [28, Roche] fut probablement la premiere a proposer 
l'implantation, dans une structure de controle, de formes de courant optimisees pour reduire le 
couple pulsatoire. En fait, ces formes optimales se reduisent a des arches de sinusoides qui 
constituent deja une amelioration sensible par rapport aux creneaux de courant. Les auteurs 
soulignent ici la necessite d'avoir un modele precis des caracteristiques el ectromagneti que s 
pour predire au mieux les formes d'onde de courant a stocker en reference.
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Les auteurs de [29, Corda] comparent quatre structures de MRVDS, 8/6, 16/12, 16/14 
et 16/18, en vue de reduire le couple pulsatoire par adoption de formes optimales de courant. 
L'accroissement du nombre de phases apparait comme une solution evidente d'amelioration 
mais un nombre superieur a 4 est exclu pour des raisons de surcout du convertisseur statique. 
La comparaison est effectuee avec une tension d'alimentation et des angles de commutation 
identiques ; de plus, les largeurs angulaires de dentures (parametres geometriques les plus 
importants) ne sont pas optimisees pour chaque structure electromagnetique. Aussi les 
conclusions (structures 16/14 et 16/18 eliminees) de l'article ne sont-elles pas fiables.

Dans [30, Wallace 90], une etude succincte, dans le cas d'un moteur 6/4, montre que, 
pour reduire l'ondulation du couple, il faut augmenter la plage angulaire de production de 
couple par phase, ce qui revient a accroitre la largeur des poles statoriques (voir § 3.2) ; l'ideal 
est la forme triangulaire ainsi que nous l'avons montre dans notre travail. Mais les auteurs ne 
disent pas que cela se fait aux depens des performances generales (couple moyen, pertes 
Joule). Ce probleme est evoque dans [31, Tormey 90] ou un moteur 8/14 (4 phases) a ete 
conqu.

La publication [32, Wallace 91] decrit les resultats d'un travail tres interessant 
d'optimisation moteur-alimentation pour une application d'entrainement direct. Des structures 
a une et plusieurs dents par pole statorique sont comparees dans une etude simplifiee basee sur 
des formes rectangulaires du couple naturel instantane. Il apparait que, dans les moteurs ou le 
pole constitue la dent, un compromis doit etre trouve entre une plage de production de couple 
suffisamment etendue et une place bobinable minimale pour garantir des performances 
satisfaisantes. Lorsqu'il y a plusieurs dents par pole, les problemes sont dissocies et il n'est 
plus necessaire de faire de compromis. Enfin, les structures triphasees 6/4 et 18/20 sont 
comparees, leurs caracteristiques sont, cette fois, obtenues par la methode des elements finis. 
Des formes optimales du courant d'alimentation sont calculees. Les valeurs du di/dt maximal 
sont determinees pour evaluer les difficultes d'asservissement de telles formes par une source 
limitee en tension. Cependant, le di/dt n'est pas un critere suffisant si la machine tourne car la 
f.e.m. de rotation est loin d'etre negligeable meme pour des vitesses inferieures a la vitesse de 
base.

Le travail qui se rapproche le plus du notre a ete publie [33, Schramm] recemment au 
congres PESC'92. Les auteurs cherchent a realiser des formes d'onde trapezoi'dales du couple 
monophase et calculent les formes de courant correspondantes. Cependant, il semble que les 
angles de commande ne sont pas optimises en fonction des niveaux de couple et de vitesse 
pour prendre en compte les non-linearites du moteur et les limitations en tension du 
convertisseur comme nous le faisons ici. Enfin, un systeme de controle en couple a ondulation 
minimale vient d'etre propose par une equipe allemande [36, Steiert 93], pour un moteur 4 
phases de 15 kW. Il s'agit d'une alimentation en formes d'onde de courant optimisees en 
fonction du couple et de la vitesse. Ces formes sont stockees en memoire, elles sont 
numerisees sur 8 bits et sont adressees par la position du rotor (8 bits), par la reference de 
couple (6 bits) et par la valeur de la vitesse (5 bits). Elles sont optimisees pour minimiser les 
pertes Joule et les formes d'onde de couple monophase correspondantes ne sont pas tout a fait 
trapezoi'dales. Le controle est effectue dans les 4 quadrants. Les auteurs montrent, dans le plan 
couple-vitesse, que la commande a ondulation minimale de couple conduit a des pertes Joule 
sensiblement plus elevees que la classique commande en creneaux de courant. Cependant, la 
valeur de l'ondulation du couple, en fonction de la vitesse et du niveau de couple, n'est pas 
montree et le lecteur peut imaginer que l'ondulation reste tres faible jusqu'a la vitesse de 
base...
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CURRENT FEEDING OF SWITCHED RELUCTANCE MOTOR. 
OPTIMIZATION OF THE CURRENT WAVE FORM TO MINIMIZE THE

TORQUE RIPPLE.

LE CHENADEC J.Y., MULTON B., HASSINE S.
LESiR (Laboratoire d'Electricite, SIgnaux et Robotique) URA CNRS D1375 

Ecole Normale Superieure de CACHAN 
61 Av du Pt WILSON

94235 CACHAN CEDEX FRANCE

1. Abstract
The torque ripple remains one of the main 

problem linked to the use of switched reluctance motor. 
In order to use these drives in low speed application, we 
have imagined a current control, with optimized 
waveforms allowing torque ripple minimization. We 
have take account motor parameters and converter 
voltage limitations. We applied this control method to a 
4kW drive.

2. Introduction
If we know the principle of switched reluctance 

motor since one hundred and fifty years, their 
development kept limited until the beginning of the 70's, 
despite the great advantages presented by that kind of 
machine. These advantages are:

* low cost of industrial production,

* simplicity of converter,
* high torque at low speed,
* Robustness

Unfortunately, this kind of motor 
introduces two main disadvantages:

* An acoustic noise relatively important,
* A pulsating instantaneous torque.

Whole works realised on square 
voltage supply has shown that if the ratio silicium power 
(VA converter) / mechanical power could be relatively 
interesting (or at last comparable to ratios obtained with 
others kind of motors [6]). It is very difficult to have 
simultaneously a good ratio silicium power/mechanical 
power and a low peak to peak ripple torque (less than 
10%) with this kind of supply.

So, we decided to search for feeding 
mode in order to reduce the ripple torque, mostly in the 
case of doubly salient structure (Fig[1]). For that, our 
objective was to obtain trapezoidal single-phase torque 
waveform.

This waveform is characterised by the angles A1,A2,A3 
described at Fig [2], the angle 0 is the reference and 
correspond to the unaligned position.

Phase 1

Four phase doubly salient Structure.

<C>

A1 A3

Definition of the torque reference
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To have a good juxtaposition of single-phase 
torque waveforms for all phases, we have to check:

360° 360°A2+A3 = and A1+A2<180 - ■3—-
qq 

where q is the phase number.

Once these conditions reached, we are able to 
define the torque reference with only A1 and A2 values.

3. Modelling.
Conjunction

Oppositio:

360 180° ni
Magnetic characteristic

Fig[3]

The radically non linear feature of this kind of 
structure (magnetic saturation, permeance waveform not 
sinusoidal), leads us to use an energetic modelling.

If we do not pay attention to copper losses, the 
energetic result of the system expressed itself in the 
relation: dWe = dWem + dWm,
where We is electric energy, Wem the electromagnetic 
one stored in the machine, Wm the mechanic one. So we 
can write the following equations:

c =
dWem
30m

et 9 dWem
d(ni)

These equations allow, in the case of current 
supply, to calculate flux and torque, from knowing of 
energetic state of the machine.

Energetic model

The calculation of the magnetic energy is 
directly linked to the knowing of the electromagnetic 
characteristic of the machine [fig 4]. To reduce the 
number of errors due to a rough model, we have chosen 
to measure the particularly characteristic of our motor 
(OULTON 4kW@3000rpm). So we could deduce the

characteristic Torque/Position/Current [fig5]: We can 
also directely measure this characteristic array.

(Wb)
Conjunction

Opposition
(A)

Fig [4]
0 (1,0e ) characteristic array for the OULTON motor

16
14
12
10

Nm
14A

0
0 20 40 60 80 100 120 140 160 18(

Fig [5]
T( I , 0e ) characteristic array for the OULTON motor.

4. Optimization of current waveform for
our motor.

Thanks the characteristics 0(I,0e) and T(I,0e), 
it is possible to calculate the current waveform to obtain 
a trapezoidal single-phase torque waveform (Fig[6]). 
Then we can calculate the flux variation in the motor, so 
the voltage waveform corresponding(Fig[7]). The 
maximum voltage could be particularly high, specially

for high speed (high —). But in practice, the voltage 
dt

value is limited by the supply source. It results a current 
distortion (Fig[6]) leading to a distortion of the single
phase torque and so a ripple of the instantaneous torque.
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current without limitation

current with limitation

A1 A2

Fig[6]
Computed current waveforms with and without voltage 

limitation
<T>=5mN,Om=20QQ rpm

limited voltagi

unlimited voltage

Computated voltage waveform with and without voltage 
saturation

<T>=5mN,Om=20QQ rpm
Speed (rpm)

16.00%

12.00%

:.00%

4.00%

0.00%
8

<T> 
Fig [8]

Optimisation of the peak peak torque ripple

So we get two types of running: one when 
speed is weak enough (maximum value of the voltage is 
lower than Umax), another when the speed is such that 
voltage limitation is reached. In this last case, ripple 
torque appears. This phenomena leads two different 
optimizations: an optimization of copper losses if we 
don't reach saturation voltage, a minimisation of torque 
ripple if we reach saturation voltage. This phenomena 
explains the discontinuities noticed on the optimum 
angles of control.

Speed (rpm60

50

40

30

20

10

0
6 8

Fig [9]
Optimum angle A1

Speed (rpm
----17
— 33 

67
— 133
—--333 
----667
— 1000 

1333
— 1667
— 2000

Optimum angle A2

5. Experimental results

In order to validate our control model, we 
realised a test bench made up of the switched reluctance 
motor coupled to a DC motor and a torquemeter. The 
switched reluctance motor is supplied by four half 
asymmetrical IGBT bridges (fig[11]).
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Array T/O
Torque-----
Current____J_/

SRMTorque Adaptative
controller POWER

Reference
Torque meter.

Position

Half asymetrical IGBT bridges 
300 V 15 A

DSP 56001+Interface

Fig[11]
Test bench

The current loop correction coefficients are 
modified in regard to the electrical position (the 
electrical time constant depends on the electrical 
position), all the real-time computation are made with a 
digital signal processor (DSP56001 MOTOROLA).

At low speed, we notice good correlation 
between reference current and drive current.

10

Reference
Current

0.02 0.031
Fig [12]

C=6m.N, Q=90tr/min

If the speed increase, trailing errors and S.R.M. 
e.m.f lead to a current waveform distortion.

Reference
Current

|||||
-0.0025-0.0-005 0.0015 0.0035 0.0055 0.0075 0.0095 0.0115 0.0135

Fig [13]
C=6m.N, Q=350tr/min

It is possible to rebuilt monophase and 
polyphase torque waveform:

Polyphase torqueNm

< Monophase torque

50 100 150 200

Fig[14]
250 300 350 400

Polyphase torque waveform, C=2m.N, 
Q=80tr/min
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Ployphase torque

Monophase torque

50 100 150 200 250 300 350 400

Fig[15]
Polyphase torque waveform, C=2m.N, 

Q=300tr/min

So, it is possible to measure curves giving 
ripple ratio versus speed and torque.

C=1
C=2
C=3
C=4
C=5
C=6
C=7

200 400 600 800 1000 1200

Fig[16]
Ripple torque (% of average torque) versus speed 

(0-1200 rpm)

We notice that for speeds above 200 rpm, the 
peak to peak torque ripple ratio exceeds 15%, value 
which is far to be good. For lower speed values, the 
ripple ratio oscillates between 5 and 10%, values which 
are acceptable. Moreover, we should notice on figure 14 
and 15, that torque ripple frequency is quite high.

Instantaneous torque spectral analysis.

To have a good idea of eventual torque ripple 
consequences on a mechanic system, we studied the 
spectrum frequency of the ripple torque. High speed 
ripple are naturally filtered by the mechanical system, 
and only harmonics frequency equal to eventual 
mechanic resonance frequency should be dangerous.

We present Fourier transforms for C=1m.N and 
C=4m.N:

Fig[17]
Fourier transform of instantaneous torque, C=1m.N, 

Q e [30,465] rpm

Fig[18]
Fourier transform of instantaneous torque, C=4m.N, 

Q e [150,930]rpm

Remark: The machine is four-phased, so the torque 
ripple first harmonic is in fact the fourth of monophase 
torque. That is why we will take interest in fourth 
harmonics only.

So, it is possible to draw the torque ripple ratio 
evolution of 4th, 8th, 12th harmonics of the polyphase 
torque versus speed. (For torque value between 1 and 
9 m.N):
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Fig[19]
Ripple ratio of 4th harmonic, in %.

Figl2Q]
Ripple ratio of 8th harmonic, in %.

9
8

7
6

5

4
3
2

1

Q

%

C=1
C=2
C=3
C=4
C=5
C=6
C=7

rpm

2QQ 4QQ 6QQ 8QQ 1QQQ 12QQ

Fig[h1]
Ripple ratio of 12th harmonic, in %.

have described is no longer usable, but it is possible to 
obtain torque ratio about 1Q%, with voltage control.[1].

We have notice 'classical control mode' 
limitations, if we want obtain no torque ripple for higher 
speeds. It is impossible to regulate complex current 
waveform with a quite non-linear drive. If we want 
better performance, it appears judicious to use more 
efficient control mode. For example, better result should 
be obtained by introducing an open loop induced 
voltage compensation. Nowadays, works on non-linear 
control mode of such machines are lead, and we hope 
that they will permit to reach the theoretical energetic 
limits (of the inverter and machine).
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We notice that for low speed (<15Q rpm), all 
harmonics of the ripple torque are lower 5%, which are 
acceptable values.

6. Conclusion

For low speed(<15Q rpm), we obtain good 
values for the torque ripple. For greater speed, a current 
control is quickly transformed in a voltage control, 
because of power supply limits. The control mode we
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2.4- ALIMENTATION AUTO-OSCILLANTE

Dans le cadre d'un contrat (CTR 5) avec Valeo, nous avons realise un moteur pour un 
accessoire automobile. Pour minimiser le cout de l'ensemble electronique-moteur, nous avons 
montre qu'une structure a enroulements bifilaires etait avantageuse dans cette application en 
tres basse tension. Une alimentation originale avait ete realisee lors du stage de fin d'etudes 
d'ingenieur de M. Klages [ING1]. Un capteur a une impulsion par tour etait utilise pour 
autopiloter le moteur. Pour reduire la pollution electromagnetique conduite et les pertes de 
commutation (dues a l'inductance de fuites de la structure bifilaire), nous avons effectue, aux 
basses vitesses, une alimentation a nombre d'impulsions de courant limite (3 impulsions au 
voisinage de 1000 tr/mn, 2 impulsions au voisinage de 2000 tr/mn) et un fonctionnement en 
pleine onde de tension a partir de 2500 tr/mn. Ceci etait possible compte tenu de la nature du 
couple resistant plutot quadratique. Le couple de demarrage pouvant etre el eve, une 
alimentation transitoire (duree du demarrage) en creneaux de courant regules par modulation 
de largeur d'impulsion etait realisee. Meme si ce fonctionnement n'est que transitoire, les 
pertes de commutation occasionnees par la demagnetisation de l'inductance de fuites dans les 
ecreteurs sont genantes (cout de l'ecreteur).

Un second contrat (CTR 6) a ete conclu avec Valeo pour l'etude d'un autopilotage par 
capteur indirect pour le moteur etudie et realise dans le contrat precedent. A cette occasion, 
nous avons mis au point une alimentation auto-oscillante mieux adaptee a l'application. Son 
fonctionnement est similaire a celui des alimentations a decoupage Flyback auto-oscillantes. 
Le controle s'effectue en courant maximal : pour chaque phase, une fenetre de conduction est 
definie par les angles de commande 0on et ©off (correspondant, a basse vitesse, a la zone de 
production de couple). Durant cette periode, le transistor est mis en conduction jusqu'a ce que 
le courant atteigne la valeur de reference generee par la boucle de couple ; ensuite, il est 
bloque jusqu'a la demagnetisation complete, detectee ici par l'annulation de la tension induite, 
et le cycle se repete jusqu'a ©off- Plus la vitesse croit, plus le nombre d'oscillations diminue 
pour atteindre un fonctionnement de type pleine onde a la vitesse de base. Les avantages qui 
en decoulent sont, principalement, une forte reduction de la pollution electromagnetique 
conduite ainsi que des pertes de commutation. La demagnetisation s'effectuant a faible di/dt, 
la charge recouvree au blocage des diodes de demagnetisation est negligeable, ce qui annule 
les pertes lors de la mise en conduction de l'interrupteur de chaque phase. La frequence de 
decoupage devient faible et audible (ce n'est pas un inconvenient dans le cas present) et les 
pertes de commutation au blocage des interrupteurs commandes deviennent negligeables il 
est meme possible de se passer d'ecreteur auxiliaire en laissant les transistors MOS ecreter 
eux-memes en avalanche. Le circuit de puissance se simplifie et le rendement est meilleur. 
Pour le meme couple moyen, comme le courant varie de 0 a Imax pendant la duree angulaire 
de conduction, il doit avoir une valeur crete plus elevee et sensiblement doublee. Ici, le circuit 
magnetique du moteur n'est pas sature, le couple moyen est donc proportionnel au courant 
efficace [1] ; aussi, meme si le courant maximal est plus eleve, les pertes de conduction dans 
les MOS (resistifs) et dans le cuivre du moteur restent inchangees pour le meme couple. Ce 
travail a ete realise dans le cadre du DEA de P. Laurent [DEA 4], puis de sa these [TH6] ; il a 
fait l'objet d'un depot de brevet [B6]. En outre, le mode de commande etudie s'est revele 
particulierement interessant pour le fonctionnement de l'autopilotage par capteur indirect 
grace aux faibles perturbations des commutations. L'article [C9] donne ci-apres decrit le 
fonctionnement et les resultats obtenus en termes de pertes et de perturbations 
electromagnetiques conduites.
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Abstract
In a previous paper (IJ we haw shown (he interest of the btfilar winding in doubly 
salient reluctance motor feed by low voltage (automotive application) The interest 
is the minimization of switches number and of sihcturn area In this paper, we 
propose to continue the study of a new control method with this feeding process 
structure (hifilar winding with one switch per phase (2J ) ,

This method minimizes electromagnetic perturbations ( by reducing current 
gradient). commutation losses of switches, and allows the use of standard diodes 
instead of fast recovery diodes
H e will compare this new control mode with the PWM one. We will show, for 
example. at the same average torque value, that switching commutation losses are 
notably lower than in PWM control and that total losses of the motor1 converter set 
remains constant.

L INTRODUCTION 
I he aim of this study is to design an economical 
static converter for a low power switched 
reluctance motor (0.1 Nm 3000 rpm) in an 
automotive application The following constraint 
I tad to be considered

- low level of conducted electromagnetic 
perturbations

• low level of switch losses.
* simple and low cost electronic circuits.

1.1. MACHINE AND CONVERTER
CHARACTERISTICS

The studied machine is doubly salient structure 
having .1 phases. 6 stator poles and 4 rotor poles 
(figure I): fljurr I : motor structure: 6 ststor poles. 4 rotor 

poles

In our application, the air gap length is an 
important parameter and its value is large. 
Therefore the magnetic circuit is never saturated (! 
sat«20A).
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So. ihc motor torque for one phase can be written 
ns follow:

_1M6) ,2
2' dG '

where U is the electric angle, L(B) is the inductance 
versus angle and 11 is the phase current 
Then, two machine-convener structures arc 
possible-
The first one is lo associate each motor phase with 
an asymmetric half bridge (figure 2):

D1 n

figure 2: example of power converter with an 
asymmetric half bridge per phase.

The second one is to associate the power convener 
with a btfilar w inding machine (figure 1)

+ Vcc

current
sense

figure J: example of blfilar machine with It's 
power converter.

This economical power convener has only one 
switch per phase but at the turning off. the voltage 
across the MOS transistor may rise to over twice 
the supply voltage plus an overvoltage due to 
leakeage inductance of coil The main 
disadvantage of this structure lies in the inefficient 
use of the copper in the machine Only one of the 
bifilar windings carries current at any time

(magnetizing or demagnetizing moment). We will 
compare these two structures considenng rival 
copper volume and silicium arc slay constant. An 
other disadvantage is the increasing of switching 
losses because of storage energy in leakage 
inductance of phases

1.2. COPPER LOSSES IN THF. MACHINE

At first, we consider Ihc copper volume is constant. 
R designates the total winding resistor for a single 
coil phase 2R will designates one winding resistor 
in ease of a bifilar one (figure 3). (the two 
machine have the same flux ampere, turn 
characteristics)

1.2.1. ASYMMETRICAL HALF BRIDGE 
To compare copper losses, we will consider the 
nominal feeding mode corresponding to a full wave 
voltage (usually adopted in high speed conditions) 
The corresponding idealised phase current wave
forms are presented in figure 4.

A Magnetizing

Demagnetizing

R

figure 4: rurrrnl modelling. Machine fed by a full 
wave voltage.

The sum of copper losses is:

where q is the phase number.

1.2.2. BIFILAR WINDINGS 
The corresponding current wave-forms are 
presented in figure 5 (same supply conditions than 
figure 4).
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Magnetizing

figure 5: rurmil modelling (blfilar windings).
Maclilne fed by full wave of soilage.

I'liis lime the sum of copper losses

/% =2 Pju

In bit'll.u structure, copper losses arc doubled in 
comparison xutli a single coil machine

I.J. MQS CONDUCTION LOSSES

1.3.1. ASYMKTRICAl. HALF BRIDGE
In our automotive application, we have a low 
voltage power supply (12V) Transistor arc in 
MOS technology. In the ease where BVds<6()V 
and if the silicium area is the same in the two 
structures, we can write the MOS conduction losses 
as follow

/ >
= 2 9(2*. )/

2
mognrtuonnneJJ

where Rdson 15 l,lc MOS conducting resistor for 
silicium used inonc phase converter (each 
transistor has one half of total area)

1.3.2. BIFIIAR WINDINGS
/ mns i>,f

= q R

diOD
/2
1 magnthiatiO" rfj

P = 4 Pmoi uni m,M btj

So in asymeirical half bridge the conduction losses 
arc multiplied! by 4

1.3.3. CONCLUSION
For the same copper volume and the same silicium 

area in the switching circuit, none of the above 
circuits could be considered ideal In our 
automotive application, it's important to minimize 
the conduction losses because of the low voltage 
feeding (12V) and to minimize the number of 
switches for economical reasons.
At nominal speed (full wave contrql), we have 
computed copper and conduction losses at the same 
global efficiency in (he twice structuie. Ai rated 
point speed is 3000 rpm and torque is O.lNm 
MOS arc IRFZ 44 (60V, Rdson=28m£l) and diodes 
arc BYWXI PI 200 (200V. ISA)
Despite of the inefficiency use of copper m the 
bifilar windings, we choose this last structure for 
economical and reliability reasons.
We obtain the converter of figure 6. For 
economical reasons, the current measure is 
performed by means of a 0.050 resistor connected 
to the magnetizing circuit.
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phase 3phase 2phase l

R detip

decoupling

MOS2MOS1

irrenl sense

figure 6 : scheme of Ihr power converter finely used.

2. CONTROL METHOD

2.1. FWM MODE
Ai low speed, lo control the torque, we have to 
control the current magnitude in the phase 
winding.
If \\c use a PWM method because of the leakage 
flux in the bifilar windings, switching losses may 
be important To avoid, in a first lime, ihe 
transistor breakdown we use a clamp circuit 
(resistor, capacitor diode common to three phase 
In fact, at the MOS turn off instant, the electrical 
equivalent circuit can be represented on figure 7 
In any case we observe two supply conditions
2.1.1. Energizing coil:

= (K + 2R).l, + 1.(0) ^ + /,.»

2.1.2. llncrncrgizing coil:

+Vcc

ToUl leakage 
inductance “S

figurr 7: model of MOS tuning olT configuration. The 
snubber b designed by a zener diode.

The snubber limits the MOS turning off voltage to 
V^r value (VbMBVjg) The snubber is so 
calculated to obtain

Vh ~ 2. Vcc + AV

R damp

this leads to
2.AV-(V,+AV)

fl-.L,
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c <Ump a AV2

Lf is iltc total leakage inductance and a.AV the 
voltage ripple across C

The corresponding loss power in the resistor clamp 
is.
2

2.2. SELF SWITCHING MODE
The problem of the PWM mode is the excess of
switching losses in transistors and diodes because
of hard commutation conditions Also, the
commutation generates conducted electromagnetic
perturbations
The new control method has to realise a soft diode 
turn off Indeed, if the diode turn off is performed

dl.

with a low ----- . the tecovcrv charge is reduced .
dt

This can be performed by scanning the zero 
voltage switching of the diode (example of control 
scheme is presented on figure 8) We obtain in fact 
a ZVS commutation 3

figure 8 : riample of control circuit for » ZVS 
ronuiiutatlon In llte diode

3. DIODES SWITCHING LOSSES

3.1. PWM MODE
In this control mode, the diode turn off can be 
modelled by the following wave-forms (figure V).

li/m

-2 Vcc

figure 9: model of diode turn off (unerncglxlng 
phase). C" b the over voltage coefficient, 
(currently <?*3). Here we suppose that 

2.C.Vcc<Vrnn.

The magnetic energy is instantaneously transferred 
from the secondary to the primary coil So the 
diode parameter for its commutation arc:

-(2 V. + Vd).L,.^r
dt

(2 V«+Vd)

L,
-12A /^s

(Lf=2uH)
This leads to a reverse recovery charge: Qrr=18nC 
at Tj-IOO°C\

In ease of PWM. the diode turn off energy is
:W^=2Kccg„

3.2. SELF SWITCHING MOPE
If we decide to hold off the MOS until the complete

dlf

demagetization. the -----  term can be term can be
dt

modelled by:
dlf 2. Vcc -h Vd 
dt " L(6) 4- Lr

where L(9) is the main inductive parameter of the 
machine. In the worst case, (unaligned position 
L(6)*“Lo^0.3mH) tills leads to:
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-=-80 I O'3 A/MS 
Jl

Then we can reasonably consider that Qrr can be 
missed comparing to the above case (12A/ps)
So we can project the use of standard diodes (low 
cost) The second interest of this control mode is to 
limit the switching frequency. However, the low 
frequency range of commutations leads to an 
audible noise witch can be a nuisance and the 
ripple torque is increased
We present a computing simulation for the current 

wave-forms in the ease of PWM and self switching 
control The control parameter is the current 
reference applied (figures 10 and II) In order to 
simplify the PWM control, we choose to hold off 
the MOS during a constant time (TofT- 10ns) and 
the current magnitude is controlled by scanning the 
magnetizing current (voltage across Rsense figure
(i) I he angular supply window is 120° for each 
phase

3.3. CURRENT WAVE FORMS AT I.OW
SPUED 500 rpm 

3.3.1 PWM MODE

CONDUCTION WINDOW

3.3.2. SELF SWITCHING MODE

CONDUCTION WINDOW

figure II: computing simulation of current wa\r 
forms In SEI.F SWITCHING mode with 

spcrd“500rprn; different current references from 
SA to ISA.

3.4, CURRENT WAVE-FORMS AT HIGH
SPEED :3000rpm

3.4.1. PWM MODE

:3 u

3000 rpm

lrcf=5A

CONDUCTION WINDOW

figure It): computing simulation of current wave 
forms in PWM mode with T«iff“vst“IOjis ami 

\peed-S00rpm; different current reference* from 
SA to ISA.

figure 12 :computlng simulation of current wave
forms In PWM mode with TofKit and 

speed-JOOOrpin; different current references 
from 5A to ISA.
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J.4.2. SELF SWITCHING MODE 4. COMPARISON OF SWITCHING
LOSSES.

2h/J

CONDUCTION WINDOW

figure 13: computing simulation of current wave
forms In SELF SW ITCH INC mode and 

speed -JOOtlrpm; different current references from SA 
to ISA.

Wc can observe on the above figures (12 and 13) 
Him ilie nominal steady point (full wave of voltage) 
is reached near a current reference of 12A Then, 
the two current controls become similar. This can 
be shown if we use a trapcizoidal wave model for 
the growth of the inductive parameter wc obtain 
the following formulae

0)   AA(fl)   ~ ^uiuthgned
JO ~ A0 Z_rr

3
in our case:
l'aligned-* 2mH and Lunajjgnccj-0.3inH 
So at N-3000 rpm (12-314 rad/set lmax=!2A)

K = co ^^2* 0 53712 
d9

where H.s designate the stator coil resistor (0.312).

4.1. DIODES
4.1.1. Switching on losses.
For the two supply mode we can consider that 
switching on commutation losses in the diode can 
be missed. Indeed, in PWM mode (worst case of 

ell f
losses) the term is low enough to reasonably 

ell

missed this kind of losses. This can be twice 
verified in the self switching mode.

4.1.2. Switching off losses

PWM, wc obtain in that ease the following 
formula:

Wiof=2.VccQ„

SELF SWITCHING'.

W** =0
In fact, the comparison seems to be very simple: 
Self switching mode eliminate switching off losses 
thanks to the low rate of the corresponding Qtr 
Wc can observe this results on the real 
commutations wave-forms in the two control mode 
on figure 14, PWM and figure 15 SELF
SWITCHING

lOnV

figure 14: rest commutation wave-forms In thr 
PWM mode, (fast recovery diode BYW8IPI 200). 

Average curreut-SA.
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2e 751 -

See P00al/61v BE
ngvre I / : real commutation wivc-farmi In SELF 

SWITCHING modewith ilandard 
diod«(l NS408); Average currcnl-SA.

200«»'div ?*s!
figure If real commuiell.m r-formi In the
SF.I.F SWITCHING mode (fail irmm diode 

I1VXV*I PI JfiOi. Average current-5A.

!. ‘.Km

Wc can observe that the reverse recover)' charge 
decrease thanks to the tow dIDdt in tlie self- 
switching mode In that case wc can use standard 
diode instead of fast recover) one (1N5408 for 
example). Wc also present on figures 16 and 17 the 
same commutation wave-forms using standard 
diodes instead of fast one. In classical PWM mode, 
switching with standard diodes is very bad. the 
losses arc excessive.

$ov
/div

Now the difference between the two reverse 
rccovcrv charge is more evident This difference is

dt
meanly dependant of the value witch is

limited by I f in PWM and Lo in self switching 
worst case

4.2. MOS
4.2.1. Sw itching on losses
We also consider tliat this kjnd of losses can be 
missed in the two mode of supply because of the 
quickness of the MOS switching on (less than 
300ns) and the serial inductance Lf. They will be 
lower in the Self switching mode because of the 
ZVS commutation In fact the current increasing is 
limited by the mean of the inductive parameter of

dl
the stator coil corresponding to a very low —

dt
rate.
4.2.2. Sw itching off losses
Without clamping circuit, a breakdown voltage 
appears across the MOS (corresponding to BVds). 
If we want to study tius kind of losses, we adopt the 
following model-

figure 16 : red commutation wave-form* In PWM 
im.de with lUndard diodes (INS408). Average 

current-SA.
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linos

Vds >< 

BVds

2Vcc

In the two case of supply mode we can w rite:

0,1 BV^-2 Vcc

w„t = vd, L U = pB tOIT

W* = “Lf - 2.Vcc

This can verified on figures 19 and 20 w here we 
compare the sum of the MOS switching losses for 
the two sort of supply for different average torque 
value (figure 19 refers to 500 rpm and figure 20 
refers to 3000 rpm).

speed = 500 rpm

JS-SW losses

Average torque (Nin)

figure 19 : comparison of MOS swilcliing town 
between PWM and SELF SWITCHING mode

BX,
An example of the real MOS commutation is

(with fast recovery diodes) at 500 rpm.

figure 18: real commutation wave-forms 
commutation for the MOS; Average 

currcnt-5A
The same commutation wave forms can be 
observed in the Self switching mode. The number 
of commutations between the two supply mode is 
lower in the self switching one at the same rms 
phase current.

It is interesting to remark the junction of the two 
curves on figure 20. This conveys the full wave 
voltage mode in high speed. Then the two supply 
mode become equivalent and so there is no more 
difference of commutation losses in the MOS.
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5. TORQUE CHARACTERISTIC
In ilie cisc of our low saturated machine we can 
consider that the torque value is expressed by the 
following formula_______

C„„(9) = l

A numerical simulation shows the corresponding 
average torque versus current reference for the two 
ease of power supply (figure 21)

dL(0) {2 
dO

s-sw

g 0 US

II Ii2 :

curreni reference

figure 21 coinpsriwm of leverage torque 
characteristic between l‘WM and SK1.F 

SW| I C l I INC niudc versus current reference. 
spccd»3000 rpm.

[•'or the same average torque we have to double the 
current reference in Self Switching supply. Despile 
this maximun current increasing, the total joules 
losses m the machine and the conducted losses in 
the semi-conductors remain equal for the two 
supply Indeed, this kind of losses is only

dL
dependant of — - CSt which remain constant, 

d6
so I he average torque is proportional to the RMS 
current square This lead lo write that the ration of 
Copper losses/torquc is not dependant of the supply 
mode
But we can remark too that the Self switching 
torque characteristic is not a monotonous one 
versus ihe current reference. This could be a 
problem concerning the torque regulation or 
modclisauon (the equivalent gain of torque versus 
current reference may present sign invert ions) 
This can be eliminate by using the advancen angle 
value of the supply window XVc show on figure 22 
the influence of this angle value on the average

torque characteristic for the same speed The angle 
is expressed in electrical degrees

r* r-i
ament reference I A)

figure 22 : Influence of advitnee angle of (he 
supply window on Ihe user-age torque 

characteristic, .speed 3000 rpm and angle value 
In electrical degrees.

The extremes value of the curve envelops could 
give us a monotonous characteristic of the torque 
versus the current reference. So this could lie a 
method by associating variables such as current 
reference, speed value and advance angle to obtain 
the same characteristic than PWM one concerning 
torque value.

6. ELECTROMAGNETIC
PERTURBATIONS

We have studied the forms of conducted 
electromagnetic perturbations usually found (5): 
differential mode and common mode The 
experimental measurement scheme is presented on 
figure 23.

USN KiWgtCNVBtm

figurr 23 : normalized experimental scheme for 
electrical perturbations measurement.
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6.1. DIFFERENTIAL MODE 
Wc obtain the two following wave-forms (PWM on 
figure 24 and Self switching on figure 25) for the 
same rms current (10A rms) in the phase stator 
coil.

A C9.V
1 10 0 itttn G£c3 50o *G

KAilCONl
Off 23S2

too 0

90 0

SO 9

70 0

BO l)

50 0

<0 0

30 3

K 0

tO 0

1
t

1
inwwihii .t

n _

--------- -------
:00k im :oh :oom

i.g 9 Start *r-ea lOkKi Stop ‘-*C :3Cr-t ■

figure 24 : PW M conducted perturbations In 
dinerrntlal mode measurement*.

i cJ3v v 110 0
UH> 0
90 0

65 0

70 0

60 O

50 0

40.0

3C 0

20 0

10 0 
DaPH> A«g a

wAaco'.:

figure 25 :Setf switching conducted perturbations In 
dirTerrntUI mode measurements.

We observe that electrical perturbations are notably 
lover in Self switching mode (figure 25) (65dB p 
V) than PWM one (figure 24) (95 dB pV) from 
10kHz. Wc can find the Self switching spectral 
perturbation from 100Hz to I kHz due to increased 
current level. If necessary this low frequency 
perturbation seems to be easy to filter thanks to a 
classic decoupling method.

6.2. COMMON MODE
A 08|/'#
400 ny jflo L<LSJL!__ ,

OAfrOO UK. 100k
A»g 16 St«r( fr*Q lOkfi

;h iOh

Stoo feO to“HZ

figure 26 : PWM conducted perturbations In 
common mode measurements.

* cB»»V 
40 0

39 0
At^ea pS^I 5Q»----l£_oLf , ------ vaocon:

Ave ;6 Stert fr«o lOOHi Stco fro lOU-f:

figure 27 : Self rntlrhing conducted perturbations 
In common mode mcasurrments.

We can see that the Self switching perturbations 
are also notably lower than the PWM one at the 
same current reference from 10kHz (Self switching 
on figure 27 gives us lOdB pV and PWM on figure 
26 with 35dB pV). Its interesting because lire 
common mode perturbations is hard to be filtered 
by electronic method ( physical contact between 
component and converter ground). Then wc can 
also observe the low frequency spectral 
perturbations (starting from 100 Hz) of our Self 
switching mode even in the common mode instead 
of the PWM one witch starts from 10kHz.
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7. CONCLUSION
Wc have seen that the main advantage of our new 
supply mode was Icing in the decreasing of 
Switching losses m the MOS and in the 
demagnetizing diodes This leads to reduce the 
corresponding conducted perturbations either in 
the differential and the common mode (important 
point of our automotive application) But wc have 
seen that it was necessary to hardly increase the 
current reference for the same average torque value 
Ilian the PWM mode Despite this current 
((increasing, motor and converter losses remain at 
i lie same level

The second problem was Icing in the non 
monotonous torque characteristic versus the 
current reference (figure 21). The solution may lie 
in the use of the advance angle value for each 
vanablcs (current, speed, angle) set Another limit 
lie in the saturation level of the machine, tliat is 
not very important because of the low saturation 
level of our machine (large air gap length) however 
the motor and switches losses may increase in an 
saturated machine.
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Troisieme partie : rapport de synthese. OPTIMISATION DE L'ALIMENTATION

2.5- CONCLUSION. PERSPECTIVES

Nous avons effectue un travail important sur l'optimisation des lois de commande avec 
une prise en compte maximale des caracteristiques electromagnetiques de la machine. 
Cependant, la rapidite insuffisante des calculs de champ par elements finis nous a contraints a 
utiliser des modeles simplifies (lineaires par parties) ou au mieux des modeles precis mais 
monophases, sans toutefois effectuer des couplages directs entre les calculs de champ et les 
simulations d'alimentation. Malgre cette lacune, nous avons pu degager un certain nombre de 
proprietes importantes et surtout de limites fondamentales comme celles de la puissance 
apparente du convertisseur ou encore les possibilites de fonctionnement a couple instantane 
lisse. Nous avons vu que, moyennant une alimentation en creneaux de tension a la puissance 
maximale, la puissance apparente de l'onduleur est tout a fait acceptable comparativement a 
celle des moteurs a commutation electronique classiques. Quant a l'ondulation du couple, nous 
avons vu qu'elle est limitee par les caracteristiques electromagnetiques du moteur mais aussi 
par les possibilites de son alimentation ; si l'on souhaite conserver une puissance apparente 
raisonnable, il est difficile d'avoir un couple bien lisse sur une large plage de vitesses et de 
couples. Les difficultes rencontrees pour effectuer des systemes de commande performants ont 
declenche de nouvelles etudes. Ainsi, D. Flieller [TH7] travaille sur des modelisations 
dynamiques echantillonnees de la MRVDS avec une commande en creneaux de tension par 
reglage des angles prenant en compte des contraintes de continuites des variables de 
commande. Avec les travaux d'E. Hoang [TH 5] sur le calcul des pertes fer, nous pensons 
pouvoir prochainement integrer leur prise en compte dans l'optimisation des lois de controle.
H. Cailleux [TH4], quant a elle, travaille sur les possibilites de commande non-lineaire pour 
l'alimentation a couple peu ondule. En effet, la these de J.Y. Le Chenadec a montre qu'une 
commande classique ne permettait pas d'exploiter pleinement le potentiel de la source 
d'alimentation et qu'il etait necessaire de rechercher d'autres methodes.

Un mode d'alimentation particulier (auto-oscillant) a ete presente ; son objectif 
principal est de reduire les pertes de commutation ainsi que les perturbations 
electromagnetiques. Les alimentations speciales representent un champ d'investigation 
interessant pour satisfaire de nouvelles exigences de compatibilite electromagnetique et de 
forme de courant absorbe a l'alimentation (alternative ou continue). Le probleme pose 
necessite encore une fois la prise en compte de tous les elements electroniques et 
electromagnetiques.

Nous avons mene des travaux (non encore publies) sur les possibilites de 
fonctionnement a puissance maximale constante des MRVDS. En effet certaines applications, 
comme la traction electrique ou les broches de machine-outil, necessitent un fonctionnement 
dans une assez large plage a puissance maximale constante (au del a de la vitesse de base, 
rapport de 1 a 4 ou plus). Ce type de fonctionnement est connu depuis longtemps [18] mais, a 
ma connaissance, il n'a pas ete publie de document sur les raisons de cette possibilite de 
fonctionnement et, surtout, sur les parametres influents de la machine. Or, il semble que la 
duree angulaire du "plat" d'opposition de l'onde d'inductance joue un role fondamental dans ce 
fonctionnement. Cette duree angulaire est d'ailleurs directement liee a la largeur des dents 
rotoriques, lorsque celle des dents statoriques est imposee. Une these [TH9] est en cours sur 
ce sujet a l'Ecole Nationale d'Ingenieurs de Monastir en Tunisie.
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Le chapitre suivant, a travers les travaux concernant la structure electromagnetique, va 
prolonger le chapitre 2. En particulier, nous essaierons de bien degager les liens entre certains 
parametres geometriques et les caracteristiques electromagnetiques. Nous proposerons alors 
une procedure de conception integrant les contraintes d'alimentation electronique.
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Troisieme partie : rapport de synthese. OPTIMISATION DE LA STRUCTURE

3- OPTIMISATION DE LA STRUCTURE ELECTROMAGNETIQUE

3.1- POSITION DU PROBLEME

Nous avons vu, au chapitre 1.2, qu'une machine a reluctance variable a double 
saillance est completement definie par son reseau de caracteristiques flux-amperes-tours- 
position pour chaque phase, a condition de negliger les couplages magnetiques entre phases. 
Dans le chapitre precedent, l'etude et l'optimisation de l'alimentation des MRVDS a montre le 
fort couplage existant entre leurs caracteristiques electromagnetiques et l'alimentation 
electronique. En consequence, si l'on souhaite optimiser l'ensemble convertisseur machine, il 
est necessaire de coupler fortement les calculs electromagnetiques aux calculs d'alimentation 
(en courant ou en tension) afin de determiner, a la fois, les parametres geometriques et de 
commande optimaux. Si l'on fait appel directement aux calculs de champ magnetique par 
elements finis pour resoudre le probleme electromagnetique, les temps de calcul deviennent 
totalement inacceptables et ceci sans prendre en compte les couplages magnetiques entre 
phases qui eleveraient encore le temps total de calcul a une puissance comprise entre 3 et 4 !!! 
A titre indicatif, l'obtention d'un reseau de caracteristiques suffisamment precis pour traiter, 
par exemple, du probleme de la minimisation de l'ondulation du couple par formes d'onde de 
courant optimisees (voir §2.3), necessite environ 100 heures sur PC486 a 33 MHz [TH 3]. On 
peut supposer que la structure de la machine peut etre definie par 8 parametres geometriques 
[C2]. En admettant que le diametre exterieur soit impose et que l'on ait deja effectue le choix 
du couple (Ns, Nr), l'alimentation en courant optimise (§2.3) requiert 3 parametres (angles du 
trapeze de couple et nombre de spires) si la tension a ete prealablement choisie. On a au total 
un nombre minimal de 11 parametres a determiner pour optimiser le fonctionnement pour un 
seul point du plan couple-vitesse. Quelle que soit la methode d'optimisation choisie, cela 
conduit a des temps de calculs deraisonnables. Il faut donc recourir a des methodes plus 
rapides en acceptant de ne pas optimiser tous les parametres. Le "savoir-faire" (somme de 
l'experience collective acquise) peut aider a limiter raisonnablement le domaine de variation 
de chaque parametre [1, Cameron 92]. Enfin, on peut essayer d'etablir des modeles 
analytiques le plus precis possible : c'est que nous avons essayer de faire dans le travail de 
these de M. Geoffroy ou l'utilisation des elements finis est dosee au mieux pour pallier 
certaines limites du modele analytique. Notons que la caracteristique b(h) du materiau 
ferromagnetique utilise doit etre connue avec une bonne precision car la machine a reluctance 
variable y est tres sensible. Or cette caracteristique, outre le phenomene d'hysteresis, est 
sensible a certains elements comme le traitement des toles lors du processus de fabrication ou 
encore les contraintes mecaniques exercees dans la structure complete [2, Arkadan 93]. 
Cependant, ces modeles analytiques sont rapidement limites en precision et nous cherchons 
encore a les ameliorer, plus particulierement en regime de saturation. Actuellement, il n'est 
pas encore possible d'obtenir des formes d'onde de couple suffisamment precises en regime 
sature. Rappelons enfin que nous effectuons presque tous nos calculs en "2D" ; ceci est en 
effet suffisant lorsque le rapport D/L (diametre d'entrefer sur longueur active) est inferieur a 2 
environ [3, Tormey 90] : ce rapport depend en realite du pas polaire. Nous avons du recourir a 
une analyse "3D" par elements finis pour l'etude de notre capteur d'autopilotage a reluctance 
variable (voir §4.2). En ce qui concerne la prise en compte des couplages magnetiques, 
certains auteurs se sont penches sur le probleme [4, Lipo 89] mais en regime lineaire. Nous 
avons aussi effectue une telle analyse valable pour une structure vraiment non saturee comme 
c'etait le cas avec le capteur evoque ci-dessus.

L'article [C8] decrit les methodes que nous utilisons pour le calcul des caracteristiques 
des MRVDS.
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ARTICLE [C8]

"Couplage de methodes pour le calcul rapide des caracteristiques electromagnetiques des 
machines a reluctance variable a double saillance",

Colloque "methodes informatiques de la conception industrielle", ESIM Marseille,
18 juin 1993, pp.81-90.

94



Colloque "Methodes informatiques de la conception industrielle". ESIMMarseille 18juin 1993

COUPLAGE DE METHODS POUR LE CALCUL RAPIDE DES CARACTERISTIQUES 

ELECTROMAGNEI IQUES DES MACHINES A RELUCTANCE VARIABLE A DOUBLE SAILLANCE.

MGEOFFROY, B MULTON, E HOANG, R NHJI (EN1S SFAX)

Laboratoire d'Electricite Signaux et Robotique (L.E.Si.R) URA CNRS D1375
Ecole Normals Supcrieure de Cachan 61, Avenue du president WILSON

F 94 235 CACHAN Cedex

Introduction
La modelisation de processus complexes necessite aujourd'hui la mise en oeuvre de modeles 

varies integrant differentes approchcs du problems traite et permettant la simulation de plusieurs 
aspects du comportement des systemes studies. La necessite d'utiliser des mecanismes d'auto- 

adaptativite des modeles en fonction des resultats obtenus et de la prediction de I'erreur pose le 
problemc du cout humain ct informatique souvent trop important pour permettre une optimisation 

structurelle du processus etudie. En consequence, il existe un reel besoin de modeles simplifies, 
capables de fournir des resultats approches mais assez precis pour permettrent une etude quantitative 
et pour fournir des resultats susceptibles d'etre injectes dans des modeles de sensibilite plus fine

Les outils de calculs de champs par elements finis, associes a des mailleurs automatiques 

permettant la mise en oeuvre de methodes de calcul auto-adaptatif, donnent aujourd'hui une 
predetermination fiable des caracteristiques electromagnctiqucs des machines clcctriqucs. Par centre, 
les temps de calcul necessaires a cette etude ne permettent pas une optimisation globale de la 
structure complete.

En ce qui conccrnc par cxemplc les machines cylindriques a reluctance variable a double 
saillancefl], des problemes lies a ('utilisation d’entrefer faible, et au fonctionnement en regime sature, 
ainsi que 1'absence de symetries globales dcs sources et de la structure rendent la modelisation par 
des methodes de calcul de champ par elements finis particulierement longue.

En consequence, nous avons cherche des modeles simplifies permettant une approche 

correcte des caracteristiques de fonctionnement de ces machines[2] Ces methodes basees sur un 
decoupage elementaire en tron^ons de la structure donnent dcs resultats rapidcs permettant d’etudicr 

('influence des parametres dimcnsionnels Par contre, ces modeles simplifies necessitent 
ponctuellement la mise en oeuvre de calculs spccifiques par elements finis, comme par exemple pour 
l'etude de ("inductance en opposition ou pour l'etude des phcnomcncs dc saturation locale

Le couplage de ces deux methodes permet un bon compromis entre I'obtention de resultats 
fiables et une rapidite suffisante necessaire a ('optimisation des parametres geometriques de ces 
machines.

Apres un rappel de la structure des machines cylindriques a reluctance variable a double 
saillancc ainsi que de leur caracteristiques de fonctionnement, nous predeterminerons les 
performances dc ces machines a l'aidc d'outils de calcul de champ par element finis. Nous montrerons 
la necessite de mettre en oeuvre des methodes de maillage auto-adaptatives necessitant des temps de
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calcul importants pour obtenir des resultats corrects, mais rendant ce type d'outils inadaptes a une 
optimisation globale de la structure.

En consequence, nous etudierons des modeles elementaires bases sur le calcul de reluctance. 

Le principe consiste a "decouper" la machine en elements simples a 1'interieur desquels nous 
supposerons l'induction constante ou present am unc loi devolution connue. Nous calculerons les 

reluctances de tous ces elements simples afin de deduire le flux dans chaque partie de la machine.
Apr&s 1'etude d'un modele lineaire puis sature, nous montrerons la necessite de faire appel, 

dans un premier temps, a une base de donnee obtenue par elements finis pour determiner la 

permeance dans une position proche de l'opposition et, dans un second temps, a une serie de calculs 
ponctuels par la methode des elements finis, pour prendre en compte le phenomene de saturation 

locale difficile a parameter avec les modeles simplifies presentes.

1.Principe de fonctionnement d'unf, machine a reluctance

VARIABLE A DOUBLE SA1LLANCE.

1.1. Production de couple par variation de reluctance.
La figure 1.1 represente une machine a reluctance variable a double saillance constituce d'un 

stator et d'un rotor composes respectivement de Ns et Nr dents. Des bobines alimentees en fonction 

de la position du rotor, permettent le fonctionnement du dispositif.

Les phases sont alimentees successivemcnt pour 
decrire un cycle de fonctionnement. On obtient une 
revolution complete du rotor apres qNr cycles de 
fonctionnement, avec Nr le nombre de dents rotoriques et 

q le nombre de phases.
Si l'on note f la frequence electrique et frot la frequence 

rotorique, on a:

f“fro, Nr (1.1)
Dans une machine a reluctance variable, il y a production 

de couple par la tendance naturelle du dispositif a prendre 
la position de reluctance minimale, appelee position de 

conjonction (figure LI). Cette position particulierc correspond a un alignement d’une dent rotorique 
avec le pole statorique excite qui donne la valeur maximale de l'inductance vue par le bobinage 
d'excitation.

De meme, on definit une position particulierc correspondant a la valeur minimale de 
l'inductance vue par le bobinage d'excitation ou bien encore par un alignement d'une dent statorique 

avee l'cspace interpolate rotorique Cette position est appelee position d'opposition.
La periode dlectrique correspond a un cycle de fonctionnement defini comme le passage de la 

position d'opposition a la position de conjonction puis le retour a la position d'opposition(Figure 1 2).
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Figure 1.2 -Forme d'ondc dc permeance dEfinissant 
__________ ropposilion ct la eonjonction.________

- Figure 1.3 -Encrgic ct co-energie Electromagnetiques

Soient Wem l'energie electromagnetique et W'em la co-energie definies sur la caracteristique <J)=(I) 
du dispositif (Figure 1.3). On peut exprimer le couple electromagnetique moteur par:

C(9,i)
66 4>-Cte

(1.2)

La machine est ainsi complement definie si Ton connait son reseau de caracteristiques <}) = f(I,9)

1.2. Structure electromagnetique et parametres associes.
La figure 1.4 presente un exemple de structure electromagnetique d'un moteur a reluctance

variable Vernier. La structure est de type 6-4 (6 dents 

au stator et 3 phases, 4 dents au rotor). [3]

Nr, Ns:Nombre de dents au rotor et au stator 

hr ,hs:hauteur des dents rotoriques et statoriques 
e largeur d'entrefer r : rayon du rotor 

ec : epaisseur de la culasse
: angle polairc rotorique et statorique 

P°, Pl • angle dentaire rotorique et statorique 
Ps ct Pr sont les angles reduits des dents par rapport 
au pas polaire correspondant.

2, 2,
P:=p,a

2. Determination des caracteristiques par la metiiode des 

ELEMENTS FINIS.
Ces dix demieres annees ont vu l'apparition de nombreux outils de calculs, bases sur le calcul 

de champ par elements finis, et permettant l'ctudc dc structures electromagnetiques
Ces produits permettent le calcul de structures en deux ou trois dimensions et possedent 

generalement des calculateurs associes qui determinent les performances de la machine.

2.1. Definition de la structure.
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Opposition Connection
- Figure II. 1 -Motif minimal dc calcul des 

structures presentant une svm&ric.

A fin de minimiser 1'etude, il est parfois possible 

dutiliser les symetries naturelles de la structure et des 
sources. Or, pour une machine a reluctance variable a 

double saillance, seules les positions de conjonction et 
d'opposition presentent une symetrie a la fois des sources 
et de la structure. En consequence, il nc sera pas possible 

d'etudier un modele dentaire elementairc de la machine. 
Ceci represente un handicap important pour la mise en oeuvre du precede d'optimisation des 
machines a reluctance variable a grosses dents.

2.2. Validitc et exploitation des resultats.
Lors de 1'utilisation de techniques numcriques, il est important d'evaluer les erreurs commises 

sur les resultats. Il est parfois possible, lorsque revaluation de l'erreur est permise, de mettre en 
oeuvre un processus d'affinage des resultats.

Dans le cas de resolution d'equations aux derivees partiellcs par la methode des elements 
finis, plusieurs facteurs ont un role preponderant sur la precision de la mesure.

OQuantification du domaine dans I'espace.
Le decoupage du domaine en elements finis est une etape essentielle dont depend forcement 

la qualite dc la solution. On peut distinguer, dans un premier temps, le maillage elementairc qui pent

etre obtenu a partir de la structure a etudicr. 11 est 
souvent utile dc subdiviscr les elements afin 
d'ameliorer la solution. Cette subdivision peut se 

realiser de fa$on automatique en fonction de la 
localisation de l'erreur. Cette quantification dans 

I'espace et done la resolution du systemc en un 
nombre fini de points engendre des erreurs sur la 
solution du fait meme de la meconnaissance de 

1'evolution de la variable d'etat autour des points 
calculus. Afin de resoudre le systemc d'equations en 

chaque noeud du domaine, il est necessaire d'imposer une loi devolution entre ces points. C'est une 
deuxieme source d'approximation.

Figure 11.2 -Maillage minimal d'unc machine 
a reluctance variable a double saillance

©Mise en equation du probleme a etudier.
Lors de la mise en forme du systemc d'equations a resoudre sur le domaine discret, il est utile 

de lier le potentiel d'un noeud du triangle aux autres noeuds. Pour cela, il faut appliquer une loi de 

variation ou d'approximation entre les noeuds. Elle est generalement du premier ou du second ordre. 
Le choix de cette fonction d'approximation engendre des erreurs sur le calcul de la variable d'etat sur 
les noeuds.

©Resolution du systemc d'equation.
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La resolution du systems d'equations par des methodes numeriques ne permet de trouver 
qu’une solution approchee au systems d’equations. Les methodes de resolution mises cn oeuvre 
permettent generalement d'evaluer l'erreur sur la solution trouvee. En consequence, on peut estimer 

que les erreurs dues a la resolution du systems d'equations peuvent etre negligees dans le cas ou les 
criteres de convergence ont etc convenablement choisis.

2.3. Evaluation et localisation de l'erreur.
Lorsque le systems d'equations est resolu, il cst possible d'estimer l'erreur sur le resultat. II 

exists dc nombreux criteres d'estimations d'erreurs[4], L'un des criteres utilise est base sur la dualite 
des equations de champs[5],

Dans la resolution d'un problems de champ magnetique, les deux formulations possibles pour 

la resolution des equations de Maxwell sont associees a une dualite energetique, ce qui permet 
devaluer et de quantifier l'erreur. Cette erreur peut etre estimee sur chaque element du maillage et 
ainsi, il est possible de determiner les elements qu'il faudra subdiviser pour ameliorer la solution.

Le maillage initial obtenu 
par triangulation de Delaunay 
permet cette subdivision tout en 

conservant un maillage correct.
Nous avons presents a la 

figure 117 les cartes de champ
- Figure II 3 -Maillage pour des affinages successes

obtenues apres trois iterations d'affinages successifs du maillage.

Nous avons represente a la figure suivante, le trace du couple a difftrentes etapes du

processus de remaillage. Le nombre de 

triangles est multiplie par 10 entre la premiere 
et la demiere iteration.

Au final, 6000 triangles, dont une grande 
panic est localises au voisinage de 
I'entrcfer.dans la zone de champ eleve, auront 

ete necessaires pour obtenir une allure 
satisfaisante du couple. Le temps de calcul est 
important ( * I heure par iteration pour un 
point de fonctionnement(q,I) avec un

processcur 486 33MHz)

- Figure II.4-Calcul du couple en fonction du nombre 
_______________ d'aflinages._______________

2.4. Coinparaison avee rcxp6rimentation.
La structure etudiee est une machine a reluctance variable dcfinic par :Nr = Set Ng = 6

rr (mm) e (mm) rr (mm) rn (mm) hr (mm) h< (mm) p. Pr
41.2 0.2 71.5 15 13.82 22.1 0.318 0.5
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La figure 11.6 presente les allures du flux en fonction du courant pour l'opposition et la 
conjunction On remarque une predetermination correcte de failure en conjunction. Par contre, en 
opposition, on constate une erreur de 20% qui peut etre expliquee par des effets 3D

- Figure U.6 -Comparaison des caracteristiques Q=f(i). | - Figure H7 -Comparaison des allures du couple.

La figure II 7 presente les resultats obtenus pour le calcul du couple. On observe, sur la comparaison 
des allures de couple la meme difficulte que pour le flux au point de fonctionnement 0=20° cn regime 

de saturation elevee 11 faut noter que la predetermination des caracteristiques completes de couple 
necessite des temps de calcul de l'ordre de plusieurs jours afin d'obtenir une precision acceptable.

3. Modele analytique de calculs de permeance.

Une deuxieme approche consiste a utiliser des modeles analytiques bases sur le calcul de 

reluctance. Le principe est fonde sur le "decoupage" de la machine en elements simples a I'interieur 
desquels nous supposcrons {'induction constants ou presentant une loi devolution connue 

Nous calculerons les reluctances de tous ces elements simples afin de deduire le flux dans chaque 
partie de la machine. C'est ce type de modele que nous aliens developpcr par la suite.

3.1. Modele lincaire.

3.1.1. Forme d’onde de permeance idealisee.
Lorsque le circuit magnetique nest pas sature et que les fuites magnetiques ainsi que les 

effets de bord sont negligeables, on peut calculer (inductance propre de chaque phase a partir des

surfaces en regard des dents rotoriques et 

statoriques,[6] Ainsi pour une phase, 
I'induclance evolue lineairement avec I'angle 
de recouvrement des dents rotoriques et 
statoriques Elle prend une valeur minimale L0 
en position d'opposition et une valeur 
maximale Lc en position de conjonction. La 

forme d'onde de permeance representee ci- 
contre est obtenue a partir de :

P«(9) .. P. 8 r.l
- Figure III. 1 -Forme d'onde de permeance cn 

fonction de I'angle electriquc 0.________ P(6) = = Uc

On peut faire deux remarques :
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• - Le modele choisi donne pour la position d'opposition une permeance nulle. En realite, la 
reluctance de I'entrefer ainsi definie.ne peut avoir de sens que pour 8 suffisamment grand.

• - Pour la position de conjonction, la reluctance du fer ne peut pas etre negligee.
C'est en tenant comptc de ces deux remarques, que nous aliens developper, dans un premier temps, 

un modele analytique lineaire

3.1.2. Calcul dc I'inductance cn opposition.
Pour le calcul de I'inductance en opposition, on a predetermine par la methode de calcul de 

champ par elements finis la valeur de I'inductance en opposition pour differents parametres
geometriques influents. Si Ton note A0 1'angle interpolate en opposition, on peut ecrire :

AO = Jt. 1-Pr
N„

P
N

(U1.2)
s /

On a montre[2], lors d'unc etude par elements finis, que I'inductance en opposition est 

constante a AL =cte. Les figures suivantes, presentent les resultats obtenus lors du calcul par 
elements finis de la permeance en opposition ainsi que de la forme de permeance deduite.

C-Q! •Model! ™W'?> 

■Ctfodim <Kmoci ftai

- Figure 111.2 - - Figure 111.3 -Comparison dc forme dc pcmidancc
Influence dc AL sur I’inductance en opposition . _______du modele ct du calcul par elements finis.

3.1.3. Prise en compte du circuit magnetique. Etude du couplage.
La reluctance du fer, meme dans lc cas d'un fonctionnement en lineaire, n'est pas negligeable 

pour une machine a reluctance variable dans laquelle I'entrefer est generalemnt faible De plus, on 

neglige habituellenient les couplages entre phases, or ceux-ci peuvent avoir une importance si 
plusieurs phases sont alimentees simultanement.

Nous avons done, exploite un modele de la machine en modelisant chaque tronfons du circuit 

magnetique par une reluctance equivalente, et en tenant compte de la reluctance d'entrefer 
prealablcmcnt defini [7][2]
On a etudie[2], a la figure TIT TV et TIT V, l'influence de la permeabilite du fer sur les mutuelles car, 

pour de faibles niveaux d'excitation, et done lorsque la permeabilite diminue, la permeance propre 
diminue alors que les permeances mutuelles augmentent. De ce fait, les phenomenes de couplage ne 

sont plus negligeables.

87



Avec
R^s Reluctance d une dent statorique 
R<jr :Reluctance d une dent rotorique 
Rr : Reluctance du rotor 
Rc : Reluctance de la culasse.
Les expressions des reluctances sont les suivantes

Les resultats obtenus pour les permeances propre 

et mutuelle sont presentes ci-dessous.

Figure III.4 - Comparison de formes de permeances 
______du module et du calcul par dements finis.

- Figure III. 5 -Allure des permeances mutucllcs cn 
_________fonction de la pcrm<3abilitc du fer______

3.2. Models sature.
En utilisant le modele precedent, il est possible de fairc varicr la permcabilitc relative du fer 

pour chaque element, en fonction du niveau de saturation La methode consiste a calculer plusieurs 

Ibis le flux dans chaque element en modifiant la permeabilite a chaque iteration.

3.2.1. Caracteristique magnetique du fer.

AiTirK DBOIATIUON ETGUEUCNON
l.i

TOU-S MAGXETKTuTS

{passtur32mm

10«<J
Clump impriftiqn. rr A.TT.

- Figure III,6 -Caracteristique magnetique des toles.

La figure 11.23 montre la caracteristique 
d'une idle utilisee pour la construction dun 

moteur.
Afin de simplifier le calcul numerique, on a choisi 
un modele analytique de cette caracteristique :

0 99SH2
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Cctcui pu tenure* Qxi

- Figure HI.7 Comparison du modclc ct du calcul dc 
_____________ champ par elements finis__________

On a trace cn regime sature failure de la 
permeance pour diffcrentcs valours dc saturation. 
On peut remarquer une grande difference pour 
des positions intermediates entre la position de 
conjonction et celle d'opposition.

En efFet, lorsque la surface commune aux dents 
statoriques et rotoriques en vis-a-vis est faible, 
un phenomene de saturation locale au niveau de 

la denture se produit

B1 \ ROTOR

al

w
V A Jifioo

STATORX ---------—-------

1  Hr75
\  Hf50
\  Mr25

■ r 
100

so

3.2.2. Prise en compte de la saturation locale.
Cette saturation locale intervient lorsqu'une dent statorique n'est pas saturee de fafon 

homogene. On rencontre ce cas lorsque le vis-a-vis entre une dent statorique et une dent rotorique
est faible. En consequence, la 
permeabilite du materiau n'est 
pas constante le long des dents 
statoriques et rotoriques.
Une etude par la methode des 
elements finis montre que la 
largeur de saturation locale est 
egale a la largeur en vis-a-vis, 

notee AL. On a defrni de fapon 
empirique la reluctance equivalcntc de 1'element lie a la saturation locale.

Les figures suivantes comparent les resultats obtenus entre le calcul par elements finis et le 
calcul a I'aide du modele prealablement etabli.

rotor s tat ot

1* ... - Kmm)

- Figure III.8 -
Representation locale des lignes dc pcrm&bilit6 conslantc.

On peut remarquer une bonne similitude des resultats pour toutes les positions et pour toutes 
les valeurs de courant. On remarque egalement, que le point de fonctionnement pour 9=20° est 
aberrant, ceci etant du a une mauvaise appreciation de la saturation locale.
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Conclusion
Nous avons presente deux methodes classiques de predetermination des caracteristiques 

electromagnetiques des machines a reluctance variable a double saillance.

La premiere methode utilise des outils specifiques de calcul de champ par elements finis, 
aujourd'hui largement developpes dans le domaine de I'elcctromagnetisme. Ils necessitent, dans notre 
cas, la mise en oeuvre de logiciels specifiques permettant de realiser les calculs automatiquement en 
fonction de l'erreur que Ton peut estimer.

Cependant, l'obtention des allures de couple en fonction de la position du rotor et 
parametrees en fonction du courant, demande des temps de calcul prohibitifs de 1'ordre de plusieurs 

dizaines d'heures. II n est pas concevable, dans ces conditions, de considerer ces outils comme une 
aide suffisante a ('optimisation du dimensionnement des machines a reluctance variable.

En consequence, nous avons etudie un autre type de modele base sur un decoupage en 
tron^ons du circuit magnetique. Le temps de calcul utile a la resolution est alors largement 
compatible avec une optimisation de la machine.

L'etablissement de ces modeles necessite cependant un couplage avec le calcul par elements 

finis pour, dune fapon automatique, tenir compte de ('inductance en opposition ainsi que de la 
permeance autour de cette position De plus pour tenir compte de la saturation locale ,il est utile de 
calculer, pour chaque niveau d'excitation, le coefficient lie a la saturation locale.

En conclusion, la moderation utilisera de plus en plus des mecanismes d'auto-adaptativite 
des modeles en fonction des resultats obtenus, ainsi que des couplages entre differentes etudes de 
sensibilites diverses Nous avons montre, sur un exemple precis, I'interet d'utiliser des modeles 

simplifies en les couplant ponctuellement avec des modeles plus fins pour obtenir une methode 
performante et suffisamment rapide d'optimisation globale d'une structure complete.
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Troisieme partie : rapport de synthese. OPTIMISATION DE LA STRUCTURE

3.2- INFLUENCE DES PRINCIPAUX PARAMETRES GEOMETRIQUES SUR EES 
CARACTERISTIQUES ELECTROMAGNETIQUES

Les principaux parametres geometriques de la structure out etc definis au chapitre 1.1 
dans la publication [D2], leur influence quantitative ou qualitative y est analysee. Les 
consequences des variations de l'entrefer et des arcs polaires des dents sont maintenant bien 
connues. Dans ce chapitre nous ne nous attarderons que sur quelques uns des parametres.

A l'occasion du stage de DBA d'E. Hoang [DEA 3], dans le cadre du dimensionnement 
dun moteur 6/8, nous avons analyse finfluence de l'epaisseur de culasse ec et de 
l'inclinaison (des flancs) des dents statoriques. Nous avons defini un coefficient kc : rapport 
de l'epaisseur de culasse sur la demi-largeur dune dent statorique au niveau de l'entrefer. Plus 
kc est grand, plus 1'induction dans la culasse est reduite et il en est de meme de la chute de 
potentiel magnetique, surtout en regime sature. Ceci accroit done le flux en conjonction a 
amperes-tours donnes. Cependant, la hauteur de l'encoche diminue et la surface bobinable se 
reduit; la consequence est un accroissement des pertes Joule. II existe done un optimum pour 
la valeur de kc, cet optimum est compris entre 1 et 1,2 scion le niveau de saturation requis par 
le couple nominal. La valeur de kc indue aussi fortement sur les pertes fer : plus kc augmente, 
plus les pertes fer dans les culasses (d'ailleurs tres preponderantes) sont faibles. Cette demiere 
analyse est effectuee actuellement dans la these d'E. Hoang [TH5] et ne sera pas developpee 
ici.

M2A as=0° ec=6,5 mm Sbob=490 mm2
M2B as=0° ec=8 mm Sbob=446 mm2
M2C as=0° ec=9,5 mm Sbob=415 mm2
M2D as=0° ec=l 1 mm Sbob=373 mm2
M2E as=10° ec=9,5 mm Sbob=373 mm2
M2F as=15° ec=9,5 mm Sbob=360 mm2

opposition

3000 nl2000

Influence de l'epaisseur de culasse et 
de l'inclinaison des flancs des dents statoriques [DEA 3]

Figure -3.1-
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Quant a l'inclinaison des dents statoriques, nous l'avons caracterisee par un angle as. 
Dans le cas des dents droites, as est nul. Lorsque l'on augmente cet angle, on reduit la 
saturation des dents, on augmente ainsi sensiblement le flux de conjonction et on ameliore la 
forme naturelle de l'effort ce qui facilite l'obtention d'un couple constant. Au dela d'une valeur 
de 10° environ, ces effets deviennent negligeables. Cette forme de dentures affecte aussi la 
forme des bobinages qui deviennent ainsi plus difficiles a fabriquer. La figure 3.1 montre 
l'influence de l'epaisseur de culasse et de l'inclinaison des dents statoriques sur les 
caracteristiques magnetiques de conjonction du moteur M2 conqu pour la societe Parvex. Sb 
est la surface bobinable comptee sur la base d'un parallelepipede (les bobines etant inserees 
apres fabrication, ceci est une contrainte sur leur forme et l'on perd une partie de la place 
disponible). L'article [C20] met en evidence l'interet d'une inclinaison des flancs des dents 
statoriques ainsi que de l'optimisation de l'epaisseur de culasse pour maximiser le couple 
moyen, reduire le couple pulsatoire et ameliorer le rendement (pertes Joule et pertes fer).

Lors du stage de DEA de F. Camus [DEA 6], pour le dimensionnement d'un moteur 
(M8) 6/4 pour un vehicule electrique, nous avons etudie, entre autres, l'influence du rapport 
rayon d'entrefer sur rayon exterieur sur le rapport pertes Joule sur couple : il apparait une 
valeur optimale qui depend du niveau de saturation.

Evolution du rapport Couple/Pertes Joule (Nm/W) en function du rayon d'entrefer 
R/Rext en abscisse, C en profondeur (Nm) [DEA 6]

Figure -3.2-

On remarquera, en particulier, que le rapport optimal augmente sensiblement a fort niveau de 
couple. On peut ainsi optimiser tous les parametres de la structure en utilisant des modeles 
electromagnetiques plus ou moins complexes selon les exigences imposees par le critere a 
optimiser.
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3.3- OPTIMISATION POUR UNE ALIMENTATION A COUPLE MOYEN 
MAXIMAL CONSTANT SUR TOUTE LA PLAGE DE REGLAGE

De nombreuses applications requierent le couple maximal a la vitesse maximale ; pour 
les vitesses inferieures, on souhaite, egalement, disposer du couple maximal pour avoir une 
bonne capacite d'acceleration. Dans d'autres cas, la charge entralnee peut demander, en regime 
permanent, le couple maximal sur toute la plage de vitesse. Nous nous interessons, ici, a ce 
type d'entrainement, ce sont par exemple, les pompes et ventilateurs, les axes de machines- 
outils.

Dans ces entralnements a MRVDS, sur la quasi-totalite de plage de reglage de vitesse, 
le courant dans chaque phase est regule par modulation de largeur d'impulsion, de fagon a 
injecter des quasi-creneaux favorables pour reduire les pertes Joule. C'est seulement pour les 
forts couples au voisinage de la vitesse maximale que l'alimentation peut etre effectuee en 
pleine onde de tension. Ce dernier mode d'alimentation permet d'augmenter sensiblement (de 
10 a 30%) la vitesse maximale au couple nominal, donc la puissance maximale. Pour 
minimiser les pertes Joule, les phases sont alimentees en quasi-creneaux de courant pendant la 
duree de croissance de l'inductance. La tension maximale d'alimentation etant bornee, les 
temps de commutation sont limites et les angles correspondants sont proportionnels a la 
vitesse. Dans l'article [R3] donne ci-apres, une optimisation des valeurs des angles de denture 
statorique et rotorique est proposee pour optimiser la puissance maximale de l'ensemble 
convertisseur-machine. On remarquera qu'a angle dentaire statorique fixe, il existe une valeur 
optimale de l'angle dentaire rotorique permettant de reguler le courant pour obtenir le couple 
maximal (avec une ondulation acceptable : pas de passage en pleine onde de tension) et que 
cette valeur depend du couple maximal. En outre, la valeur de l'angle dentaire statorique 
influe fortement sur le facteur de dimensionnement de l'onduleur. Il est en effet interessant, de 
ce point de vue, d'avoir des dents de faible largeur. Cependant, ceci accrolt l'ondulation du 
couple (§ 2.3) et les pertes Joule (voir § 3.2). Il faut donc trouver un juste compromis en 
fonction des contraintes du cahier des charges.
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ARTICLE [R3]

"Pole Arc Optimization of Vernier Reluctance Motors Supplied with Square Wave Current". 
Electric Machines and Power Systems, Vol.21, N°6, 1993, pp.695-709.
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POLE ARCS OPTIMIZATION OF VERNIER RELUCTANCE
MOTORS SUPPLIED WITH SQUARE WAVE CURRENT

B MULTON. S. MASSINE, AND J. V. LE CHENADEC

L.E.Si.R. (Laboratoire d'Electricite Slgnaux et Robotique) 
URA CNRSD1375
Ecole Nor male Superieure de Cachan 
61, av. du President Wilson 
F 94235 Cachan Cddex. France

Abstract : To maximize their performances, it is pro!itable to 

supply vernier reluctance motors (V.R.Ms.) with square wave current, 

but the converter has to switch this current successively Into each 

inductive phase. This raises problems at high speeds. To obtain a high 

base speed, therefore a high power, we proposed to optimize pole arcs 

which have a highly significant importance on the permeance wave of 

V.R.Ms. The variation range of the angles is restricted by certain 

conditions, but within these limits optimization is possible. All 

dimensional parameters were taken into account and used to calculate 

average torque in linear as well as in saturated mode. We neglected 

the influence of mutual coupling between phases and this hypothesis 

was justified by results obtained through measurements. Though we used 

a model with linearized segments to minimize the number of parameters, 

the same method can be applied to other more accurate models. A V.R.M. 

with 6-4 structure was designed and realized ; it allowed validation 

of our theoretical model.

NOMENCLATURE

kr stack factor.

1 stack length.

n number of turns for one phase.

ni amperes-turns.

Ns. Nr number of teeth of stator, of rotor

q number of phases.

<T> average torque.

Electric Machines and Power Systems, 21:695-709, 1993 695
Copyright © 1993 Taylor & Francis 
0731-356X/93 $10 00 + .00



696 B. MULTON ET AL.

UPM-sxl

UNHoxl

a*. (T

Br

V
0
D0p

9po, Gpc

w
n

Qb

maximal positive voltage, 

maximal negative voltage.

pole pitches and arcs (radians or degrees).

reduced pole arcs.

flux in magnetic circuit.

electric angle.

permeance variation angle.

opposition and conjunction angles.

electric angular frequency (rad/s).

rotation (mechanical) angular speed.

base speed.

1- INTRODUCTION - MOTOR MODEL
Reluctance motors are promising in low cost appliances 

(automotive, domestic ...) as well as in high performance drives /I, 

2, 3/. As these motors are supplied by static converters, the price of 

a complete drive is dependent on both motor and converter. Therefore 

the whole motor-converter set has to be optimized.

To maximize average torque-copper losses ratio, a supply with 

square wave current makes it possible to approach the optimal 

value /4/. However reluctance motor phases are inductive and, to 

inject pseudo-square currents, high switching voltage is required. It 

is also possible to reduce the number of turns per phase, but with the 

same voltage and when keeping the same torque, the current in the coil 

and in the converter switches is higher. As the sizing power of the 

converter increases or its size power ratio degrades, the ideal supply 

is square wave voltage /5, 6/.

A phase is characterized with its flux <p curves which are 

dependent on amperes-turns nI and electric angle 0. Figure 1 shows 

these curves and their linearization ; it is profitable to use the 

flux differential because it represents the instantaneous torque 

shape. The given values concern a V.R.M. 6-4 whose dimensions are 

shown in figure 2.
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We defined the elements of the linearized model as follows :

- permeances in aligned position (or conjunction 0 = n) 'Pc in non 

saturated zone and Vs slope in saturated zone, and Vo in unaligned 

position (or opposition 0 - 0), assuming there is no saturation for 

this angle;

- saturation amperes-turns nls;

characteristic angles of permeance wave : 0po (flat

opposition). D0p (linear variation) and 9pc (flat conjunction). So, 

they respect the following condition :

6po + 2.D0p + 0pc - 2n [1.1]

r-T-T — t------1 T------r T - -r---------r------n ------r------r-------1----------1----------1----------1----------1----------1----------:----------r»

current

Figure -1-
Fundamental characteristic curves for one V.R.M. phase 

- - - - linearized model

These parameters can be linked to the dimensions of the magnetic 

circuit. Basic dimensional parameters are given In figure 2. To design 

tooth width, we chose to use pole arc - pole pitch ratio because it 

makes it easier to take into account winding problems in motor 

optimization /?/. Angular parameters are defined as follows :

- a" and a” are stator and rotor pole pitches :

a*. and = R7
(Ns and Nr are the numbers of stator and rotor teeth)

[1.21
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- ft' and ft° are stator and rotor pole arcs and we defined reduced 
pole arcs as follows :

ft*

TO II u and fir = ---
<x° a®

8 r

Figure -2-
Dimensional parameters of magnetic circuit

r - 16 ran

e = 0. 05 mm

hs = 12 mm

hr = 8 mm

ec = 4 mm

fi= = OS

Pr = 0.65

1 = SO ran 

kF = 0.9

The principle of current square supply will be found in figure 3. 

Average torque <T> is calculated from converted energy per stroke W. 

This energy is equal to the area defined by the path of point 

(? , ni). So :

<T> = q.—.W [1.4]
2JI

If current keeps a constant value during angle D9p and if it is 

switched within interval 6po when rising and interval Gpc when falling 

(in motor mode and vice versa in regenerating mode), converted energy 

is :
- nlM s nle W = (nix)2 [1.5]

- nlM > nls V = 1 [(Pc-Po). (nlN)2- (Pc-Ps) (nlM-nIs)sj

[1.6]



VERNIER RELUCTANCE MOTORS 699

it '8
Figure -3-

Square wave current supply and energy cycle

2- RELATIONS BETWEEN POLE ARCS AND PERMEANCE SHAPE

Professor LAWRENSON et al. have defined the "feasible triangle" 

/8/ which determines the range and limits of pole arcs values (2° and 

(2° for stator and rotor.
r

Hence, It is preferable to choose /3* greater than 0*, this
r s

permits an increase of the winding area. To minimize unaligned

permeance, it is necessary to respect the following condition :

0* < a* - (2° 
err

Figure 4 shows mechanic angles a* and a* corresponding to flat 

parts 0po and 0pc in linearized permeance shape (figure 1).

Figure 4
Flat zones of permeance in aligned and unaligned positions
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In these conditions, stator pole arc gives the value of DO? directly 

D0p — 271. (3s . [2.1]

Angles a” and cn° can be written :o c

«• = a- - fi° - 13'
o r r s

So, rotor pole arc defines 6po and Gpc angles :

0po = Nr.[d - Sr).52 - 3,.i2j 12.2]

9pc = Nr. ||3r.iS - 0,.25j 12.31

3- LINEARIZED MAGNETIC CHARACTERISTICS IN OPPOSITION AND 

CONJUNCTION ~ AVERAGE TORQUE COMPUTATION

Formulae [1.5, 1.6] showed that it was necessary to know

permeances ‘Po, Vc and *Pb as well as saturation amperes-turns nls. The 

model was intentionally simplified to permit better evaluation of 

dimensional parameters. Of course, a more sophisticated model would 

provide greater accuracy in predetermination.

/N teslas

linearized
pi s 6000 
US s 40 
Bsat — 1.3 T

2000

Figure -5-
Real and linearized magnetic material characteristics
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In aligned position core saturation occurs, so wc must take into 
account characteristic b(h) of magnetic material. To have curve y>(m) 
consist of linear segments, b(h) must be linearized : we defined two 
permeability slopes pi and ps as shown in figure 5. The present motor 
is assembled with laminated steel UG1NE NO 10 (0.1 mm thickness).

If we break up magnetic circuit into sections with constant areas 
regarding stator and rotor teeth and yoke, we can obtain from the 
various dimensions analytic expressions for permeances Pc and Ps. For 
the sake of clarity, we shall consider the particular case when the 
area of the whole magnetic circuit is constant and equal to that under

Sf. Then we havea stator pole 
Pc =

p7 4 2'e

where : Sf = 1. /3s. . kr

(3.1 )

[3.2]

kF is the ratio of effective length to iron length of laminated stack 

(stack factor), and :
If s (2 + n). UW - [3.3]

When magnetic circuit is saturated, permeance slope value is :

P,
po .Sf 13.41

and saturation limit 

nl. = ^
po

is defined

(STt2e’

by :

[3.51

In the present example (with kF = 0.9), numerical values are :
Pc = 3.75 pH Ps = 0.12 pH nls = 126 A

Note : the value of p5 must be determined in regard to the level of 
iron saturation ; then, at low saturation levels, ps is greater than 
at higher levels and the value of Ps is greater too. Then, If 
nlM < 400 A, we can have. In our example, ps = 80 and B**t s 1.1 T.

In unaligned position, we can calculate permeance with several 
methods /9, 10/. The solution proposed by Tormey, Torrey and Levin 
/10/ is particularly profitable : it Is based on the finite elements 
method and requires knowledge of only two length ratios : rotor 
interpolar arc (a° - /3") to stator pole arc (#") and rotor interpolar

! r r s
arc length ( (a* - /3*).r ) to rotor pole undercut (hr), 

r r
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In our particular case, we obtained : 
To = 0.3 pH

Figure 6 shows #>(ni) curves in opposition and conjunction 
measured — with 50 Hz sine wave supply by measuring current and 
Integrating Induced voltage in probe coll— and linearized with our 

method. Chart I compares measured (n = 40 turns per phase) and 
computed values of linearized model :

T c/pH P o/pH T s/pH nlc/A jPg5L
nlM < 400A pi=6000 measure 3.3 0.27 0.21 100

•m w u
0.33

ps = 80, Bsat 2 1.1 T computation 3.75 0.3 0.23 106 0.4
nix < 1000A pi=6000 measure 3.3 0.27 0.11 120 0.4
ps — 40, Bset s 1.3 T computation 3.75 0.3 0.12 126 0.47

pl=4000
ps a 40, Bset a 1.1 T

computation 3.39 0.3 0.12 118 0. 4

Chart 1

SA
Current

computation 
Bset = 1. 1 T 

pi = 4000 

ps = 40

Bset = 1.31 

pi = 6000 

ps = 40

Figure -6-
Measured and calculated conjunction and opposition y(ni) curves

For our model to be satisfactory, smaller values had to be chosen 
for Beat and p. This must be due to the mechanical strength of the 
frame.
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4- DETERMINATION OF POLE ARCS
The value of £s is chosen in relation to torque pulsations. To 

achieve a regular torque with q phases, we can have :
DOP = — [4.1]

q

In the case of 6-4 V.R.M., with [2.1, 4.11 : pr. = 0.5

The value of [3s influences permeances Tc, To, Ts.

So winding area is proportional to (1 - /3s), then copper losses - 
average torque ratio /!/ (or "torque per ampere") depends on fis. A 
high value for /3s gives a greater flux in aligned position but 
requires a higher current density for given amperes-turns.

After choosing /3s. we can determine the value of fir, this 
Influences opposition permeance To and permeance shape. In figure 7. 
these influences are shown in the case of our example of motor with 
/3s = 0.5.

Figure -7-
pr influence on unaligned permeance and permeance shape
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The variation range of ft” is limited by ft* and ft’ (see §1) :
r nlnl I maxi

ft* = tt* - ft* => grmaxl = 1 - ft*. ~ [4.21
rroaxl r s Ns

ft* « ft* => flrmlnl = ft*[4.31 
rolnl s Ns

Figure 8 describes V.R.M. basic converter (asymetrical
half-bridge).

To switch on current, maximal available voltage is equal to :
UPMax = Uo - 2.5Vk [4.41

where Uo is the D.C. voltage source supplying the converter.

To switch off current, maximal available negative voltage is :
UNMax = Uo - 2.5Vd [4.51

where 5Vk and 6Vd are voltage drops of switches Ki K2 and diodes Di 
D2. With medium voltages (greater than 100 V), voltage drops can be 
neglected. Between switching on and off, current is regulated by 
P.U.M.

6 V# 1 + <5 V* r

Figure -8-
One-phase basic converter for V.R.Ms. and maximum switching voltage

To maximize motor power, the highest possible base speed Is 
required ; then nominal torque has to be maintained till that base 
speed has been reached. Then at base speed, current phase has to be 
switched on during angle 6po and off during angle 6pc. Figure 9 shows 
current and voltage in a phase at base speed ; we can see that current 
falls with two slopes and that saturation enhances quick switching. We 
can write (n is the number of turns for one phase) :
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- in unaligned position, current rise time Is equal to :

_ Opo _ n\ Po. 1m 
Ob UPMox

So. electric angular speed is :

Then : Opo —
To. Nr.Ob. Im

UpMa x

O = Nr.fi

14.6]

where fib is base angular speed and Im current amplitude corresponding 
to required torque.

- in aligned position, with the same method, we obtained
if Im s is (saturation current) :

Ope =
n .Pc. Nr. fib. Im 

UNMvix (4.7]

if Im > Is :

Gpc
= n^.Nr.fibf

UNHax I

or :

Gpc = n .Nr.fib 
On Max

Pc. Is + 3»s. (IM - Is)

V>(nlM)

[4.8]

-Xx -V % dt"r^

Figure -9-
Current and voltage waveforms at base speed

In the case of our motor, we measured switching times in 
opposition and conjunction and found that this calculation method is
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accurate enough :
Figure 10 shows current oscillograms. We can see that measured 

current slopes are similar to computed di/dt, then voltage induced by 
mutual coupling can be neglected.

CURRENT 
turn off

CURRENT 
turn on

— = 6A/ms

— = 66A/rns '

27 V and Po 0.27 pH With Uhmox

= 63 A/ms = 85 A/msof f 1

= 5.6 A/ms

TURN-ON TURN-OFF

Figure -10-
Switching slopes of phase current with magnetic saturation

With expressions [2.2, 2.3] , [4.2, 4.31 and [4.6, 4.7 or 4.8], 
we can write :

1 if IM S IS 

■ if IM > IS

'po - ffraoxl ~ ffr UPKax 
0r - prolnl UhKax

<P0 — ~ ftr UPHax
/3r - £r no ini UKMax

Pc [4.9]

(Pc - P*)^ + Pel 
nls

[4.101

So. when taking into account both function Po versus £r (§4, 
figure 7) and current value In, we can determine the optimal value for 
0r which permits to maximize base speed Ob.
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When the value of fir has been determined, the number of turns n 
can be obtained with f 4.7] for instance. Chart II gives, in the case 
of our motor, for various In values, average torque calculated with 
f 1.4, 1.5, 1.6), for optimal value of fir, number of turns n and "size
power ratio" 5" /5,6/ :

5" Umax. In
<T>.n

q

[4.11]

I n I m/A 100 200 300 400 500 600 700 800
0r .643 .635 .625 .617 .61 .603 .598 .593

Po/pH .267 .241 .22 .207 . 199 . 192 . 187 . 183
|<T>/Nm .033 . 11 .2 .28 .36 .44 .52 .6
n/turn 71 53 51 49 46 45 42 41

5" 6.8 5.3 4.8 4.7 4.8 4.9 5. 1 5.3

V.R.M. 6-4 with g. = 0.5, Upmaxi = 27 V, Umiaxi = 29 V at 5000 rpm
Chart II

S.P.R. defines required "sillclum power" to supply motor at given 
power. Then, we can note the favourable influence of magnetic 
saturation on current switching capability of converter. S.P.R. can be 
reduced significantly.

<T> ...

__ 1

gs influence on Size Power Ratio and Torque 
Figure -11-
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If we reduce staler teeth angle — hence decrease (is — switching 

angles 6po and Opc can be increased. So. for example, with the same 

number of turns, the same voltage, the same current — therefore the 

same torque -- speed can be increased and S.P.R. is improved. However 

torque becomes more pulsating. Figure 11 shows S.P.R. and average 

torque versus maximum amperes-tuins nlh with three values for 0%.

5- CONCLUSIONS

With a model with simplified magnetic characteristics, we showed 

that we could optimize teeth angles to maximize maximum power of 

V.R.Ms. with a given converter and square wave current. Then, with 

permeance or inductance obtained waveforms, on one hand, we can 

product relatively low torque ripple with simple supply mode and low 

resolution shaft sensor on a large speed range or, on the other hand, 

it is easier to supply each phase with optimized current waveforms to 

have lower torque ripple, but with complexion control of current and 

higher resolution position sensor. We proposed a method to achieve 

this optimization with as few parameters as possible. But a continuous 

model for the Iron magnetic characteristic could help increase 

computation accuracy /12, 13/.

As the choice of (is is, essentially, guided by pulsating torque 
constraints, we showed that the choice of Br is determined by current 
switching, hence by maximum average torque. Magnetic saturation is 
highly profitable to Increase power. It is known that a small airgap 
allows an increase in torque at given copper losses /?/, but it is 
profitable for the converter too. A diminution in stator angle allows 
to increase convertible power with a given converter, but that means 
an increase in ripple torque.

In practice, at high saturation levels, permeance shape gets 
distorted, particularly, 0pc angle (flat part in conjunction) 
increases. So we can advance switch-off angle.

Beyond base speed, supply with full wave voltage and control of 
switching angles allows to increase maximum power and extend constant 
power operating zone/8, 11/. But, in this case, ripple torque will 
increase.
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3.4- PROCEDURE DE CONCEPTION
Comme pour tous les moteurs electromagnetiques a alimentation electronique, la 

conception d'un moteur a reluctance variable fait entrer en jeu a la fois l'electromagnetisme, la 
mecanique, la thermique, l'electronique de puissance et la commande. Nous avons aborde tous 
ces problemes a travers les divers prototypes que nous avons conqus. Les problemes 
mecaniques et thermiques ne sont pas specifiques au MRVDS et l'on pourra trouver des 
elements sur leur analyse dans les ouvrages et articles [5 a 11]. Une analyse des 
caracteristiques thermiques transitoires d'une MRVDS de petite taille (0,5 N.m) a ete 
effectuee lors du memoire CNAM de D. Bonot [CNAM 1]. Dans les machines a reluctance ou 
l'entrefer est tres faible, les risques de flexion de l'arbre sous l'effet de l'attraction magnetique 
radiale doivent etre consideres, l'arbre et les paliers devant etre dimensionnes en consequence.

Le dimensionnement electromagnetique s'effectue, dans les machines classiques, selon 
des considerations d'induction moyenne d'entrefer et de densite lineique de courant [5, 6, 12]. 
On aboutit generalement, pour les machines cylindriques, a une expression du couple moyen 
proportionnelle a ces deux grandeurs ainsi qu'au volume du cylindre d'entrefer. Cette methode 
peut etre elargie en prenant en compte la totalite du volume de la structure el ectromagneti que 
[13, Honsinger 87]. Le moteur a reluctance variable a double saillance peut aussi se preter a ce 
genre d'analyse et c'est ce qui a ete fait dans les publications [14, 15, Krishnan] ; cette 
demarche presente l'avantage de faciliter la comparaison avec les moteurs classiques et, pour 
les habitues de ces methodes, de retrouver des reperes familiers. Toutefois, l'expression du 
couple fait appel a de nombreux coefficients esoteriques qui sont necessaires mais rendent 
difficile la comprehension. Il n'y a malheureusement pas de solution simple a ce probleme et 
la methode precedente doit etre consideree comme une approche glob ale permettant, 
moyennant un certain savoir-faire, de determiner les dimensions premieres d'un MRVDS. Si 
l'on veut tenter d'optimiser la structure el ectromagneti que et l'alimentation, il faut poser le 
probleme differemment. A travers les lignes qui vont suivre, nous allons donner une 
"procedure" que nous utilisons lorsqu'il existe une contrainte sur l'encombrement, en general 
le diametre exterieur du stator. Mais avant, rappelons que les bases des regles de conception 
ont ete decrites en 1980 par P.J. Lawrenson et ses collegues de Leeds [17].

"Procedure" de conception
Il est d'abord necessaire d'effectuer le choix de la structure (couple Ns/Nr). Le 

nombre de dents rotoriques definit directement la frequence d'alimentation et influe fortement 
sur les pertes fer. Enfin, le nombre q de phases doit etre determine sur des criteres de 
complexite de l'ensemble onduleur-moteur. Malgre les eventuelles possibilites de 
simplification du convertisseur (voir §1.3), le nombre de semi-conducteurs necessaires vaut 
normalement 2.q si l'on souhaite exploiter au mieux les performances de la structure 
el ectromagneti que. Rappelons cependant qu'un nombre de phases eleve permet de reduire 
beaucoup plus facilement le couple pulsatoire et que la frequence fondamentale de 
l'ondulation du couple vaut q.Nr.Frot (Frot est la frequence de rotation). Pour effectuer un 
meilleur choix, on peut bien sur effectuer les optimisations de quelques-unes des structures, a 
priori les plus interessantes pour, ensuite, les comparer. Il faut aussi determiner le type de 
toles le mieux adapte (materiau et epaisseur). Nous avons vu que les caracteristiques du 
materiau magnetique avaient une importance considerable sur les performances. Il est 
primordial, en particulier, d'avoir une permeabilite et une induction a saturation elevees. Les 
contraintes de cout nous guident generalement vers du fer-silicium a grains non orientes ; 
cependant, des toles fer-cobalt permettent un accroissement non negligeable de performances, 
a condition toutefois que le circuit magnetique soit sature (entrefer suffisammment faible eu 
egard au niveau de courant nominal). Enfin, si la frequence d'alimentation, a la vitesse de
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base, est elevee, les pertes fer peuvent etre comparables aux pertes Joule et meme les 
depasser : ceci guide le choix de l'epaisseur et de la qualite des toles. Dans les prototypes 
realises, nous avons utilise des toles fer-silicium (3,5%) d'epaisseur 1/10e, 2/10e et 5/10e de 
mm. Les toles 1/10e n'apportent pas un gain important sur les pertes fer et constituent plutot 
un handicap a cause de leur mauvais coefficient de foisonnement et de la difficulte de 
manipulation et d'assemblage.

Les principales dimensions a optimiser ont ete definies dans plusieurs des articles 
precedemment reproduits, par exemple [C8]. La valeur de I'entrefer e est de premiere 
importance, c'est elle qui conditionne les performances de l'entrainement. Il est bien connu, et 
nous l'avons encore montre, que la minimisation de e permet de maximiser le couple moyen a 
pertes Joule donnees. Nous avons, en outre, montre [R1 + C6 + R3] que l'accroissement de 
couple lie a la reduction de l'entrefer pouvait etre obtenu sans augmentation de la puissance 
silicium : c'est un avantage typique de la MRVDS qui profite de la saturation pour accelerer la 
commutation du courant, plus precisement, en conjonction. La minimisation de e est limitee 
par les contraintes mecaniques de precision de centrage (flasques, paliers...), d'usinage 
(rectification acceptable) et par le bruit accoustique. En effet, le bruit dans ces machines 
semble essentiellement lie a l'ovalisation du stator sous l'effet des forces radiales [16, 
Cameron 92] qui seront d'autant plus elevees que l'entrefer sera reduit. D'autre part, si 
l'entrefer mecanique est faible, les defauts relatifs de concentricite augmentent, contribuant 
ainsi a la production de vibrations sonores. On voit apparaitre ici un compromis 
performances/bruit acoustique assez frequent dans les machines electriques. Il semble que, par 
ordre d'importance, le parametre suivant soit I'arc polaire statorique reduit 0s. Le parametre 
Ps determine la plage angulaire de production d'effort dans la mesure ou l'arc polaire rotorique 
P° a une valeur superieure a celle de l'arc polaire statorique P° [17, Lawrenson 80]. Si le 
moteur doit entrainer une charge offrant un couple resistant eleve a l'arret ou aux tres basses
vitesses, P0 doit, en premiere approximation, etre superieur a 2 n

qNr
afin d'assurer la

continuite du couple lors du passage d'une phase a la suivante (les q phases travaillent 
successivement). Pour minimiser le couple pulsatoire, on a tout interet a maximiser P0 mais 
ceci reduit la surface bobinable et augmente donc les pertes Joule. En outre, ceci reduit les 
angles permettant la commutation du courant et degrade ainsi le facteur de dimensionnement 
de l'onduleur [R3]. Il faut donc trouver un compromis pour minimiser le couple pulsatoire 
minimal, les pertes Joule et la puissance silicium. Certaines structures se pretent plus ou 
moins bien a cette optimisation. Par exemple, dans la structure 6/4, la valeur minimale de Ps 
en regard de l'ondulation du couple vaut 0,5, elle correspond aussi sensiblement a l'optimum 
du rapport pertes Joule sur couple. Dans la structure 6/8, le compromis est plus facile a 
trouver car la valeur limite en regard de l'ondulation du couple vaut 0,25, alors que l'optimum 
du rapport pertes Joule sur couple se situe vers 0,33. Enfin, il ne faut pas oublier que l'arc 
polaire statorique definit la largeur de la base de la dent et guide, par consequent, le choix de 
l'epaisseur de culasse (valeur de kc) qui a ete decrit au §3.2.

L'epaisseur de culasse ec est determinee pour reduire au mieux la chute de potentiel 
magnetique dans le long trajet de culasse, mais une valeur trop importante empiete sur la place 
pour le bobinage, aussi existe-t-il une valeur optimale que nous avons mise en evidence au 
chapitre 3.2 [DEA 3]. La valeur optimale de kc (rapport de ec sur la demi-largeur d'un pole 
statorique) est comprise entre 1 (structure non saturee) et 1,2 (machine tres saturee).

Lorsque Ps et kc ont ete determines, on peut rechercher la valeur optimale du rayon 
d'entefer permettant de maximiser le rapport couple moyen sur pertes Joule. Souvent, le 
probleme se pose avec une contrainte de rayon exterieur du circuit magnetique fixe. On
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souhaite alors optimiser le rapport kr du rayon d'entrefer sur le rayon exterieur. Si l'on 
choisit une grande valeur de kr, la largeur des dents statoriques et l'epaisseur de culasse 
augmentent reduisant l'aire bobinable Sb. En revanche, si l'on reduit kr, l'espace bobinable 
augmente, autorisant ainsi des amperes-tours d'excitation plus eleves mais alors la section des 
poles se reduit, abaissant le flux de saturation ou la permeance de conjonction. On peut 
montrer assez simplement qu'il existe une valeur optimale en utilisant, par exemple, les 
expressions parametriques de l'article [D2] reproduit dans le chapitre 1.1. A la page 15 de cet 
article sont donnees les expressions du couple moyen C, en regime lineaire (4.10) et en regime 
sature (4.14) ; les pertes Joule sont donnees par (4.12) et l'aire bobinable Sb par (4.9). En 
effectuant le rapport couple sur pertes Joule et en l'exprimant en fonction de kr, on peut 
determiner une valeur optimale kropt, d'une part en regime lineaire et, d'autre part, en regime 
sature. On obtient, en regime lineaire :

k 0,6
ropt

1 + kf
. Ns

ce qui donne, par exemple, pour une machine de type 6/4, avec Ps = 0,5 (pour assurer la 
continuite du couple a la commutation d'une phase a l'autre) et kc = 1 (faible saturation) :

kropt = 0 48
En regime sature, la valeur optimale de kr depend du niveau de saturation ; cependant, on peut 
effectuer un calcul pour les tres fortes saturations, c'est-a-dire lorsque l'entrefer a une valeur 
negligeable (voir expression (4.14)). On obtient alors une expression identique a la 
precedente :

k ropt
23

1 + kc
N0

ce qui donne, toujours pour une structure 6/4, avec avec Ps = 0,5 et kc = 1,1
ropt 052

Au chapitre 3.2 (figure 3.2), nous avons vu les resultats du calcul numerique d'optimisation de 
kr en fonction du niveau de couple dans le cas de la conception d'un moteur pour vehicule 
electrique. On observe bien une legere augmentation de la valeur de kropt, lorsque le niveau 
de couple augmente. Remarquons que le niveau de saturation n'influe pas beaucoup sur cette 
optimisation. En outre, le maximum du rapport couple sur pertes Joule est assez plat, ce qui 
autorise une "desoptimisation" pour satisfaire a d'autres criteres.

La valeur optimale du rayon r d'entrefer peut etre definie selon d'autres contraintes. 
Une augmentation de r permet d'accroltre a la fois la largeur des poles statoriques et 
l'epaisseur de culasse, ce qui doit contribuer a ameliorer la rigidite mecanique du stator et 
ainsi augmenter la premiere frequence de resonnance. Nous esperons, de cette fagon, diminuer 
sensiblement le bruit acoustique produit essentielllement par l'ovalisation du stator due aux 
efforts radiaux d'entrefer [16].

Notons enfin que le moment d'inertie d'un cylindre homogene est proportionnel a la 
puissance 4 de son rayon. Ainsi, si l'on souhaite maximiser l'acceleration, il vaut mieux 
reduire le rayon d'entrefer en dessous de la valeur optimale definie precedemment.

Nous nous interessons maintenant au rotor. Tout d'abord la valeur de l'arc polaire 
rotorique a une importance considerable quant a la forme d'onde naturelle de la permeance ou 
du flux. Cette influence est decrite dans l'article [D2]. Ceci est determinant pour le 
comportement de l'ensemble convertisseur-machine. Dans l'article [R3], reproduit dans le 
chapitre precedent, nous avons montre comment la valeur de Pr pouvait etre determinee pour
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maximiser la plage de fonctionnement a couple maximal constant. Cette optimisation permet 
d'utiliser au mieux la puissance apparente silicium et conduit a des poles rotoriques plutot 
larges (valeurs elevees de Pr). En revanche, si l'on veut obtenir une large plage de 
fonctionnement a puissance maximale constante, nos propres travaux, non encore publies, ont 
montre que la valeur minimale de Pr etait necessaire ou encore que c'etait la valeur de l'arc 
polaire rotorique qui determinait cette plage. Ceci est a l'etude dans la these [TH 9]. En outre, 
le moment d'inertie est sensiblement proportionnel a Pr.

Enfin, il reste a determiner la hauteur hr des dents rotoriques. Celle-ci doit etre 
suffisamment elevee pour minimiser la permeance d'opposition. Une etude effectuee par 
elements finis [3, Tormey 90] a permis de montrer que si cette hauteur est superieure ou egale 
a la moitie de la largeur de l'encoche rotorique, la permeance d'opposition ne decrolt 
pratiquement plus. La hauteur ne doit cependant pas etre excessive afin que la section de 
passage du flux entre la base des dents et l'arbre soit suffisante, on peut dire 
approximativement que la valeur maximale de hr vaut :

h = r -rmax ~ i
c

ou da est le diametre de l'arbre et ec est l'epaisseur de culasse stator. On suppose que, compte 
tenu de la faible longueur du trajet du flux dans les culasses rotoriques, une epaisseur egale a 
ec/kc suffit. Le diametre d'arbre doit etre suffisant pour transmettre le couple mais aussi 
pour permettre une vitesse critique suffisante ainsi que la resistance au collage du aux efforts 
radiaux. Cette derniere contrainte doit etre consideree dans les moteurs a tres faible entrefer 
dans lesquels les efforts radiaux atteignent des valeurs elevees.

La longueur active l est le dernier parametre geometrique. Le couple est sensiblement 
proportionnel a l. La valeur de cette longueur doit cependant etre reduite pour limiter la 
flexion de l'arbre. Dans les moteurs les plus longs, le rapport l/r ne depasse pas 5 sous peine 
d'avoir des vitesses critiques faibles. Cette valeur correspond sensiblement a un optimum pour 
les moteurs rapides [11, Wiart 82]. Dans le cas des moteurs courts, l'accroissement relatif des 
longueurs de tetes de bobines degrade sensiblement les performances en augmentant les pertes 
Joule par unite de longueur active. Enfin, dans le cas de moteurs tres courts (l/r inferieur a 1), 
les effets d'extremite augmentent le flux aussi bien en conjonction qu'en opposition, ce qui 
diminue le rapport de saillance et degrade le "facteur de puissance".

Le nombre de spires n du bobinage qui represente l'element d'adaptation du moteur a 
l'alimentation, se determine en fin de processus. Il est calcule pour permettre d'atteindre le 
flux maximal necessaire pour obtenir le couple souhaite a la vitesse correspondante la plus 
elevee. Notons que dans les grosses machines, la chute resistive peut etre negligee. Mais ce 
n'est pas le cas dans les petites dimensions : la chute R.i peut alors etre simplement introduite 
dans les equations au niveau elctromagnetique, c'est-a-dire lorsque le nombre de spires est 
encore une inconnue et que l'on travaille en flux et amperes-tours. Dans l'article [C6], donne 
au chapitre 1, nous avons montre que l'equation d'alimentation pouvait s'exprimer sous la 
forme :

u = n. dniru .ni + P(0).-----+ ni.to.b dt
dP(0)

d0
en regime lineaire, ou rb est la resistance specifique du bobinage, fonction des dimensions du 
circuit magnetique (aire bobinable et longueur de la spire moyenne) et du coefficient de 
remplissage d'encoche. En regime sature, l'expression devient :
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u = n. . d^(ni, 0) dni d^(ni, 0)rb'ni + ^ "* + to'T

Enfin, lorsque cette determination rapide des dimensions premieres a ete effectuee, 
deux solutions sont actuellement utilisables pour verifier le fonctionnement et poursuivre 
l'optimisation de l'ensemble convertisseur-machine. La premiere consiste a entrer les 
dimensions dans le modele analytique fin dont nous avons parle au paragraphe 3.1, puis a 
simuler l'alimentation pour rechercher les caracteristiques souhaitees de couple vitesse, 
determiner les pertes (pertes Joule aujourd'hui et pertes magnetiques tres prochainement). Ce 
modele analytique peut permettre d'affiner les dimensions de la machine pour ameliorer les 
caracteristiques. La seconde methode fait appel aux elements finis afin d'obtenir un modele 
el ectromagneti que plus precis mais, cependant, monophase (voir remarque du chapitre 1.2.1). 
Dans ce cas, la simulation de l'alimentation peut etre beaucoup plus precise, ce qui est 
necessaire pour la minimisation des ondulations de couple, par exemple.

3.5- COMPARAISON AVEC LES MOTEURS A COMMUTATION ELECTRONIQUE 
CLASSIQUES

Dans ce chapitre, nous proposons une comparaison sommaire entre les differents 
moteurs electromagnetiques en presence. Rappelons, tout d'abord, les avantages des moteurs a 
commutation electronique par rapport aux moteurs a induit tournant et a collecteur dits 
moteurs a courant continu (MCC). Les MCC possedent un rotor bobine supportant les 
enroulements d'induit, source de la majeure partie des pertes (Joule et fer). Les pertes sont 
difficiles a evacuer autrement que par echange avec un gaz, ce qui limite les performances a 
echauffement donne, en comparaison avec les autres moteurs dans lesquels ces pertes 
prennent naissance au stator. En outre, la surveillance d'echauffement est difficile. L'induit 
etant tournant, il doit necessairement etre relie a la source exterieure par des contacts 
tournants. Dans le MCC, ils sont aussi commutants et constituent le collecteur qui remplit le 
role d'interrupteur multiple et de capteur de position, ceci etant son grand avantage. En 
contrepartie, le collecteur commute habituellement sans assistance et des etincelles 
apparaissent a cause de l'energie stockee dans les enroulements a la coupure du courant. Il en 
resulte un echauffement important de l'ensemble collecteur-balais, des perturbations 
electromagnetiques, un danger d'explosion dans certains milieux. Les balais s'usent et laissent 
une poussiere a base de graphite tres salissante et conductrice ; ainsi, au bout d'un certain 
temps, des defauts d'isolement apparaissent. Des interventions comme le changement des 
balais ou la rectification du collecteur (moteurs a hautes performances) sont necessaires si l'on 
veut prolonger sa duree de vie. Ces defauts constituent un handicap redhibitoire dans certaines 
applications comme celles a longue duree de vie (ventilateurs, climatiseurs, systemes 
informatiques...) mais sont tout a fait acceptables dans d'autres cas. La commutation 
mecanique est aussi source de bruit accoustique, ce qui quelquefois est inacceptable (systemes 
audiovisuels, ventilateurs d'habitacle de voitures haut de gamme, climatiseurs...). Enfin, la 
tenue mecanique du collecteur, de ses connexions a l'induit et des bobinages d'induit eux- 
memes limite la vitesse peripherique des induits de MCC a environ 30 m/s sans frettage et 
environ 80 m/s avec frettage. Combinee au mediocre echange thermique de l'induit, la limite 
de vitesse mecanique restreint le domaine de faisabilite des MCC dans le plan puissance 
vitesse ainsi que leur puissance massique. Dans le domaine des fortes puissances, la limite 
(puissance maximale x vitesse maximale) de 2700 MW.tr/mn est souvent evoquee ; en realite 
la loi qui limite la puissance en fonction de la vitesse est plus complexe et s'exprime plutot 
sous forme d'un produit puissance par vitesse au carre. La tension d'alimentation devient aussi
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une contrainte importante lorsque le diametre du collecteur est faible. Cette limite de 
faisabilite en puissance se rencontre aussi bien dans le domaine des petites puissances 
(aspirateurs electromenagers a moteurs universels : environ 700 W mecaniques a 20 000 tr/mn 
avec collecteur non frette et 40 000 tr/mn avec frette) que dans les puissances elevees 
(moteurs MCC de traction du TGV Paris-Sud-Est : environ 500 kW a 3000 tr/mn , ceux du 
TGV Atl anti que, moteurs synchrones autopilotes : environ 1100 kW a 4000 tr/mn pour une 
masse de 1450 kg contre 1510 kg pour les MCC). On pourrait encore ajouter les limites 
d'acceleration, de fonctionnement impulsionnel... Soulignons toutefois la grande simplicite 
des convertisseurs electroniques et de la commande des MCC qui font encore leur succes !

De la fin du XIXe siecle jusque dans les annees 1960/70, les deux moteurs de tres loin 
les plus employes etaient le MCC et le moteur asynchrone. La raison de ce succes est due au 
fait que ce sont les deux seuls moteurs capables de demarrer puis fonctionner de fagon 
satisfaisante et economique, sans convertisseur auxiliaire, a partir d'une source de tension 
continue ou/et alternative. Dans ce contexte, le moteur asynchrone s'est construit sa reputation 
de grande robustesse et de fiabilite en comparaison avec le moteur a collecteur. Mais, 
aujourd'hui, en vitesse variable, donc associe a un convertisseur electronique, il rencontre des 
concurrents serieux qui peuvent revendiquer des qualites de robustesse comparables, d'autant 
plus qu'ils ont, pour la plupart, des rotors "sans pertes". Nous allons donc tenter d'effectuer, a 
partir de l'analyse de nombreux auteurs et de la notre, une comparaison des divers moteurs, 
relativement classiques et a commutation electronique, entre eux et avec le moteur a 
reluctance variable a double saillance. Le probleme de la comparaison entre ces moteurs est 
extremement delicat et ne peut etre generalise : on trouvera toujours des cas particuliers qui 
contredisent des conclusions etablies. Il faudrait traiter independamment les domaines comme 
la traction electrique, les entrainements de machines-outils, l'electromenager, les accessoires 
automobiles... En outre, il faudrait une connaissance approfondie de chaque type de moteur et 
de ses possibilites avec les alimentations electroniques, ce qui est utopique. Aussi, c'est avec 
la plus grande reserve que ces resultats sont presentes.

Les moteurs a commutation electronique auxquels nous nous interessons ici sont :
- le moteur asynchrone triphase a cage d'ecureuil alimente par onduleur de tension triphase 
(CVS) en modulation de largeur d'impulsion sinusoidale, MAS ;
- le moteur synchrone triphase a rotor bobine autopilote alimente par CVS (on exclut les 
moteurs alimentes par convertisseur a thyristors), MSRB ;
- les moteurs synchrones a aimants permanents autopilotes alimentes par CVS, MSAP, 
(aimants en surface, interieurs...[18, Nasar 93]) ;
- les moteurs synchrones a reluctance variable (triphases a champ tournant) autopilotes, 
MSyRV (rotors saillants, axialement lamines...[18]) ;
- les moteurs a reluctance variable a double saillance autopilotes et alimentes en courant 
unidirectionnel, MRVDS.

Les criteres de comparaison que nous avons retenus sont la simplicite de fabrication, le 
cout et la robustesse (difficiles a estimer et assez subjectifs), les performances (couple/pertes 
Joule), le rapport couple sur inertie, la vitesse maximale, les possibilites de fonctionnement a 
puissance maximale constante et la puissance apparente silicium. Nous avons, en outre, pris 
soin de comparer des moteurs de structures assez proches (cylindriques et a faible nombre de 
poles) : nous avons ainsi exclu les nombreux moteurs speciaux a reluctance variable et a 
aimants [54, Weh 91] a grand nombre de poles.

Au sujet de la simplicite de fabrication et du cout, il existe une ambiguite importante 
liee aux moyens de fabrication et d'assemblage deja existants et aux quantites produites. Ainsi,
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le MAS beneficie des tres grandes quantites produites et de la standardisation. A priori, le 
MRVDS semble le plus facile a assembler avec son empilage elementaire de toles au stator 
comme au rotor ainsi que ses bobines prefabriquees [34, Lawrenson 89]. En revanche, pour 
avoir de bonnes performances, nous avons vu qu'il requiert un relativement faible entrefer, ce 
qui necessite eventuellement une operation d'usinage des toles et une bonne precision des 
flasques et des paliers. Les efforts radiaux, considerables si l'entrefer est tres faible, 
necessitent des roulements a billes, les paliers lisses ne sont utilisables qu'avec des entrefers 
"importants". Son "cout matiere" est plus faible que celui des moteurs a aimants a condition 
qu'il ne soit pas beaucoup plus volumineux : le prix des toles est d'environ 7 FF/kg, celui du 
cuivre en fils : 20 FF/kg, celui des aimants ferrite : 40 FF/kg, celui du Fer-Neodyme-Bore allie 
(M = 0,6 T) : 600 FF/kg, celui du Fe-Nd-B "pur" : 1500 FF/kg et celui du Samarium-Cobalt : 
2000 FF/kg. Quant au rotor axialement lamine des MSyRV [19, Boldea 91, 20, Fratta 89], il 
confere des performances equivalentes a celles du MAS [19] mais au prix d'une grande 
complexite du rotor, a moins de trouver une solution economique pour une fabrication de 
sene. Les moteurs a aimants [27, Parvex 93] necessitent un collage ou/et un frettage a vitesse 
elevee lorsqu'ils sont montes en surface. Pour simplifier la manutention et les risques de casse, 
ils sont deposes non aimantes et magnetises ensuite. Notons enfin qu'il existe toujours un 
risque de desaimantation du a un courant ou a un echauffement excessifs.

La robustesse doit prendre en compte la resistance a diverses agressions comme les 
ambiances corrosives, les temperatures elevees, les vibrations mecaniques mais aussi la 
resistance de l'onduleur aux defauts pouvant survenir (courts-circuits dans les bobinages...). 
Le MRVDS presente, de ce point de vue, de nombreux avantages. Il utilise peu de materiaux 
qui peuvent etre proteges contre les agressions et resister aux hautes temperatures. Le MAS 
est plus sensible aux temperatures elevees a cause de sa cage source de pertes et difficile a 
refroidir ; en outre, les cycles thermiques peuvent deteriorer les barres situees dans les 
encoches du rotor. Vis-a-vis de la resistance aux vibrations, un entrefer eleve est un atout, le 
MRVDS se trouve alors desavantage. Enfin, son alimentation par demi-ponts asymetriques 
des phases independantes (non couplees electriquement et magnetiquement) confere a 
l'entralnement a base de MRVDS une tres bonne "tolerance de pannes" [21, Stephens 91]. 
Comme le MAS, le MRVDS a un rotor passif : ainsi, en cas de court-circuit d'un bobinage, il 
n'y a pas de risque de generation de courants induits si l'on coupe l'alimentation de la phase 
concernee. Aux USA, Sunstrand Aerospace et General Electric Aircraft [22 a 26] s'interessent 
tres serieusement au MRVDS pour l'utiliser comme demarreur-generateur couple directement 
a la turbine des helicopteres et des avions. Ce sont ses avantages de tenue aux hautes 
temperatures, de possibilites de grandes vitesses de rotation et de bonne tolerance de pannes 
qui ont prime.

Au sujet des performances, les moteurs a champ tournant peuvent assez facilement etre 
compares entre eux. Ils possedent tous un stator quasiment identique (lisse a encoches semi- 
fermees et bobinage reparti) qui cree, grace a son enroulement triphase (voire diphase) 
alimente en courant sinusoidal, un champ tournant reglable en amplitude et en vitesse. Dans 
ces conditions, leur couple electromagnetique moyen peut s'exprimer par :

C = K k.r2.l.AL Be (r est le rayon d'entrefer et l est la longueur active)
C est donc proportionnel au volume d'entrefer, Al est la densite lineique de courant et Be est 
l'induction moyenne d'entrefer. Pour les moteurs a rotor sans pertes, les pertes Joule peuvent 
etre calculees par :
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Pj = p.AL.S.kL.(2.TC.r.l) (p est la resistivite des conducteurs, 8 est la densite de
courant, kL est un coefficient superieur a 1 permettant de prendre en compte l'augmentation 
des pertes Joule due aux tetes de bobines). Pour les memes pertes avec sensiblement les 
memes coefficients de remplissage d'encoche, la densite lineique est identique dans les MSAP 
et les MSyRV. Seule la valeur de Be differe en fonction du type de moteur. Avec les aimants 
les plus performants et une structure du rotor a "concentration de flux" (possible avec au 
moins 3 paires de poles), on atteint une valeur Be maximale de l'ordre de 1,2 T [27, 
Parvex 93] ; avec des aimants ferrite montes en surface, une valeur d'environ 0,25 T peut etre 
obtenue. Dans le cas d'aimants montes en surface, le MSAP a f.e.m. trapezoidales ("Brushless 
DC Motor") est legerement plus performant que le MSAP a f.e.m. sinusoiales [32, Fratta 87]. 
Dans les MSyRV, la valeur de Be depend de la valeur de l'entrefer et du type de rotor et 
augmente avec le rapport de saillance (les rotors axialement lamines permettent d'atteindre des 
rapports Ld/Lq superieurs a 10) ; une valeur d'environ 0,6 T peut etre obtenue. Ainsi, l'on peut
dire que, a pertes Joule donnees, le meilleur MSyRV (avec un faible entrefer : e ~ 510-3, ou t

T
est le pas polaire et e la valeur de l'entrefer) delivre un couple deux fois plus faible que le 
meilleur MSAP et deux fois superieur a celui d'un MSAP a aimants ferrite montes en surface. 
Le MSRB permet d'atteindre une induction d'entrefer d'environ 0,9 T mais au prix de pertes 
Joule supplementaires au rotor. Le MAS, a cause de ses pertes Joule naturelles au rotor, a une 
densite lineique plus faible que les moteurs precedents avec une induction d'entrefer 
sensiblement inferieure (0,7 a 0,8 T). Le couple obtenu est environ la moitie de celui des 
meilleurs MSAP et, donc, legerement plus faible que celui des MSyRV a rotor axialement 
lamine [28, Miller 92, 46, Lipo 91]. Le MRVDS, quant a lui, ne peut pas etre compare 
directement. Une comparaison glob ale basee sur les lois de similitude a ete proposee [31, 
Jufer 91] et a montre que le MRVDS n'etait pas interessant dans les petites dimensions, en 
comparaison avec le MSAP (aimants FeNdB allies : 0,65 T), mais qu'il pouvait le surpasser 
dans les dimensions moyennes. Le MRVDS a souvent ete compare au MAS mais pas de fagon 
generale [28, 33 et 37]. Une comparaison detaillee a ete effectuee, en 1984 [35, French 84, 36, 
Leeds 84], dans le cadre d'une etude pour la traction ferroviaire anglaise et a mis en evidence 
de nombreux avantages, aussi bien en termes de performances que de cout, pour le MRVDS. 
Une autre comparaison entre un MRVDS et un MAS a ete menee pour une application 
d'entralnement de lave-linge (d'apres le cahier des charges) [39]. Les deux moteurs avaient un 
diametre exterieur et une longueur identiques (O = 100 mm, l = 55 mm), le MAS etait 
alimente par un convertisseur a 6 transistors et le MRVDS par un onduleur simplifie a 4 
transistors (un hacheur et 3 aiguilleurs). Jusqu'a 6000 tr/mn, le MRVDS est legerement 
superieur au MAS mais au dela, ses performances chutent nettement : la raison de ce mauvais 
comportement est due au choix d'une mauvaise structure de convertisseur, a priori 
interessante quant au nombre d'interrupteurs, mais ne permettant pas d'exploiter 
convenablement le moteur (voir chapitre 1.3). En fait, les performances de tous ces moteurs 
sont fonction de la valeur e de l'entrefer magnetique : l'induction d'entrefer decrolt en effet 
lorsque e augmente. Les moteurs a reluctance variable, asynchrones et synchrones a rotor
bobine y sont plus sensibles que le MSAP. Le parametre important est, en realite, le rapport e

T
ou T est la valeur du pas polaire statorique. Dans les moteurs asynchrones (P > 10 W), il est
recommande [29, Lacroux 80, 30, Henry-Baudot 75] une valeur du rapport e comprise entre

T
2,5 et 3.10-3, pour p = 1, et comprise entre 3,5 et 5.10-3, pour p > 1, sachant que pour des 
productions en grande serie, il est difficile d'avoir un entrefer inferieur a 0,15 mm. Pour des 
moteurs a collecteur a inducteur bobine, le rapport recommande[29, 30] est environ deux fois
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plus eleve : il est compris entre 6 et 7,5.1 O'3, pour p = 1, et compris entre 8 et 10.1O3, pour 
p > 1. Dans le cas des MRVDS, pour que le circuit magnetique soil suffisamment sature, il 
faut que (voir [D2] et [C14])

nIM »Py^Le 

L. Jl0

ou nIM sont les amperes-tours maximaux d'excitation par phase, p est le nombre de poles par 
phase et Bsat la valeur de l'induction a saturation (environ 1,5 a 1,6 T avec du fer silicium an 
niveau de saturation habituel). Pour prendre l'exemple de nos prototypes, les moteurs Ml, M2

et M8 (voir chapitre 1.1) que Ton pent considerer comme suffisamment satures, les rapports —
T

valent respectivement :3.10-3, 4,7.1 O'3 et 10.10-3, ce qui est tout a fait comparable aux 
moteurs "classiques". Dans le moteur M3, non sature, ce rapport est egal a 25.1 O'3.

Recemment, une publication tres interessante [38, Miller 91] a donne les resultats 
d'une comparaison entre des MSAP (plusieurs types de rotors et d'aimants), notes BLDC, 
PMH-1 et PMH-2, des MAS (4 valeurs d'entrefer de 0,1 a 0,4 mm), notes fM-1 a fM-4, des 
MSyRV (rotors de moteurs a aimants enterres pour le fonctionnement a puissance constante 
[42] sans aimants), notes REL-1 et REL-2 et des MRVDS (structures 6/4 avec des valeurs 
d'entrefer allant de 0,2 a 0,4 mm), notes SR-1 a SR-4. Ces moteurs out tons le meme diametre 
exterieur (78 mm) et la meme longueur active (50 mm). Le moteur servant de reference est a 
aimants ferrite (M = 0,33 T) et l'induction moyenne d'entrefer vaut 0,25 T. Les moteurs PMH- 
1 et PMH-2 sont a aimants enterres sans concentration de flux avec, respectivement, des 
aimants ferrite (0,4 T) et Fe-Nd-B (1,1 T). La comparaison est faite sur la base de pertes Joule 
egales (14 W) (les pertes rotoriques des MAS n'ont pas ete prises en compte, ce qui surestime 
leurs performances) et d'une masse de cuivre identique (0,29 kg). Cette demiere contrainte est 
particulierement desavantageuse pour le MRVDS qui pennet un meilleur remplissage de ses 
encoches ouvertes. Le moteur PMH-1 obtient les meilleurs couples volumique et massique, 
juste devant SR-1. Le moteur SR-1 est en tete devant PMH-1, en ce qui conceme le rapport 
couple sur cout matiere et le rapport couple sur moment d'inertie (acceleration). Dans cette 
taille, le MRVDS est bien superieur an MAS a meme valeur d'entrefer, il est aussi plus 
perfonnant que les MSAP ferrite et que les MSyRV dont les rotors sont pen efficaces car ils 
presentent un mediocre rapport de saillance. Les figures 3.3 a 3.5, issues de [38], montrent 
quelques-uns des resultats de cette analyse comparative. Le MRVDS sort en tres bonne place 
de cette comparaison, il offre un bon compromis cout/perfonnance.

Torque [mNm]
800 - Torque/Material Cost [%] 

[100% = 166mNm/E1]PMH-1
120 -

700 -

3LDC
600

REL-2
500 -

400
BLDC

PMH-2
300 REL-2

REL-1
PMH-1

200

100 -

Comparaison [38] du couple Comparaison du rapport couple sur cout matiere
Figure -3.3- Figure -3.4-
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450 - Torque/Inertia (T/J) [%] 
[100% = 6.7E-5 kg-nf]

400 -

350 -

300 -

250 -

200 -

150 -
BLOC

PMH-2 BEL-2

Comparaison des rapports couple sur moment d'inertie [38]
Figure -3.5-

Dans la publication [C14], reproduce ci-apres, nous avons effectue une comparaison 
parametrique entre le MRVDS et le MSAP a aimants monies en surface, dans le cadre de 
l'entrainement d'un vehicule urbain. H apparait que le MRVDS peut avoir, dans ce contexte, 
des performances Ires interessantes comparativement a celles d'un moteur a aimants haute 
energie. En effet, si Ton souhaite minimiser le cout des aimants, leur epaisseur doit etre la plus 
faible possible, compte tenu des limites de desaimantation ; d'autre part, pour assurer leur 
tenue mecanique a grande vitesse, une firette est necessaire, ce qui accroit l'entrefer 
magnetique. Ainsi, nous obtenons, pour ce moteur de 250 mm de diametre, une induction 
moyenne d'entrefer de 0,43 T avec des aimants SmCo. Alors, les pertes Joule estimees du 
MRVDS, pour un couple de 100 N.m, sont legerement inferieures a cedes du MSAP. Entre 
autres raisons de ce bon resultat, le coefficient de remplissage d'encoche (defini dans [C14]) 
est pris egal a 60% pour le MRVDS contre 35% pour le MSAP ; d'autre part, le MRVDS 
beneficie de plus courtes tetes de bobine. Sans cet avantage de coefficient de remplissage, les 
pertes Joule du MRVDS auralent ete 40% plus elevees que cedes du MSAP. En somme, le 
MSAP avec une induction d'entrefer elevee (1 T), avec un coefficient de remplissage 
d'encoche inferieur au MRVDS (35% environ contre 60%) et avec une polarite comparable, a 
des performances sensiblement superieures.

Venons-en maintenant aux possibility de fonctionner dans une large plage a puissance 
constante (au dela de la vitesse de base). Le moteur pour lequel ce type de fonctionnement est 
le plus evident est le MSRB [40, Nishikata 93], Ce type de fonctionnement peut aussi etre 
obtenu avec le moteur asynchrone, d'aideurs frequemment utilise dans les entrainements de 
broches de machines-outils. Cependant, la plage de fonctionnement a puissance maximale 
constante est sensiblement limitee par le rapport du couple maximal a plein flux sur le couple 
nominal (thermique a basse vitesse). Lorsque Ton souhaite etendre la plage a puissance 
constante, on dispose de deux solutions. La premiere consiste a declasser le moteur : par 
exemple, reduire par 2 le couple nominal permet de multiplier par 2 cede plage. La seconde 
solution necessite une commutation des bobinages [41], ce qui permet d'adapter le nombre de
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spires du bobinage au convertisseur en fonction de la plage de vitesse. Il est maintenant connu 
[27, Parvex 93, 42, Jahns 85, 43, Schifferl 90] qu'il est possible d'obtenir un tel type de 
fonctionnement avec des moteurs synchrones a aimants sur une large plage et avec un bon 
facteur de puissance. Ce mode de fonctionnement s'obtient en creant une reaction d'induit 
dans l'axe direct, c'est-a-dire en avanqant le courant par rapport a la f.e.m. Ceci n'est cependant 
possible que si l'inductance est suffisante et si la reaction d'induit ne demagnetise pas les 
aimants. Il est ainsi necessaire que les aimants soient enterres [44, Xu 93]. En ce qui concerne 
les MSyRV, la plage de fonctionnement a puissance constante est d'autant plus elevee que le 
rapport de saillance est grand : dans [45, Betz 91], il a ete montre que si Ld/Lq est superieur a 
5, la plage a puissance constante vaut environ la moitie de ce rapport. Une approche unifiee du 
fonctionnement en desexcitation du MAS et du MSyRV a ete proposee dans [47, Fratta 88], 
elle permet de bien comprendre les limites de ce mode d'alimentation en fonction des 
inductance des moteurs. En particulier, on peut remarquer qu'a produit donne des valeurs 
maximales de la tension et du courant, on n'obtient pas rigoureusement un fonctionnement a 
puissance maximale constante : mais la puissance maximale decroit sensiblement lorsque la 
vitesse augmente. Si l'on insere des aimants dans les zones amagnetiques des rotors 
axiallement lamines, on peut compenser le flux necessaire pour magnetiser l'axe q 
("Permanent Assisted Synchronous Reluctance Motor") [48, 49, Fratta 92].

Enfin, les MRVDS peuvent aussi fonctionner a puissance maximale constante ; ceci 
est connu et a deja ete exploite pour un entrainement de broche [50, Byrne 82] et pour la 
traction ferroviaire [35, French 89]. Cependant, le principe de base et les limites sont mal 
connus ; aussi, comme nous l'avons deja dit precedemment, une these est en cours sur le sujet 
[TH 9].

En ce qui concerne les vitesses maximales que peuvent atteindre tous ces moteurs, le 
MSRB est probablement le plus limite. Les MAS a cage peuvent atteindre des vitesses 
peripheriques de 160 m/s. Quant aux moteurs a aimants, des valeurs de 200 m/s ont ete 
atteintes avec des frettes [51, Takahashi 93] mais des problemes de tenue a la compression des 
aimants se posent et leur vieillissement risque d'etre accelere. Plusieurs etudes ont ete 
effectuees sur des MSyRV a rotor simple a poles saillants [52, Fukao 89, 53, Nakada 91] : les 
vitesses maximales potentielles sont superieures a 200 m/s. Mais cette valeur n'a pas ete 
depassee, probablement a cause des pertes aerodynamiques (croissant avec le cube de la 
vitesse) qui deviennent inacceptables a ces vitesses a cause, principalement, des poles saillants 
[11, Wiart 82]. Le MRVDS est soumis au meme probleme. Il faut donc trouver des solutions 
pour reduire le brassage d'air... Notons que ce probleme est moins critique en atmosphere 
rarefiee.

Tous ces moteurs, sauf le MRVDS, sont alimentes par un onduleur triphase a 6 
transistors fonctionnant en modulation de largeur d'impulsion et, pour un grand nombre 
d'entre eux, devant reguler un courant sinusoidal. La puissance silicium vaut dans ces 
conditions [C3] :

8
Psi =------ P, ou P est la puissance electrique convertie et ou 9 est le "dephasage"

cosp
entre courant et tension.
Alors qu'avec le moteur a aimants a forces electromotrices trapezoidales et alimente en quasi 
creneaux de tension a la vitesse maximale, on obtient :

cos^
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Pour le MRVDS, on obtient : Psi = 2 8 . P. Si le rapport de saillance est suffisant et si le 
moteur est sature, on atteint sans difficulte une valeur de 8" = 4,5, ce qui equivaut a un moteur 
a champ tournant ayant un cos^ egal a 0,9. Le facteur de puissance des moteurs synchrones 
MSAP et MSRB est le plus proche de 1, celui des MAS est plus faible de l'odre de 0,7 a 0,9 (il 
depend beaucoup de la taille) et celui des MSyRV est tres lie au rapport de saillance. Si le 
pilotage est effectue a facteur de puissance maximal (ce qui est incompatible avec la 
minimisation des pertes Joule), il faut que le rapport Ld/Lq depasse 9 pour atteindre un cos^ 
de 0,8 ; si l'on minimise les pertes Joule, le cos^ vaut alors 0,61 [45, Betz 91]. De plus, un tel 
rapport ne peut pratiquement etre atteint qu'avec des rotors axialement lamines, difficiles a 
fabriquer. S'il s'agit d'un "simple" rotor a poles saillants, le rapport Ld/Lq depasse 
difficilement la valeur de 4, ce qui donne un facteur de puissance maximal de 0,4 a 0,5 [52, 
53]. La puissance apparente silicium d'un tel moteur est alors deux fois plus elevee que celle 
d'un MSAP, les semi-conducteurs doivent donc commuter des courants deux fois plus eleves 
sous la meme tension.

Pour clore cette comparaison, abordons les problemes de bruit acoustique. Nous avons 
evoque les raisons du bruit produit par le MRVDS dans le chapitre 3.4. Dans une machine 
electromagnetique tournante, les origines de bruit sont diverses mais dans tous les cas il s'agit 
de vibrations mecaniques qui engendrent des variations de pression de l'air [55, Belmans 88, 
56, Yang 81]. Ces vibrations surviennent a cause des deformations du stator, des pulsations de 
couple, de la magnetostriction, des defauts de construction mecaniques (balourds, 
excentricite...), des phenomenes aerodynamiques... Les deformations du stator sont liees a 
l'existence de forces radiales (ou normales) dans l'entrefer des machines. Dans les moteurs a 
champ tournant, la deformation se fait progressivement au rythme de la rotation du champ ; 
lorsqu'il y a des encoches, les forces radiales sont modulees et produisent des vibrations 
supplementaires. Si le champ resultant n'est pas parfaitement circulaire (par exemple avec les 
moteurs a aimants dits "trapezes" ou encore si les courants ne sont pas parfaitement 
sinusoidaux), des pulsations supplementaires apparalssent. Dans les MRVDS, l'effort radial 
subit une tres grande amplitude de variation durant un cycle de rotation, ce qui produit une 
ovalisation caracteristique du stator [16, Cameron 92] responsable de la majeure partie du 
bruit acoustique des MRVDS. Ces forces radiales sont d'autant plus elevees que le niveau 
d'excitation est important (entrefer faible et/ou amperes-tours eleves), c'est-a-dire que la 
machine est "poussee". En outre, le niveau de bruit se trouve amplifie lorsque la frequence 
d'excitation "se trouve sur" un mode propre de resonance de la structure mecanique du stator. 
Le couple pulsatoire eleve a haute vitesse (au dela de la vitesse de base) est une autre cause du 
bruit. Il est d'ailleurs souvent difficile de distinguer si la cause est le couple pulsatoire ou la 
deformation du stator, les deux phenomenes etant relativement lies aussi bien dans les 
moteurs a champ tournant (effets d'encoches...) que dans les MRVDS. En tout cas, le MRVDS 
semble etre un moteur intrinsequement plus bruyant que les moteurs classiques, surtout si l'on 
cherche de bonnes performances en couple. La frequence fondamentale de conversion 
d'energie etant egale a q.Nr fois la frequence de rotation, elle se trouve souvent dans une zone 
de perception particulierement sensible pour l'oreille humaine. Il existe, bien sur, des solutions 
permettant la reduction du bruit, a la fois par action sur la geometrie de la structure 
electromagnetique et sur l'alimentation. Nous contribuons a ces ameliorations a travers le 
travail de these de F. Camus [TH8] qui consiste a mieux analyser ces phenomenes pour 
apporter des solutions. Des travaux sont egalement menes sur ce sujet au LGEP (Paris 
Supelec) dans le cadre de la these de M. Besbes, mais il s'agit ici de valider des methodes de 
calcul numerique couplant les equations de la mecanique (deformations) a celles de 
l'electromagnetisme (calculs des forces).
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Compte tenu de ses qualites et de ses defauts, nous pensons que le MRVDS peut etre 
interessant dans un certain nombre de domaines. Pour ses qualites de resistance aux hautes 
temperatures et de robustesse ainsi que pour ses performances honorables, il semble attrayant 
pour entrainer des pompes immergees et toutes sortes de charges en milieu hostile, a condition 
qu'il n'y ait pas de contraintes redhibitoires de bruit. Il est ainsi etudie pour des pompes a 
carburant [24, Radun 92], des demarreurs-generateurs pour turbines [22, Macminn 89, 26, 
Ferreira 93], ou encore, des generateurs pour eoliennes [57, Torrey 93]. Pour ses qualites 
economiques, il est etudie dans de nombreux domaines d'application de grande diffusion [R4] 
comme l'electromenager, les accessoires automobiles et les vehicules electriques, a condition 
encore que le bruit soit acceptable. Cette contrainte est un frein incontestable au 
developpement du MRVDS. Notons enfin que le MRVDS peut offrir des accelerations tres 
importantes.
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COMPARAISON DES PERFORMANCES DE DEUX MOTEURS ELECTRIQUES AUTOPILOTES : 
LE MOTEUR SYNCHRONE A AIMANTS PERMANENTS 

LE MOTEUR A REUUCTANCE VARIABUE A DOUBUE SAIUUANCE

COMPARISON OF PERFORMANCES OF TWO SEUF COMMUTATED EUECTRIC MOTORS : 
THE PERMANENT MAGNET BRUSHUESS DC MOTOR 

THE SWITCHED REUUCTANCE MOTOR

Bernard MULTON Claude JACQUES
LESiR, Ecole Nonnale Superieure AUXILEC
61, Avenue du President Wilson 41, Boulevard de la Republique

F 94 235 CACHAN Cedex F 78 400 CHATOU

RESUME

Dans cet article, nous effectuons une analyse parametrique 
dimensionnelle du couple moyen et des pertes Joule dans le cas de deux 
moteurs autopilotes. Ces moteurs sont, d'une part, le moteur synchrone, a 
aimants montes en surface de type ferrite ou a haute energie, a force 
electromotrice quasi-trapezoidale et alimente en creneaux de courant et, 
d'autre part, le moteur a reluctance variable a double saillance alimente en 
quasi-creneaux de courant a basse vitesse et en pleine onde de tension a 
haute vitesse. Ces machines sont comparables par leur simplicity de 
construction et d'assemblage pour des fabrications en serie et, par leurs 
formes d'onde d'alimentation rudimentaires qui ne necessitent qu'un 
capteur de position a faible resolution. L'etude proposee reste analytique 
de fajon a pennettre une comparison elementaire, les caracteristiques des 
materiaux magnetiques sont prises en compte et les dimensions de base 
sont le diametre exterieur D du stator et la longueur de fer L. Pour faciliter 
la comparison, on a pris soin de chercher un maximum d'analogies entre 
les deux moteurs. Dans le deuxieme et le troisieme chapitre, sont 
effectuees successivement les etudes parametriques des deux moteurs. 
Pour illustrer les calculs, des exemples sont choisis sur la base d'un circuit 
magnetique de dimensions imposees (D = 250 mm, L= 150 mm) et les 
pertes Joule sont calculees pour un couple de 100 N.m. Ces valeurs 
correspondent au moteur d'un vehicule electrique leger urbain pouvant 
delivrer une puissance maximale d'environ 26 kW de 2500 a 10000 tr/mn. 
Dans le quatrieme chapitre, une synthese de la comparison des deux 
moteurs est effectuee dans le cadre de l'exemple precedent. Dans le cas du 
moteur a aimants, des aimants ferrites et samarium-cobalt out etc 
envisages. Les deux machines compares sont triphasees, le moteur a 
reluctance est de type 6/4 et le moteur a aimants a deux paires de poles et 
une seule encoche par pole et par phase. Cette comparison revele que le 
moteur a reluctance variable pent presenter des performances superieures 
ou egales a cedes du moteur a aimants haute energie, grace a ses courtes 
tetes de bobines et a son bon coefficient de remplissage d'encoche, a 
condition d'accepter un entrefer faible compatible avec les exigences 
imposees dans le cas du vehicule electrique

1- INTRODUCTION

Le choix d'un moteur d'entrainement pour vehicule electrique 
urbain reste un probleme delicat. II necessite la prise en compte d'un grand 
nombre de parametres. Par exemple, il faut d'abord determiner si l'on veut 
ou non une boite de vitesse, et dans la negative, definir la valeur du rapport 
unique de reduction de la transmission. Le moteur doit etre economique, 
leger et peu encombrant, il doit aussi avoir un bon rendement. En cas 
d'utilisation d'un reducteur mecanique a rapport fixe, il est necessaire de 
pouvoir fonctionner dans une large plage a puissance maximale constante, 
par exemple de 1 a 4. Dans tons les moteurs electromagnetiques, le couple 
est la grandeur "dimensionnante" ; en effet, a pertes Joule donnees, le 
volume et la masse du moteur sont fortement lies au couple. 
L'accroissement du nombre de poles conduit a une reduction du volume des 
circuits magnetiques de retour de flux ainsi qu'a une diminution de la taille

ABSTRACT

hi this paper, we carry out a dimensional parametric analysis of 
average torque and copper losses in the case of two synchronous brushless 
motors. These motors are, on one hand, the permanent-magnet brushless 
DC motor supplied by quasi-square currents, with magnets mounted at 
rotor surface and trapezoidal e.m.f. waveform, and, on the other hand, the 
doubly salient reluctance motor fed by quasi-square currents at low speed, 
and by lull wave square voltage at high speed. Comparison of these 
machines is interesting because of their potentially easy building and 
assembling and because of their rudimentary supply waveforms that 
accept a low resolution and low cost position sensor. The proposed study 
is analytical so as to establish an elementary comparison. Magnetic 
material properties, however, are taken into account and basic sizes are 
external stator diameter D and stack length L. To make comparison easier, 
we tried to make as many analogies as possible between both motors, 
whose basic parameters are defined in chapters two and three, hi chapters 
two and three, we carry out, successively, parametric studies for both 
motors. As an example, we choose dimensions D = 250 mm, L = 150 mm, 
and copper losses are computed for a torque value of 100 N.m. These 
values correspond to an electric city vehicle with a power of about 25 kW 
from 2,500 to 10,000 rpm. Both compared motors have three phases ; the 
reluctance machine has a 6/4 structure and PM machines (Sm-Co and 
ferrite magnets) have two pole pairs and only one slot per pole and per 
phase, hi chapter four, we present a synthesis of the comparison of the 
motors based on our example, hi the case of the permanent magnet motor, 
ceramic and samarium-cobalt magnets are considered. This comparison 
shows that a switched reluctance motor is capable of performances higher 
than or equal to those of a high energy permanent-magnet motor thanks to 
its short winding ends and its good slot filling factor, provided that the 
airgap is sufficiently small, in accordance with the requirements of the 
electric vehicle.

des tetes de bobines, aussi le couple massique pent etre accru. Pour remplir 
sa fonction, le moteur doit, en realite, convertir une certaine puissance : sa 
masse sera d'autant plus faible que sa vitesse de rotation sera elevee [12]. 
Ces remarques conduisent a penser que l'on minimisera la masse et 
l'encombrement en augmentant le nombre de poles et la vitesse de rotation, 
done en accroissant la frequence d'alimentation. Le reducteur mecanique 
adaptera ainsi le moteur a sa charge. Precisons que si le moteur doit foumir 
sa puissance maximale dans une plage de vitesse de 1 a 4, cette puissance 
doit etre atteinte des le quart de la vitesse maximale. Cependant, il existe un 
optimum "technico-economique" dans le choix du rapport de reduction. 
Plusieurs elements entrent en jeu dans ce choix. La frequence electrique est 
limitee par les pertes magnetiques, avec des materiaux classiques coniine le 
fer-silicium feuillete, il semble que le kilo-hertz ne pent etre difficilement 
depasse sans une degradation importante du rendement. Le cout eleve d'un 
reducteur a grande vitesse et les limites de bruit acoustique nous imposent 
une vitesse maximale d'environ 10000 tr/mn (12000 tr/mn en survitesse).
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Nous nous interessons ici, plus particulierement, au vehicule 

electrique urbain monomoteur d'une puissance d'environ 26 kW pour une 
vitesse aux roues comprise entre 250 a 1000 tr/mn. Le rapport de reduction 
serait alors egal a 10 pour une vitesse maximale de 10000 tr/mn sur l'arbre 
moteur. A priori, aucun type de moteur electrique n'est a exclure et une 
comparaison detaillee de leurs performances energetiques et de leur cout est 
necessaire pour arriver a un choix optimal. Le convertisseur statique qui 
permet le reglage des caracteristiques mecaniques doit, bien entendu, etre 
inclus dans cette comparaison. Ainsi, a l'heure actuelle, on peut penser que 
le moteur a courant continu a collecteur est tres probablement la solution 
economiquement optimale grace a la simplicite de son convertisseur 
d'alimentation. Cependant, sa structure (induit tournant) et son collecteur 
limitent ses performances. L'usure des balais et du collecteur qui necessitent 
un entretien, la mauvaise dissipation thermique de l'induit tournant, la 
vitesse peripherique maximale du collecteur reduite (2 a 3 fois moindre que 
celle des moteurs sans collecteur) ainsi que les limites de commutation font 
du moteur a courant continu une machine plus lourde et plus encombrante 
que ses concurrentes. Ajoutons que la surveillance de temperature des 
bobinages est grandement facilitee lorsqu'ils se trouvent au stator. Les 
moteurs potentiellement interessants pour remplacer le traditionnel moteur 
a collecteur sont, premierement, les moteurs synchrones a rotor bobine, a 
aimants permanents ou encore a reluctance variable, deuxiemement les 
moteurs asynchrones a cage d'ecureuil et, troisiemement les moteurs a 
reluctance variable a double saillance. Dans cet article, nous proposons 
l'etude parametrique et la comparaison de deux de ces moteurs semblables, 
d'une part, par la simplicite de leurs rotors depourvus de conducteurs 
(bobinage ou cage) et donc sans pertes Joule et, d'autre part par leur 
fonctionnement synchrone autopilote. Ces deux moteurs sont le moteur 
synchrone a aimants permanents de type "tuiles", montes en surface du 
rotor (MAP) et le moteur a reluctance variable a double saillance (MRV) 
[1]. Leur construction simple et facile a automatiser est particulierement 
attrayante pour une fabrication en serie dans l'industrie automobile. Leurs 
courants d'alimentation doivent etre commutes en synchronisme avec la 
position angulaire du rotor. Pour cela une connaissance de cette position est 
necessaire, elle peut etre obtenue par un capteur direct ou encore par une 
des diverses methodes indirectes existantes [2].

Rappelons brievement le principe de fonctionnement ainsi que 
les particularites de ces moteurs qui ont deja fait l'objet d'une comparaison 
elementaire fondee sur les lois de similitude [3]. Cette comparaison avait 
montre l'interet du MRV sur le MAP a condition d'avoir un couple 
suffisamment eleve.

tetes de bobines 
phases a et 1

bobines

rotor passif

aimants

MAP MRV
Structures des deux moteurs compares 

Figure -1-

En ce qui concerne les MRV [1, 4, 5, 6, 7] et plus 
particulierement les structures que nous appellerons "a grosses dents", c'est- 
a-dire dans lesquelles les dents statoriques constituent aussi les poles qui 
supportent les bobinages concentres, on peut considerer que le stator est 
compose d'une succession de p electroaimants par phase (ici : p=2) disposes 
symetriquement par rapport a l'axe pour equilibrer les efforts radiaux. Si q 
est le nombre de phases, alors le nombre de dents statoriques vaut : Ns=p.q. 
Les groupes de p electroaimants de chaque phase attirent a tour de role p 
dents rotoriques parmi un nombre total Nr. Le principe meme de conversion 
electromecanique ne requiert qu'une alimentation en courant 
unidirectionnel des bobinages. Cette particularite autorise l'utilisation 
d'onduleurs particuliers dits en "demi-ponts asymetriques" : ceux-ci 
presentent des avantages en terme de surete de fonctionnement par rapport 
aux onduleurs classiques des machines a courant alternatif. La structure de 
ces machines offre un grand nombre de possibilites de realisation (couples 
Ns/Nr [7, 8, 9]), cependant, afin de garder des frequences de 
fonctionnement et un nombre de phases raisonnables, nous nous 
restreindrons aux structures triphasees dont le nombre de dents rotoriques 
est inferieur a 8, par exemple les couples 6/4, 6/8 et 12/8 peuvent retenir

l'attention. La frequence d'alimentation est egale a Nr fois la frequence de 
rotation mais avec une induction unidirectionnelle dans une partie du 
circuit magnetique.

Quant aux machines synchrones a aimants, elles sont plus 
classiques et leur fonctionnement est plus largement connu [1]. Rappelons 
cependant que leur stator comprend des encoches dans lesquelles sont loges 
les conducteurs des phases. Le bobinage est agence en q phases et p paires 
de poles, un nombre me d'encoches par pole et par phase qui permettent 
d'obtenir la repartition de force magnetomotrice (f.m.m.) souhaitee. Une 
seule encoche par pole et par phase ainsi qu' un bobinage a pas diametral 
donnent une forme d'onde de la f.m.m. rectangulaire. Le rotor comprend 2.p 
aimants tuiles a aimantation radiale constituant l'inducteur. Nous nous 
interessons, ici, aux machines synchrones alimentees en quasi-creneaux de 
courant de duree angulaire electrique 2n/3, le courant est bidirectionnel. La 
f.m.m. produite est sensiblement constante si l'on neglige les phenomenes 
de commutation du courant. Alors, le couple instantane obtenu est constant 
et directement proportionnel au courant. On retiendra, dans cette etude, les 
structures a une seule encoche par pole et par phase dont le nombre de 
paires de poles p est inferieur a 4. Ici, le rapport de la frequence electrique 
d'alimentation a celle de rotation est egal a p.

Les structures de ces deux moteurs sont representees 
schematiquement a la figure 1. Le moteur a reluctance variable a double 
saillance a une structure "6/4" comprenant, d'une part, 6 poles (ou dents 
statoriques) entoures chacun d'un enroulement concentre et constituant 3 
phases et, d'autre part, 4 dents rotoriques ; le circuit magnetique est realise 
avec un empilage de toles. Le moteur a aimants represente ici comporte un 
rotor qui peut etre aussi feuillete et sur lequel sont colles et frettes (frette 
non representee) 4 aimants de polarites alternees (2 paires de poles), son 
stator triphase contient des bobinages loges dans des encoches semi- 
fermees (la representation montre des encoches ouvertes). Nous avons 
choisi, ici, la structure la plus elementaire, une seule encoche par pole et par 
phase.

La figure 2 montre les formes d'onde ideales des deux moteurs 
ainsi que les structures de convertisseurs statiques utilisees. On notera, en 
abscisse, l'angle electrique 0 qui rappelle qu'il s'agit d'un autopilotage. La 
grandeur de reference de l'autopilotage est l'inductance dans le cas de la 
MRV et la force electromotrice dans le cas de la MAP. Au-dela de la vitesse 
de base, qui separe la zone de fonctionnement a couple maximal constant 
de celle a puissance maximale constante, la MRV est alimentee en creneaux 
de tension (sans decoupage) et les formes de courant s'eloignent alors 
considerablement de celles obtenues a basse vitesse. Pour realiser un 
freinage avec recuperation de l'energie, dans la MRV, il faut injecter le 
courant lorsque l'inductance est decroissante, et dans la MAP, il suffit 
d'inverser le signe du courant.

J
rn

XJ:

MAP MRV (basse et haute vitesses)
Convertisseurs statiques et formes d'onde d'alimentation. 

Figure -2-

0

Dans les deux chapitres suivants, nous proposons d'effectuer une 
analyse du fonctionnement basse vitesse des deux moteurs. Nous 
exprimerons le couple electromagnetique ainsi que les pertes Joule en 
fonction des parametres dimensionnels principaux. Pour calculer le couple 
electromagnetique, nous utiliserons les notions de cycles energetiques de



conversion car elles donnent une description concise du fonctionnement. 
Afin de faciliter la comparison, nous utiliserons, autant que possible, des 
notations identiques pour chacune des machines. Pour illustrer, les 
expressions obtenues, nous travaillerons sur l'exemple d'un cahier des 
charges demandant un couple de 100 N.m avec des dimensions du circuit 
magnetique imposees : diametre exterieur egal a 250 mm et longueur de ter 
egale a 150 mm, toutes les autres dimensions sont libres.

2- ANALYSE PARAMETRIQUE DES PERFORMANCES DU 
MOTEUR A RELUCTANCE VARIABLE
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La figure 4 montre les caracteristiques idealisees (trait fort), en 

trait fin on a represente failure des caracteristiques reelles d'un tel moteur. 
On pent remarquer les formes d'onde de la permeance et du couple "naturel" 
(obtenu a courant constant). L'aire hachuree correspond a l'energie W 
convertie pendant un cycle d'alimentation ideal, c'est-a-dire avec un creneau 
d'amperes-tours d'amplitude nlM de duree angulaire D8p et centre sur la 
zone de production de couple. Le couple moyen est proportionnel a W et 
vaut:

c = XT W

q.Nr.-----
2.71

(2.5)

Les dimensions parametriques du MRV sont definies a la figure 
3. Les grandeurs caracteristiques sont:

Ns et Nr, respectivement les nombres de dents statoriques et 
rotoriques et p le nombre de dents ou poles statoriques par phase, 
remarquons que : Ns = p.q.

Les angles dentaires reduits Ps et Pr par rapport a l'angle polaire 
correspondant sont definis ci-apres (les angles (3° et a° sont represents a la 
figure 3):

Ps ps
—— avec (Xs 
CXs

2k

Ns
(2.1)

Or
avec Or

2k

Nr
(2.2)

Definition des principaux parametres geometriques des MRV a 
double saillance 

Figure -3-

Les caracteristiques electromagnetiques fondamentales de la 
MRV sont definies par le reseau du flux <p(ni,8) d'une seule phase. On pent, 
en effet, supposer en premiere approximation que le couplage magnetique 
entre les differentes phases est negligeable. Le couple electromagnetique 
instantane produit par chaque phase pent ainsi etre calcule par la derivee de 
la coenergie W'em:

=,(e, - ^=1 . Nrav^llni.a2.3)
1 d8m d6

ou 6m est l'angle mecanique entre le rotor et le stator et 6 est l'angle 
electrique avec :

nIO

W'eml= J(fq(ni, 6).dni (2.4)

0
ni

Les amperes-tours valent ni par phase et — par dent.
P

Le couple total vaut done :

c(8) ^
k = 1

de

Afin de simplifier l'etude, nous emettons l'hypothese d'un 
materiau magnetique saturant brutalement a une induction Bsat dont la 
valeur doit etre choisie, en pratique, selon le niveau de saturation. Dans 
l'exemple present, une valeur de 1,6 T est utilisee, la validite d'une telle 
hypothese a ete verifiee a posteriori par un calcul de champ par elements 
finis effectue avec la caracteristique magnetique reelle du materiau et avec 
les dimensions finales de la MRV proposee.

Les angles idealises caracteristiques de la permeance peuvent 
etre definis par les angles de denture statorique et rotorique [4, 7], 
Signalons que la duree angulaire de production de couple est liee a l'angle 
dentaire statorique par l'expression suivante :

D8p = Nr.Pg° (2.6)

Ainsi, pour obtenir la duree de 2m/3, necessaire dans une machine triphasee 
pour assurer une continuite du couple polyphase, l'angle reduit Ps doit etre 
superieur ou egal a 0.5 dans le cas des structures 6/4 et 12/8 (0.25 dans le 
cas de la structure 6/8). Les grandeurs caracteristiques (psat (flux de 
saturation), nlsat et PQ (permeance d'opposition) peuvent etre detenninees a 
partir des dimensions definies a la figure 3 et valent:

(psat = Bsat
2.7t.r.L.|3s

nlsat = p.

Ns
Bsat.e

go

(2.7)

(2.8)

Pour une geometric de denture de proportions donnees, une 
etude par elements finis [10] a montre que la permeance d'opposition PQ 
pent se calculer par :

Po =
PoL

(2.9)
P

ou PQ prend une valeur d'environ 5 pH/m dans les MRV a grosses dents, si

les dents rotoriques out un angle dentaire minimal egal a celui des dents 
statoriques, ce qui est d'ailleurs necessaire pour avoir une large plage de 
fonctionnement a puissance maximale constante. Le choix de l'angle 
dentaire rotorique s'effectue sur la base d'un compromis entre une puissance 
maximale elevee [15] et, une faible ondulation du couple instantane dans la 
plage a couple maximal constant.

a ni = nlo

6 ONI

Mo dele electromagnetique monophase idealise linearise 
par parties. Energie convertie par cycle 

Figure -4-

D'apres la surface representee a la figure 4 et l'expression (2.5), 
si le circuit magnetique est saturede couple pent s'exprimer par :

c = q.Nr
2k

1 1 2
(Dsat.lllM-----(Dsat.lllsat----- Po.lllM

2 2
(2.18)

Notons que l'epaisseur de culasse ec doit etre suffisante afin que 
le niveau de saturation reste inferieur a celui des dents. Elle ne doit
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cependant pas reduire exagerement la surface bobinable. On definit un 
coefficient kc tel que :

ec = kc.Ss.r.—
Ns

II represente le rapport de l'induction moyenne dans les dents 
statoriques a l'induction dans les culasses. La valeur optimale de kc est 
environ 1.1 pour un moteur assez fortement sature.

Pour des bobines prefabriquees, nous definissons la surface 
bobinable Sb par le rectangle de hauteur hs (hauteur des dents statoriques et 
hauteur bobinable) et de largeur, le demi-intervalle interdentaire statorique 
au niveau de l'entrefer :

Sb = hs. l-|3s
2

2%.r
Ns

(2.11)

ou k| est un coefficient de longueur variable (fonction de r et de (3s), 
prenant en compte les tetes de bobines et superieur a 1 [7], p est la 
resistivite des conducteurs.

Pour le couple souhaite, ici 100 N.m, on pent rechercher les 
valeurs optimales des parametres. II apparait que l'entrefer doit etre 
minimal; dans le cas present, compte tenu des dimensions generates et des 
contraintes economiques et d'environnement (vibrations), une valeur 
minimale de 0.8 mm est acceptable.

La figure 5 montre l'influence de kr sur les pertes Joule a 150°C 
(la resistivite du cuivre vaut alors p = 2.5 10"8L2.m), pour plusieurs valeurs 

de (3 s, avec un couple de 100 N.m, dans le cas d'une MRV de type 6/4, les 
valeurs de kb et ki valent respectivement 0.6 et 1.6, le coefficient 
d'epaisseur de culasse kc vaut 1.1.

Soil : kr = —, le rapport du rayon d'entrefer r sur le rayon 

exterieur R du circuit magnetique, Sb pent alors s'exprimer par :

Sb 7tl-kr(l + kc.|3s.—) 
Ns

(l-ps).kr.—.R2 
Ns

(2.12)
En defmissant kb [7] conime le rapport de la section utile de 

cuivre sur la surface bobinable (pour des enroulements bobines sur gab aril 
et monies a posteriori, on pent obtenir une valeur de kb egale a 0.6).

Dans le cas de l'alimentation a basse vitesse (inferieure a la 
vitesse de base) on pent considerer que le courant a une forme proche du 
creneau ideal. Pour calculer les amperes-tours efficaces, on definit un 
facteur de forme ki tel que : 

nlM
ki =-------- , la valeur de ki est comprise entre 1,5 et 1,6 pour un moteur

nleff
triphase.

PJ (watts)

jmrni: 1230 Wl

M
RV triphasee 6/4. Influence du rapport rayon d'entrefer sur 

rayon exterieur sur les pertes Joule 
(C=100 N.m, R=125 mm, L=150 mm, kb=60%)

Figure -5-

Les pertes Joule s'expriment alors par :

pj-p.M.h.l.
ki2 kb.Sb

Dans, le cas present la valeur optimale de kr est 0.57 et celle de 
(3s est 0.55, cette demiere est done compatible avec les exigences de couple 

(2.13) pulsatoire evoquees precedeminent. Lin doublement de la frequence avec
des structures 6/8 ou 12/8 conduit a des reductions respectives des pertes 
Joule d'environ 50% et 20%.

3- ANALYSE PARAMETRIQUE DES PERFORMANCES 
DU MOTEUR A AIMANTS PERMANENTS

Les parametres dimensionnels du moteur a aim ants sont 
sensiblement les memes que ceux du moteur a reluctance honnis quelques 
particularites. Its sont definis a la figure 6. En ce qui conceme les 
parametres du stator, citons :

- le nombre de dents statoriques : Ns=2.me.q.p ou me est le 
nombre d'encoches par poles et par phase, p le nombre de paires de poles 
et q le nombre de phases;

- la largeur des dents : t, liee a l'induction dans les dents Bt;
- la largeur des encoches : s ;
- la largeur de l'isthme d'encoche : is, proportionnelle a la 

largeur d'encoche is=kis.s;
- l'epaisseur de culasse : ec, liee a l'induction dans la culasse

Be.
Pour ce qui est du rotor, ce sont:

- le rayon a la surface des aim ants r ;
- l'epaisseur des aim ants (mesuree radialement) : ea (les 

aimants sont join tifs);
- l'epaisseur de la frette amagnetique assurant le maintien 

mecanique dynamique : ef;
- l'entrefer mecanique : em;
- l'entrefer magnetique vaut alors : e=em+ef

Les caracteristiques des aimants sont idealisees, nous les 
definissons a temperature constante, egale a 150°C, dans 1'exemple choisi. 
On considere que leur aimantation reste constante et egale a Ba, que leur 
penneabilite relative vaut pra et, enfin, que leur champ demagnetisant 
vaut Hdem.

Deux types d'aimants sont envisages, ce sont, d'une part, les 
"Samarium-Cobalt" Sm2Col7 que l'on notera simplement Sm-Co et, 
d'autre part, les ferrites de Strontium que l'on notera Fe. Les premiers sont

les plus perfonnants des aimants a la temperature choisie rnais ils sont 
aussi excessivement chers (environ 2000 FF/kg). On pourra preferer les 
nouvelles nuances Fer-Neodyme-Bore moins couteuses rnais dont la 
temperature maximale limite actuellement l'emploi. Leurs performances 
sont proches de celles des Sm-Co, ainsi les conclusions que nous tirerons 
de cette etude seront transposables a ce type d'aimants. Les ferrites, quant 
a eux, sont les plus economiques (environ 40 FF/kg) et sont 
particulierement attrayants dans des fabrications en grande serie.

Figure -6-
Parametres dimensionnels du moteur 

a aimants permanents monies en surface
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Notons qu'il existe des aimants de perfonnances intermediaires 
entre les Sm-Co et les ferrites, ce sont par exemple les FeNdB avec liant 
plastique [3], rnais eux aussi souffrent de limitation en temperature qui 
posent un probleme lorsque l'on souhaite concevoir des moteurs a forte 
puissance massique qui, par consequent, devront pouvoir travailler a 
temperature elevee.

Les caracteristiques des aimants utilises dans le cadre de cette 
comparison sont les suivantes (a 150°C):

Ferrite Ba = 0.29 T pra = 1.1 Hdern = 300 kA/rn
SrnCo Ba = 1 T pra = 1.05 Hdern = 600 kA/rn

Le couple moyen pent etre determine a partir de l'energie 
convertie par cycle W :

4
C = —.q.Be.r.L.nlM (3.8)

Les pertes Joule peuvent etre aussi detenninees par la methode 
utilisee au chapitre precedent, les coefficients ki, kb et kl conservent les 
manes definitions. L'expression de kl est, bien sur differente de celle du

MRV, la valeur de ki vaut environ si l'on consider des creneaux

coniine ceux definis a la figure 7.

L'induction d'entrefer, si l'on ignore la modulation due aux 
encoches, reste constante sous un pole, sa valeur est Be et pent se calculer 
par l'expression suivante :

Be = Ba.------- —------- .Kfa (3.1)
ea + gra.Kc.e

ou Kc est le classique coefficient de Carta :
i-l

Kc =
Ns. 'is'2

1-

v
2.Jt.r

y

(3.2)

et ou Kfa est un facteur de forme prenant en compte la forme non 
rectangulaire des aimants tuiles [11]:

Kfa = 1------ (3.3)
2.r

Dans le cas defini (aimants jointifs, me=l ...), les formes 
d'onde de l'induction d'aitrefer, celle du flux anbrasse par une spire d'une 
phase, celle de la force electromotrice ainsi que celle des amperes-tours 
d'alimentation, sont donnees a la figure 7.

et cycle de conversion 
Figure -7-

Pour respecta la contrainte d'induction maximale Be (ici : 
1.6T), l'epaisseur de culasse pant etre calculee par :

Tt.r Be
“ = 1 '
De mane, la largeur t d'une dent statorique, pour limiter 

l'induction a Bt (ici : 1.8T), s'obtiait par :

t = —71—— <3.10,

p.q.me Bt
La largeur d'une aicoche s'obtient par l'expression suivante :

S = ■
Tt.r

p.q.me
1- Be

Bt
(3.11)

En negligeant la longueur de l'aitrefer devant le rayon, la 
hauteur des dents vaut:

hs = R — r — ec — e

La section bobinable Sb est egale au produit s.hs. Ainsi les 
pertes Joule peuvent etre calculees par :

PJ = p.^.kl.L. ^---------- (3.12)

P ki2.kb.me.Sb
expression tres proche de celle, (2.13), du MRV. De la mane maniere, on 
pent rechacher l'influaice des nombreux parametres sur les pertes Joule 
pour un couple donne. II faut d'abord determiner l'epaisseur d'aimants. 
Celle-ci doit etre suffisante pour eviter la demagnetisation [13] au courant 
le plus eleve et doit cepaidant etre minimale afin de limiter le cout. Lors 
de l'optimisation des dimaisions, la valeur de ea est maintaiue au-dessus 
de la valeur minimale correspondant a la demagnetisation. Nous obtaions 
pour valeurs de ea : 3 mm et 20 mm, respectivanent pour le SrnCo et 
pour le ferrite. Pour accepter une vitesse de rotation maximale de 
12000 tr/mn (survitesse), sur un rotor d'environ 150 mm de diametre, une 
frette en polyglass d'epaisseur ef egale a 1.5 mm (Sm-Co) et 3 mm 
(ferrite) est necessaire. La valeur de l'entrefer mecanique etant ici moins 
critique que dans le cas de la MRV, une valeur de 1.5 mm a ete retenue. 
L'entrefer magnetique e vaut ainsi 3 mm (Sm-Co) et 4.5 mm (ferrite).

Dans le moteur a aimants, le couple pent se calculer de la 
meme maniere que pour le moteur a reluctance. Coniine la permeance est 
sensiblement independante de la position angulaire, cela donne :

c(8) Ip-
k = 1

depk
d6

•mk (3.4)

La valeur de l'energie convertie par cycle vaut:

W = 4.<p0 nIM (3.5)

avec <p0 la valeur du flux lors de la commutation du courant:
2

9° = —-<pM
Be.n.r.L 

(phi =-------------
P

(3.6)

(3.7)

Des encoches semi-fennees pennettent de minimiser le 
coefficient de Carter et done, de reduire l'entrefer equivalent. Ceci est 
particulierement important lorsque l'epaisseur d'aimant ea est faible (cout 
minimal) devant celle de l'entrefer magnetique. L'induction d'entrefer Be 
pent ainsi etre maximisee. Le coefficient de remplissage d'encoches semi- 
fennees est beaucoup moins bon que celui du MRV, raisonnablement, on 
pent prendre : kb = 0.35. La figure 8 montre, dans les conditions 
precedemment decrites (caracteristiques des aimants, diverses dimensions 
et temperature), l'evolution des pertes Joule en fonction du rapport kr 
(rayon d'entrefer sur rayon exterieur). Un accroissement de l'induction 
dans les dents et dans les culasses laisserait une place bobinable plus 
importante rnais conduirait a des pertes fer prohibitives aux vitesses 
elevees. On remarque, ainsi qu'on pouvait le prevoir, que le moteur a 
aimants ferrites presente des pertes Joule beaucoup plus elevees que celui 
utilisant des aimants Sm-Co (environ 3.5 fois). Dans la publication [13], 
une comparison a pertes egales entre un moteur Sm-Co et un moteur 
ferrite avait ete menee. On avait montre, dans ce cas, que le moteur ferrite 
etait 2 fois plus lourd que l'autre. Ici, pour les MAP Sm-Co et Ferrite 
respectivement, les coefficients de Carter Kc valent 1.23 et 1.26 et les 
inductions moyennes d'entrefer Be valent 0.43 T et 0.194 T.
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PJ (watts)

0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7

MAP (p=2) Influence du rapport "rayon d'entrefer 
sur rayon exterieur" sur les pertes Joule 

(C=100 N.m, R=125 mm, L=150 mm, kb= 35%) 
Figure -8-

Dans le cas du MAP a aimants Sm-Co ou l'epaisseur d'aimants 
n'est pas tres elevee devant la longueur de l'entrefer magnetique, 
l'induction est assez faible, une valeur de 4 mm (au lieu de 3 mm) de cette 
epaisseur ferait passer les pertes Joule minimales de 1510 W a 1260 W 
(reduction de 17%), toutes les contraintes restant inchangees. Mais la 
masse d'aimants passe de 1.72 a 2.28 kg (densite 8.3) et leur prix (a 
2000 FF/kg) croit d'environ 3500 a 4600 FF ! Pour comparaison, les 
aimants ferrites, avec 20 mm d'epaisseur) ont une masse de 6.7 kg (densite 
5) et un prix d'environ 270 FF.

L'accroissement du nombre de paires de poles conduit a une 
diminution sensible des pertes Joule. Ainsi avec 4 paires de poles (au lieu 
de 2), dans le cas des aimants Sm-Co et ferrites, les pertes cuivre 
decroissent respectivement de 1510 a 790 W et de 5260 a 3100 W. Le 
gain est essentiellement du a la forte reduction des longueurs de tetes de 
bobines (diminution de kl).

4- COMPARAISON DES PERFORMANCES

Dans les deux chapitres precedents, nous avons effectue une 
etude parametrique des deux moteurs fondee sur le calcul du couple 
moyen et des pertes Joule.

PJ (watts)
8000 pRV

7000

6000
I MAP Ferritel

5000

4000

3000

2000
MAP Sm-Co

1000

0.4 0.8 1.2 1.6 2.4 2.8 3.2 3.6 4.4 4.8 5.2 5.6
e (mm)

Comparaison des pertes en fonction de la valeur 
de l'entrefer magnetique 

Figure -9-

Il apparait que les deux moteurs ont des caracteristiques 
comparables. Les expressions des pertes Joule montrent qu'elles sont 
proportionnelles au coefficient kl rapport de la longueur totale d'un brin 
sur la longueur active, aussi pour des faibles nombres de poles, le MRV

est avantage par rapport au MAP grace a ses bobinages concentres. Dans 
les exemples choisis et avec les parametres optimaux pour chaque moteur, 
les valeurs de kl valent 1.6, 2.45, 2.62, respectivement pour le MRV, les 
MAP Sm-Co et Ferrites. La figure 9 montre la comparaison des pertes 
Joule des trois moteurs en fonction de l'entrefer magnetique. Pour les deux 
moteurs a aimants, on a represente la courbe en pointilles lorsque l'entrefer 
devient inferieur a l'epaisseur de la frette necessaire pour la vitesse 
maximale choisie. On peut remarquer que le moteur a aimants Sm-Co a 
des pertes plus faibles que le MRV a entrefer egal et que le moteur a 
aimants ferrites devient plus avantageux que le MRV si l'entrefer 
magnetique est superieur a 4 mm environ. Remarquons aussi que si le 
coefficient de remplissage du bobinage de la MRV valait 50% au lieu de 
60%, les pertes Joule seraient augmentees de 20% et l'intersection des 
courbes MRV et MAP ferrite se produirait pour une valeur de e egale a 3,2 
au lieu de 4 mm. Avec un coefficient de remplissage d'encoche identique 
(0.6), le MRV et les MAP Sm-Co et ferrites auraient eu respectivement 
1240, 880 et 3070 W de pertes Joule.

Le tableau T1 suivant recapitule les principales caracteristiques 
concernant les moteurs etudies, au premier niveau d'optimisation, avec 
leurs contraintes d'entrefer propres (limites mecaniques ou frette) definies 
dans les chapitres 2 et 3. Rappelons que le couple de definition est 
100 N.m et que le diametre exterieur et la longueur active de fer valent 
respectivement : 250 et 150 mm. nIM represente l'amplitude des amperes- 
tours par phase, AL est la densite lineique de courant, 8 est la densite de 
courant efficace dans les conducteurs et cT est la pression tangentielle 
d'entrefer.

ki kb kl nIM AL 8 Be PJ CT

MRV 1.6 0.6 1.6 6940 A 60.2 kA/m 7.9 A/mm2 1240 W 2.24 N/cm2

MAP S-C 1.225 0.35 2.45 5180/A 53.8 kA/m 6.5 A/mm2 0.429 T 1510 W 1.89 N/cm2

MAP Fe 1.225 0.35 2.62 10574 A 101.5 kA/m 10.3 A/mm2 0.194T 5260 W 1.6 N/cm2

Tableau -T1-

Si l'on s'interesse au moment d'inertie, celui-ci est plus faible 
dans le cas du MRV pour deux raisons. La premiere est liee au fait que 
l'optimisation conduit a un rayon d'entrefer plus petit, la seconde est due a 
la denture rotorique qui, dans le cas de la structure 6/4, divise par plus de 
2 le

"volume inertiel". Mais dans le cas de l'entralnement d'un vehicule, ce 
parametre a peu d'importance.

Le tableau T2 donne un recapitulatif de l'influence de la 
structure (couple Ns/Nr pour le MRV et nombre p de paires de poles pour

MRV PJ (watts) MAP PJ (W) Sm-Co PJ (W) Ferrite

6/4 1240 2p = 4 1510 5260
6/8 470 2p = 6 1010 3780

12/8 990 2p = 8 790 3080

Tableau -T2-
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Figure -10-

A structure donnee, l'augmentation du nombre de poles est plus 
favorable a la MAP dont les tetes des bobinages a pas diametral se 
trouvent considerablement reduites. La MRV en beneficie aussi mais dans 
une moindre mesure car ses bobines sont concentrees. On pourra aussi 
remarquer la tres bonne efficacite de la structure 6/8.

La figure 10 montre l'evolution des pertes cuivre en fonction du 
couple moyen pour les trois moteurs definis precedemment pour un 
vehicule urbain.

Nous avons, jusqu'ici, tenu un raisonnement fonde 
exclusivement sur les pertes cuivre, or la principale limite d'une machine 
electrique est thermique. En premiere approximation, a pertes egales, les 
bobinages de la MRV et de la MAP de memes dimensions devraient subir 
le meme echauffement. En realite, les bobines concentrees de taille 
importante de la MRV se trouvent defavorisees si l'echange de chaleur se 
fait a l'exterieur du stator. En revanche, si la dissipation thermique 
s'effectue par circulation de liquide a l'interieur des bobines, des canaux 
peuvent etre plus facilement amenages dans ces dernieres.

En resume, la structure a reluctance variable a double saillance, 
a priori moins efficace, beneficie de trois atouts qui lui permettent de 
rivaliser honorablement avec la structure synchrone a aimants en termes 
de performances. Ce sont ses courtes tetes de bobines, son bon coefficient 
de remplissage d'encoche et son induction qui lui permettent d'atteindre de 
tels resultats.

Quant aux moteurs a aimants, une disposition des aimants avec 
"concentration de flux" [14] augmenterait tres sensiblement l'induction 
d'entrefer, surtout avec des ferrites. Cependant, il est necessaire d'avoir un 
nombre de poles suffisamment eleve (environ 6 a 8) pour pouvoir realiser 
un tel rotor et ce nombre risquerait d'etre incompatible avec les vitesses 
elevees de rotation requises ici.

5- CONCLUSION

Dans cet article, sur la base de modeles electromagnetiques 
simplifies, nous avons calcule le couple moyen et les pertes Joule a basse 
vitesse du moteur a reluctance variable a double saillance (MRV) et du 
moteur synchrone a aimants permanents "tuiles" montes a la surface du 
rotor (MAP). Les aimants choisis etaient, d'une part, des ferrites 
economiques et, d'autre part, des samarium-cobalt (Sm-Co) ou encore des 
Fer-Neodyme-Bore dont les performances a temperature elevee (ici 
150°C) sont legerement inferieures. L'exemple d'un vehicule leger urbain a 
servi d'application a cette etude et les caracteristiques requises du moteur 
sont un couple maximal de 100 N.m de 0 a 2500 tr/mn et une plage de 
fonctionnement a puissance maximale constante de 2500 a 10000 tr/mn, 
avec une possibilite de survitesse a 12000 tr/mn. Des contraintes 
d'encombrement ont ete imposees. Pour les MAP, l'epaisseur des aimants 
est conditionnee par la limite de demagnetisation, une frette est necessaire 
pour assurer leur tenue mecanique a la vitesse maximale, celle-ci impose 
la valeur de l'entrefer magnetique. Quant au MRV, la valeur de son 
entrefer a ete minimisee tout en respectant les contraintes liees a 
l'application. Compte tenu de la vitesse maximale relativement elevee, on 
a cherche a minimiser la frequence electrique. Aussi une structure 6/4 a 
ete retenue pour le MRV et les MAP ont ete dotes de 2 paires de poles. 
Nous avons montre l'influence de plusieurs parametres importants comme 
le rayon d'entrefer ou encore la longueur de l'entrefer magnetique.

De cette comparaison, il ressort que le MRV a les pertes cuivre 
les plus faibles : 1240 W, alors que l'on obtient 1510 et 5260 W pour les 
MAP a aimants respectivement Sm-Co et ferrite. Les raisons essentielles 
des bonnes performances du MRV sont dues a ses courtes tetes de bobines 
et a son bon coefficient de remplissage d'encoche (0.6 au lieu de 0.35 pour 
les MAP a encoches semi-fermees). Nous avons aussi etudie l'influence 
d'un accroissement du nombre de poles sur les pertes Joule, avec 4 paires 
de poles, le MAP Sm-Co devient plus avantageux que le MRV. Le moteur 
a aimants ferrite conserve des performances tres inferieures a celles du 
moteur a reluctance. Meme a coefficient de remplissage d'encoche egal, 
ses pertes restent 2.5 fois plus elevees.

Nous n'avons malheureusement pas pu aborder la comparaison 
des pertes fer et de l'alimentation electronique. Au sujet des pertes fer, 
nous avons pris la precaution de comparer des structures dans lesquelles 
ces pertes sont du meme ordre de grandeur. En ce qui concerne la 
puissance apparente silicium du convertisseur statique, celle du MRV est 
tres legerement

superieure a celle du MAP a f.e.m. trapezoidales alimente en quasi- 
creneaux de courant [16, 17]. En effet ces moteurs a reluctance 
beneficient, grace a leur structure a double saillance, d'un grand rapport 
d'inductances maximale sur minimale favorable a un bon "facteur de 
puissance".

Pour conclure, on peut resumer, comme suit, les avantages et 
inconvenients de chaque type de moteur :

Le moteur a aimants beneficie d'une excitation gratuite qui lui 
confere de faibles pertes a faible couple a condition de disposer d'aimants 
performants, ses caracteristiques sont assez peu sensibles a la valeur de 
l'entrefer. Le couple instantane est relativement bien lisse et le 
fonctionnement est peu bruyant. En revanche, les aimants haute energie 
ont un cout prohibitif dans des applications de grande diffusion et les 
aimants economiques, tels que les ferrites, conduisent a des performances 
mediocres. La demagnetisation des aimants limite le couple maximal. 
D'autre part, la tenue mecanique doit etre assuree par une frette 
amagnetique qui augmente beaucoup la valeur de l'entrefer. Le rotor 
heterogene necessite un equilibrage plus difficile que celui du MRV. Le 
fonctionnement dans la zone a puissance maximale constante conduit a 
une forte degradation du facteur de puissance et, ainsi, a un 
surdimensionnement du convertisseur. Des structures a aimants enterres 
sont mieux adaptees a ce fonctionnement [19].

Le moteur a reluctance variable a double saillance est, sans 
doute, le moteur le plus economique grace, aussi bien, aux materiaux 
utilises, qu'a ses possibilites de fabrication automatique. Son convertisseur 
statique presente des avantages de simplicite et de surete de 
fonctionnement (demi-ponts asymetriques et phases independantes) [20]. 
Au-dela de la vitesse de base, la conversion statique peut s'operer sans 
decoupage. Les performances de ce moteur sont relativement sensibles a la 
valeur de l'entrefer mecanique qui doit etre suffisamment faible : dans 
l'exemple, une valeur de 0.8 mm (pour un diametre d'entrefer de 137 mm) 
permet d'obtenir des pertes Joule plus faibles que celles du moteur a 
aimants Sm-Co. En contre partie, le couple produit est naturellement 
pulsatoire. A basse vitesse, le probleme peut etre resolu par une 
commande appropriee [18] mais a vitesse elevee il subsiste. D'autre part, 
la structure et le principe de conversion rendent ce moteur plus bruyant 
que ses concurrents [21] surtout lorsque ses performances sont elevees. 
Des progres restent a faire pour rendre le niveau de bruit acoustique 
compatible avec les exigences d'un vehicule electrique.

Il ressort de cette comparaison que le moteur a reluctance 
variable a double saillance merite tout a fait d'etre etudie dans le cadre du 
vehicule electrique alors que la plupart des efforts de recherche ne se 
portent actuellement que sur les moteurs asynchrone et synchrone [22].
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Troisieme partie : rapport de synthese. OPTIMISATION DE LA STRUCTURE

3.6- CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Pour une meilleure optimisation de la machine et de son alimentation (lois de 
commande), il est necessaire d'avoir des modeles electromagnetiques relativement simples par 
rapport a ceux issus des calculs par elements finis. Nous avons mis au point de tels modeles : 
ils sont bases sur une analyse de type circuit (loi d'Hopkinson) faisant appel aux elements finis 
pour resoudre quelques problemes ponctuels comme le calcul de la permeance d'opposition ou 
la prise en compte de la saturation locale des dents. Cependant, ces modeles ne sont pas 
suffisamment precis lorsqu'il s'agit d'effectuer des calculs fins comme ceux d'ondulation de 
couple. Dans ce cas, il peut meme etre necessaire d'effectuer des calculs par elements finis 
avec prise en compte des couplages entre phases (modele de flux et couple a q+1 dimensions). 
Il devient alors quasiment exclu, pour optimiser la geometrie, de boucler des simulations de 
l'alimentation en tenant compte des couplages, meme avec un modele electromagnetique "hors 
elements finis" car les temps de calculs sont prohibitifs. La montee en puissance des 
calculateurs permettra petit a petit d'aborber des problemes encore non resolus. Ensuite, nous 
avons propose une methode de conception de la structure electromagnetique des machines a 
reluctance variable basee sur l'analyse separee de l'influence des parametres geometriques. 
Enfin, une comparaison de ces moteurs a ete faite avec les autres moteurs a commutation 
electronique. Il en ressort qu'il s'agit d'une structure tres economique et robuste, dont les 
performances sont bonnes (situees entre celles des moteurs asynchrones et celles des meilleurs 
moteurs synchrones), mais qui est intrinsequement plus bruyante. Le rendement n'est 
cependant acceptable que si l'entrefer est suffisamment faible, ce qui exclut le MRVDS de tres 
petites dimensions ; les valeurs d'entrefer requises sont toutefois sensiblement egales, voire 
superieures, a celles requises dans les moteurs asynchrones.

La poursuite des travaux de conception s'effectue dans deux directions, l'une 
concernant les pertes magnetiques, la seconde le bruit acoustique.

Actuellement, E. Hoang, dans le cadre de sa these [TH 5], effectue une modelisation 
des pertes magnetiques dans les MRVDS. En outre, nous avons demontre la possibilite 
d'utiliser une methode d'opposition [C17] et nous avons realise un banc d'essai pour mettre en 
reuvre cette methode et valider nos modeles de pertes. Nous allons donc enfin pouvoir prendre 
en compte ces pertes dans l'optimisation de la machine et des lois de commande. Nous 
pensons, en particulier, que la determination de la valeur de l'epaisseur ec de culasse (ou du 
coefficient kc) sera affectee par les pertes fer. En effet, cette partie du circuit magnetique 
represente l'essentiel du volume de fer et est la source de la majorite des pertes fer. Une 
augmentation de ec reduira l'induction et donc ces pertes. La prise en compte des pertes fer 
permettra aussi de mieux selectionner les nombres de poles des structures en fonction de la 
vitesse maximale requise au couple maximal. En effet, l'accroissement de Nr, en particulier, 
conduit a des machines qui convertissent un plus grand couple, a pertes Joule donnees. Mais il 
faut une frequence d'alimentation plus grande : donc les pertes fer peuvent devenir du meme 
ordre de grandeur voire superieures aux pertes cuivre. Cette prise en compte est indispensable 
pour la realisation de moteurs a grande puissance massique. Les vitesses de rotation elevees 
donnent naissance a des pertes aerodynamiques qui deviennent vite preponderantes, surtout 
avec des rotor dentes. Il devient alors necessaire de savoir les estimer et les reduire grace, par 
exemple, a un remplissage des encoches par un materiau amagnetique. Se pose alors un 
nouveau probleme : la tenue mecanique de ces parties additionnelles. Le rotor homogene du 
moteur a reluctance variable qui semble particulierement bien adapte mecaniquement aux 
grandes vitesses (vitesses peripheriques superieures a 150 m/s) presente, en contrepartie, des 
pertes elevees a ces memes vitesses. Il est important de savoir s'il existe des solutions
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technologiques economiques et robustes, sans quoi ce moteur risquerait d'etre inapte aux tres 
grandes vitesses.

Enfin, l'etude des origines et des solutions de reduction du bruit acoustique [TH8] sera 
un complement indispensable dans la conception de ces moteurs, par nature, plus bruyants que 
les autres. Nous esperons trouver des solutions de reduction de bruit, aussi bien, en jouant sur 
la geometrie et la mecanique qu'en agissant sur la commande. Cependant, compte-tenu des 
etudes deja faites et de nos propres analyses, il semble fort probable que toute diminution du 
bruit se fera aux depens des performances.
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4- CAPTEURS D’AUTOPILOTAGE

4.1- INTRODUCTION

La connaissance de la position du rotor est necessaire pour l'alimentation de tous les 
moteurs de type synchrone. Qu'il soit alimente en courant ou en tension, la position du rotor 
du MRVDS doit etre connue avec une precision et une resolution suffisantes de l'ordre du 
degre electrique pour permettre un reglage optimal de ses caracteristiques. On peut cependant 
se satisfaire de resolutions moins bonnes d'environ 5 degres electriques, a condition toutefois 
que le signal de position soit stable. En effet, des fluctuations des angles de commande 
produiraient des variations importantes des caracteristiques mecaniques, eventuellement 
inacceptables.

Plusieurs solutions sont envisageables pour obtenir l'information de position necessaire 
a l'autopilotage. La premiere famille fait appel a des capteurs (directs) donnant la position de 
faqon tout a fait independante du fonctionnement du moteur. La seconde famille, a base de 
capteurs indirects (systemes dits «sans capteur» de position), determine la position du rotor 
par des mesures electriques ou electromagnetiques faites sur le moteur lui-meme ; il existe 
alors un couplage entre cette mesure de position et le fonctionnement de l'entrainement. Ce 
couplage complique evidemment la mesure et necessite un temps de reponse accru, ce qui 
reduit la «raideur» de l'autopilotage. Aussi, a l'heure actuelle, un capteur indirect n'offre pas 
des performances aussi bonnes que celles d'un capteur direct.

Le capteur direct peut etre realise a partir de nombreux principes physiques et les 
technologies sont nombreuses. Les principes optiques (capteurs numeriques) et magnetiques 
sont les plus frequents. Pour les capteurs optiques, cela peut aller de la simple fourche optique 
au capteur industriel. La resolution peut etre excellente mais cette technologie reste 
incompatible avec les environnements difficiles : la temperature peut difficilement depasser 
100°C et, s'il y a de l'humidite, il peut se produire une condensation nuisible a la lecture 
optique ; enfin, pour re sister aux poussieres, il faut des boitiers hermetiques. Les capteurs 
magnetiques industriels sont les «resolvers» ; ce sont de petites machines synchrones 
diphasees a rotor bobine excite en haute frequence. Les performances obtenues sont 
excellentes, aussi bien en precision qu'en resistance aux environnements les plus severes, a 
condition toutefois que leur electronique soit deportee. Les signaux peuvent, en outre, etre 
convertis en signaux numerique grace a des circuits integres speciaux. Le prix de ces capteurs 
munis de leur electronique est aussi le plus eleve. D'autres capteurs magnetiques existent pour 
des applications plus economiques : par exemple, les dispositifs a effet Hall mettant en reuvre 
des circuits integrant le capteur proprement dit et son electronique de traitement. Ils doivent 
etre associes a un «generateur» de champ magnetique variable avec la position comme, par 
exemple, un aimant multipolaire. Tous ces capteurs peuvent etre realises sans aucun contact 
entre les parties tournante et fixe. Ils sont soit trop chers (applications de petite puissance 
ou/et de grande diffusion) soit vulnerables aux conditions d'environnement difficile. Dans le 
cadre de ce travail, nous avons realise un autopilotage a partir d'un capteur extremement 
simple puisqu'il ne donnait qu'une seule impulsion par tour (travail de diplome d'ingenieur de 
M. Klages [ING 1]). Le demarrage du moteur s'effectuait donc en mode pas a pas, puis un 
multiplicateur de frequence a boucle a verrouillage de phase permettait d'obtenir la plus 
grande resolution necessaire. Mais tous ces capteurs, aussi simples et robustes soient-ils, 
requierent un montage souvent delicat pour assurer un cal age et un alignement (des axes) 
corrects, enfin, leur encombrement peut etre inacceptable.
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C'est pour toutes ces raisons que nous avons etudie et developpe un capteur a 
reluctance variable «integre» dans la structure mecanique, c'est-a-dire que le rotor du capteur 
se trouve sur le meme arbre que le rotor du moteur (pas d'accouplement) et que son stator se 
trouve a l'interieur de la meme carcasse que le stator du moteur. En outre, la technologic a 
reluctance variable rend l'ensemble homogene et apte aux environnements les plus difficiles. 
Enfin, pour les petits moteurs, le capteur est realise avec les memes toles que celles du 
moteur, ce qui est un gage d'economie. Sa faible epaisseur reduit beaucoup I'encombrement 
par rapport a celui des resolvers traditionnels sans balais. Ce capteur fera l'objet du 
chapitre 4.2, les travaux concemant le conditionnement et le traitement des signaux out etc 
effectues dans le cadre du stage de DEA de P. Bourges [DEA 5],

Les capteurs indirects, quant a eux, peuvent etre realises de nombreuses fagons. La 
solution la plus triviale est de mesurer systematiquement le courant et le flux dans chaque 
phase. Connaissant (stockage en memoire) les caracteristiques electromagnetiques, d'ailleurs 
pen sensibles a la temperature, on pent retrouver la position du rotor, en rotation comme a 
1'arret. Dans ce dernier cas, il est necessaire d'injecter des impulsions de diagnostic. On pent se 
contenter de versions degradees basees sur l'observation des courants seuls (vitesse de 
croissance ou de decroissance, par exemple). On vient de voir brievement les solutions 
d'observation des grandeurs d'alimentation du moteur mais on pent aussi injecter des signaux 
d'excitation pour tester les caracteristiques electromagnetiques. Ces signaux doivent 
cependant etre injectes dans les phases non alimentees, ce qui impose de disposer d'une 
«fenetre» (plage angulaire) minimale d'observation. Ceci est possible dans les MR YDS ou les 
phases sont alimentees successivement; cependant, a haute vitesse, si Ton veut exploiter au 
maximum la puissance apparente de l'onduleur, la presence du courant «dure» pendant la 
quasi-totalite de la periode electrique, faisant disparaitre la fenetre necessaire. Dans ces 
solutions a injection de porteuse, on utilise la variation d'inductance en fonction de la position. 
C'est cette demiere voie que nous avons exploree dans le travail de P. Laurent [DEA 4, 
TH 6]. Nous avons apporte une amelioration importante de la sensibilite de cette methode 
grace a l'utilisation d'une resonance. Le chapitre 4.3 decrira le systeme etudie et mis en oeuvre 
pour une application dans un environnement difficile.

4.2- CAPTEUR A RELUCTANCE VARIABLE

20 26 2 21 22 7 16 17 32 11 12 10_

Capteur a reluctance variable integre au moteur [DEA 5]
Figure -4.2.1-
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Comme nous l'avons dit au chapitre precedent, ce capteur a etc realise pour reduire le 
cout (idles identiques a celles du moteur et technique d'assemblage similaire), pour minimiser 
l'encombrement, eliminer les problemes d'alignement et d'accouplement mecanique et, enfin, 
pour assurer une resistance elevee de l'ensemble aux environnements les plus severes. Le 
capteur associe a son systeme electronique a fait l'objet d'un depot de brevet [B5] pour le 
compte de la societe LPMI. La figure 4.2.1 montre schematiquement le rotor et le stator du 
capteur alignes avec les elements du moteur, sur le meme arbre et dans la meme carcasse.

Dans le cas de la structure 6/4 pour laquelle il a etc realise, le capteur comprend un 
enroulement d'excitation alimente par une source «haute frequence)) (<conditionnement) et des 
bobinages de detection aux homes desquels on mesure des signaux qui sont ensuite trades 
pour etre explodes comme signaux d'autopilotage (traitement). Les particularites sont les 
suivantes : l'enroulement d'excitation est constitue de bobinages entourant chaque pole 
statorique et mis en serie, les enroulements de detection sont composes, pour chaque phase, de 
deux bobines montees sur des poles diametralement opposes (comme dans le moteur) de 
maniere a creer des poles alternes (nord, sud...) comme l'indique la figure 4.2.2. De cette 
fagon, la reluctance totale, vue par le generateur du circuit de conditionnement, ne varie 
quasiment pas.

Enroulements d'excitation

phase 1

Enroulements de detection

Capteur 6/4. Enroulements d'excitation (poles alternes) et de detection (3 phases)
Figure -4.2.2-

Comme il est plus interessant d'effectuer une attaque en courant, l'asservissement se 
trouve facilite par l'absence de tension induite de mouvement. Aux homes des bobinages de 
detection, on mesure une tension induite modulee en amplitude a la fois par la position et par 
la vitesse. Une demodulation synchrone permet de conserver le terme de position. Les 
equations et le principe sont decrits dans l'article [C7] donne a la fin de ce chapitre. La 
variation de l'amplitude de la tension demodulee doit etre proportionnelle a la variation de 
permeance du circuit magnetique de la stmcture, variation bien connue dans les moteurs du 
meme type. Lors de la realisation du premier prototype, nous nous sommes apergus que cette 
variation etait beaucoup plus faible que ce que nous avions calcule, a basse comme a haute 
frequence d'excitation. La raison essentielle de cette baisse s'est revelee etre due a la faible 
permeabilite du fer-silicium aux tres faibles valeurs de champ magnetique auxquelles un tel
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capteur travaille. Au lieu d'une permeabilite relative d'environ 5000 (pour du fer non sature), 
nous beneficions d'une valeur d'environ 500 (permeabilite initiale) a ces niveaux de champ. La 
permeance d'opposition n'est pas affectee mais celle de conjonction se trouve 
considerablement reduite a cause du long trajet du champ dans le fer. En outre, toujours a 
cause de cette faible permeabilite relative, les couplages entre phases, habituellement negliges, 
prennent des proportions importantes et contribuent a la distorsion de la «permeance cyclique» 
(c'est ainsi que l'on peut qualifier la nouvelle permeance a laquelle est proportionnelle la 
tension induite). Ces phenomenes ont etc etudies dans la these de M. Geoffroy [TH 3] et 
decrits dans l'article [C7],

Nous avons ensuite explore les possibility de ce capteur en frequence car il est 
necessaire d'avoir une frequence d'excitation suffisante si l'on souhaite un fonctionnement a 
vitesse elevee : a 10 000 tr/mn, la periode electrique, avec un moteur 6/4, vaut 1,5 ms ; pour 
avoir au moins 100 periodes d'excitation (100 ou 200 points en demodulation echantillonnee) 
par periode electrique moteur, il faut une frequence de porteuse de 67 kHz. Le travail du stage 
de DBA de P. Bourges [DEA 5] a consiste a determiner les caracteristiques du capteur a ces 
valeurs de frequence et a realiser les circuits electron!ques de conditionnement et de 
traitement de ce capteur ainsi que 1'adaptation a l'autopilotage de MRVDS, afin d'etudier, en 
particulier, son comportement en milieu perturbe. La figure 4.2.3, issue du rapport de DEA 5, 
montre les caracteristiques frequencielles du systeme compose de l'enroulement d'excitation 
en serie avec une resistance de mesure (100 Q) de valeur tres superieure a celle du bobinage 
(0,6 Q) alimente par une source de tension alternative. Les diagrammes de gain et de 
frequence correspondent au rapport de la tension aux bornes de la resistance de mesure sur la 
tension d'excitation. On remarquera l'influence des capacites parasites, principalement dues 
aux cables d'excitation, au-dela de 10 kHz. Pour asservir correctement le courant jusqu'a une 
frequence de plusieurs centaines de kHz, il s'est avere necessaire de bien determiner les 
elements du schema equivalent afin d'eviter tout risque futur de derive voire d'instabilite de la 
regulation de l'amplitude IM du courant. En effet, il est important que cette amplitude reste 
parfaitement constante car l'amplitude des signaux demodules est directement proportionnelle 
a IM. Le dephasage du courant par rapport a la reference est, quant a lui, moins genant car la 
demodulation est synchrone et elle est pilotee par le courant lui-meme.

F(Hz) F(Hz)

Caracteristiques frequencielles pour Passervissement en courant 
de l'enroulement d'excitation du capteur [DEA 5]

Figure 4.2.3
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L'utilisation de cables blindes a permis de minimiser les problemes dus aux capacites 
des cables. L'asservissement en courant a pu etre realise avec une bande passante d'environ 
800 kHz, ce qui nous permet de travailler tout a fait convenablement a 100 kHz.

La demodulation synchrone est effectuee par echantillonnage de la tension aux homes 
de chaque enroulement de detection au passage par zero du courant d'excitation. La 
figure 4.2.4 montre les signaux demodules des 3 phases.

Ensuite, les signaux demodules sont compares a des tensions de reference pour 
constituer les signaux de commande de phases definissant les angles de montee et de descente 
du courant ou du flux. Le montage realise permet d'obtenir les signaux de commande des 
farret et un reglage des angles est effectue en fonction des parametres de commande. Les 
signaux sont trades pour permettre un fonctionnement dans les 4 quadrants a partir dune 
information sur le signe de la reference de couple.

A la frequence de 100 kHz, ce capteur fonctionne encore sur le principe de la 
reluctance variable, au-dela, les courants de Foucault modifient sensiblement les formes 
d'onde. Ce dernier mode de fonctionnement en capteur a courants de Foucault pourrait etre 
retenu pour des plus hautes frequences d'excitation mais nous ne l'avons pas aborde ici.

Signaux demodules images des permeances «cycliques» des trois phases du capteur
Figure -4.2.4-

125



Troisieme partie : rapport de synthese. CAPTEURS D'AUTOPILOTAGE

ARTICLE [C7]
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1- INTRODUCTION
Today switched reluctance motors have a growing number of applications, which 

go from mass production low-cost drives [2,3] (domestic appliances, car industry ...) to 
high efficiency drives (4.5,6) (aeronautics). The main reasons for this growth arc that 
those electromagnetic structures are easy to build, which gives them great robustness, and 
also that since the supply is done through unidirectional current, the running safety is 
increased [61. As those motors are brushless and self-commutated, the position of the 
rotor has to be known. It can be given by a direct sensor or an indirect sensor [7,81. Direct 
sensors of optoelectronic technology or of Hall effect can be used for low-cost applications 
sensors of the resolver type are used for high efficiency applications but their cost is 
excessive compared to the motor's price, especially for low powers (< 1kW). Regarding 
indirect sensors, they allow cost reduction and the suppression of shaft mechanical 
coupling, but there are still drawbacks in return, for instance at the start, at high speed, or 
again according to the king of control used (P.W.M or full wave modulation). In this paper, 
we suggest a third solution which consists in integrating the sensor into the motor. The 
structure of the motor is used to make a specific position sensor : a short pile of 
laminations similar to those of the motor's is put at the end of the active electromagnetic 
structure. The motor's and the sensor's stators are then assembled and put in a crank 
case, and both rotors are put on the same shaft. That constitutes an "integrated" sensor, 
which prevents the problem of mechanical coupling and its numerous consequences. Note 
that this solution is worthwhile for small motors only, because it seems inconceivable to 
build huge sensors for larger motors. Variable reluctance integrated sensors have already 
been built but their designers tried to reproduce the functioning of two phase sine 
resolvers [9). The main constraint is then to optimize the toothing shape in order to get 
sinusoidal permeance waves that permitted the use of "Resolver to Digital Converter" 
integrated circuits. In that case, the toothing of the sensor's magnetic circuit has to be 
different from the motor's. In this article, we suggest to determine the characteristics of 
the motor's magnetic circuit that permit to get signals required for self commutation. We 
will in particular show the great influence iron permeability can have on these 
characteristics.

2- PRINCIPLE OF THE VERNIER RELUCTANCE POSITION SENSOR
Figure 1 shows the electromagnetic structure of a motor and of its Vernier 

reluctance sensor.The structure represented is of the 6-4 type (6 poles for the stator and 
3 phases, 4 poles for the rotor). The figure defines the main size parameters of the 
structure [101. With the directions of the excitation ampere-turns of each phase that are 
indicated in figure 1, the flux equations for each phase can be written as follows :

<p1 = P1(0).ni1 f M2i(0)ni2 + M31(Q).ni3
<p2 — P2<0).ni1 + M12(0)ni1 + M32(0).ni3 (2.1)
q>3 = P2(0).ni1 + M13(6)ni1 + M23(6).ni2

nij are the excitation ampere-turns for each phase (i =1 to 3). Ps are the self permeances 
and M, the mutual permeances.Both Pjand M- are functions of the electrical angle 0, 
which is linked to the mechanical angle 6m by : 6 = Nr . 6m
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In our example, the working principle of the three-phase sensor 
consists in supplying all the phases connected in series with the same 
middle-frequency (around 10 kHz) alternating current In these conditions, 
when the ampere turns of the three phases equal n,. the previous equation 
system (21) can be written as follows :

<Pi = (Pi(G) + M^fO) + M31(0» .ni =Pn(0).ni
q% = (P2(0) + M12(0) + kyO)) .ni =p22(0).ni (2.2)
<P3 = (P2(0) + M13(G) ♦ kyo)) .ni =P33(0).ni

XV g
jU/'. jj

Figure -1- : Electromagnetic structure of the sensor (6-4 type)Main size parameters
Each self permeance k dephased of 2x/3 in relation to the others and the mutual permeances respect a 

certain symmetry in order that: ^,(0)= 2x-6) (2.3)
Therefore, it is impossible that the three permeances Pn and P# are made to be identical functions 

dephased of 2jt/3 in relation to one another. That phenomenon of dissymetry is a typical feature of certainVemier 
structures. However, the low values of the mutual permeances in comparison with the self permeances (see §3), as 
well as adequate current directions for the three phases, allow the reduction of dissymetry, which then goes 
unnoticed. This assumption will be justified by finite element field computation in Chapter 3 and by experiments in 
Chapter 4.

Figure 2 describes the principle of excitation and of electronic processing of the sensors signals. Each 
phase winding is made up of two coils without dispersion. One of them is supplied with a sine excitation current 
while the other is used for detection and gives an induced voltage at the excitation frequency. The voltage 
amplitude is modulated by the position as well as by the speed. Indeed the induced voltage equation is composed 
of two terms whose amplitudes are respectively proportional to the permeance Pii(O) (image of the position) and to 
the rotation speed (formula 2.7):
- let the excitation current be: i * lMsin( Ogt) (2.4)

d( P11(6).n1i1)
- the induced voltage at the terminals of the phase 1 is : u1 = ^u (2.5)

- the electric angular frequency equals: to *Nfl .Q (2.6)
In which Nr is the number of rotor teeth (4 in this case) and Q is the rotation speed.
At steady state, equation (2.5) can be written as follows:

+n2.n1P11(0) .Qo.lu.costQo.t)u^.n, lM$in( Qyt ).o.‘

Figure -2- : Principle of conditionnement and of processing of the sensor.
The speed term can be left out if the speed remains under a certain limit that depends on the excitation frequency 
and the shape of the permeance wave according to (2.7).
In that case, a simple envelop detection can be enough to demodulate the induced voltage. In order to be free from 
the speed effect a synchronous detection can turn out to be necessary. Beside, a second synchronous detection 
permits speed detection but that is not of interest in this article.



3 . ELECTROMAGNETIC STUDY OF THE SENSOR
We suggest to study the sensor by using a two-dimensional analytical calculation, which will be then 

compared with finite element numerical computation.Under the assumption that no saturation affects the sensors 
magnetic circuit and that, self-permeances can be calculated. Mechanical angles are represented with the * 
exponent so that electrical angles are given by 0 =Nn. 0°.

For each phase, the permeance linearly increases with the overlapping angle of the stator's and the rotor's 
teeth. Its minimum value P0 is obtained at the unalined position and its maximum value Pc at the alined position. 
Since the field distribution obtained for the unalined position is rather complex, the value of P0 has to be obtained

h, Sr
by a finite element method. [11] showed that there are very few influential parameters: they are the g- and the —

ratios, in which W$ is the rotor booth's width. Sr the peak-to-peak rotor width at the air-gap level, and h, the rotor 
tooth's height. As for the value of P.. it can easily be calculated from the precise knowledge of the flux course if the 
air-gap is small. In this structure the flux path inside iron is long, moreover, at that low magnetic excitation level, the 
amplitude of iron permeability is rather small (//r=1000 or so for 4% silicon iron). For these reasons, the magnetic
drop in the laminations has to be taken into account and the expression of Pc becomes:

P== p0.ws/Rfe (3-1)

Rfe is the total iron reluctance when the flux course in the stators and rotors teeth and in the yokes is taken into 

1
account: rfe-

fWr-l'
rc.(2.Rext-ec) 2.hs g.r 

4.e, *W. +W. (3.2)

where Rext is the exterior radius and wr is the rotor pole width
In order to validate this study, we have designed and built a prototype, whose size characteristics are as follows 
(see figure 1): r=16mm; h^Hmm; hf=5.9mm; ec=4mm; e=0.01mm; pf=0.5; ps=0.75

Ps* Pr'
where p, = —: and p, = —: are the reduced pole angles. 

as ar

With a magnetic circuit made of silicon iron (laminations 0.1mm ; pf = 1000), we obtained
P0 = 36nH and Pc = 0.21/jH

With a value of 1000 for pr (which corresponds to high excitation fields before saturation) the calculated value of Pc 
would have been 0.38 pH. and if the field circulation in iron had been left out. Pe would have equalled 0.48/jH. The 
value of pr is consequently influential and cannot be omitted, although it is often done (9).
The idealized shape of the permeance wave is represented by a tapezoidal form. According to our analytical model, 
we suppose that, between the two extreme values of the permeance, the function P(0) remains constant at the 
unalined position as long as a rotor tooth is not facing a stator tooth, that is during an electrical angle equal to:

Nf
(3.3)

(34)

0po=%t. |0-Pr)-P,.^

Then the permeance linearly increases from P0 to Pc during an electrical angle D0f

Nr

finally, if the stator tooth angle p/ is inferior to the rotor tooth angle pr\ which is usually the case in switched 

reluctance motors [1], the permeance remains constant as long as the opposite surface is continuous, that is during 
an electncal angle 8^ equal to:

N.
(3.5)6pc=2jc.

A two-dimensional finite element computation allows to accurately calculate the mutual permeances 
and to underscore the great importance of the relative permeability pr Indeed for a rather high value of pf (4000),



interphase coupling effects are nearly insignificant. On the contrary, if pr equals 1000 (that is about for a low 
excitation level), coupling effects are considerable, and in particular they modify the shape of the total permeance 
Rj, (which includes the mutual permeances) and its peak to peak amplitude (see figures 3 and 5). The values of PQ 
and Pc obtained thought finite element computation are respectively equal lo 44nH (for any value of pr), and
0.38/jH (//r=4000), 0.24pH (p,=1000). which is very dose to what has been obtained with the previous method. 
Figure 3 shows a comparison between the two calculation methods of Pj in the particular case when the permeance 
wave has a triangular shape (0^=0. 0^=0, D6p=n ). This figure also shows the great influence the relative 
permeability can have on the shape of the self permeance wave and of the mutual permeance wave.

01 «OD

Figure -3- : Calculated wave shapes of the self permeance P,
(dotted line for the analytical computation; continous line for the finite element method) 

and (on the right) the mutual permeances M12 and M13 for pr= 1000 and pf=4000

In practice, it was previously said that the three phases were connected in series and supplied with a unique 
current. Consequently the effective permeances are the Pfl defined by (2.2). The permeances have been calculated 
with the finite element method in the running conditions and figure 4 compares two field distributions, one obtained 
with single-phase supply, the other with a three-phase unique current.

Figure -4- : Two dimensional field distributions for single-phase current (on the left) and three-phase 
______________________________ series circuit (on the right)_______________________________

We have compared the function Pn(0) with the sum (P1(6) ♦M21(8) ♦M31(8)) and noticed that the mutual 
permeances have an insignificant influence on the shape of the permeance wave onfy if the permeability is high 
enough (>4000). On the contrary, for smaller values of pr (1000 or less), the total permeance wave is very twisted
and has a reduced amplitude . Figure 5 shows a comparison between the Pjj waveform calculated (with p^SOO) 
and the Pjj measured. The latter have been calculated with the induced voltage values measured after synchronous 
demodulation (with 46 turns per phase (excitation and detection windings), an excitation current of 20 mA of



amplitude lm at a frequency of 10 kHz). From the extreme values of the induced voltage amplitude . the values of 
the total permeances P0 and Pc at unalined and alined positions have been calculated They respectively equal 
0,194 pH and 80 nH Considering the unaccurate knowledge on the value of pr, the value of Pc has been rather 
well determined. On the contrary, the value of P0. which has been calculated with the two-dimensional finite 
element method, has been underestimated with an error of -45% in comparison with the measurement.
A difference in amplitude at the alined position has been noticed for one of the three total permeances. It may be 
explained by the difference in lamination permeability according to the flux direction compared to the lamination 
direction.

Figure 5 : Companson between the functions Pjj(8) measured and calculated 

(with 1000 and pr = 500).

4) THREE-DIMENSIONAL ANALYSIS

A three-dimensional finite element computation of the structure has been carried out and figure 7 shows 
the results of these calculations. The resulting inductance matrix gives the permeance of phase 1 (opposition) as : 
P0=I Ltis120nH.



inductance matrix
b1 bla b2 b2a b3 b3a

bl 9.09e-08 262e-09 -1.21e-08 2.58e-08 -1.21e-08 258e08
bta 2.62e-09 918e-08 2.61e-06 -1.22e-08 2.61e-08 -1.22e-08
b2 -1.21e-08 2.61e-08 227e-07 3.83e-08 -4.996-08 7.99e-08
b2a 2.58e-08 -1.22e-08 3.83e-08 2.26e-07 7.99e-08 -4.996-08
b3 -1.21e-08 2.61e-08 -4 99e-08 7.99e-08 2.27e-07 3.83e-08
b3a 2.58e-08 -1.226-08 7.99e-08 -4.996-08 3.83e-08 227e-07

3D calculation is not quite as reliable as 2D calculation. So we do not pay much attention to the exact value (120nH 
calculated versus 85 mesured); but ttis shows that end effects can not be neglected in the opposition position.

5) CONCLUSION

In this article, we have presented a low-cost position sensor arned at the self-communation of small 
variable reluctance motors which uses the electromagnetic structure of the motor itself on a small width. A two- 
dimensional magnetic study has shown that the relative permeability of the magnetic amplitude had a considerable 
importance on the amplitude of the permeance wave (even for high values of pf), and on its shape if p, is small

(lower 1000). which is the case when the excitation field is low. Moreover, interphase coupling effects cannot be left 
out as it has often been done before. The value of pr can absolutely not be supposed to be infinite and the main 
consequence is that the permeance wave is defined by the whole structure and not only by toothing shape.

Finally, the experiment of the prototype of a sensor has enabled us to verify our calculations.
Differences between measurement and 2-dimensional calculations have been explained by end-effects that cannot 
be omitted for a short device and three-dimensional calculations have confirmed this assumption. Therefore, 
accurate predetermination of the characteristics of this very simple sensor requires precise electromagnetic 
computation and a good knowledge of the laminations permeability at low excitation level.

We thank the society LP.M.I for the building and experiments of the sensor.
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4.3- CAPTEUR INDIRECT A RESONANCE

ETAT DE L'ART
Les premiers autopilotages par capteurs indirects sont probablement apparus dans le 

cadre des commandes de moteurs pas a pas [1, Kenjo 92] dans lesquelles ils ne fallait 
absolument pas manquer de pas. Ces dispositifs etaient qualifies d'«autosynchronisants». 
Plusieurs niveaux peuvent etre distingues, de la simple verification de pas franchi a la mesure 
de position permettant de choisir les angles de commutation de l'alimentation du moteur. C'est 
cette mesure de position qui est necessaire et que nous mettons en reuvre pour l'autopilotage 
de nos moteurs.

Dans les moteurs a aimants permanents, l'exploitation des tensions induites de 
mouvement est aujourd'hui frequemment utilisee. Cependant, cette methode n'est pas viable a 
l'arret et il faut avoir recours a d'autres solutions comme celle proposee dans [2, 3, Cardoletti, 
Jufer 92]. Dans ce cas de moteur sans variation de reluctance, on utilise le fait que, selon la 
position du rotor par rapport a la phase consideree, la polarisation du circuit magnetique par 
les aimants modifie son inductance incrementale. Une mesure de la pente de croissance du 
courant peut alors etre suffisante pour choisir la bonne phase au demarrage.

Dans les MRVDS, on beneficie de la variation naturelle de l'inductance avec la 
position et c'est elle qui va etre exploitee sous diverses formes.

Dans [5, 6, Bass..., USA], une methode de commande sans capteur optimisant la duree 
angulaire de magnetisation («dwell angle») est proposee. Cette methode est appliquee a un 
petit moteur pas a pas 6/4 de 2,5 W a 1500 tr/mn. Le principe, original, est base sur une 
commande en frequence du moteur alimente en creneaux de tension. La frequence et l'angle 
de magnetisation sont ajustes en fonction de la puissance absorbee par l'onduleur (par mesure 
du courant moyen cote continu). L'influence de ces deux parametres de commande a ete 
analysee dans ces conditions de commande et leurs valeurs optimales ont ete determinees pour 
maximiser le rendement. La methode ne semble cependant applicable qu'a des petits moteurs 
que l'on peut alimenter en tension des le demarrage car leur resistance de bobinage limite le 
courant a des valeurs acceptables. On remarquera que la position n'est pas identifiee et que 
cette commande est proche de la boucle ouverte ; il est difficile de parler de moteur autopilote 
lorsqu'il est commande en frequence, il s'agit plutot d'un fonctionnement «autosynchronise».

La methode la plus traditionnelle, appliquee aussi bien pour les moteurs pas a pas que 
pour les moteurs autocommutes, consiste a mesurer le temps de montee ou de descente du 
courant lorsqu'il est regule par decoupage [4, Acarnley 85]. Rappelons que la pente de 
variation du courant est donnee par l'expression :

di
dt

V d6R.i----- .—L
dt 99

¥
ou V est la tension appliquee positive (magnetisation), nulle (roue libre) ou negative 
(demagnetisation) selon la phase de decoupage, d9..d9 est la tension induite de mouvement

(f.e.m.) et — est l'inductance incrementale. Generalement la chute de tension resistive est 
di

negligee, alors la pente d'evolution du courant depend de la tension appliquee, de la vitesse 
(f.e.m.) et de l'inductance incrementale (elle-meme dependante du niveau de courant : voir 
figure 1.2.1 du chapitre 1.2). Si la vitesse est relativement faible et si le circuit magnetique est 
peu sature, cette pente ne depend approximativement que de la position. Notons toutefois que
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les angles de commutation recherches, pour ces petits moteurs, sont voisins de 1'angle 
d'opposition et de 1'angle de conjonction et que, dans ces zones, la f.e.m. est justement nulle ! 
Aussi, avec une modulation en fourchette de courant d'amplitude Ai, le temps de montee tr est 
sensiblement proportionnel a l'inductance. C'est sur ce principe de mesure de tr que fonctionne 
l'autopilotage presente dans [4], Ce systeme est, malgre tout, sensible a la vitesse et la tension 
d'alimentation doit etre stable. En outre, les angles de commutation sont figes au voisinage de 
1'opposition (montee) et de la conjonction (descente), ceci penalise le rendement qui, pour etre 
optimal, necessite justement le reglage de ces angles (avance et duree angulaire de 
magnetisation).

Dans [7, Panda 90], les auteurs donnent les resultats d'une application de la methode 
precedente sur un moteur Oulton 4 phases de 4 kW. La detection de position fonctionne a 
partir de la mesure numerique du temps de montee du courant sur la base d'un comptage sur 
12 bits. Les memes auteurs comparent, dans [8], le rendement d'un entrainement par un 
moteur 8/6 de 0,1 N.m environ autopilote indirectement par deux methodes dites «WD» 
(Waveform Detection) et «PWM» (Pulse Width Modulation). Contrairement a ce que les 
denominations pourraient laisser penser, la methode WD necessite un decoupage «haute 
frequence)) car elle est fondee sur la mesure du temps de montee du courant (voir paragraphes 
precedents), alors que la methode PWM reside dans le reglage de la duree angulaire de 
1'unique impulsion de magnetisation (methode decrite precedemment dans [5, 6]]. 
Evidemment, la methode WD permet de mieux optimiser le rendement car les angles de 
commande sont imposes ; nous avons vu, en effet, que la methode PWM etait en fait une 
commande en frequence. Cependant, la solution WD atteint ses limites aux vitesses elevees 
pour deux raisons : la premiere est due au fait que la f.e.m. des phases n'entre pas en compte 
dans la predetermination de tr, la seconde est lice a l'impossibilite de decouper des que la 
f.e.m. devient plus grande que la tension. Or nous avons vu au chapitre 2 que, pour exploiter 
au maximum la puissance apparente de l'onduleur, il etait tres interessant d'alimenter les 
enroulements en pleine onde de tension c'est-a-dire sans decoupage. Dans [9, 10], les auteurs 
precedents presentent, dans la revue ZEE, la synthese de ces etudes theoriques [9] puis 
experimentales [10]. La figure 4.3.1 montre l'influence du niveau de courant sur revolution de 
l'inductance incremental en fonction de la position dans le cas d'un moteur de 4 kW dont le 
circuit magnetique sature.

0 16r

y 012

E 006

rotor position, degrees

Influence du courant sur l'inductance incrementale. Moteur Oulton 4kW [9]
Figure -4.3.1-
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La figure 4.3.2 met en evidence les effets de la vitesse sur les temps de montee et de 
descente du courant pour une valeur moyenne de 10 A et une bande d'hysteresis de 6 A. 
Notons que le convertisseur utilise est a diviseur capacitif a un seul interrupteur par phase 
(voir chapitre 1.3); pendant la descente du courant, la tension appliquee est negative et egale a 
la rnoitie de la tension continue d'alimentation (500 V). On remarque l'effet nul de la vitesse 
aux positions d'opposition et de conjonction. Bien que le temps de descente soit rnoins 
sensible que celui de montee, les auteurs preferent utiliser la me sure de ce dernier car sa 
variation, en fonction de la position, an voisinage de la conjonction est plus grande et pennet 
un reglage plus precis de l'angle de coupure.

,10-4 ,10-4

rotor position, degrees

20

rotor position, degrees

Influence de la vitesse sur les temps de montee et de descente avec la methode WD [9]
Figure -4.3.2-

Pour reduire les effets de la saturation (variation de Tinductance increment ale) et de la 
vitesse, les auteurs proposent d'effectuer une alimentation en courant hache faible niveau dans 
les phases inactives mais cette possibility n'est pas utilisee. Experimentation montre que le 
principe d'autopilotage donne des resultats satisfaisants meme en alimentation pleine onde on 
Ton continue a mesurer le temps de montee du courant.

Dans [11, Egan 91], une amelioration de la methode precedente a etc proposee dans le 
but d'eliminer les effets des variations de la tension continue d'alimentation, des couplages 
entre phases et des bruits de coimnutation. Le courant d'alimentation et la tension appliquee 
sont filtres. La tension est integree pour obtenir le flux. Le courant et le flux subissent une 
demodulation synchrone a la frequence de decoupage (le signal de demodulation est le flux 
lui-meme). Ensuite, le flux est divise par le courant, ce qui pennet de determiner Tinductance 
en fonction de la position. Ceci presuppose que le circuit magnetique n'est pas sature. Pour 
reduire les effets de couplage entre phases, il est suggere de decouper a des frequences 
differentes sur chaque phase.

En 1988 an congres IEEE IAS, une methode de detection par injection, par l'onduleur, 
d'impulsions de diagnostic dans les phases non alimentees a etc montree [12, MacMinn 92], 
Avec de courtes impulsions de tension (duree AT), les valeurs de courant (amplitude Ai) 
atteintes sont inversement proportionnelles a la valeur de Tinductance :
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Les valeurs mesurees du courant sont comparees a des seuils qui permettent de definir des 
signaux logiques. Un diagramme de tous les etats et des transitions possibles est etabli pour 
definir la strategie de demarrage et le sequencement en rotation. En outre, les mesures de 
courant sont realisees avec des transistors MOS a miroir de courant, ce qui permet de dire que 
le systeme n'utilise aucun capteur.

Dans [13, 14, Mvungi 90], est presentee une methode proche de la precedente dans le 
sens ou elle consiste a injecter des impulsions de tension dans les phases inactives par le biais 
de l'onduleur lui-meme. La difference essentielle reside dans le fait qu'a chaque impulsion, en 
plus du courant, la tension est mesuree et integree pour determiner le flux (a la chute ohmique 
pres). La connaissance du flux et du courant permet d'obtenir la position du rotor en adressant 
une table memorisee contenant les caracteristiques du moteur concerne. On s'affranchit ainsi 
des variations de la tension d'alimentation, des chutes de tension dans les semi-conducteurs ; 
en outre, les effets de la saturation magnetique et de la vitesse sont implicitement pris en 
compte. La methode est appliquee a un moteur 4 phases, de 1 kW, alimente par 4 demi-ponts 
asymetriques. Les mesures de tension aux bornes des phases sont effectuees en mode 
differentiel. Au demarrage, des impulsions sont generees dans deux phases afin de connaitre 
la position absolue. La frequence des impulsions est de 3,3 kHz ; ceci donne une resolution 
satisfaisante de la mesure angulaire a basse vitesse. Aux moyennes vitesses, le nombre 
d'impulsions etant insuffisant, une interpolation est effectuee en tenant compte de la vitesse. 
La methode ne peut etre appliquee a vitesse elevee et les auteurs changent de strategie : ils 
mesurent, cette fois, le courant dans la phase excitee ; ceci permet de travailler sans «fenetre» 
d'observation. Notons que, pour ne pas perturber le fonctionnement (couple frein), l'amplitude 
maximale du courant de diagnostic vaut 1,3% du courant nominal. Le principal probleme 
rencontre est du aux couplages magnetiques entre phases : en effet, meme si ceux-ci sont 
faibles, les valeurs du flux mutuel produit par la phase alimentee ne sont plus negligeables 
devant les faibles valeurs du flux de diagnostic.

Dans [15], les auteurs du M.I.T. mettent en reuvre une methode par observateur d'etat 
pour determiner la position, la vitesse et le flux dans un moteur Vernier triphase a grand 
nombre de dents (Nr = 141). La tension et le courant sont mesures dans chacune des phases et 
sont «injectes» dans un modele d'etat necessitant la connaissance des parametres du moteur 
(resistance et inductance en fonction de la position angulaire) et des parametres mecaniques 
(amortissement visqueux et moment d'inertie). Le circuit magnetique est suppose non 
saturable, ce qui simplifie le probleme. Le courant calcule par le modele est compare au 
courant mesure et l'on regule les sorties du modele (position, vitesse et flux) pour annul er 
l'erreur sur l'estimation du courant. Les calculs sont effectues sur un processeur 68000 et la 
frequence d'echantillonage vaut 1500 Hz. Les temps de reponse semblent relativement longs 
et la puissance de calcul, necessaire pour resoudre le probleme avec un modele realiste de 
caracteristiques magnetiques, est encore prohibitive. Seuls des resultats d'estimation, avec 
autopilotage par capteur direct de position, sont presentes.

Enfin, la derniere famille de capteurs indirects est basee sur l'injection d'une porteuse 
haute frequence dans les enroulements non alimentes. Comme la phase analysee n'est pas 
alimentee, le niveau d'excitation est faible et il y a peu d'effet de saturation. Les auteurs de 
[16, Eshani 92] utilisent une modulation de frequence. Dans le montage propose, 
l'enroulement teste fait partie d'un oscillateur dont la periode est sensiblement proportionnelle 
a la valeur de l'inductance. La variation de frequence est exploitee pour mesurer la position 
angulaire grace a un microcontroleur 8748. Le convertisseur est en demi-ponts asymetriques
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alimentes sous 300 V : aussi la connection aux circuits electroniques de mesure pose-t-elle un 
probleme. Celui-ci est resolu grace a l'emploi de commutateurs analogiques haute tension a 
commande optique (BOSFET de International Rectifier). La principale limitation rencontree 
est liee a la disparition de la fenetre d'observation a haute vitesse. Dans [17, Eshani92], 
differentes techniques de modulation sont presentees : modulations de frequence, de phase et 
d'amplitude, modulations, bien sur, liees a la variation d'inductance du bobinage teste. Pour 
l'etude, le modele electrique de la phase est constitue d'une resistance en serie avec une 
inductance variable. Les auteurs analysent, plus particulierement, la modulation de phase. 
L'excitation est a frequence fixe, ici 5 kHz, et est distribuee successivement dans les phases 
par l'intermediaire d'un multiplexeur analogique. Pour reduire les perturbations dues au 
decoupage, les signaux sont filtres ; cel a limite ainsi la frequence d'excitation a une valeur 
inferieure a la frequence de decoupage. Notons que, dans une modulation a frequence fixe, la 
resolution maximale sur la mesure de position est directement liee a cette frequence.

Enfin dans [18], les auteurs precedents mettent a profit les couplages entre phases pour 
identifier la position dans le cas d'un moteur tetraphase 8/6. La tension induite est mesuree 
aux bornes de l'enroulement de la phase en quadrature avec celle alimentee, tandis que le 
courant est mesure dans cette derniere. On utilise alors la relation de couplage pour determiner 
la position. La mesure etant faite a la frequence de decoupage, on obtient une tres bonne 
immunite contre les perturbations de commutation. Les problemes poses par la saturation du 
circuit magnetique (voir chapitre 1.2.1) ne sont pas evoques, pas plus que ceux lies au 
fonctionnement haute vitesse sans decoupage et sans fenetre d'observation.

TRAVAUX DU LESiR
Le probleme de l'autopilotage par capteur indirect d'un MRVDS s'est pose pour nous, 

dans le cadre du contrat CTR 6. Il s'agissait alors d'une application de faible puissance 
alimentee en tres basse tension dans un environnement difficile.

Partant des contraintes de l'application (assez forte variation de la tension continue), de 
nos connaissances sur le capteur a reluctance variable (chapitre precedent) ainsi que sur l'etat 
de l'art, nous avons choisi une methode de detection indirecte de position par injection de 
signaux bas niveau et haute frequence. Le dimensionnement de l'alimentation electronique 
permettait de conserver une plage angulaire sans courant suffisante (fenetre d'observation) 
pour appliquer une methode d'injection. Pour des raisons de simplicite de traitement, nous 
avons choisi une modulation d'amplitude. Cependant, la variation d'inductance de ce moteur 
non sature est assez faible (environ de 1 a 4) ; en outre, l'excitation a faible niveau et haute 
frequence reduit encore cette variation (diminution de la permeabilite du fer : voir chapitre 
precedent). Afin d'avoir une variation suffisante de la tension (pour une excitation en courant), 
nous avons mis au point une methode resonnante [B7] qui nous a permis d'accroltre 
considerablement la sensibilite de la detection. L'article [C12], reproduit a la fin de ce 
chapitre, montre le principe de la methode et ses avantages. Dans le chapitre 2, le modele 
equivalent d'une phase du moteur est montre : on peut remarquer l'influence tres importante 
du niveau d'excitation de la porteuse, comparativement avec le niveau "normal" d'excitation 
d'alimentation, ainsi que l'influence de la frequence. Nous evoquons ici un probleme 
completement ignore par les auteurs precedents et, pourtant, fondamental pour la bonne 
prevision du fonctionnement. Nous montrons ensuite l'influence de la frequence sur la 
resistance serie equivalente qui crolt a cause des effets magnetiques (courants induits et 
modification de la repartition du courant dans les conducteurs). Selon le type de demodulation 
effectuee (amplitude, synchrone en phase ou en quadrature), la variation de signal est 
proportionnelle a la variation d'impedance, d'inductance ou de resistance. Nous remarquons 
que la variation d'inductance est tres faible mais, par souci de stabilite en temperature, c'est
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elle que nous exploitons. Nous nous reservons l'etude et l'utilisation des effets resistifs pour 
plus tard. Afin d'amplifier la faible variation d'inductance a la frequence d'excitation (30 kHz) 
choisie pour avoir une resolution satisfaisante a la vitesse maximale, nous avons connecte, en 
serie avec le bobinage, un condensateur. Celui-ci permet d'annuler sensiblement la reactance 
pour une position particuliere, en l'occurrence, l'opposition. Le systeme d'autopilotage 
fonctionne bien mais il requiert une bonne immunisation contre les perturbations de 
decoupage sur laquelle P. Laurent travaille encore dans le cadre de sa these [TH 6]. En outre, 
il etudie d'autres possibilites pour permettre la mesure de position en l'absence de fenetre 
d'observation.

ARTICLE [C12]

"Sensorless Rotor Position Analysis Using Resonant Method for Switched Reluctance Motor" 
IEEE Annual Meeting Industry Appl. Society, Toronto, 2-8 Oct. 1993, Vol. 1, pp.687-694.
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ABSTRACT
Discrete position sensors are undesirable in our automotive applications. We are looking for a sensitive, 

simple, robust and low cost sensing method for the positioning of a rotor in a doubly salient motor.
This paper describes an experimental modeling of the stator phase with regards to the frequency and 

amplitude of a sinusoidal carrier and an original method based on the principle of inductance measurement in the 
unenergized phase.

A series resonant circuit R L(0) C is used . L(0) is the phase inductance varying with the rotor position. The 
capacitor value is determined by Lq . C. (fU|mur = 1 (Lo is the minimum phase inductance).

The resonant circuit is supplied by a high frequency sinusoidal current generator. A synchronous 
demodulation technique, based on the extraction of the maximal amplitude, gives us a voltage signal. This 
component is a direct measure of the angle linked to the phase inductance.

The advantages of this method are its simplicity, low cost and robustness. But above all it is the fact that it 
amplifies the phenomenon of inductance variation, thereby enhancing the accuracy in the measurement of the 
position angles.

I. INTRODUCTION

The SRM torque is developed by controlling the magneto 
motive force in accordance with the reluctance variation. The 
energizing of phase windings must be synchronized with the 
rotor position. So it requires an angular position sensor.

Physical position sensors are undesirable in our 
automotive application because of hard enviromnent, 
assembly problem and cost requirement. We are looking for 
sensitive, simple, robust and low cost technique to determine 
the rotor position for a doubly salient motor.

Several methods already studied can be divided into two 
principal families: one that computes the power converter 
signal such as induced voltage and intensity and the other that 
use low level high frequency wave signal.

For the first family we can find:
- The detection of the rotor position by monitoring the

current waveforms [1] : difficulties are due to the 
influence of motor speed. Ohmic and electromagnetic 
losses, switching noise and converter voltage ripples.

- The generation of a negative torque by injecting a
diagnostic pulse in the unenergized phase [8] and 
limited resolution with speed increasing.

- A sophisticated method based on a state observer. A 
fast powerful processor is needed to do real time 
computation [6]

- Methods based on measuring the mutually induced
voltages [4], This method requires significant 
interphase coupling variation versus the rotor position. 
The second disadvantage is the magnetic saturation 
influence.

In the second family:
- Methods based on modulation techniques: phase, 

amplitude, or frequency modulations [2],[3], Usually, 
a sinusoidal current is applied to the phase coil and we 
note the phase and amplitude variations of the 
corresponding voltage due to the varying inductance. 
The main advantage of these methods lies in the 
nonsensitivity with regard to the speed effect upon the 
corresponding demodulated signal.

But the relative sensitivity of the method is directly 
dependant on the amplitude variation of the phase inductance 
between the two main positions of the machine (aligned 
position=maximun inductance; unaligned position=minimmn 
inductance). This problem is critical in our application 
because of the large airgap of the machine. In this paper we 
will show how to increase the accuracy of these methods by a 
resonant application.

0-7803-1462-x/93$03.00 ©1993IEEE 687
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II. MODELING

In most modulation and demodulation techniques the 
position information will be dependant either on the modulus, 
the resistance or the reactance parts of complex stator phase 
expression (in our case we use an amplitude demodulation by 
measuring the impedance modulus).

Then, a simple comparison with a reference voltage 
allows for the determination of a particular position (here the 
unaligned one). In this part we will show the influence of the 
amplitude and the frequency test carrier upon the phase model 
parameters. In order to simplify the study we have chosen a 
serial R-L model for the stator phase. ( in low frequency 
measurement R corresponds to the Ohmic resistance of the 
coil and L the phase inductance ). At first we will compare 
the value of these parameters under high frequency and power 
feeding conditions.

II. A. Inductive parameter

A first identification is provided by means of an 
alternating current source at 50 Hz, 3A rms and a second one 
with a high frequency carrier (5kHz and 30kHz 20 mA rms.). 
The result of this identification is indicated in figure 1. The 
two model parameters are computed thanks to a KAPP 
triangle method.

0.0016
50 Hz 3 A rms

0.0014

0.0012

0.001 5kHz 20mA rms

s 0.0008

0.0006

0.0004

30 kHz 20mA rms0.0002

0

Electrical position angle (°)

figure 1 : influence of frequency and current level upon the 
serial inductive parameter L.

We see in figure 1 that the variation of the inductive 
parameter decreases under high frequency and low level 
current measurement conditions. The reason for the 
inductance decrease with a low level current is probably the 
diminution of magnetic material permeability [10]. So this 
problem is less important at unaligned position because of the 
low magnetic flux level (machine fed with a high frequency 
current generator 20 mA rms.).

So we have studied the frequency influence upon the 
serial model inductance for the two main rotor positions:

- the unaligned position (rotor angle=0 °)
- the aligned position (rotor angle =180°)
Under high frequency conditions (figure 2) the reactance 

parameter decreases because of the influence of the winding 
capacitor. This limits the range of the test signal used for the 
modulation and induces a limitation upon the angular 
resolution (the reactance becomes capacitive from 100kHz).

8.00E-04

7.00E-04
aligned position

6.00E-04

5.00E-04

4.00E-04

3.00E-04

2.00E-04

1.00E-04 unaligned position

» 0.00E+00

-1.00E-04

-2.00E-04

1.00E+00 1.00E+01 1.00E+02 1.00E+03 1.00E+04

frequency (kHz)

figure 2 : Influence of frequency upon the serial inductive 
parameter :condition 20mA rms.

II.B. Resistive parameter
The resistive parameter of our R-L model is also 

dependant on these measurement conditions. This is shown in 
figure 3.

100

30 kHz 20 mA rms

10

5 kHz 20 mA rms

50 Hz 3 A rms

Electrical position Angle (°)

figure 3: influence of frequency and current level upon 
the serial resistive parameter R.

Here we can see that the resistive parameter will increase 
with the frequency identification signal either at the aligned
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or the unaligned position. We can explain this phenomenon 
with the magnetic losses and the closeness between wires.

In figure 4 we have also studied the frequency influence 
upon the serial resistor parameter for the two main rotor 
positions.

We can notice that the measurement of the resistive 
parameter gives information about the rotor position up to 
100kHz.

1000

Aligned position

100

10

Unaligned position

1

1.00E+00 1.00E+01 1.00E+02 1.00E+03 1.00E+04

frequency (kHz)

figure 4: influence of carrier frequency upon serial resistive 
parameter.

In figure 5 we compare the relative variation of the 
modulus of the phase impedance, the resistive and the 
reactive parameter models between aligned and unaligned 
position versus the carrier frequency choice. We notice that 
the most sensitive measurement is obtained by using the 
resistive parameter variation instead of the inductive one 
(maximum variation of R aligned/R unaligned«6.8 for the 
best carrier condition:10kHz).

We can conclude that a good choice of the carrier 
frequency will magnify the amplitude of the demodulated 
voltage finally obtained.

Besides, the frequency value of the carrier determines the 
position measurement resolution. So a sufficient frequency 
value is required in accordance with the maximum speed..

If Q describes the mechanical rotor speed (rpm) and Nr 
the number of the rotor poles (Nr=4 in our application) the 
electrical frequency is Fe:

Fe = Q,Nf (ex: 200Hz at 3000 rpm) 
e 60 (1)

toe = 2. n.Fe electrical pulsation

In the case of a q phase machine, the duration of each 
scanning window is Tscan (s):

Tscan = (ex: 1.66 ms for 3 phases and 3000 rpm)
q-Fe

Then, each period of the high frequency injected carrier 
provides one point of position measurement so the global 
resolution Np (number of points per supply window) is:

N = F ■ T = Fcamer,6° (2)
p carrier * scan q Q N '

So the resolution of the measurement will linearly increase 
with the carrier frequency. There is a contradiction between 
the position resolution and the maximum demodulated 
voltage variation regardless of aligned and unaligned rotor 
position.

III. INDIRECT RESONANT ROTOR POSITION 
SENSING PRINCIPLE

R aligned/ R unaligned

Z aligned/ Z unaligned

L aligned/ L unaligned

10 100 1000

frequency (kHz)

figure 5: relative variation of the three model parameters 
between aligned and unaligned position versus carrier 

frequency (condition: 20 mA rms.)

The main disadvantage of this method is the low variation 
of the measuring signal as a function of the rotor position. In 
order to increase this variation (ex. Laligned/Lunaligned=2,3 
at 30 kHz) we propose to virtually increase this variation by 
the local adjunction of a negative reactive term in the 
unaligned position. This can be carried out by using a RLC 
resonant circuit. It gives us a measuring signal which varies 
significantly with the rotor position and thereby enhances the 
accuracy resolution in the measurement of the position 
angles.

A series resonant circuit RL(6)C is used [5].
L(9) is the phase inductance value varying with the rotor 

position.
The resonant capacitor value is determined in order to

Obtain : Lo-C-toLrier = 1 (3)
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Lo: the minimum inductance (unaligned position);
® carrier ^ ^ • -^carrier

By measuring the voltage Ulc (figure 6), we can detect a 
particular position. In our machine the inductance variation 
versus the rotor position can be modeled by a trapezoidal 
shape (see figure 1). So, we decided to adjust the resonant 
circuit on the unaligned position which appears very clearly. 
The resonant circuit is supplied with a high frequency 
sinusoidal current generator.

30 kHz

1
^ 4~ ( ^in,i\ * ^carrier-)2
R;+(k WcmriJ-

■2.2 (cffig7, 30kHz)(4)

With our R-L-C method:
The impedance of the resonant circuit is determined by:

Req(0)Z(s) =-j- + L(9).s + Req(9) = 1 + L(-^)Cs 
Cs Cs

At resonant frcqtienc v<s=Hina 1 i micd position:
(L(0)=Lo and Lo.C.C02amer = 1 ): Zo=Ro

At aligned position
(L(6)=Lmax=Lo+AL)

Zmax = V^-max + ( C0camer )

So the relative variation of the impedance is:

Zo

Rmax+(ALt0camer)2

I R; 6.8 (cfftg?, 30kHz)(5)

III. A. Choice of the carrier frequency

We have already noticed that there was a compromize 
between sensitivity and resolution in the choice of the carrier 
frequency. On figure 7 we show the influence of the 
frequency upon the sensitivity of position measurement for 
the two main positions between the RL and the RLC method.

Udemodulated is obtained by a synchronous demodulation 
technique based on the extraction of the Ulc maximal 
amplitude. This component is a direct measure of the angle 
linked to the phase modulus parameter. The minimum of 
Udemodulated corresponds to the unaligned position 

(L0 .C.cocamer = 1).
We will compare two modulation methods with or without 

use of the resonant circuit.

With this R-L classic method:
The impedance of the serial circuit is determined by:

Z(s) = Req(6) + L(6).s Figure 7: Influence of carrier frequency upon 
measurement sensitivity.

where s is Laplace's operator.
At aliened position:

|Z| Zmax *\/-^max (^max • ®carrier )

At unaligned position:

M = Z0 = >o +(L0-® carrier)

So the maximum relative variation of the impedance is :

We have chosen a 30 kHz carrier signal. The 
corresponding demodulated voltage variation is about 2.3 
( figure 7) for the R-L method and 6.8 for the RLC one and 
the minimum resolution is 50 points per scanning window at 
the highest speed (3000 rpm) (highest speed is the worst case 
for the position resolution). This gives us a numerical position 
resolution of 2.4 electrical degrees per point at this highest 
speed.

The RL(0)C method amplifies the equivalent inductance 
variations and improves the measurement resolution In figure
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Z
8, we present the -— theoretical variation in the case of the

Zo
resonant method and (R,L) classic method [2] without 
resonance.

R-L-C method

o 5

R-L method

' <N <N <N CO CO

Electrical position Angle (°)

Figure 8: Theoretical |Z|/Zo variation 
for a R-L and R-L-C method (30kHz).

However, the damping coefficient is still limited by the 
unaligned resistive parameter which corresponds to the 
magnetic losses.

III. B. Speed influence

The influence of speed effects is reduced because of this 
serial model resistor containing magnetic losses (iron and 
copper). The magnetic loss effect is higher than the Ohmic 
coil and the speed equivalent ones.

The magnetizing equation is described as 
follows:

Ulc = (Rdc + Rmagnet M + ^^."^0 + L(0).^^ + 0^i.dt (6)

i designates the carrier current, Rdc the coil resistor and 0 
the electrical angle;

we put: Rq = Rdc + Rmg„t + m „
dL

d0
Rmagnet represents the sum of electromagnetic losses. 
In this equation, the speed influence term is given by :

me
dL
d0

we is the electrical pulsation. If we adopt a trapezoidal 
model for the parameter inductance :

dL AL Laligned Lunaligned
d0 ~ A0 =

3

The me.— term can be compared with a serial resistor 
e d0

parameter. In the worst case of the application (0=3000 rpm) 
this parameter value is 0.2 Ohm. So we can reasonably not 
take it into account with regard to the minimum model 
resistor value (140 at 30kHz: figure 3).(same results for 
experimentation.)

III.C. Shifting of the resonant point

When using a SRM in large ranges of speeds it may be 
useful to advance the ignition angle of the phase before the 
total unaligned position. We can also shift the minimum of 
the demodulated voltage by changing the carrier frequency (it 
modifies the resolution) or the serial capacitor value. We 
present on figure 9 and figure 10 an example of this technique 
for a 30kHz and 100kHz carrier.
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Figure 9: Influence of the resonant point position upon the 
RLC model impedance (frequency carrier=30kHz).
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figure 10: Influence of the resonant point position upon the 
RLC model impedance (frequency carrier=100 kHz).
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We can notice in figure 10 that the shifting method has no 
influence upon the RLC impedance in this case. This means 
that the relative variation of the model impedance is no 
longer dependant on the inductive parameter variation but 
depends on the resistive parameter only.

TV. EXPERIMENTAL RESULTS

IV.A. Position measurement

This method was tested with a 3 phase SRM (6/4, O.lN.m, 
3000 rpm) with bifilar windings.

Without feeding the SRM (rotation is provided by a DC 
motor), the indirect position signal is available as shown in 
figure 11.

To determine the rotor position and so synchronize the 
power feeding in the stator phase we scan the phase which is 
about to be energized.This can be done by means of the HF 
carrier through the analog demutiplexer and multiplexer. As 
soon as the unaligned position is found (voltage comparator) 
the 3 state counter provides the phases drive signal toward the 
power the converter to supply the actual scanned phase. At 
the same time, the next phase is also scanned.

4th ORDER 
FILTERING

SYNCHRONOUS DEMODULATION
ni? UP r' A DDTPD

4th ORDER 
FILTERING

Figure 11: Block diagram of position control

We can also compare the two corresponding modulated 
carrier voltages for each method. This is shown in figure 12 
for the R-L and RLC method (for a 30kHz carrier).

With the RL method the maximum relative variation is 
about 2.2. This is not sensitive enough for a correct 
determination of the rotor position because the unaligned 
position is not defined well enough.

RLC method

RL method

electrical position angle (°)

figure 12: example of demodulated carrier voltage for a R-L 
and a RLC method (carrier=20kHz , 20 mA rms., 3000rpm)

Thanks to the resonant circuit, the maximum relative 
variation is about 6.5. It becomes sensitive enough especially 
at the unaligned position. So the accuracy is locally increased.

IV.B. Electrical perturbations

When the phases are supplied in pulse width modulation 
mode or with self switching control [12], converter switching 
noise appears in the demodulated voltage and the signal
becomes polluted (in figure 13).

figure 13: demodulated signal before locking of the sampling 
circuit and shape of the current in the magnetizing coil.
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We can synchronize the carrier feeding with the converter 
commutation or we can lock the sampling circuit 
(synchronous demodulation section figure 10) at each 
switching time instant.

These switching times can be determined by observing the 
demagnetizing diode voltage and a simple logic controls the 
sampling circuit (figure 14)

Primary sampling control

Sampling 
control

&Sampling
locking
system

Demagnetizing Diodes
Figure 14 : Description of the logic control for the noise 

elimination.

This enables us to avoid the use of a classic filtering 
circuit fed with the demodulated voltage which limits the 
dynamic response of the position measurement (position error 
due to phase shift of the filtering unit).

The demodulated signal is also locked during the switch 
commutation (about 5p,s) and then there are no more errors 
transmitted to the position comparator (Ao in figure 10).

Figure 15 shows the demodulated signal after locking the 
sampling circuit.

-1

Figure 15: demodulated signal after locking of the 
sampling circuit and shape of the current in the magnetizing 

coil.

We can see that with this locking method the switching 
noise has relatively no influence upon the demodulated 
signal.

V. FUTURE RESEARCH

One problem of the method lies in the fact that we need a 
scanning window to determine the position. We will try to 
apply the process even if all phases are fed at the same time.

At the moment we are studying
- the position measurement by mains of the only resistive

parameter (very high frequency carrier).
- the influence of temperature upon this last parameter and

the induced effect upon the final demodulated 
voltage.

- the influence of the phase turn number on the resistor
and the capacitor values and the suitable carrier 
frequency.

VI. CONCLUSION

The main disadvantage of the classical method using 
carrier injection lies in the low variation of the measuring 
signal with the rotor position especially under high frequency 
and low magnetic field level.

We have seen in the first part that an experimental 
identification was necessary to choose the best parameter 
model in the position measurement.

This allows for the optimal choice of the frequency which 
gives us a reasonable compromize between sensitivity and 
resolution. If high speed is required, carrier frequency has to 
be increased, however, coil impedance becomes capacitive. 
So it is no longer possible to exploit inductive variations of 
our model.

Finally, shifting the resonant point gives results as long as 
the reactive parameter remains a preponderant term in the 
impedance model.

In that case, we can consider to use equivalent resistor 
variation (Rmagnet mainly) versus the rotor (figure 5).
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Troisieme partie : rapport de synthese. CAPTEURS D'AUTOPILOTAGE

4.4- CONCLUSION. PERSPECTIVES

Dans ce chapitre, nous avons montre les principaux resultats de nos travaux sur la 
mesure de position angulaire des MRVDS en vue de leur autopilotage. Deux methodes 
originales ont ete presentees, toutes deux ont fait l'objet de depots de brevet. La premiere met 
en reuvre un capteur direct a reluctance variable construit a partir de toles identiques a celles 
du moteur et integre a sa structure mecanique. La seconde methode est indirecte et repose sur 
le principe d'injection d'une porteuse haute frequence dans la phase non alimentee.

Dans l'etude du capteur a reluctance variable, nous avons remarque qu'il etait 
important de disposer des caracteristiques du materiau magnetique (permeabilite) aux faibles 
niveaux et hautes frequences d'excitation et de prendre en compte les couplages magnetiques 
entre phases. Ceci est en effet necessaire pour predeterminer les caracteristiques du capteur. 
Dans le cas d'applications a des petits moteurs (contrat CTR 9), un compromis peut etre a 
rechercher pour la definition des dimensions des toles, plus particulierement des arcs polaires, 
entre l'optimisation du moteur et celle du capteur. Ce capteur peut etre interessant pour de plus 
gros moteurs car il est de construction economique mais dans ce cas il ne semble pas 
interessant d'utiliser les toles du moteur ; alors une optimisation specifique de la forme des 
toles peut etre effectuee. En ce qui concerne le traitement des signaux, nous pensons qu'un 
traitement numerique pourrait simplifier l'exploitation des signaux, ceci pourrait faire l'objet 
de travaux futurs.

Au sujet de la mesure indirecte de position, nous avons pu aborder le probleme sur un 
cas particulier. Une modulation d'amplitude par la variation de l'inductance de la phase a ete 
mise en reuvre. Pour accroltre la sensibilite de la mesure, nous avons utilise une capacite de 
resonance serie. En outre, nous avons remarque qu'il etait envisageable d'utiliser la variation 
des pertes magnetiques (courants de Foucault...) en fonction de la position pour des 
excitations a plus haute frequence. Nous avons vu qu'il n'y avait pas de solution ideale et qu'il 
etait difficile de faire une mesure independante des variations de tension d'alimentation, de la 
vitesse, du niveau de saturation... qui, de surcroit, soit economique. Aussi, P. Laurent, dans le 
cadre de sa these, travaille sur d'autres solutions permettant un autopilotage sur une large 
plage de vitesses en l'absence de fenetre d'observation. Le domaine de l'autopilotage indirect 
des MRVDS reste encore a explorer et nous esperons trouver de nouvelles solutions, en 
particulier dans le cas des alimentations en moyenne tension (reseau redresse). L'autopilotage 
par capteur indirect de position induit des contraintes sur le mode d'alimentation et sur la 
conception de l'entrainement qui necessitent de traiter le probleme dans son ensemble. Par 
exemple, le maintien d'une fenetre d'observation conduit a un surdimensionnement sensible de 
l'onduleur.

Enfin, dans la modelisation dynamique des entralnements a MRVDS, il nous semble 
que la prise en compte des caracteristiques de l'autopilotage, surtout s'il est indirect, est 
indispensable pour effectuer une analyse correcte et obtenir une commande stable. Des 
modeles sont alors a construire pour la representation du comportement des capteurs indirects.
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5- CONCLUSION GENERALE

Dans ce rapport de synthese, nous avons presente notre contribution a l'optimisation 
des machines a reluctance variable a double saillance a commutation electronique. Ces 
travaux concernent aussi bien les lois de commande que la structure electromagnetique ou les 
capteurs d'autopilotage direct et indirect. Les nombreux contrats industriels, qui ont servi de 
support a ces travaux, nous ont apporte les elements de realisme indispensables a toute 
recherche appliquee. Enfin, nous avons abouti a la realisation de prototypes preindustriels 
dont certains sont en voie d'industrialisation. La societe LPMI, notre premiere contractante, a 
d'ailleurs remporte le prix 1993 de l'entreprise technologique decerne par le Conseil General 
d'lle de France pour sa collaboration avec le LESiR qui nous a permis de realiser une gamme 
de moteurs a reluctance variable a commutation electronique et a capteur a reluctance integre.

Nous avons tente de situer nos travaux dans le contexte international. Toutefois, nous 
ne pouvons garantir que rien n'a ete omis.

Le premier chapitre etait destine a presenter les connaissances actuelles concernant les 
machines a reluctance a double saillance, leurs caracteristiques, leurs onduleurs et les 
evolutions de leur structure el ectromagneti que. Le deuxieme chapitre traitait de nos travaux 
dans le domaine de l'optimisation de l'alimentation, le troisieme portait sur la structure 
el ectromagneti que. Enfin, dans le dernier chapitre, nous avons traite des solutions originales 
de mesure de position pour l'autopilotage, l'une par capteur a reluctance variable, l'autre par 
capteur indirect. Ces deux methodes ont repondu a des objectifs d'economie et de robustesse 
de l'entrainement auxquels le moteur semble lui-meme repondre.

Le fort couplage existant entre les caracteristiques de la machine et son alimentation 
necessite le traitement du probleme dans son ensemble. Ainsi nous avons analyse l'impact des 
caracteristiques du moteur sur l'alimentation (puissance apparente de l'onduleur) et 
l'optimisation des lois de commande en regime permanent ainsi que sur les possibilites de 
fonctionnement a ondulation de couple reduite. Nous avons etudie l'influence des parametres 
geometriques de la structure sur les caracteristiques electromagnetiques. Pour resoudre le 
probleme dans son ensemble, nous avons fait appel a des methodes analytiques couplees a des 
calculs par elements finis de faqon tres ponctuelle afin d'exploiter au mieux la puissance de 
calcul des ordinateurs actuels. Cependant, nous avons pu remarquer l'insuffisance, dans 
certains cas, des hypotheses d'absence de couplage entre phases. Alors, en regime sature, nous 
avons pour seule solution les calculs par elements finis afin de resoudre le probleme 
precisement. Cela necessiterait des calculateurs extremement rapides dont nous ne disposons 
pas actuellement.

A travers un exemple particulier, nous avons pu mettre en reuvre un mode special 
d'alimentation (auto-oscillant) pour satisfaire a des exigences d'economie, de faibles pertes et 
de faible pollution electromagnetique. Nous avons pu aborder ainsi un nouveau champ d'etude 
sur les entrainements a vitesse variable ou apparaissent de nouvelles contraintes (compatibilite 
electromagnetique, forme des courants absorbes...).

Suite des travaux sur les machines a reluctance variable
Pour completer ces travaux, de nouveaux axes d'etude ont ete definis, sur les moteurs 

et leur alimentation, en collaboration avec Mohamed Gabsi et, sur la commande de ces 
machines a reluctance, avec l'equipe "commande numerique" (Jean-Paul Louis et Bruno Le 
Pioufle).

La predetermination et la mesure des pertes magnetiques des MRVDS sont traitees 
dans la these d'Emmanuel Hoang [TH 5, CTR7 ]. Leur prise en compte devrait faire evoluer
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le choix des structures, l'optimisation des dimensions de la machine ainsi que la determination 
des lois de commande. Une methode d'opposition, originale pour ce type de moteur, a ete mise 
au point sur banc d'essai [C17]. Dans la these de Philippe Laurent [TH 6], les recherches sur 
les capteurs indirects de position se poursuivent, notamment avec l'objectif d'obtenir un 
systeme simple ne necessitant pas de fenetre d'observation. Un des freins incontestable au 
developpement des MRVDS est leur bruit acoustique sensiblement superieur a celui des 
autres machines ; aussi le travail de these de Frangois Camus porte-t-il sur l'etude de 
l'origine du bruit et les solutions de reduction. Enfin, nous travaillons (these de Patrick 
Bourges [TH 10]) sur une nouvelle technologie de collecteur que nous qualifions d'hybride 
puisqu'elle met en reuvre un collecteur mecanique imbrique dans un onduleur a semi- 
conducteurs. Cette methode devrait permettre de reduire sensiblement le cout des moteurs a 
commutation electronique dont le developpement est entrave par la presence d'une 
electronique beaucoup plus complexe que celle des moteurs a courant continu. En outre, le 
collecteur mecanique est utilise pour la mesure de position angulaire.

L'equipe "commande numerique" travaille maintenant, d'une part, sur la commande 
non lineaire (these d'Helene Cailleux [TH 4]) pour l'alimentation a faible ondulation de 
couple et, d'autre part, sur la modelisation dynamique echantillonnee de l'ensemble 
convertisseur-machine (collaboration J.P. Louis, these de Damien Flieller [TH 7]). Nous 
attendons, de la commande non-lineaire, un meilleur asservissement des formes d'onde du 
courant pour l'alimentation a ondulation minimale de couple. En effet, les travaux menes par
J.Y. Le Chenadec ont montre que les commandes classiques ne permettaient pas d'atteindre 
les limites intrinseques (energetiques) d'ondulation minimale du couple. Par ailleurs, nous 
esperons obtenir, grace aux recherches menees par D. Flieller, des modeles mieux adaptes a la 
classique commande en creneaux de tension. Cela permettrait de realiser des regulations plus 
performantes et d'obtenir une meilleure continuite des lois de commande optimales dans ce 
mode d'alimentation.

Compte tenu des travaux d'autres equipes et des notres, nous pouvons degager les 
domaines d'application potentiels des moteurs a reluctance variable a double saillance. Le 
chapitre 3.5, dans lequel nous avons effectue une comparaison des moteurs 
electromagnetiques les plus courants, nous a permis de faire apparaitre les principaux defauts 
et qualites du MRVDS. Ses defauts, bien connus aujourd'hui, sont son couple pulsatoire 
intrinsequement eleve a grande vitesse et son bruit acoustique sensiblement plus fort que celui 
produit par les moteurs a champ tournant. Ses qualites essentielles sont : sa grande simplicite 
de construction, son faible cout ainsi que sa robustesse (hautes temperatures, tenue 
mecanique) et sa tolerance de panne de l'entrainement complet.

Ses performances limites (electromagnetiques) sont moins elevees que celles des 
moteurs synchrones et asynchrones et il nous semble que cela constitue une barriere dans les 
fortes puissances (superieures au megawatt). A l'oppose, en tres petite puissance (moins de la 
dizaine de watts environ), la necessite d'un faible entrefer pour garantir des performances 
acceptables est redhibitoire. Ainsi, le domaine d'application semble-t-il borne.

Bien qu'il reste a accomplir un travail important et complexe, il semble difficile 
d'echapper a une baisse de performances. Dans ces conditions, on peut se demander si ce 
moteur peut trouver une place dans les domaines ou un tres faible niveau de bruit est requis 
conjointement a de bonnes performances (rendement, compacite). En revanche, a chaque fois 
que le niveau de bruit acoustique n'est pas une contrainte de premiere importance et que le 
couple pulsatoire est acceptable, c'est une solution qui merite d'etre analysee. Nous travaillons 
donc pour etendre le domaine d'application potentiel en tentant de reduire encore le cout de 
l'entrainement complet, ainsi que le bruit. Quant au couple pulsatoire, il peut etre diminue par
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accroissement du nombre de phases. C'est une solution probablement attrayante si le 
convertisseur statique et sa commande sont completement integres sur silicium car la 
puissance de dimensionnement depend tres peu du nombre de phases. Pour des raisons 
technologiques, liees, entre autres, a la dissipation thermique, cette integration n'est 
aujourd'hui possible qu'en faible puissance.

Perspectives
En ce qui me concerne, ces travaux correspondent a l'experience que je souhaitais 

aquerir pour aborder le domaine de la conception des machines electriques. C'est d'ailleurs la 
raison qui m'a conduit a choisir ce type de moteurs suffisamment innovants pour susciter un 
interet, a la fois scientifique (optimisation commande/convertisseur-statique/machine) et 
industriel (cout, robustesse), et d'une technologie relativement eprouvee (materiaux et 
structure classiques) pour limiter la prise de risques.

Que peut-on encore faire dans le domaine des machines electriques ?
Les principes des machines electromagnetiques sont, apres plus de 150 ans 

d'experiences, bien connus ! Cependant, revolution des materiaux et, surtout, l'electronique de 
puissance ont permis de concevoir des machines plus performantes. L'electronique a aussi 
contribue a cette evolution a travers les systemes de commande et les calculateurs pour la 
simulation. Malgre tout, l'optimisation de ces ensembles "Fer-Cuivre-Silicium" reste, a ce 
jour, un probleme difficile qui n'est que partiellement resolu dans nombre de cas. La machine 
a reluctance variable a double saillance en fait partie et j'espere que grace a ces travaux, nous 
avons contribue a son optimisation. En outre, il semble qu'il reste encore un champ 
d'investigation pour la recherche de nouvelles structures electromagnetiques bien adaptees a 
des applications speciales.

J'ai commence a chercher dans le secteur des entrainements electriques speciaux dans 
le cadre de ma collaboration aux travaux de Jean Lucidarme et je souhaite continuer dans 
cette voie. J'ai pu ainsi travailler sur des structures electromagnetiques originales proches de 
celles a reluctance variable, aussi bien lineaires (Laurent Prevond [CNAM 3]) que 
tournantes. J'ai pu constater que de nombreuses structures electromagnetiques n'avaient pas 
ete explorees.

Je suis particulierement attire par le probleme de l'optimisation et de l'integration de 
l'entrainement a sa fonction. En effet, les contraintes specifiques conduisent a trouver des 
solutions nouvelles (electromagnetiques et electroniques) que l'on aurait eu du mal a imaginer 
sans la pression industrielle. Tous ces cas particuliers permettent d'acquerir une vision des 
possibilites des entralnements electriques bien plus etendue.

La recherche de solutions toujours plus economiques attire toute mon attention car 
elle requiert la prise en compte de tres nombreux elements technologiques (semi-conducteurs, 
materiaux magnetiques, condensateurs...). Outre la minimisation des couts, de nouvelles 
contraintes comme, par exemple, l'absorption de "courants propres", nous entralnent vers des 
solutions nouvelles. Dans ce type de probleme, il faut arriver a formaliser, des le depart de la 
conception, les couts (en termes d'optimisation) des principaux elements energetiques comme, 
par exemple, les semi-conducteurs, les condensateurs de puissance, les pertes...

Enfin, l'etude des moteurs haute frequence (grandes vitesses ou efforts specifiques 
eleves) pour des applications hautes performances permettrait la mise en reuvre de nouvelles 
structures et de materiaux magnetiques emergeants. L'optimisation de ces moteurs necessite, 
en outre, la prise en compte des diverses pertes d'origine magnetique et aerodynamique, 
probleme encore souvent mal maltrise aujourd'hui.

139



Troisieme partie : rapport de synthese. CONCLUSION GENERALE

Parmi les nombreux travaux generaux restant a faire en conversion electromecanique 
de l'energie, on peut citer entre autres et sans classement :

- l'optimisation et la comparaison des nouvelles structures et des ensembles 
convertisseurs-machines correspondants, aussi bien dans les entralnements que dans la 
generation d'energie electrique (automobile, aeronautique, eolienne...) ;

- la prise en compte des pertes magnetiques dans la commande et lors de la 
conception, pour la maximisation du rendement en regime permanent comme pour le 
fonctionnement dynamique, par exemple, en ce qui concerne les ondulations de couple ;

- la recherche de materiaux mieux adaptes aux machines dans lesquelles le 
flux doit suivre des trajets dans diverses directions. Des poudres de fer frittees a haute 
permeabilite, a grande induction a saturation et a faibles pertes magnetiques presenteraient, 
dans ce contexte, un interet certain. Les supraconducteurs a haute temperature pourraient, bien 
entendu, apporter un nouveau souffle a nos machines et susciter de nouvelles etudes ;

- la conception et l'amelioration de logiciels couplant les calculs 
electromagnetiques (incluant divers phenomenes comme les pertes magnetiques), mecaniques, 
thermiques et, bien sur, electriques voire electroniques.
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PRINCIPAUX SITES DE RECHERCHE 
TRAVAILLANT OU AYANT TRAVAILLE SUR 
LES MACHINES A RELUCTANCE VARIABLE 

SPECIALES OU A DOUBLE SAILLANCE



Annexe SITES DE RECHERCHE MRVDS

II esi important de pouvoir se situer par rapport aux autres laboratoires, aussi ai-je tente 

de repertorier les principaux sites d'etude et de recherche sur les machines a reluctance variable 

a double saillance. II s'agit des laboratoires ou sont etudies aussi bien les machines elles memes 

que leurs convertisseurs statiques ou lours commandos Cost cssentiellcmcnt a I'aide des 

publications scientifiques quo la listc de cos sites a etc etablie, die nest done pas exhaustive

Des cartes geographiques de I'F.urope. dc I’Ameriquc et du Japon montrent les villes 

identifiees.

EUROPE

ANCLETERRE
El Switched Reluctance Drives Ltd, Springfie! House, Hyde Terrace, LEEDS,

LS29LN

E2 Department of Electrical and Electronic Engineering, University of Leeds, LEEDS 

LS2 9JT

E3 Department of Electrical and Electronic Engineering, Nottingham University, 

NOTTINGHAM, NG72RD
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E4 University of Newcastle-upon-Tyne, Department of Electrical and Electronic 

Engineering, NEWCASTLE-UPON-TYNE, NE1 7RU.

E5 Imperial College, LONDON

E6 Department of Electrical Engineering, Trumpington Street, CAMBRIDGE, 

CB2 1PZ.

E7 Department of Engineering, University of Warwick, COVENTRY, CV4 7AL.

E8 School of Electronics and Electrical Engineering, University of Birmingham,

P.O.BOX 363, BIRMINGHAM B15 2TT.

ECOSSE
SCI Department of Electronics and Electrical Engineering, University of Glasgow, 

GLASGOW G12 8QQ.

SC2 Department of Electrical and Electronics Engineering, Heriot-Watt University, 
EDINBURGH, EH1 2HT

SC3 ALLENWEST Electrical Ltd , Allcnwcst House, Heathfield Road, Ayr KA8 9SR

IRLANDE
IR1 Department of Electrical Engineering and Microelectronics, University College

CORK

IR2 Electrical Engineering Department, University College DUBLIN.

IRS INLAND KOLLMORGEN Ltd , ENNIS. (1982)

ITALIC
11 Electronics Speed Control Division of EMERSON Electric Co. Peterlongo, Via 

Carducci, 24. 21040 GERENZANO, VA

12 Department of Electrotechnics, Electronics and Informatics, University of 

TRIESTE, Via Valerio 10, 34127 TRIESTE.

13 Department of Electrical Engineering, University of Padova, Via Gradenigo 6/a, 

35131 PADOVA

14 Facolta di Ingegneria, Univcrsita di Bologna, BOLOGNA

ALLEMAGNE
DI BRAUN AG, Frankfurter Str 145. D-6242 KRONBERG 

1)2 Technische University BERLIN.

1)3 DAIMLER-BENZ AG.

D4 PHILIPS Forschungslaboratorien Aachen, 5100 AACHEN, WeiBhausstraBe 

D5 Elektrotechnisches Institut, University Karlsruhe, KaiscrstraBe 12, 76131 

KARLSRUHE.
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SUISSE
CHI Laboratoire d'Electrom&anique de l'Ecole Polytechnique Feddralc dc 

LAUSANNE. ELG-Ecublens. 1015 LAUSANNE.

Cl 12 lnstitut fur Elecktriche Maschincn, ETH-Zentrum, 8092 ZURICH

BELGIQUE
B1 Laboraior>’ for Industrial Electricity, State University of Gent, Sint- 

Pietcrsnicuwstraat 41, B-9000 GENT,

B2 Laboratoire d'Electrotechnique, Faculte Polytechnique de Mons, 31, Boulevard 
Dolcz, B-7000 MONS.

SUEDE
SWT Royal Institute of Technology, STOCKHOLM

YQUGOSLAVIE (BOSME-HERZEGOV1NE. SERBIE...)
YOI Electrical Engineering Faculty, University of SARAJEVO and Electric Power 

Institute, 1RCE- Energoinvest, Toplicka, 71113 SARAJEVO

Y02 Institute Nikola Tesla, Viktora Igoa 3, 11000 BELGRAD

RODMAN! E
RM! Polytechnical Institute, TIMISOARA

BILGAR1E
BUI Higher Institute for Mechanical and Electrical Engineering, "V I. LENIN", 

Tolbouhin n°2, SOFIA 1000.

TUROtHE
TK1 Electrical and Electronic Engineering Department, Middle East Technical 

University, 06531, ANKARA

FRANCE
FI LEEI, lnstitut National Polytechnique de TOULOUSE 

F2 Laboratoire d'Electrotechnique Paris VI et XI, ORSAY (avant 1985).

F3 lnstitut Industrie! du Nord, VILLENEUVE D'ASCQ

F4 GREEN/ENSEM NANCY

F5 LESiR, Ecolc Normalc Superieure de CACHAN
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AFRIOUE / MOYEN-QRIENT

IRAN
IRN1 Tabriz University, TABRIZ, (collaboration avec I'Univ de Newcastle)

1RN2 Isfahan University of Technology, ISFAHAN (Collaboration avec l'Universite 

Purdue. West Lafayette, USA)

ECVPTE
EG I ZAGAZIG University, (collaboration avec I'Univ de Newcastle)

EG2 TANTA University, (collaboration avec I'Univ. de Leeds)

TAN/AN IE
TZ1 University of BAR ES SALAAM, (collaboration avec LEEDS)

ISA
AMER1QUE

LSI University of Kentucky, LEXINGTON, Kentucky 40506 

US2 General Electric, Aircraft Engines, CINCINNATI, OH

US3 Power Electronics Laboratory, Department of Electrical Engineering, Texas A&M 

University, COLLEGE STATION, TX 77843-3128.

US4 WEST1NGHOUSE R&D Center, PITTSBURG, Pensylvania 15235

US5 School of Electrical Engineering, Purdue University, WEST LAFAYETTE, IN'

47907.

US6 Engineering Department, Indiana University-Purdue University, FORT WAYNE, 

IN46805

US7 Department of Electrical Engineering Technology, Purdue University Calumet. 
HAMMOND, IN 46323

US8 SULLAIR Corporation. MICHIGAN CITY, IN 46360.

US9 Scientific Research Staff FORD Motor Company, DEARBORN, Michigan 

45121.(1973/74)

US 10 WHIRLPOOL Corporate R&D, Monte Road, BENTON HARBOR, Michigan

49022.

145



Annexe ; SITES DE RECHERCHE MRVDS

GSM t)S13 US26 LS27 
\ \

Ue,W«gfe* Moot

1 SIN 
LS16ran
VS23N<bf»>lai

Ctilorsdo

OUM. \ \rK*n<
US23
US12
veil

US 19

US22
I M

VS24

US11 Georgia Institute of Technology, School of Electrical Engineering, ATLANTA.

Georgia 30332-0250.

US12 Bradley Department of Electrical Engineering, Virginia Polytechnic Institute and 

State University, BLACKSBURG, VA 24061-0111.

US13 Pacific Scientific, ROCKI ORD, Illinois

US 14 Department of Electrical and Computer Engineering, University of Illinois, 

URBAN A, IL 61801-2991.

US15 SUNSTRAND AEROSPACE. ROCKEORD. IL 61125

US 16 Department of Electrical Engineering and Computer Science, Laboratory for 

Electromagnetic and Electronic Systems, Massachusetts Institute of Technology, 

CAMBRIDGE, MA 02139

US17 Electrical Engineering Department, Worcester Polytechnic Institute, 

WORCESTER, MA 01609

US 18 General Electric .Aircraft Engines, LYNN, MA

USI9 General Electric Company, Corporate Research and Development. P O BOX 8, 

SCHENECTADY, NY 12301.

US20 IBM Thomas J. WATSON Research Center, Yorktown Heights, NEW 

YORK 10598

US21 Department of Electrical Engineering,, Clarkson University, POSTDAM, 

NY 13676

US22 School of Electrical Engineering, Cornell University, ITHACA. NY 14853.

146



Annexe : SITES DE RECHERCHE MRVDS

DS23 Department of Electric Power Engineering, Rensselaer Polytechnic Institute, 

TROY, NY 12180-3590.

US24 Department of Electrical Engineering, University of Missouri-Columbia, 

COLUMBIA, MISS 65211.

US25 Department of Electrical and Computer Engineering, North Carolina State 

University RALEIGH, North Carolina 27695.

IJS26 University of Wisconsin-Madison, Department of Electrical and Computer 

Engineering, 1415 Johnson Drive. MADISON, WI 53706.

US27 Electrical and Computer Engineering Department, Marquette University, 

MILWAUKEE. WI 53233

US28 OTIS Elevator Company, FARMINGTON, CT 06032.

US29 MAGNA PHYSICS Corp (A Division of TRIDELTA INDUSTRIES Inc) 

100, Homestead Avenue HILLSBORO, OH 45133.

CANADA
CA1 Department of Electrical Engineering, University Laval, QUEBEC, PQ, 

CANADA CrlK 7P4

CA2 Department of Electrical Engineering. Queen's University, KINGSTON, Ontario, 

K7L 3N6.

CA3 Department of Electrical Engineering, Concordia University. 1455 de 

Maisonneuve Boulevard West, MONTREAL, PQ, H3G 1M8.

CA4 Ecole Polytechnique de Montreal, C.P.6079, Succursale A, MONTREAL 

(Quebec) H3C 2C8

CAS Ecole de Technologic Superieure, 4750, Av. Henri Julien, MONTREAL 

(Quebec). H2T 2C8.

CA6 Department of Mechanical Engineering, University of British Columbia, 

VANCOUVER, BC.

ARGENTINE
AGl Laboratory of Industrial Electronics, Control and Instrumentation, Engineering 

Faculty, National University of La Plata, C C 91,1900 LA PLATA.

AUSTRAIJE
AUSl Department of Electrical Engineering, University College, The University of 

New South Wales, Australian Defence Force Academy, CAMPBELL, ACT, Australia 2600.
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AS1E
CHINE
CHN1 Department of Electrical Engineering, Tsinghua University. BEIJING, 100084

IIONC-KONG
HK1 Department of Electrical Engineering, University of IlONG-KONG

C'ORF.F.
CR1 Department of Electrical Engeering, Pusan National University, PUSAN, 609-735

USSR

SOUTH
KOREA

JAPON
JPI Department of Electrical and Computer Engineering, Nagoya Institute of 

Technology. NAGOYA.
JP2 Department of Electrical and Electronic Engineering, Tokyo Institute of 

Technology. O-okavama 2-12-1, TOKYO, JAPAN 152 

JP3 University of Osaka Prefecture. OSAKA 

JP4 KOMATSU Ltd 
JP5 MITSUBISHI Heavy Industries. Ltd

I4X


