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Introduction Générale

Les machines synchrones à aimants permanents sont fréquemment utilisées pour leurs

performances en terme de rendement, de couples massique et volumique. Usuellement,

l’étude de la commande de ces machines est effectuée avec l’hypothèse du premier

harmonique pour laquelle les inductances propres et mutuelles des phases statoriques ainsi

que le flux d’excitation varient sinusoïdalement en fonction de la position du rotor par rapport 

au stator.

Pour les machines synchrones à répartition sinusoïdale de champ, on opte généralement

pour une modélisation dans le repère de Park. Ce repère conduit à des équations plus simples

en vue de la commande [1,2] ou du dimensionnement [3]. Ainsi, pour avoir un couple sans

ondulations, les courants dans les phases statoriques doivent être sinusoïdaux. Ces avantages

cessent d'exister dans le cas de machines à répartition non sinusoïdale de champ, pour

lesquelles les expressions des inductances propres et mutuelles ne sont plus des fonctions

sinusoïdales de la position du rotor. En effet, en alimentant le moteur par des courants

sinusoïdaux en régime permanent, il apparaît une ondulation de couple non négligeable, qui a

pour conséquence l'apparition de vibrations mécaniques, de bruits acoustiques et de pertes

supplémentaires [4,5].

La minimisation des ondulations de couple a fait l'objet de plusieurs travaux de recherche

[6,7,8,9,10]. Certaines solutions ont recours au calcul de courants optimaux à injecter, en

régime permanent, pour chaque position du rotor. Il est donc nécessaire de disposer d’un 

modèle pour les machines synchrones à aimants à distribution de champ non sinusoïdale [11].

Des études ont été menées pour établir des modèles de machines synchrones à pôles lisses

[12, 13,14] et de machines à réluctance variable [15,16].

Dans ce travail, nous présentons un modèle inverse pour la machine synchrone à aimants

permanents à pôles saillants à répartition de champ non sinusoïdales. Ce modèle inverse est

déduit des propriétés des courbes isocouples dans le repère de Concordia. Dans ce repère les

courbes isocouples sont définies comme étant les lieux des points de coordonnées (iα, iβ)

donnant un couple constant [15]. L'exploitation des courbes isocouples permet de définir un

nouveau repère dans lequel nous choisissons une orientation privilégiée pour le vecteur

courant de phase, conduisant à une minimisation des pertes par effet Joule dans la machine
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pour un couple donné. En conséquence, la forme d'onde du courant optimal obtenue, permet

également, de minimiser les ondulations de couple. Une commande suboptimale est

également proposée. Cette technique, basée sur le modèle moyen de la machine, facilite la

mise en œuvre expérimentale avec calculateur numérique

Ce travail est organisé comme suit,

Le premier chapitre vise à rappeler les différentes méthodes de minimisation des ondulations

de couple pour les machines synchrones à aimants permanents.

Dans le chapitre deux, après rappel des transformations classiques de Concordia et de Park,

nous avons procédé à la définition géométrique de cette dernière en se basant sur les courbes

isocouples. Une extension de cette transformation pour les machines synchrones à aimants à

distribution de champ et inductances non sinusoïdales est présentée.

Le chapitre trois est consacré à l'application de l'étude à un prototype de machine synchrone à

aimants à pôles saillants à fém et inductances non sinusoïdales. Les références optimales des

courants sont obtenues après résolution d'un problème d'optimisation non linéaire. Un modèle

suboptimal est également développé.

La simulation numérique des différents modèles ainsi que la validation expérimentale sur un

banc d'essais à base d'un processeur de signaux numériques (DSP) fait l'objet d'un quatrième

chapitre.



Chapitre 1

Techniques de minimisation des ondulations
de couple des machines synchrones à aimants
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Techniques de minimisation des ondulations
de couple des machines synchrones à aimants

1.1 Introduction

Les machines synchrones présentent une grande diversité de structures. Cette diversité porte

beaucoup plus sur la structure du rotor car ces machines présentent en général un stator

analogue à celui des machines synchrones ou asynchrones classiques. Elles sont classées en

deux catégories : celles à fém sinusoïdales et celles à fém trapézoïdales. Aussi bien pour l'une

que pour l'autre catégorie, ces machines sont sujettes à des ondulations de couple. Ces

ondulations ont pour origine la reluctance qui résulte de l'interaction du flux magnétique

rotorique (ou statorique) avec les variations angulaires de la reluctance statorique (ou

rotorique). Cette composante ondulatoire du couple devient non négligeable dans le cas ou la

machine présente une saillance. En outre, les machines synchrones à forces électromotrices

trapézoïdales sont également soumises à un couple ondulatoire supplémentaire communément

appelé "couple de commutation".

Pour répondre aux exigences de maintes applications industrielles nécessitant des couples

avec un minimum d'ondulations, plusieurs techniques de minimisation des composantes de

couple indésirables ont été développées. Généralement, ces ondulations peuvent être réduites

de deux façons: Soit, en agissant sur structure de la machine (bobinage, inclinaison

d’encoche, nombre d'encoches par pôle et par phase fractionnaire…) ou bien, au niveau de 

l'alimentation. Par la suite, notre étude portera essentiellement sur cette dernière technique

1.2 Action sur la structure

L'action au niveau de la conception même de la machine à pour but de tendre vers des

caractéristiques idéales pour l'obtention d'un couple "lisse". Les machines synchrones à

distribution de champ sinusoïdale se prêtent particulièrement bien à ces techniques. L'une des

techniques les plus répandues pour ce type de machines consiste à couper en biais les

encoches au stator. Cette obliquité permet de réduire les variations de reluctance vues par le

champ rotorique délivré par les aimants. On peut également agir sur la répartition des

enroulements. En effet, des enroulement à pas raccourcis permettent de réduire les

harmoniques de couple d'ordre élevés avec, toutefois, une diminution du couple moyen [17].

Des enroulements à nombre fractionnaire d'encoches par pôle et par phase assurent également

une bonne rejection des harmoniques de haute fréquence. Cependant ces techniques restent
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difficilement applicables aux machines synchrones à aimants permanents et à fém

trapézoïdales [18 19]. En effet, la première de ces méthodes a également pour incidence de

réduire les harmoniques d'ordre élevé des fcém. Aussi, appliquée à des machines à fém

trapézoïdales, cette technique pourrait donner naissance à de nouveaux harmoniques de

couple. Il semble donc difficile de s'affranchir des ondulations du couple pour une machine à

fém trapézoïdales en jouant uniquement sur la conception de la machine.

1.3 Action sur l'alimentation

La seconde démarche consiste à optimiser les formes d'onde des courants statoriques pour une

structure de machine donnée afin de générer un couple présentant une faible ondulation

résiduelle. De nombreuses techniques de minimisation, principalement pour les machines à

aimants permanents, sont présentées dans la littérature [8]. Parmi celles-ci, deux grandes

catégories se distinguent, selon qu'elles nécessitent ou non la présence d'une boucle de

courant.

1.3.1 Les méthodes de type boucle ouverte

Le schéma bloc simplifié pour ce type de méthode est donné à la figure 1.1. Les formes

d'ondes de courants sont définies à partir de fonctions préprogrammées suivant le point de

fonctionnement. Généralement, une étude analytique est menée au préalable, les références en

courant obtenues sont mémorisées dans des tables qui seront indexées en temps réel par la

position rotorique. Une deuxième méthode consiste à calculer en temps réel les harmoniques

de courant à ajouter au fondamental du courant de référence pour annuler les harmoniques de

couple.

Générateur des
références de

courant

Onduleur de
tension contrôlé

en courant

Consigne
de couple Machine

synchrne

Courant mesuré

Capteur de position



ia

ib

ic

Fig.1.1 Schéma bloc simplifié de la commande en boucle ouverte
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1.3.1.1 Injection d'harmonique de courant

Une des techniques les plus anciennes consiste à injecter des harmoniques de courants

prédéterminés [6,8]. Ces techniques reposent généralement sur une décomposition en série de

Fourier sous forme de fonctions trigonométriques. On compense alors deux à quatre

harmoniques de couple. Il existe plusieurs variantes, on citera les suivantes:

- Les formes optimales de courant sont déterminées analytiquement en se basant sur une

double décomposition en série de Fourier sous forme trigonométrique (courant et fém). Pour

supprimer un harmonique de couple, on détermine l'amplitude et la phase d'un harmonique de

courant de façon à produire une composante de couple égale en amplitude mais en opposition

de phase par rapport à la composante produite par tous les autres harmoniques de courant.

Considérons le cas d'une machine à féms trapézoïdales. L'expression du couple

électromagnétique contenant les harmoniques jusqu'au rang 12 s'écrit :

)12cos(.)6cos(. 1260   (1.1)

Où:
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(1.2)

avec : Ek l'amplitude de l'harmonique de la fém de rang k, Ii l'amplitude de l'harmonique du

courant de rang k.

A titre d'exemple, on sait que l'harmonique 5 du courant interagit avec les harmoniques de

rang 1 et 11 de la fém. On peut donc éliminer l'harmonique d'ordre 6 du couple par l'injection

de cet harmonique de courant.
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Il suffit d'égaliser à zéro l'harmonique 6 de couple pour avoir l'expression de l'harmonique 5

du courant à injecter:

1
111

75
5 I

EE
EE

I



 (1.4)

On procède de la même manière pour les harmoniques supérieurs, afin d'obtenir les références

de courant neutralisant le couple considéré.

Cette technique permet de réduire les ondulations de couple dues aux harmoniques de fém,

cependant, le couple de détente n'est pas pris en compte au niveau de la compensation et la

décomposition harmonique de la fém doit être connue avec précision. L'une des difficultés

inhérentes à cette technique réside dans l'interaction des différents harmoniques de courant.

En effet, lorsque l'on veut supprimer un second harmonique de couple, l'harmonique de

courant qui est modifié peut faire apparaître la composante de couple préalablement

supprimée. Pour surmonter ce problème, les auteurs proposent un algorithme interactif.

Des algorithmes plus complexes ont été envisagés qui introduisent un critère d'optimisation

supplémentaire: la minimisation des pertes Joule. Ces techniques se basent, le plus souvent,

sur une décomposition en série de Fourier sous forme de fonctions exponentielles complexes

[19]. Certains auteurs tiennent également compte des inductances dans la génération des

harmoniques de couple. Si les féms peuvent être obtenues expérimentalement dans le cas où

la machine est déjà construite, il n'en est pas de même pour les inductances dont la

détermination précise demande nécessairement des calculs de champ locaux. Certaines

recherches [20] ont élaboré un modèle électromagnétique pour différents types de machines

synchrones grâce à la méthode des éléments finis. A partir de ce modèle, il est alors possible

de déterminer, pour une position et un couple donnés, l'amplitude optimale du courant de



Chapitre 1 Techniques de minimisation des ondulations de couple des machines synchrones à aimants

9

phase à imposer ainsi que sa phase par l'intermédiaire d'une méthode itérative utilisant

l'algorithme de Newton.

Toutes ces techniques nécessitent la connaissance précise du modèle. Comme les

harmoniques de courant sont prédéterminés et qu'ils ne sont pas modifiés en temps réels,

toutes ces commandes se font en boucle ouverte. Il est donc nécessaire de connaître de

manière précise les caractéristiques de la machine. Par conséquent, ce genre de commande est

très sensible aux variations des paramètres du moteur.

1.3.1.2 Calcul direct de la fém

Certains auteurs [7] passent par un calcul direct de la fém pour calculer les formes de courant.

Cette méthode est basée sur l'inversion de la fém afin d'obtenir un couple constant. Pour

obtenir un couple constant égal à un couple de référence Гref, il faut que les courants s'écrivent

sous la forme:




















)
3

2
sin().()(

)
3

2
sin().()(

)sin().()(

3

2

1








ai

ai

ai

(1.5)

Où a(θ) doit vérifier l'équation suivante:







 3

1

)3/)1(2(sin(.
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)(

j
j
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 (1.6)

En associant aux équations ci-dessus, un critère d'optimisation, qui dans ce cas est la

minimisation des pertes Joule, on obtient les références de courant suivantes:
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Cette méthode permet d'obtenir des résultats satisfaisants en simulation. Mais son efficacité

est fortement dépendante de l'identification du couple de détente et des forces électromotrices.

Ces grandeurs peuvent être directement mesurées ou calculées par éléments finis. De même,

une procédure de calibrage pourrait être envisagée pour pallier la disparité paramétrique de

construction. Cette calibration serait envisageable pour une application sur un nombre limité

d'actionneurs. Cette technique généralise la méthode précédente en considérant tous les

harmoniques de la fém. De plus, les ondulations dues au couple de détente sont prises en

compte.

1.3.1.3 Minimisation de la puissance réactive

Une autre méthode consiste à déterminer les courants d'alimentation pour réduire les

ondulations de couple tout en minimisant la puissance réactive. A partir de l'inversion de la

fém écrite dans le repère diphasé, l'auteur calcule la forme des courants permettant de

minimiser la valeur efficace du courant de référence, pour un couple constant [21]. Une

méthode similaire développé à partir des grandeurs diphasée est aussi proposée [22,23]. Cette

technique consiste à déterminer la forme des courants permettant d'obtenir un couple constant

tout en minimisant le module du courant de référence.

a. Commande dans le repère de Concordia

Considérons une machine synchrone à aimants permanents et à pôles lisses. La machine

considérée est couplée en étoile et son neutre est flottant. Par conséquent, la composante

homopolaire du courant est nulle. Le couple s'exprime de la façon suivante:

  /)..( ieiepe  (1.8)
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A courant I donné, le couple sera maximal si les vecteurs fém et courant sont colinéaires, soit:

0..   ieie (1.9)

La relation (1.9) traduit l'annulation de la puissance réactive.

Les formes des courants de référence refi , refi sont imposées par les relations (1.8) et (1.9).

On obtient alors les expressions suivantes:
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b. Commande dans le repère de Park

En utilisant la même démarche que précédemment, les courants des axes direct et en

quadrature qui permettent d'optimiser le couple s'expriment comme suit:
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Ces deux lois de commande permettent de maximiser le couple tout en réduisant ses

ondulations. De plus la commande dans le plan (d-q) assure le maintien du couple moyen à

une valeur constante dans une gamme de vitesse plus étendue. Toutefois, l'inconvénient

majeur de cette méthode réside dans le fait que les consignes de régulation présentent des

harmoniques d'ordre élevé.

1.3.1.4 Estimation de la fém

Une autre approche consiste à calculer en temps réel les harmoniques de courant qu'il est

nécessaire d'ajouter au fondamental du courant pour minimiser les ondulations de couple. La

commande est réalisée dans le plan de Park [24]. L'algorithme proposé détermine les

harmoniques de courant de rang 6 à injecter aux composantes, directe et en quadrature de
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façon à minimiser les harmoniques de couple de rang 6 et 12. La détermination des courants

harmoniques se fait à partir des harmoniques de flux qui sont eux-mêmes calculés grâce à

l'estimation des composantes selon les axes d et q de la fém. La difficulté de la méthode réside

dans l'estimation des composantes d et q de la fém.

1.3.2 Les méthodes de type boucle fermée

Les techniques de commande en boucle ouverte sont sensibles aux variations paramétriques.

On leur préfère les techniques en boucle fermée, bien que plus complexe. Ce sont les

techniques à base d'observateurs et d'estimateurs permettant de redéfinir à chaque instant le

courant statorique à appliquer. Le schéma bloc pour ce type de commande est celui donné en

figure 1.2. Il existe plusieurs types d'observateurs, on se limitera aux méthodes suivantes:

Régulateur Onduleur

Consigne
de couple

Machine
synchrne

Courant mesuré

Capteur de position

ia ou va

ib ou vb

ic ou vc

Estimateur de
couple

Couple Estimé

Fig.1.2 Schéma bloc simplifié de la commande en boucle fermée
(estimation du couple)

1.3.2.1 Estimateur de couple par la méthode des moindres carrés

C'est un estimateur avec étape de calibration et nécessite la connaissance de la résistance

statorique et de l'inductance. Il ne tient pas compte de possible modification de flux. Son

algorithme est assez complexe et nécessite beaucoup d'effort de programmation et des moyens

informatiques lourds [25, 26, 27].

1.3.2.2 Estimateur de couple par une démarche de type modèle

Il existe une autre approche basée sur une démarche modèle, associée à l’utilisation d’un 

régulateur proportionnel - intégral : le couple observé est donné par la sortie de l’intégrateur 

de ce modèle, l’entrée étant l’erreur entre lavitesse mesurée et son estimée [28].
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1.3.2.3 Observateur de flux

Le flux est estimé à partir d’un modèle de référence [25]. Le couple est calculé à partir de

cette estimation et du courant mesuré. Cet algorithme permet de réduire les ondulations de

couple dues aux harmoniques de fém. Le couple de détente n’est pas considéré. La difficulté 

de cette méthode réside dans la définition de la fonction permettant d’une part de garantir la 

stabilité de l’observateur et d’autre part de calculer la grandeur à estimer.

1.3.2.4 Observateur de couple résistant

On utilise la mesure de la position ou de la vitesse ainsi que la consigne de courant pour

reconstruire l'ensemble des perturbations sur le couple résistant. Le couple de détente ainsi

que les ondulations de couple dues aux harmoniques de fém sont considérées dans la variable

observée [28].

1.3.2.5 Observateur de Gopinath

Une autre approche est basée sur l'observateur de Gopinath associé à une décomposition en

série de Fourier afin d'estimer le couple de la machine [29]. Le but est de déterminer les

composantes harmoniques de courant à associer au courant fondamental afin de compenser

les composantes génératrices des pulsations de couple. L'application de cet algorithme

nécessite la mesure de la vitesse et du courant et la connaissance préalable de la constante de

couple. Cette constante est sensible à la température.

1.4 Minimisation des ondulations de couple des machines synchrones à
aimants à pôles lisses à distribution de champ non sinusoïdale

A côté des deux catégories de machines synchrones à aimants permanents: à fém sinusoïdales

et à fém trapézoïdales, il existe des machines n'appartenant ni à l'une ni à l'autre de ces

catégories. En effet, les techniques de fabrication de bobinage du stator ou de fabrication de

rotor, aussi élaborées soient-elles, ne garantissent pas des formes de féms parfaites. Les

machines synchrones avec ce type de fém sont appelées machines synchrones à distribution

de champ non sinusoïdale. Pour ce type de machines, la transformation de Park de base n'est

plus appropriée. Une autre transformation permet d'étendre cette transformation, à l'ensemble

des machines synchrones à aimants permanents à pôles lisses, quelle que soit la forme de la

fém [12, 13,14]. Cette extension de la transformation de Park, permet d'exprimer les équations
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du moteur synchrone à aimants permanents montés en surface dans un nouveau repère qui

n'est ni le repère du stator, ni celui du rotor. Ce nouveau repère permet de définir une

orientation privilégiée pour le vecteur des courants de phases, orientation conduisant à une

minimisation des pertes par effet Joule ainsi que des ondulations du couple.

Considérons l'expression du couple dans le repère de Concordia "αβ":

 )(.)(.. ''   pipip rr  (1.12)

avec )('  pr et )('  pr sont les dérivées des flux rotoriques dans le repère de Concordia.

L'équation du couple (1.12) dans le repère de Concordia est une droite. Cette droite tourne

dans le plan lorsque la position θchange (Fig.1.3).

Un vecteur  Txx  appartient à cette droite s'il vérifie 0.)(. ''    rr xpx , c'est à

dire s'il est orthogonal au vecteur Trr
''
 .

Si par analogie avec le cas sinusoïdal on choisit, l'axe "q" dans la direction du

vecteur Trr
''
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A partir de (1.13), La transformation du vecteur 
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Fig.1.3 Repère de Park pour les machines à féms sinusoïdales

Comme dans le cas sinusoïdal, la composante "d" du vecteur représentatif des variations du

flux induit par les aimants du rotor dans les phases statoriques est nulle. On est ainsi passé, en

restant dans le plan orthogonal à l'axe homopolaire, d'un repère orthonormé à un autre repère

orthonormé. Le changement de repère effectué peut être défini comme une rotation d'un angle

pξ, soit:
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On en déduit que;

'

'

)sin(



 rp  , et '

'

)cos(



 rp  (1.15)

En posant )( pp , (1.15) devient:
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avec:

2'2''
  rrrq 

On peut donc réécrire le système (1.13) sous la forme suivante:
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pθest la position électrique du rotor, qui fixe la position du premier harmonique de la

variation du flux rotorique et μ(θ), l'angle qui tient compte du caractère non sinusoïdal des

forces contre-électromotrices, donc des autres harmoniques du flux.

Ainsi, la transformation de Park pour les machines synchrones à aimants permanents à pôles

lisses et à fém non sinusoïdale est définie par la matrice suivante [14].
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Notons que pour μ=0, on retrouve la transformation de Park classique. En utilisant cette 

nouvelle transformation, il est possible de calculer les courant optimaux à imposer dans les

phases pour obtenir un couple de référence donné.

Cette transformation permet de retrouver les propriétés de la transformation de Park en ce qui

concerne les consignes, et assure une compensation effective des ondulations de couple.

1.5 Conclusion

Diverses techniques de minimisation des ondulations de couple ont été présentées. Ces

techniques sont divisées en deux catégories, selon que la commande s'effectue en boucle

ouverte (courant préprogrammé)  ou en boucle fermée (observateurs, estimateurs, …). Les 

commandes en boucle ouverte sont faciles à mettre en œuvre mais ne tiennent pas compte des

variations paramétriques, alors que les commandes en boucle fermée, bien plus complexes,

mais permettent, cependant, de considérer toutes les causes productrices d'ondulations. Toutes

ces techniques sont destinées à des machines synchrones à fém idéalisées. Pour les machines

à distribution de champ non sinusoïdale et particulièrement les machines synchrones à

aimants permanents à pôles lisses, des solutions ont été proposées par l'extension de la

transformation de Park. Cette extension assure la minimisation des pertes Joule et conduit à la

minimisation des ondulations de couple. Le chapitre suivant sera consacré à l'étude de ce type

d'extension pour les machines synchrone à aimants permanent à pôles saillants à fém et

inductances non sinusoïdales.



Chapitre 2

Modélisation des machines synchrones à aimants à
fém et inductances non sinusoïdales
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Modélisation des machines synchrones à aimants à fém et
inductances non sinusoïdales

2.1 Introduction

Les repères "naturels" (a, b, c) offrent une modélisation de la machine synchrone à pôles

saillants relativement complexe. Les équations des tensions mettent en évidence des

couplages entre les phases statoriques qui compliquent le contrôle du couple. Pour les

machines synchrones à répartition de champ sinusoïdale, on opte souvent pour une

modélisation dans le repère de Park (d, q). L'utilisation de ce repère conduit à des équations

plus simples, le couple étant directement proportionnel à la composante en quadrature du

courant. Pour avoir un couple sans ondulations, les courants dans les phases statoriques

doivent êtres sinusoïdaux avec une fréquence adaptée à la vitesse de rotation. Ces propriétés

n'existent plus dans le cas de machines à répartition de champ non sinusoïdale, où les

expressions des inductances propres et mutuelles inductances ne sont plus des fonctions

sinusoïdales de la position du rotor. En effet, si on alimente le moteur par des courants

sinusoïdaux (en régime permanent) il apparaît une ondulation de couple susceptible d'être

importante, ce qui a pour conséquence l'apparition de vibrations mécaniques, de bruits

acoustiques et de pertes supplémentaires. L'alimentation sinusoïdale n'est pas optimale.

Dans ce chapitre, après un bref rappel des définitions des transformations de Concordia et de

Park, nous établissons, dans une première partie, le modèle de Park de la machine synchrone à

répartition de champ sinusoïdale et à pôles saillants déduit des propriétés des courbes

isocouples exprimés dans le repère de Concordia. La seconde partie sera consacrée à la

généralisation du modèle de Park au cas où la machine est à répartition de champ non

sinusoïdale et où la matrice inductance est une fonction plus compliquée de la position du

rotor. L'aspect théorique présenté dans cette étude s'inspire des travaux de G. Sturtzer [15] sur

le modèle inverse des machines synchrones à réluctance variable.

Pour pouvoir effectuer cette étude, il est nécessaire d'adopter certaines hypothèses. Ces

hypothèses classiques en commande des machines sont les suivantes:

- On néglige les phénomènes de saturation et l'hystérésis magnétique.

- On néglige les pertes dans le fer de la machine.
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2.2 Transformation de Concordia et transformation de Park

2.2.1 Equations générales dans le repère abc

La structure générale idéalisée d’une machine synchrone triphasée à aimants permanents est

représentée sur la figure 2.1 :

Axe phase (a)

a

b
c

a‘

b‘
c‘

N

S

p

a

b

c

N

S

p

(a) (b)

Figure 2.1: Structure idéalisée (a) et symbolique (b) d'une machine synchrone

D’après la loi d’Ohm, les tensions aux bornes des trois phases statoriques peuvent s’écrire, 

sous forme vectorielle :

abcabcSabc dt
d

R Φiv  (2.1)

avec :
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où :

ia, ib et ic sont les courants dans les phases a,b,c respectivement.

va, vb et vc sont les tensions simples aux bornes des phases statoriques a, b, c respectivement.

Rs est la résistance d'une phase statorique.

a, b et c sont les flux totaux induits dans les phases a, b, c respectivement.
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Les flux totaux abcΦ sont la somme des flux induits par les aimants dans les phases

statoriques ra, rb, rc et des flux induits par les courants statoriques dans ces phases sa,

sb et sc , ils s'écrivent :

rabcsabcabc ΦΦΦ  (2.3)

avec :
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L(pθ) est la matrice des inductances propres et mutuelles des bobinages statoriques, elle

s'écrit :
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On écrit :
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L'équation aux tensions (2.1) peut-être développée comme suit:
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où :
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. (2.7)

ea, eb et eb : sont les f.c.e.m des phases a, b et c.

est la position instantanée du rotor et la vitesse de rotation égale à
dt
d

L'équation (2.6) montre que l'équation aux tensions comprend un terme relatif à la chute de

tension statorique et un terme traduisant la magnétisation de la machine. Les derniers termes

modélisent la conversion électromécanique d'énergie qui provient des flux induits par les

aimants.

L'expression du couple est tirée d’une formulation analytique de la coénergie magnétique

Wcm, elle-même obtenue par des calculs de champs [1] :
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Elle s'écrit:
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2.2.2 Transformation de Concordia

La forme générale de cette transformation est la suivante:
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Où :
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Cette transformation est normée et conserve les expressions des puissances. Elle s'applique de

manière identique aux tensions, aux courants et aux flux.

Dans notre travail, nous supposons que la machine est connectée en étoile, le point neutre

n'étant pas accessible. Nous nous intéresserons désormais au seul système "", par

conséquent l'expression du couple dans le repère de Concordia s'écrit:
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Où:
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2.2.3 Transformation de Park

La transformation de Park a pour but de simplifier le modèle de la machine en éliminant la

dépendance vis-à-vis du temps et de l'espace. Cette transformation réalise une rotation autour

de l'axe homopolaire et permet de passer d'un référentiel plan à un autre dans le même plan.

Un vecteur bidimensionnel x


dans le référentiel (α,β) dont l'expression est donnée par:

 uxuxx


..  (2.13)

Peut-être représenté dans le repère de Park par la relation suivante:

qqdd uxuxx


..  (2.14)
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où du


et qu


sont les vecteurs unitaires du référentiel (d, q) décalés d'un angle ppar rapport

au référentiel (α, β). d représente l'axe direct et q l'axe en quadrature. La figure (2.2)

représente les repères (α,β) et (d, q) pour la machine synchrone.

On peut exprimer les composantes directe et en quadrature à partir des valeurs instantanées

u


et u


du système diphasé (α,β) en utilisant rotation d'un angle pθ:
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La matrice de rotation est donnée par :
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Figure 2.2: Transformation de Park de la machine synchrone à aimants permanents
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Dans le cas d'une machine triphasée à répartition sinusoïdale du champ, la transformation de

Park est rappelée ci-dessous.
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Cette transformation mathématique est orthogonale et possède une matrice inverse.

Sous l’hypothèse du premier harmonique, la matrice inductance L(pθ) d’une machine 

synchrone à aimants  et à pôles saillants varie sinusoïdalement autour d’une valeur moyenne 

LS0 [30].

L(p) = Ls0 + Ls2(p) (2.18)

avec :
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où :

LSO, LS2 et MS0 sont des termes constants non nuls qui dépendent de la machine.
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Les flux produits par les aimants dépendent sinusoïdalement de la position, ilss’écrivent:
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L’application de la transformation de Concordia aux vecteurs flux totaux donne:

)(. rabcsabc
T

abc
T ΦΦTΦT  (2.22)

abcS
T

abcS
T

sabc
T p iLTiLTΦT ).(.... 20  (2.23)

La transformation de Concordia est une transformation orthogonale qui diagonalise la matrice

inductance )( pL , autrement dit, les colonnes de la matrice de Concordia sont des vecteurs

propres de )( pL .

est une valeur propre de Ls0, si vérifie son équation caractéristique.
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Les valeurs propres sont ainsi déterminées par la résolution de l’équation caractéristique 

suivante :

     0.2..2. 2
000

2
000

2
00  SSSSSSSS MMLLMLML  (2.25)

La matrice LS0 admet deux valeurs propres:

Une racine double LS0 - MSO et LS0 + 2 MS0.
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En effectuant la même démarche pour la matrice LS2, on obtient les composantes de

Concordia du vecteur flux induits totaux :
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L’expression ducouple dans le repère de Park est alors donnée par l'expression ci-dessous:

  qmdqd iiLLpΓ ..  (2.27)

avec :

20 2
3

SSOSd LMLL  (2.28)

20 2
3

SSOSq LMLL  (2.29)

Le couple est composé de deux termes, l’un dû à la saillance, appelé couple réluctant,  qui se 

présente sous une forme quadratique par rapport aux courants id et iq, et un autre terme,

prépondérant, directement proportionnel à la composante iq du courant.

Si l’on désire simplifier le modèle de la machine et obtenir une loi de commande linéaire, de

la même forme que celle de la machine à courant continu, et simple à implanter, on ne

considère que le second terme du couple. En effet, l’annulation de la composante "d" du

courant statorique conduit à éliminer la contribution due à la saillance du rotor. Ceci revient à

orienter le flux statorique en quadrature de flux rotorique. Cependant, cette simplification

réduit de la valeur du couple qu’on est susceptible d’atteindre pour un courant maximal 

donné, tandis que, pour un couple donné, la puissance absorbée par la machine est plus élevée

car les pertes Joule ne sont pas minimisées.
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2.3 Repère de Park pour les machines synchrones à pôles saillants à
répartition de champ sinusoïdale (MSRCS)

En négligeant la composante homopolaire du courant, l'expression du couple

électromagnétique dans le repère (, ) de Concordia s'écrit:
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où :
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En régime sinusoïdal, les dérivées des composantes  rαet rβdu flux s'expriment par:
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L'expression du couple devient:

   )sin()cos(
2
3

)2cos(.2)2sin().(
2
3 22

2   pipippiipiiLp ms  (2.34)

Le lieu géométrique des points de coordonnées iet i tel que le couple soit constant

(courbes isocouples) est une conique [31], dont la forme générale de son équation est la

suivante:

0).().().(.).(.2).( 22  fipeipdipciipbipa   (2.35)
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Où :
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Pour une position donnée du rotor de la machine, l'équation de la conique peut se mettre

sous la forme bilinéaire suivante :
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En fonction de la signature de la matrice A(pθ) , donnée par (2.38), donc de son déterminant,

l'équation (2.35) correspond soit à un cercle, à une hyperbole, à une ellipse ou à une parabole.

La conique tourne dans son repère lorsque la position du rotor de la machine change.











)()(
)()(

)(
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Soient 1 et 2 les deux valeurs propres de la matrice A(pθ), le déterminant de A est égal au

produit de ses valeurs propres : det(A(pθ)) = 1.2 , on obtient :

- une ellipse si 1 . 2 > 0,

- une hyperbole si 1 . 2 < 0,

- une parabole si 1 . 2 = 0.
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Sous l'hypothèse du premier harmonique, les valeurs propres de la matrice A(pθ) valent:

21 ..
2
3

SLp et 22 ..
2
3

SLp

Les deux valeurs propres ne dépendent pas de la position , elles sont égales et de signes

opposés par conséquent leur produit est toujours négatif. La nature hyperbolique des courbes

isocouples dans le cas de la machine synchrone à pôles saillants ne fait alors aucun doute.

2.3.1 Courbes isocouples

L'hyperbole (H) de la figure 2.3 est tracée pour une position donnée du rotor. Elle

correspond aux lieux de points de fonctionnement de la machine à couple constant. Ces points

sont obtenus pour différentes valeurs des courants iet i. L'hyperbole est caractérisée par son

axe focal AF(p), ses deux sommets S1(p) ,S2(p) et ses deux asymptotes AS1(p) et AS2(p).

On définit les angles suivants :

(p) : angle entre asymptote et l'axe focal

(p) : angle entre l'axe focal et l'axe des abscisses ide Concordia.

(p) : angle entre l'axe focal et l'axe des ordonnées ide Concordia.

Les axes iet iétant orthogonaux, ces angles satisfont la relation:

2
)()(

  pp (2.39)

En raison de la présence des termes d(p) et e(p), dus à l'excitation de la machine, dans

l'expression du couple (2.35), le centre de l'Hyperbole O' est décalé par rapport à l'origine du

repère (, ).

Les coordonnées du centre O' par rapport à l'origine O, sont calculées à partir de:

)det(
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A
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Chapitre 2 Modélisation des machines synchrones à aimants à fém et inductances non sinusoïdales

32

Ces quantités valent dans le cas de la machine à répartition de champ sinusoïdale :
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Figure 2.3: Courbes isocouples à donné pour une machine synchrone à pôles saillants

Les équations (2.41) et (2.42) mettent en évidence que, lorsque le rotor tourne, la trajectoire

décrite par le centre O' de l'hyperbole est un cercle centré sur l'origine O du repère de

Concordia. Par ailleurs une des deux asymptotes passe par l'origine.

Les asymptotes sont calculées dans un repère de centre O’, elles correspondent au cas 

particulier où le couple électromagnétique est nul. Ces asymptotes sont définies par les

équations suivantes:
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L'hyperbole (H) a été obtenue pour un couple électromagnétique positif. Dans le cas où le

couple est négatif, les points de fonctionnement sont situés sur l'hyperbole conjuguée dont

l'axe focal est perpendiculaire à l'axe focal AF. Par ailleurs, les asymptotes restent inchangées.

Pour différentes valeurs de couple, on obtient une famille d'hyperbole ayant les mêmes

asymptotes. Les sommets de ces hyperboles sont situés sur l'axe focal et se déplacent en

s'éloignant du centre lorsque le couple augmente (figure 2.4).
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S
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A

S1
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Couples positifs avec 3 > 2 > 1

Couple négatif

i

i

p

Figure 2.4 : Famille de courbes isocouples pour une position donnée
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2.3.2 Définition géométrique du repère Park

Nous désirons nous placer dans un repère orthogonal (', '), dont l'axe des ordonnées est

confondu avec l'axe focal de l'hyperbole. Ce repère est tourné d'un angle (p) par rapport au

repère (, ) de Concordia (figure 2.5). Connaissant les coordonnées du centre O' par rapport

à O, nous effectuons, d'abord, un changement de variable en posant dans l'équation (2.35):

0 iiix  (2.44)

0 iiiy  (2.45)

Après substitution dans (2.35), nous obtenons l'équation suivante :

  0)()(
2
1

)()(2)( 0
22    ipeipdfipciipbipa Oyyxx (2.46)

Afin de déterminer l'angle (pθ), nous effectuons un changement de repère en exprimant le

couple dans un repère lié à l'axe focal en utilisant une rotation. Le terme entre accolades, dû à

l'excitation, ne dépendant pas des courants ix et iy , par conséquent la rotation ne concerne que

le terme restant.

Ce changement de repère est réalisé avec la matrice de rotation suivante:
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Le vecteur courant 
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dans le repère lié à l'axe focal est obtenu par la transformation

suivante:
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En remplaçant xi et yi dans l'équation (2.46) à partir de (2.48), le terme entre accolades n'étant

pas pris en considération, on trouve:
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Dans le cas d'une hyperbole d'axe focal confondu avec l'axe des ordonnées, le terme rectangle

est nul, d'ou l'expression de l'angle (p)
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 (2.50)

En remplaçant a(pθ), b(pθ) et c(pθ) par leurs valeurs données en (2.36) on trouve :

)2sin(
)2cos(

))(2tan(



p
p

p 

soit :

( p) = p-
4


(2.51)

En remplaçant dans l'équation (2.39):

4
)(

 pp (2.52)

On en déduit l'angleδ, qui vaut:

4


Nous remarquons que l’angle entre l’asymptote et l’axe focal (δ) ne dépend pas de la position

pet il est égal à 4


par conséquent, le lieu des courbes isocouples dans le cas d'une machine

synchrone à aimants permanents MSRCS correspond à une hyperbole équilatère figure 2.5.
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Le passage du repère lié à l'axe focal de l'hyperbole équilatère vers le repère orthogonal de

Concordia est obtenu par la matrice de rotation suivante:
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Par conséquent, nous retrouvons les coordonnées du repère de Park classique à partir d'une

rotation d'un angle de /4.
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Figure 2.5 : Repère de Park pour moteur synchrone à aimants à pôles saillants
à fém sinusoïdales
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Interprétation:

Lorsque le rotor tourne, l'hyperbole (H), solidaire du système d'axes O''', décrit une

trajectoire circulaire autour de l'origine du repère de Concordia. L'asymptote AS1 passe par

l'origine O du repère de Concordia. L'axe d du repère de Park est confondu avec cette

asymptote, il est décalé d'un angle ppar rapport à l'axe i, lui même décalé d'un angle

 
2
 p par rapport à l'axe focal de l'hyperbole. Le repère de Park est un repère orthogonal

par conséquent l'axe q est perpendiculaire à l'axe d. Le repère de Park correspond donc aux

asymptotes dans le cas de machines synchrones à aimants à fém sinusoïdales, il tourne au

synchronisme par rapport au repère de Concordia [32].

Le repère lié aux asymptotes étant indépendant du signe du couple électromagnétique de la

machine par conséquent cette étude est valable aussi bien pour les valeurs positives et

négatives du couple.

2.3.3 Contrôle du couple dans le repère de Park

L'examen des courbes isocouples montre qu'il existe une infinité de solutions donnant un

couple constant. Le point K’ correspond au point de fonctionnement optimal avec les pertes

Joule minimisées. Il s’agit du point de la courbe isocouple le plus proche de l’origine. Sa 

détermination  nécessite la résolution d’un problème d’optimisation. Si l'on désire simplifier

la commande et avoir un couple proportionnelle à la composante "q " du courant, le point K

est alors choisi. Dans ce cas le couple réluctant n’est pas pris en considération, et les pertes

Joule ne sont pas minimisées. Pour les machines synchrones sinusoïdales avec une faible

saillance, le fonctionnement en ce point n’augmente pas demanière importante les pertes

Joule et les performances d'une commande classique sont acceptables [33].

2.4 Extension de la transformation de Park aux machines synchrones
à pôles saillants à répartition de champ non sinusoïdale (MSRCNS)

Afin de généraliser l'étude et de déterminer une extension de la transformation de Park

applicable aux machines MSRCNS, nous suivons les mêmes étapes de calcul, effectuées pour

les machines MSRCS et à pôles saillants. La matrice inductance est considérée comme une

fonction quelconque de la position. Cette matrice étant symétrique par conséquent la matrice

3232
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,  l’est également.
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avec :
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Nous gardons la forme générale des flux dans le repère de Concordia, que nous rappelons ci-

dessous :
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Comme nous l’avons précisé précédemment, la nature de la conique est définie à partir de la

matrice A(p). Nous déduisons les coefficients de cette matrice en fonction des inductances

propres et mutuelles de la machine [34] :
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2.4.1 Détermination des valeurs propres de la matrice A(pθ)

Les valeurs propres de la matrice A(pθ) sont déterminées à partir du calcul du déterminant

suivant:

  0.)( 2  IA pDet (2.57)
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La résolution de l’équation caractéristique aboutit aux deux valeurs propres suivantes :
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(2.58)

avec 1(p). 2 (p) < 0 dans le cas d’une hyperbole.

2.4.2 Détermination des coordonnées du centre de l’hyperbole

Les coordonnées du centre O’ de l’hyperbole par rapport à l’origine O du repère de Park sont

obtenues par la résolution du système suivant :
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Les coordonnées i0(p) et iO(p) du centre O’par rapport à O sont:
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En raison de la forme non sinusoïdale des forces contres électromotrices, le centre de

l’hyperbole, décrit une trajectoire quelconque mais fermée autour de l’origine du repère de

Concordia.

De la même manière que précédemment, nous déterminons l'angle (p) par la relation:
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Ici l'angle (p) dépend du contenu harmonique de la matrice inductance de la machine et

varie en fonction de la position p. Il en résulte une ondulation autour de (p- / 4).

Rappelons toutefois que l’ondulation est nulle dans le cas d’une variation sinusoïdale des

inductances.
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Figure 2.6 : Repère de Park pour moteur synchrone à aimants à fém
et inductances non sinusoïdales.

2.4.3 Repère de Park étendu pour les machines MSRCNS

Nous avons vu que le repère de Park dans le cas des machines synchrones à pôles saillants

(MSRCS) correspondait aux asymptotes d'une l'hyperbole. Ces asymptotes sont décalées de

4

 par rapport à l'axe focal étant donné que l’hyperbole est équilatère. L’extension de ce 
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résultat aux machines synchrones à pôles saillants (MSRCNS) doit tenir compte de la nature

non sinusoïdale des inductances et des fém de la machine. Les calculs développés dans ce

chapitre nous ont permis d’exprimer le contenu harmonique des inductances de la machine à 

travers l’angle (p) et de montrer que les formes non sinusoïdales des fém agissent sur la

trajectoire du centre de l’hyperbole par rapport à l’origine du repère de Concordia.  Il s’ensuit 

une trajectoire complexe de l’axe focal des courbes isocouples se traduisant par une 

oscillation d’un angle (p) pour une position donnée du rotor et évoluant selon une

trajectoire fermée autour du repère de Concordia lorsque le rotor tourne. Il est donc judicieux

de construire le repère de Park étendu en partant d’une référence fixe indépendante des 

formes d’ondes des inductances et fém de la machine. Cette référence  correspond à l’axe 

focal. On choisit alors l'axe e
qi décalé de

4


par rapport à l'axe AF' (parallèle à l'axe focal AF),

correspondant au repère lié aux asymptotes dans le cas d’une machine sinusoïdale.Cet axe

étant décalé d'un angle (p) par rapport à l'axe i. L'axe e
di étant décalé de

2


 par rapport à

l'axe i. Le repère étendu (de qe) ainsi obtenu correspond au repère de Park étendu. Ce repère

est valable pour les valeurs positives et négatives du couple électromagnétique [34, 35].

2.4.4 Contrôle du couple dans le repère de Park étendu

Le fonctionnement au point K (figure 2.6), correspond à la transposition au cas des machines

non sinusoïdales, de la stratégie de commande des machines sinusoïdales, qui consiste à

annuler la composante "d" du courant et à avoir un couple proportionnel à la composante q.

Ce type de commande ne peut que donner des résultats peu satisfaisants en terme

d’ondulation de couple et de pertes Joule. Il est donc plus judicieux de travailler au point de

fonctionnement K’, minimisant le pertes Joule et tenant compte du couple réluctant de la

machine. La solution pour ce point fonctionnement nécessite la résolution d’un problème

d’optimisation au moyen de techniques d’optimisation mathématique. Mathématiquement, ce 

problème peut s’exprimer de la façon suivante:

Minimiser: )(
22 e

q
e
dS iiR  sous contrainte : = ref (2.61)
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2.4.5 Détermination des courants de référence pour un fonctionnement optimal

Afin de déterminer les références optimales de courant pour un fonctionnement à couple

donné, il est important de les exprimer en fonction des valeurs propres établies

précédemment.

La matrice A(p), définie précédemment, peut s‘écrire sous la forme:
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que l’on réécrit:
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On vérifie que le second terme de l’expression entre crochets peut s’exprimer en fonction de 

l’angle (p) :
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En remplaçant dans la matrice A(p), on obtient l'équation:
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On peut réécrire cette matrice en faisant apparaître ses valeurs propres, ayant les relations

suivantes :
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avec :
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Finalement, la matrice A(p) peut se factoriser sous la forme suivante:
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Le couple est obtenu en remplaçant (2.69) dans l’équation (2.30) :
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Les composantes du courant dans le repère de Park étendu sont obtenues à partir d’une 

rotation de
4

)(


 p par rapport à l’axe focal de la courbe isocouple, soit par:
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Dans le repère de Park étendu, le couple s’exprimealors :
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Que l’on peut également écrire sous la forme finale :
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Enfin, les références optimales des courants pour un fonctionnement à couple sans

ondulations avec minimisation des pertes Joules sont obtenues après résolution du problème

d'optimisation avec contrainte suivant:
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2.5 Conclusion

L’étude basée sur les courbes isocouples dans le repère de Concordia, nous a permis de

disposer d’un modèle inverse pour l’analyse des machines synchrones à aimants permanents. 

Ce modèle nous a conduit à définir une extension de la transformation Park pour les

machines à aimants permanents à fém et inductances non sinusoïdales. Aucune hypothèse

n’est faite sur les formes d'ondes des forces électromotrices et des inductances de la machine

hormis la saturation magnétique supposée négligeable. Cette approche, basée sur le modèle

exact de la machine synchrone, permet de calculer les références des courants adéquates pour

la minimisation des pertes Joule statoriques et la neutralisation effective des ondulations du

couple électromagnétique. L'application des résultats de cette étude sur un prototype de

machine synchrone à aimants permanents à fém et inductances non sinusoïdales fera l'objet du

chapitre suivant.



Chapitre 3

Application à un prototype de machine synchrone
à aimants à fém et inductances non sinusoïdales
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Application à un prototype de machine synchrone à aimants
à fém et inductances non sinusoïdales

3.1 Introduction

Le modèle inverse établi dans le chapitre précédent peut être détaillé en effectuant le

développement en série de Fourier de la matrice inductance. Cela permet de préciser les

caractéristiques liées aux harmoniques et de développer des expressions exploitables dans

l’étude de la machine synchrone à aimants permanents non sinusoïdale.

Dans ce chapitre, nous formulons le problème d'optimisation établi au chapitre précèdent pour

un prototype de machine synchrone à aimants permanents non sinusoïdale réalisé au

laboratoire SATIE de l'ENS de Cachan [36,37]. Ensuite, nous présentons l'algorithme de la

méthode numérique d'optimisation ainsi que les résultats des calculs. Enfin, nous proposons

un modèle simplifié (suboptimal) afin de faciliter l'implantation sur calculateur numérique de

la commande dans le repère de Park étendu.

3.2 Présentation et étude de la machine synchrone

Pour valider le modèle inverse développé précédemment, nous avons utilisé la machine

synchrone dont le rotor est représenté sur la figure 3.1:

a. Structure du rotor b. Schématisation des éléments du rotor

Figure 3.1 : Rotor de la machine synchrone à aimants permanents
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Aimant azimutal
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latéral
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Il s’agit d’une machine synchrone à aimants permanents à concentration de flux avec

bobinage auxiliaire d’excitation. Dans notre étude, la bobine auxiliaire d’excitation  ne sera 

pas alimentée, cependant les effets dus à la structure double excitation sont pris en compte du

fait de leurs influences sur les formes d’ondes d’inductances et de fém. Ce sera donc le

modèle d'une machine synchrone à aimants permanents à pôles saillants.

3.2.1 Mesure des inductances propre et mutuelle

Les tests expérimentaux sont effectués sur un pas polaire et à une fréquence de 50Hz. Les

mesures sont réalisées à l’aide du procédé illustré sur la figure 3.2, avec un pas angulaire

de 65,0 . Pour chaque position du rotor, la valeur instantanée de l’inductance propre est  

obtenue en alimentant une phase de la machine par une tension sinusoïdale (la phase "a" dans

ce cas, les deux autres phases étant ouvertes) et on relève le courant qui y circule à l'aide d'un

Ampèremètre. L’inductance propre est donnée par la relation:

2

2

2
1

S
a

a
aa R

I
V

f
L 











(3.1)

où :

Va est la tension d’alimentation de la phase a et Ia le courant dans la phase a.

La mutuelle inductance, mesurable à partir de la relation (3.2), est obtenue, en injectant un

courant dans la phase "c". Un voltmètre est placé aux bornes de la phase "b" pour la mesure

de la tension. Cet essai est effectué avec la phase "a" ouverte.

c

b
bc I

V
f

M
2
1

 (3.2)

Où :

Vb est la tension d’alimentation de la phase b et Ic le courant dans la phase c

Pour minimiser les effets de la saturation magnétique sur la valeur des inductances et pouvoir

réaliser des mesures à l’arrêt, nous effectuonsles essais pour une faible valeur du courant.



Chapitre 3 Application à un prototype de machine synchrone à aimants à fém et inductances non sinusoïdales

50

a. Dispositif de mesure

                                                         b. Mesure de l’angle

Figure 3.2 : dispositif de mesure des inductances

Les résultats des mesures sont donnés sur la figure 3.3. Nous avons, également, fait

apparaître sur cette figure le tracé (en trait discontinu) de la décomposition harmonique des

inductance inductances Laa(p) et Mbc(p) en se limitant aux harmoniques inférieurs à l'ordre

10. Au delà de ce rang, les amplitudes des harmoniques sont très faibles. Les spectres de

l'inductance propre et de la mutuelle inductance sont donnés sur la figure 3.4. Le tableau

3.1 correspond aux valeurs des coefficients de la décomposition en série de Fourier de ces

inductances.
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Les expressions des inductances Laa(p) et M23(p) pour les harmoniques considérés

s’écrivent:

 )8cos(15.0)4cos(926,0)2cos(695.1865.710)( 3  ppppLaa   (3.3)

 )8cos(066.0)4cos(04,0)2cos(78,0185,110)( 3  ppppM bc   (3.4)
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Figure 3.3: relevés expérimentaux des inductance en fonction de la position
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Figure 3.4: Décomposition spectrale de l'inductance propre et mutuelle inductance
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Tableau 3.1: Amplitudes des harmoniques de l'inductance propre et de la mutuelle inductance

Rang des harmoniques 0 2 4 6 8 10 12 14

LS0 LS2 LS4 LS6 LS8 LS10 LS12 LS14

Laa Amplitude (mH) 7.865 -1.696 -0.926 0.019 0.153 0.032 0.113 -0.037

MS0 MS2 MS4 MS6 MS8 MS10 MS12 MS14

Mbc Amplitude (mH) -1.185 -0.78 -0.041 -0.004 0.066 0.0157 -0.0256 -0.016

On note que lorsque l'on modélise la machine au sens du premier harmonique, les inductances

propres et mutuelles des enroulements statoriques sont représentées par un terme constant et

un terme de rang 2. Le rapport de l'harmonique de rang 2 de l'inductance mutuelle sur

l'harmonique de même rang de l'inductance propre est égal à 1








1
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S

S

L
M et le rapport de leurs

valeurs moyennes,
0

0

S

S

L
M vaut –0.5 lorsque les fuites sont négligées [38]. Les valeurs

expérimentales de ces rapports calculées à partir du tableau (3.1) sont:
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Nous constatons que ces résultats ne correspondent pas aux résultats théoriques prévus par le

modèle du premier harmonique [39]. En effet, les harmoniques de rang 4 pour les deux

inductances Laa et Mbc présentent des valeurs non négligeables par rapport aux harmoniques

de rang 2. Ce qui montre les limites du modèle du premier harmonique.

3.2.2 Relevé de la fém à vide

Le relevé de la fém. à vide est obtenu en entraînant la machine synchrone, fonctionnant en

générateur, par un moteur auxiliaire lui imposant une rotation à vitesse constante. Le résultat

de la mesure est donné sur la figure 3.5. On notera la nature non sinusoïdale de cette fém.

Compte tenu des conditions de symétrie auquel satisfont les fém, son développement en série

de Fourier ne contient pas de termes paires (figure 3.6). Le tableau 3.2, donne les amplitudes

normalisées (ramenées à la valeur du fondamental) des différents harmoniques contenus dans

la fém. d’une phase de la machine jusqu'à l'ordre 14. Pour des raisons de symétrie évidentes 

liées à la structure triphasée de la machine, les féms dans les deux autres phases sont

identiques à la phase relevée mais décalées de
3

2
 .
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Figure 3.5 : relevé de la fém. à vide dans la phase a
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Figure 3.6: Décomposition spectrale de la fém. à vide.
valeurs normalisées par rapport au fondamental

Tableau 3.2: amplitudes relatives des harmoniques de la fém

Rang 1 3 5 7 9 11 13

Amplitude (pu) 1 0.283 0.104 0.081 0.042 0.10 0.066
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Les figures 3.7 et 3.8 montrent que les formes d’ondes  des dérivées des flux '
rαΦ et '

rΦ par

rapport à pne sont pas sinusoïdales. Elles correspondent aux fcém de la machine dans le

repère de Concordia
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Figure 3.7: Dérivée du flux induit par les aimants selon l’axe ""
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Figure 3.8: Dérivée du flux induit par les aimants selon l’axe ""
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Le tracé de la figure 3.9 montre l'évolution dans le plan (,) de l'extrémité du vecteur

représentatif du flux induit par les aimants dans les phases statoriques. La courbe superposée,

en traits discontinus, représente ce même vecteur lorsque la fém est parfaitement sinusoïdale.

Cette figure montre également que le module de ce vecteur est constant dans le cas des

machines sinusoïdales et varie avec la position dans le cas de machines non sinusoïdales.

-0,2 -0,1 0,0 0,1 0,2
-0,2

-0,1

0,0

0,1

0,2


' r

'
r

Figure 3.9: Evolution dans le plan du vecteur représentatif
du flux induit par les aimants dans les phases statoriques

3.2.3 Développement en série de Fourier

Lorsque les formes d’onde des inductances propres et des inductances mutuelles ne sont pas 

sinusoïdales et que la machine est symétrique, les expressions de ces inductances peuvent se

mettre sous la forme de séries de Fourier en cosinus, comportant que des harmoniques pairs,

en plus de la valeur moyenne [39] :
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avec L0 > 0 ; M0 < 0 ; les signes des autres constantes sont fonction du rang de leur

harmonique et décroissent lorsque ce dernier augmente.

L’alimentation de la machine par des courants périodiques quelconques produira un champ

magnétique qui sera la somme d’un champ tournant en sens direct dû aux harmoniques 

d’inductances de rangs (3n-2), en sens inverse du précédent, dû aux harmoniques

d’inductances de rangs (3n-1) et d’un champ homopolaire dû aux harmoniques de rang (3n).

Les coefficients de la matrice A(p) sont définis à partir des dérivées des coefficients de la

matrice inductance par rapport à la position . Après calcul on trouve:
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Nous remarquons que le coefficient b(p) est indépendant de la composante homopolaire et

qu’en l’absence de celle-ci, les coefficients a(p) et c(p) sont de même module et de signes

opposés. Enfin, tous les coefficients sont indépendants de la valeur moyenne des inductances

propres et des mutuelles. Nous en déduisons alors l’expression de l’angle (p) défini par la

relation (2.50), qui s’écrit:
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L’angle (p) utilisé dans la matrice de rotation est indépendant des termes de rang n0.

Après calculs, les valeurs propres 1(p) et 2(p) de la matrice A(p), définies par (2.62), se

réécrivent comme suit :
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avec :
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En raison de la présence du terme en racine carrée dans les expressions des valeurs propres, le

spectre des valeurs propres est plus riche en harmoniques que celui des matrices A(p) et

L(p). Par conséquent, le spectre des courants de référence, qui dépend des valeurs propres,

sera plus riche en harmonique que celui de la matrice inductance.

3.2.4 Calcul de la matrice A(p) et de ses valeurs propres

Les coefficients de la matrice A(p), calculés à partir de (3.6), valent :
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A partir des équations (2.62) et (3.10), on calcule les valeurs propres de la matrice A(p):
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Les valeurs propres données par (3.11) dépendent de la positon p. Elles sont égales et de

signes opposés, leurs produit est alors négatif (1(p).2(p) < 0). Par conséquent, la courbe

isocouple dans le cas de la machine synchrone est une hyperbole. Nous avons représenté sur

la figure 3.10, l'évolution des valeurs propres 1(p) 2(p) en fonction de la position. Nous

constatons que ces valeurs propres évoluent selon des formes sinusoïdales avec une période

égale à un pas polaire.

Les valeurs propres permettent, donc, de définir la nature des courbes isocouples dans le cas

des machines synchrones à pôles saillantes. Par ailleurs, elles peuvent constituer un outil pour

établir les règles de dimensionnement dans le cas des machines synchrones. A ce titre, nous

pouvons citer les travaux de T.J.E. Miller [40], mettant en évidence l’emploi de ces valeurs 

propres dans le dimensionnement des machines à réluctance variable.
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Figure 3.10 : Evolution des valeurs propres en fonction de la position pθ
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3.2.5 Calcul de l’ondulation (p)

A partir de (2.53) et (3.10), l’angle (p) s'écrit :
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La figure 3.11 représente l'évolution de l'angle (p) en fonction de la position ainsi que son

ondulation autour (
4


p ). Cette ondulation atteint un maximum de %8 en raison de

l'importance des valeurs relatives de LV4 et LV8 devant celle de LV2, soit 30% et 8%

respectivement.
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Figure 3.11 : évolution de l'ondulation de (p)

Nous avons vu au chapitre 2, que le centre de l'hyperbole O' était décalé par rapport au centre

O du repère de Concordia. Ce décalage est dû à la présence des termes d'excitation dus aux

flux produit par les aimants. La figure 3.12 représente les coordonnées du centre calculées à

partir de (2.40). Le centre O' de l'hyperbole se déplace autour du centre O du repère de

Concordia selon une trajectoire fermée.
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Figure 3.12: Evolution des coordonnées du centre de l'hyperbole

par rapport à l'origine O

3.3 Modèle optimal

3.3.1 Présentation de l’algorithme d'optimisation

Les courants optimaux permettant d'avoir un couple de référence constant et minimisant les

pertes Joule statoriques sont déterminés numériquement par la résolution du problème

d'optimisation non linéaire rappelé ci-dessous:
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Dans ce qui suit, nous rappelons brièvement le principe de quelques méthodes d'optimisation

dont on peut trouver des développement plus complets dans la littérature [41]. On

s’intéressera, tout particulièrement, à la méthode de programmation quadratique.
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3.3.1.1 Méthodes d’optimisation mathématique

Selon leurs manières de recherche du minimum, les méthodes d’optimisation peuvent êtres

classées en [41,42,43] :

- Méthodes stochastiques

- Méthodes déterministes sans calcul de dérivée.

- Méthodes déterministes avec calcul de la dérivée première et/ ou seconde.

Les problèmes d’optimisation sont nombreux. Chaque problème est associé à une ou plusieurs 

méthodes numériques permettant de le résoudre. On distingue deux types de problèmes : les

problèmes sans contraintes et ceux avec contraintes, qui peuvent être de type égalité, inégalité

ou mixte.

La formulation mathématique générale d’un problème d’optimisation non linéaire est la 

suivante :

















njxh

mixg
àsoumis

x
xfMinimiser

j

i

...10)(

...10)(

)(

où f(x) est la fonction objectif, x est le vecteur à plusieurs variables, gi(x) est la fonction de m

contraintes d’égalité et hj(x) est la fonction à n contraintes d’inégalité.

Parmi les méthodes de résolution des problèmes d’optimisation sans contraintes, on citera:

- Méthode d’ordre zéro: Relaxation.

- Méthode d’ordre un: Gradient (pseudo conjugué).

- Méthode d’ordre deux: Newton, quasi-Newton.

- Méthode de projection : Bregman.

Toutes ces méthodes sont des techniques d’optimisation locales. Elles sont basées sur une

procédure itérative qui consiste à partir d’un point initial et à choisir une direction de 

recherche (dite de descente). Un pas de déplacement est calculé par une procédure

approximative de minimisation unidirectionnelle, dite " line-search ", elle constitue la base de
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tout algorithme de descente. Le processus itératif est répété jusqu’à ce qu’un minimum local 

soit atteint. Enfin, un test de convergence permet l’arrêt du processus.

Pour les problèmes d’optimisationavec contraintes et lorsque celles-ci sont linéaires, les

problèmes sont reformulés en une séquence de sous problèmes dont les solutions seront

basées sur les méthodes de minimisation sans contraintes présentées ci-dessus.

En optimisation non linéaire avec contraintes, on distingue trois types de méthodes : les

méthodes directes, primales et duales. Parmi les méthodes directes, on trouve entre autres les

méthodes de changement de variables. Les méthodes primales sont adaptées aux cas de

contraintes linéaires; ce sont toutes les méthodes des gradients projetés ou des gradients

réduits, … etc. Parmi les méthodes duales on trouve entre autre les méthodes Lagrangiennes 

et les méthodes de pénalisation. Il existe, aussi, les méthodes combinant les approches

primales et duales, elles permettent de résoudre approximativement les conditions de Kuhn-

Tucker; la méthode d’optimisation quadratique (SQP) est une méthode robuste elles est, 

également, la plus utilisée. C’est cette méthode qui sera considérée dans le présent travail.

3.3.1.2 Principe de la méthode SQP

Le principe de la méthode SQP, repose sur la re-formulation itérative du problème en un

problème de programmation quadratique au moyen d’une approximation quadratique du 

Lagrangien de la fonction objectif et d’une linéarisation des contraintes. Le sous-programme

obtenu est ensuite résolu pour chaque itération. La solution trouvée à l’itération k correspond 

à la direction de recherche.

En considérant le Lagrangien du problème :
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Où : i et i sont les multiplicateurs de Lagrange.

Le sous problème d’optimisation à l’itération k  est alors formulé:
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avec Wk l’approximation Hessiene du Lagrangien

 μρxW ,,Lagk  (3.15)

L’algorithme de la méthode SQP se présente comme suit [43,44]:

Figure 3.13 : Algorithme SQP

3.3.2 Formes d’ondes optimales

Ce paragraphe présente les résultats de la résolution numérique par la méthode SQP du

problème optimal exposé précédemment. La résolution est effectuée pour un couple de

référence de 3 Nm. La figure 3.14 représente la forme d'onde de courant optimal dans la phase

"a", qui permet de minimiser les pertes par effet Joule. Les courants dans les deux autres

phases de la machine (b et c), sont déduites de la phase "a" par un décalage de
3

2
 .

La figure 3.15 représente la forme d’onde du couple électromagnétique. Nous constatons que 

le couple est quasiment constant donc dépourvu d’ondulations. En effet, le zoom effectué sur 

la même figure révèle de très faibles ondulations autour de la valeur moyenne.

1. Initialisation du problème

2. Evaluation de la fonction objectif et des contraintes.

3. Evaluation des gradients de la fonction objectif et des contraintes.

4. Résolution du sous problème quadratique.

5. Vérification des conditions d’arrêt; si vérifiées : une solution est

trouvée sinon:

a- Estimation du Hessien

b- Estimation des paramètres de Lagrange et Kuhn-Tucker.

c- Estimation de la direction de la descente.

d- Estimation de la longueur de pas xk.

e- Calcul du nouveau point xk+1 = xk + k xk

6. Retour à l’étape 2.
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Nous avons, également, représenté sur les figures 3.16 et 3.17, les composantes e
di et e

qi du

courant dans le repère de Park étendu. Les courants obtenus dans ce repère évoluent en

fonction de la position du rotor de la machine.

Enfin, ces résultats sont obtenus pour un point de fonctionnement de la machine. La recherche

des autres points de fonctionnements optimaux nécessite l’exécution du programme 

d’optimisation pour chaque valeur de couple de référence. La difficulté  à trouver une relation 

entre le couple de référence et les courants optimaux nous conduit à adopter une technique de

tabulation lors d’une mise en œuvre expérimentale de la commande optimale.
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Figure 3.14: Forme d'onde du courant optimal Figure 3.15: Couple optimal
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3.4 Modèle suboptimal

La génération des formes d’onde optimales des courants dans le repère de Park étendu

nécessite l’utilisation d’un calculateur de très haute performance. En effet, pour pouvoir 

travailler sur l’ensemble des points de fonctionnement de la machine, il faudrait stocker dans 

des tables les courants optimaux calculés pour plusieurs valeurs de couple. Une table

supplémentaire est, par ailleurs, nécessaire pour la génération de l’angle (p) du repère de

Park étendu. On pourrait envisager de réduire le nombre de tables et de ne stocker que

quelques valeurs de couple. Dans ce cas, la transition entre deux points de fonctionnement

peut être réalisée par approximation linéaire. Les points de fonctionnement entre deux

valeurs de couple tabulées, issues de l’approximation, ne correspondraient plus aux valeurs

optimales, de plus les transitoires apparaissant au points de transition généreraient des

pulsations de couple, si le pas choisi n'est pas adéquat.

Dans ce qui suit, nous proposons, une solution calculée à partir du modèle moyen du couple.

Le but recherché est d’arriver à réduire le nombre de table pour l’ensemble des points de 

fonctionnement de la machine. On se fixe comme objectif de construire un modèle suboptimal

dont les performances ne seraient pas trop éloignées du modèle optimal et qui seraient

supérieures à celles du modèle conventionnel de Park pour la machine synchrone à pôles

saillants. En outre, le modèle suboptimal facilite l’implantation de la commande sur

calculateur numérique en vue d’une mise en œuvre expérimentale [45].

L’expression(2.73) du couple d’une machine synchrone à pôles saillants dans le repère de

Park étendu peut-être développé de la façon suivante:
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avec :
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Correspondants aux dérivées des flux selon les axes de et qe . Leurs développements en série

de Fourier s’écrivent:
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 (3.19)
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Sachant que la moyenne de la dérivée du flux sur l'axe "q" est nulle.

0'
0 rq

En passant aux valeurs moyennes, le couple se réécrit :
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e
d ii 0

'
0010200 ..   (3.21)
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3.4.1 Normalisation

Introduisons les valeurs de bases suivantes [46] :
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Les valeurs normalisées s’écrivent:

b

e
de

dn i
i

i 0 ,
b

e
qe

qn i

i
i 0 ,

b
n 


 0 (3.25)

Après substitution, nous obtenons l’expression normalisée du couple:

 e
dn

e
qnn ii  1. (3.26)

Pour la minimisation des pertes Joule statoriques nous considérons le carré du module de la

valeur normalisée du courant statorique donné par l’équation suivante :

222 e
qn

e
dn

e
n iii  (3.27)

Pour un couple donné, le minimum de ce courant est obtenu par la différentiation de

l’équation (3.16). Les solutions obtenus pour e
dni et e

qni sont données respectivement par les

équations :

 31_. e
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La relation liant les courants e
dni et e

qni est obtenue en combinant les équations (3.28) et

(3.29), d'où il vient:
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3.4.2 Formulation du problème d’optimisation et modèle suboptimal

Le problème d’optimisation du couple moyen avec minimisation des pertes Joule statoriques

est obtenu en résolvant numériquement les équations suivantes :
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(3.31)

L'algorithme de la figure 3.13, est encore utilisé pour la résolution du problème

d’optimisation (3.31) dont la solution conduit au résultat présenté sur la figure 3.18.

L’examen de cette figure, montre  que la relation entre le couple et le courant e
qni est non

linéaire. D’après l’équation (3.16), cela est dû à la prise en compte du couple réluctant. En

commande optimale de couple, la composante e
dni  n’est plus négligée, elle varie selon une loi

parabolique. Cette composante augmente en valeur absolue lorsque le couple augmente. En

outre, on notera une plus forte variation avec la composante e
qni .L’essentiel du couple 

électromagnétique, appelé couple utile, étant produit par cette dernière.
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Figure 3.18 : Couple en fonction des courants e
dni et e
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Il est maintenant possible de trouver des relations mathématiques liant les courants e
dni et e

qni

au couple électromagnétique en procédant à des interpolations polynomiales. Les polynômes

d'interpolation entre les valeurs normalisées du couple et des courants e
dni et e

qni sont donnés,

respectivement par les équations suivantes :

42 2.1912.0 nn
e
dni   (3.32)

355.0 nn
e
qni   (3.33)

Les courants suboptimaux instantanés e
subdi _ et e

subqi _ sont obtenus selon le schéma de la

figure 3.19. Le passage aux valeurs instantanées s’effectue en substituant aux valeurs 

moyennes de la dérivée du flux '
0rd (3.19) et des valeurs propres (3.32), leurs valeurs

instantanées. Le couple électromagnétique qui en résulte est donné par l’équation suivante:

   
  ref

rd pp

pp 


 .2'

12* 
 (3.34)

e
subdi _ ia_sub

ref *
ib_sub

e
subqi _

ic_sub

Eq. 3.34

Eq. 3.32

&

Eq. 3.33

Park-étendu

inverse

Figure 3.19 : Génération des références des courants suboptimaux

3.4.3 Formes d’ondes suboptimales

Dans ce paragraphe sont exposés les résultats de la résolution numérique du problème

suboptimal. La valeur du couple de référence est prise égale à 3 Nm. La figure 3.20

correspond à la référence de courant suboptimal de la phase " a". Le couple suboptimal est

donné sur la figure 3.21. Cette figure montre que la fréquence des ondulations dominantes du
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couple est égale à six fois la fréquence des grandeurs électriques. De plus, nous remarquons

que ces ondulations sont égales à 5% de la valeur moyenne. Les courants suboptimaux
e

subdi _

et e
subqi _ sont donnés par les figures 3.22 et 3.23, respectivement. Tous ces courants sont des

fonctions de la position p.
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Figure 3.20 : Courant de phase Figure 3.21:Couple électromagnétique
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Figure 3.22: Courant selon l'axe "de" Figure 3.23: Courant selon l'axe "qe"

3.5 Comparaison des modèles

Nous présentons dans ce paragraphe les résultats de la comparaison des deux modèles

précédents pour des références de couple de 3 Nm. Les références pour la phase "a", du

courant optimal et du courant suboptimal sont comparées sur la figure 3.24. La figure 3.25

représente les composantes sur l'axe "de" des courants optimal et suboptimal.
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Nous remarquons que la composante de courant produite par le modèle suboptimal est

positive et de plus faible valeur que celle du modèle optimal. Le courant ide du modèle

optimal est de signe variable. On peut en déduire que la présence de la composante négative

dans ce courant assure une meilleure neutralisation des ondulations de couple. Les

composantes d’axe "qe" du courant suboptimal et du courant optimal ont des allures

pratiquement identiques (figure 3.26). L'essentiel du couple électromagnétique étant fourni

par cette composante dont le signe détermine celui du couple. Par ailleurs, nous constatons

que les pertes Joule instantanées minimisées sur un cycle de rotation de la machine sont

identiques pour les deux techniques (figure 3.27). La similitude des courbes des pertes Joule

minimisées est due à la similitude des composantes d'axe "qe" des courants pour les deux

modèles. La contribution des composantes d'axe "de" pour ces modèles étant négligeables.
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Figure 3.24: Courant de phase
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Figure 3.25: Courant selon l'axe "d"
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Figure 3.26: Courant selon l'axe "q"
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Figure 3.27: Pertes Joule

3.6 Conclusion

Ce chapitre a conduit à l'élaboration de deux modèles pour la commande en couple de la

machine synchrone avec minimisation des pertes joules et des ondulations de couple. Le

modèle optimal, bien que permettant une parfaite compensation des ondulations de couple,

exige de disposer de moyens informatiques lourds pour l'implantation lors de la mise en

œuvre expérimentale. En effet, la génération des références des courants optimaux nécessite
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le recours à la tabulation de l'ensemble des points de fonctionnement de la machine. Le

modèle suboptimal est bien adapté pour une commande par calculateur numérique. Ses

performances acceptables sont inférieures au modèle optimal. Le choix entre ces deux

modèles résulte d'un compromis entre les performances d'un contrôle fin du couple et les

moyens informatiques exigés. Dans le chapitre suivant on procédera à la validation

expérimentale de cette étude sur un banc d'essais expérimental muni d'une carte de commande

numérique à base d'un processeur DSP.



Chapitre 4

Commande et mise en oeuvre expérimentale



Chapitre 4 Commande et mise en œuvre expérimentale

77

Commande et mise en oeuvre expérimentale

4.1 Introduction

Lors de l’étude d’un système électrotechnique il est souvent utile de se doter d’un modèle de 

simulation permettant de restituer le comportement dynamique de l’ensemble commande 

convertisseur machine. Ce modèle doit permettre, d’une part, d’explorer rapidement les 

performances du système en menant des études paramétriques, d’orienter et de vérifier un 

plan d’expérience mené sur des prototypes, d’autre part. 

Dans ce chapitre, après rappels du modèle mathématique de l'onduleur de tension et du

modèle d'état de la machine synchrone dans le repère de Park, nous établissons le modèle

d'état de la machine synchrone à aimants et à pôles saillants dans le repère de Park-étendu.

Ensuite, et après avoir rappeler les stratégies de contrôle de couple de la machine synchrone,

nous présentons la structure de commande en couple avec minimisation des pertes Joule

statoriques pour la machine synchrone, en se limitant au repère "abc". Nous complétons cette

étude par la présentation des résultats de la simulation numérique de la commande de couple.

Nous terminons ce chapitre par la présentation du dispositif expérimental puis nous exposons

les résultats expérimentaux des commandes optimales de couple dans le repère de Park étendu

que nous comparons aux résultats du modèle suboptimal et classique.

4.2 Description de l’onduleur

Dans les applications de faibles et moyennes puissances, le moteur synchrone est alimenté par

l’intermédiaire d’un onduleur triphasé de tension[46, 47]. L’onduleur peut-être commandé en

pleine onde ou en modulation de largeur d’impulsions. Dans notre étude, on souhaite imposer 

une forme de courant optimale dans les trois enroulements de la machine. Nous allons nous

intéresser, tout particulièrement, à un onduleur de tension contrôlé en courant. La technique

de régulation à hystérésis sera choisie en raison de sa simplicité de réalisation et de sa

robustesse.

L’alimentation  de la machine  synchrone  à  aimants  permanents  est  réalisée  à   travers un

onduleur de tension contrôlé en courant dont le schéma de principe est représenté sur la

figure 4.1:
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Figure 4.1: Schéma de principe

On considère que la machine est connectée en étoile avec neutre isolé. En tête du

convertisseur, nous assimilerons l'alimentation (redresseur et filtre) à une source de tension

continue parfaite. On désigne par Tj et T’j la paire d'interrupteurs commandés du bras. Ces 

interrupteurs sont shuntés en anti-parallèle par des diodes de récupération Dj et D’j

Pour modéliser l'onduleur, nous supposons que son fonctionnement est idéal, par conséquent:

- La commutation des interrupteurs électroniques est instantanée.

- La chute de tension directe aux bornes de ces interrupteurs est négligeable.

Nous définissons la fonction logique de connexion suivante:








OnestTetOffestTlorsque

OffestTetOnestTlorsque
S

jj

jj
j '

'

0

1

Nous pouvons écrire les tensions composées en faisant intervenir l'état des interrupteurs Tj et

Tj' :
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D'après la loi des nœuds nous pouvons écrire:

ia + ib + ic = 0 (4.2)

En sommant les tensions:

Van + Vbn+ Vcn=0 (4.3)

Nous en déduisons les relations suivantes:
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(4.4)

Nous pouvons donc établir la table de vérité qui donne les valeurs des tensions Van , Vbn et

Vcn pour chaque séquence de commutation.

Tableau 4.1 Séquences de commutation de l'onduleur

S1 S2 S3 Van Vbn Vcn

0 0 0 0 0 0

0 0 1 -E/3 -E/3 2E/3

0 1 0 -E/3 2E/3 -E/3

0 1 1 -2E/3 E/3 E/3

1 0 0 2E/3 -E/3 -E/3

1 0 1 E/3 -2E/3 E/3

1 1 0 E/3 E/3 -2E/3

1 1 1 0 0 0

4.2.1 Contrôle des courants par Hystérésis

La technique de contrôle des courants par hystérésis est l’une des techniques les plus utilisée 

pour l’alimentation des machines à courant alternatif  en raison de sa robustesse et sa

simplicité de mise en œuvre [48,49,50]. Cette méthode est basée sur la commande des

interrupteurs de l’onduleur de telle sorte que la variation du courant dans chaque phase de la 
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machine soit inscrite à l'intérieur d'une bande ( h ) autour des références des courants

désirées.

refI
jS

jS

mesI

Figure 4.2 Régulateur à hystérésis

4.2.2 Principe de la commutation par Hystérésis

L’onduleur de tension ne peut fournir qu’un nombre fini de vecteurs tensions. Chaque vecteur

correspond à une séquence de commutation. La représentation de ces vecteurs dans le plan

complexe est donnée par la figure 4.3.a .Le vecteur tension résultant v(t), correspondant aux

tensions phases–neutre instantanées à la sortie de l’onduleur, est défini par:

)(*2/3(t) c
2

ba VaaVVV  avec )3/j(2e a (4.5)

Le vecteur courant est défini de la même manière, sa représentation dans le plan complexe est

donnée par la figure 4.3.b.

a) vecteur tension b) vecteur courant

Figure 4.3: Représentation dans le plan complexe
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a) Phase "a"

b) Phases a, b, c

Figure 4.4: Diagramme de commutation pour la stratégie de contrôle par Hystérésis

Les erreurs de courant pour chaque phase sont données par la projection du vecteur ΔIsur

l’axe de chaque phase (figure 4.4.a). Les interrupteurs de l’onduleur sont commutés à chaque 

fois que cette projection atteint une valeur égale à l’hystérésis du comparateur. La 

combinaison des limites de la bande à hystérésis pour chaque phase définit le diagramme de

commutation qui se déplace en fonction du vecteur courant de référence (figure 4.4.b).



Chapitre 4 Commande et mise en œuvre expérimentale

82

4.3 Modèle d'état de la machine synchrone à pôles saillants

4.3.1 Modèle d'état de la machine synchrone à pôles saillants dans le repère de Park

Les équations aux tensions de la machine synchrone dans le référentiel de Park sont obtenues

en appliquant la transformation de Park à l'équation aux tensions (2.1) définie au chapitre 2,

elles s'écrivent:

qq
d

ddSd iLp
dt
di

LiRv  (4.6)

'
rqdd

q
qqSq piLp

dt

di
LiRv  (4.7)

L'équation mécanique relative aux parties mobiles de l'ensemble machine synchrone- charge

est donnée par:

 vr f
dt

d
p
J

 (4.8)

est le couple électromagnétique, r le couple résistant, J l'inertie totale de la machine

chargée et la vitesse de rotation.

Les équations (4.6), (4.7) et (4.8) conduisent au modèle d'état de la machine synchrone dans

le repère de Park :
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4.3.2 Modèle d'état de la machine synchrone à aimant à répartition de champ non
sinusoïdale dans le repère de Park étendu

En appliquant la transformation de Concordia à l'équation électrique relative aux variables

statoriques (2.1) définie au chapitre 2, il vient:





































































dt
d

i

i
p

dt
d

i

i
R

v

v
T

S 3232 )( TLT (4.10)

Le repère de Park étendu est  obtenu à partir d’une rotation  de 
4

)(


 p par rapport à l'axe

focal de l'hyperbole, Les transformations pour les courants et tensions sont données par les

relations ci-dessous:
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La matrice de rotation vérifie la relation suivante:
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En pré-multipliant (4.10) par la matrice de rotation
T
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Posons:
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Le développement de cette équation donne:
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En remplaçant dans l'équation (4.12) on aboutit à l'expression suivante:
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L'équation d'état dans ce repère s'écrit:
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La matrice  )(  pZ est une matrice non orthogonale, par conséquent les équations obtenues

dans le repère de Park étendu sont fortement couplées. L'équation (4.15) met en évidence la

dépendance par rapport à la position, sa résolution nécessite l'emploi de méthodes

d'intégration numérique (Euler, Runge-Kutta) où l'inverse de la matrice  )(  pZ est évaluée

à chaque itération.

4.4 Stratégies de contrôle de couple de la machine synchrone à pôles
saillants

L’autopilotage de la machine synchrone à aimants permanents impose que la fréquence 

d’alimentation, délivrée par le convertisseur statique, soit rigoureusement liée à la vitesse de 

rotation. Dans ces conditions, les interrupteurs du convertisseur statique doivent être
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commandés suivant une loi fonction de la position du rotor, de manière à imposer le courant

ou la tension en amplitude et en phase afin d’assurer uncontrôle rigoureux du couple [52]. Le

dispositif électromécanique ainsi constitué est une machine synchrone autopilotée parce

qu’elle définit elle-même sa fréquence d’alimentation. Les stratégies de contrôle du couple 

sont de deux types : par réglage du courant ou de la tension. Elles sont effectuées soit dans le

repère réel lié au stator (abc), soit dans le repère de Park lié au rotor. Nous nous limitons à la

stratégie de contrôle de couple par réglage de courant, pour sa simplicité de réalisation et sa

large utilisation en pratique.

4.4.1 Contrôle de couple sous l'hypothèse du premier harmonique

Le diagramme vectoriel d’une machine synchrone à pôles saillants en régime moteur est 

donné par la figure suivante :

IRS





I

V

VE



Figure 4.5 : Diagramme vectoriel du moteur synchrone à pôles saillants

Ce diagramme est obtenu avec les hypothèses énoncées au chapitre 2. En supposant que les

grandeurs électromagnétiques de la machine sont sinusoïdales, les composantes de la tension

au stator s'écrivent :
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La puissance absorbée par la machine est définie par :

)θsinsinθcos(co3cos3   IVIVP (4.17)

En remplaçant les expressions (4.16) dans (4.17), nous aurons l’expression de la puissance en 

fonction des courants statoriques uniquement :

 cos3sin2)(
2
3

3 v
2

qd
2

S EIIωLLIRP  (4.18)

Si les pertes fer sont négligeables, le couple électromagnétique aura pour expression :
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Puisque la fém à vide vE est constante, et si le courant statorique est choisi comme grandeur

de réglage, le couple électromagnétique ne dépend pas de la vitesse. La figure (4.6)

représente les courbes d’évolution du couple en fonction de  et en prenant le courant

statorique comme paramètre.

Pour un fonctionnement optimal [53,54], nous devons limiter les pertes Joule dans la

machine. Ce fonctionnement consiste à imposer une valeur donnée du couple avec un courant

minimal. Ces points de fonctionnement optimaux correspondent, en régime permanent, au

maximum de chaque courbe de la figure 4.6. Ces points peuvent être obtenus en posant

0
dt

d


  dans l’expression (4.19). Dans ce cas, l’angle optimal opt correspondant au couple

maximal qui, en prenant le courant comme paramètre, sera donné par :
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A partir des équations (4.19) et (4.20) nous pouvons tracer les courbes de variation de I en

fonction de l'angle de calage optimal  (figure 4.7). Enfin, nous pouvons établir la loi de

variation du couple optimal en fonction du courant calculé à partir de l'angle de calage

optimal. Cette loi est donnée par la figure 4.8.
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Figure 4. 6 Evolution du couple en fonction de l’angle pour différents courants
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Figure 4. 7 Evolution de l'angle opt en fonction du courant de phase
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Figure 4.8 : Evolution du couple en fonction du courant pour opt

4.4.2 Contrôle dans le repère abc

Il existe deux schémas pour la commande "abc" de la machine synchrone, soit avec régulateur

à Hystérésis (figure 4.9) ou en utilisant la modulation de largeur d'impulsions (figure 4.10).

Pour la commande en couple de la machine synchrone avec régulateur à Hystérésis, on choisit

une consigne de couple de référence pour laquelle les consignes des courants optimaux sont

calculées à partir des équations (4.19) et (4.20). Ces consignes de courant sont ensuite

comparées aux courants mesurés sur les phases correspondantes. Un contrôle à hystérésis

avec une bande de largeur adéquate, choisie en fonction des possibilités en commutation du

convertisseur ainsi que des pertes tolérées, permet de fournir les signaux de commande de

l'onduleur de tension.

Si l'on désire opter pour un schéma de commande utilisant la modulation de largeur

d'impulsions, des régulateurs, souvent de type PI, sont nécessaires pour corriger les écarts

entre les références des courants calculées et les courants mesurés. Des blocs de compensation

des fcém sont souvent associés à cette commande. Des tensions de référence sont alors

calculées et injectées dans le bloc de génération de la technique de modulation choisie.
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Figure 4.9 : Commande "abc" de la machine synchrone avec régulateur à Hystérésis
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Figure 4.10 : Commande abc de la machine synchrone avec MLI
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4.4.3 Simulation Numérique

Les résultats de la simulation numérique de la commande en couple de la machine synchrone

à aimants permanents sont présentés sur les figures ci-dessous. Ces résultats sont issus de

modèles développés sous Matlab.

Les figures 4.11 à 4.14 correspondent au modèle sinusoïdal, de Fig.4.15 à Fig.4.18 au modèle

Optimal et de Fig. 4.19 à Fig. 4.22 pour le modèle suboptimal. La structure de la commande

choisie est celle donnée sur la figure 4.9. Cette structure est la même pour les trois modèles, il

suffit de modifier le bloc de génération des références de courant, selon que l'on envisage une

commande classique, optimale ou suboptimale.

Avec le modèle du premier harmonique, le courant optimal minimisant les pertes Joule et

permettant d'obtenir un couple de 3 Nm dans le cas de la machine étudiée est naturellement

sinusoïdal (figure 4.11). Les harmoniques de rangs supérieurs n'étant pas pris en compte, le

couple électromagnétique instantané (figure 4.12) présente une ondulation de couple

importante, supérieure ici à 20% par rapport au couple moyen. Les courants selon les axes "d"

et "q", (Fig.4.13 et Fig. 4.14), sont constants avec des oscillations autour d'une valeur

moyenne. Ces oscillations sont essentiellement dues à la technique de modulation choisie. On

notera une valeur moyenne nulle pour le courant d'axe "d". Ce résultat, qui correspond à la

commande optimale (pertes Joule minimales), dans le cas machine synchrone à pôles lisses

et à fém sinusoïdale. Ce type de commande conduit dans le cas de la machine à pôles saillants

à féms non sinusoïdales à de fortes ondulations de couple, comme il a été montré sur la figure

4.12. Le courant optimal de la figure 4.15 est de forme non sinusoïdale et adapté aux formes

de la fém et des inductances propres et mutuelles, c'est-à-dire à la géométrie de la machine

étudiée. Les ondulations de couple (figure 4.16), obtenu à l'aide du modèle optimal, sont

pratiquement négligeables par rapport à celles issues du modèle classique. La faible

ondulation résiduelle est due à la non prise en compte des harmoniques de rangs supérieurs

dans le modèle présenté. Les figures 4.17 et 4.18, montrent, les allures des courants selon les

axes "d" et "q", respectivement. Les ondulations qui y apparaissent sont dues à la nature non

sinusoïdale du courant de référence.

La figure 4.19, montre l'allure du courant suboptimal. Ce courant à une forme proche du

courant issu du modèle optimal. Le couple électromagnétique (Fig.4.20), a une forme

comparable à celle du couple suboptimal. Les courants sur les axes "d" et "q", sont présentés

sur les figures 4.21 et 4.22, respectivement. On note, une forte oscillation pour le courant

d'axe "d" comparée à la même composante du modèle suboptimal.
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a- Modèle Premier harmonique
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Fig. 4.11 Courant de phase Fig.4.12 Couple électromagnétique
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b- Modèle Optimal
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Fig. 4.15 Courant de phase Fig. 4.16 Couple optimal
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c- Modèle Suboptimal
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Fig. 4.19 courant de phase Fig. 4.20 Couple suboptimal
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4.5 Banc d'essais et étude Expérimentale

Apres avoir établi les modèles d'état dans les repères de Park classique et étendu pour la

machine synchrone à aimants ainsi que les différentes lois de commande, nous présentons,

dans ce qui suit, le banc d'essai utilisé [36], pour tester les méthodes de commande proposées

et valider les résultats obtenus par simulation numérique.

4.5.1 Description du banc expérimental

Le schéma synoptique du banc expérimental ainsi que sa photo sont données respectivement

sur les Figures 4.23 et 4.24. Le système expérimental est constitué d'une machine synchrone

à aimants permanents à pôles saillants et à fém non sinusoïdale, alimentée par un onduleur de

tension contrôlé en courant. La charge est constituée d'un alternateur débitant sur un pont à

diodes. Ce dernier étant relié à un rhéostat. L'onduleur est composé de trois bras de ponts

constitué chacun de deux IGBT (1200V, 30A, 20kHz) et de deux diodes montées en anti-

parallèle avec les transistors. Les IGBT sont associés à des modules de commande gérant les

temps morts et la protection contre les courts-circuits. Les signaux de commande des IGBT

sont issus d'une carte DS1102 de chez dSPACE, à base d'un processeur dédié au traitement du

signal, le TMS320C31 de Texas Instruments et de plusieurs convertisseurs analogiques-

numériques et numériques-analogiques.

Correcteur à
hystérésis

Génération des
consignes de

courant

Mesure de
courants

Acquisition

Dspace ds1102

Codeur

Machine
synchrone

E

Signaux de
commande

Onduleur

Charge

Interface

Commande

Figure 4.23 : Schéma du banc expérimental



Chapitre 4 Commande et mise en œuvre expérimentale

94

Figure 4.24: Banc d'essais de la commande de la machine synchrone à aimants permanents

La position rotorique est fournie par un codeur incrémental ayant une résolution de

1024points par tour. La position rotorique est repérée au début de la manipulation par un

calage sur la fém. Les signaux issus du capteur sont envoyés sur l'interface pour codeur prévu

sur la carte DS1102.

La machine étant couplée en étoile avec neutre isolé, la mesure de deux courants de phase

seulement est suffisante. Deux sondes à effet Hall de type module LEM permettent la mesure

de ces courants, qui sont envoyés après traitement, sur les convertisseurs analogiques-

numériques de 16 bits intégrés à la carte DS1102.

4.5.2 Caractéristiques de la machine synchrone à aimants permanents

La machine synchrone utilisée présente les caractéristiques suivantes [36]:

 Tension d’alimentation: Vn = 220V

 Nombre de paires de pôles : p = 6

 Vitesse de rotation : Nn=2000 tr/mn

 Puissance nominale : Pn= 4 kW

 Courant nominal : In = 10A

 Résistanced’une phase statorique: RS = 0.83 
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4.5.3 Résultats expérimentaux

Les résultats expérimentaux sont présentés sur les figures 4.25 à 4.30. Nous pouvons, dores

déjà, constater la similitude des formes d'ondes des courants de phase mesurés, pour les trois

modèles, (Fig. 4.25, Fig. 4.27 et Fig. 4.29), avec ceux de la simulation numérique, (Fig. 4.11,

Fig. 4.15 et Fig. 4.19). Par ailleurs, les formes des couples électromagnétiques issues des trois

modèles présentent des différences notables. En effet, l'ondulation ΔΓ/Γref du couple obtenu

avec le modèle sinusoïdal est de 40% (Fig.4.26). Elle est de l'ordre de 20%, pour le modèle

suboptimal (Fig. 4.28) et elle présente la plus faible valeur (15%) pour le modèle optimal

(Fig. 4.30). Soit moins de la moitié de celle du modèle sinusoïdal. La subsistance

d'ondulations dans les formes d'ondes du couple optimal et suboptimal, obtenus

expérimentalement, est essentiellement due à la non prise en considération, lors de l'étude,

des effets des harmoniques générés par le convertisseur ainsi qu'au couple de détente. Hormis

ces deux effets, l'on peut considérer que les résultats sont satisfaisants, ce qui valide le modèle

proposé et l'approche mathématique adoptée.
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Fig. 4.29: Courant suboptimal Fig. 4.30: Couple suboptimal

4.6 Conclusion

Dans ce chapitre, après rappel des lois de commande de couple de la machine synchrone, nous

avons développé le modèle d'état de la machine synchrone à aimants permanents à pôles

saillants à fém et inductances non sinusoïdales. Après, la simulation numérique des trois types

de commande en couple de la machine synchrone, a savoir, la commande optimale classique,

la commande optimale dans le repère de Park étendu et enfin la commande suboptimale, nous

avons procédé à la validation expérimentale sur un banc d'essais à base d'un processeur DSP.

Il a été montré qu'une réduction effective des ondulations du couple était possible par les

approches proposées comparativement au modèle classique. Les ondulations subsistantes,

constatées sur les résultats expérimentaux, proviennent des erreurs dues au suivi de consignes,

aux harmoniques introduits par le convertisseur et au couple de détente, négligé dans le

modèle proposé. Rappelons, enfin, que malgré la supériorité des performances du modèle

optimal sur celles du modèle suboptimal, ce dernier est plus adapté pour une mise en œuvre 

expérimentale en raison de la simplicité de son algorithme.
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Conclusion générale

Ce travail a porté sur la modélisation des machines synchrones à aimants permanents à fém et

inductances non sinusoïdales. Une extension de la transformation de Park pour ces machines

est présentée et des algorithmes de commande sont proposés.

Dans le premier chapitre nous avons effectué une synthèse des techniques de minimisation

des ondulations de couple des machines synchrones à aimants permanents à fém idéalisées

(sinusoïdales et trapézoïdales). Nous avons également rappelé les travaux effectuées sur la

machine synchrone à aimants montés en surfaces lorsque la fém est de forme quelconque.

Le deuxième chapitre a été consacré à l'introduction de la commande des machines

synchrones à fém et inductances non sinusoïdales, moyennant une extension de la

transformation de Park. Cette nouvelle transformation, découle des propriétés isocouples de la

machine dans le repère de Concordia. Nous avons d'abord, tenu, à mettre en évidence cette

démarche d'étude en introduisant la représentation géométrique de la transformation de Park

classique et à déduire les propriétés de cette transformation en commande des machines. Nous

avons constaté, que les lieux géométriques du repère de Park classique correspondaient aux

asymptotes d'une hyperbole équilatère. Il était donc aisé de déduire les références optimales

du courant pour la commande en couple de la machine. La commande optimale pour ces

machines correspond à un fonctionnement à pertes Joule minimales. Nous avons, ensuite,

procédé à l'extension de cette étude aux cas de machines synchrones à fém et inductances non

sinusoïdales. Nous avons vu qu'en l'absence d'excitation, les lieux des courbes isocouples se

situent sur une hyperbole, qui n'est plus équilatère et qui tournait autour de son centre lorsque

le rotor tourne. La nature non sinusoïdale de la fém, consiste en une translation du centre de

l'hyperbole. La recherche des formes d'ondes optimales, en vue de minimiser les pertes Joules

et les ondulations de couple, conduisait à un problème d'optimisation non linéaire avec

contrainte égalité.

Le chapitre trois, a porté sur l'application des résultats de l'étude appliqués à un prototype de

machine synchrones à pôles saillants à fém et à inductances non sinusoïdales. Nous avons

procédé à l'identification des paramètres de la machine et à l'établissement des expressions

analytiques des inductances et des féms puis à leurs développements en série de Fourier. Nous
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nous sommes toutefois limité aux harmoniques de la fém et des inductances les plus

significatifs. A l'issue de cette étude, les références des courants optimaux ont été déterminées

après résolution d'un problème d'optimisation. La méthode SQP (sequential quadratique

programming) a été choisie, en raison de ses qualités en terme de précision et de convergence.

Les références optimales du courant obtenues, se présentent sous forme d'expressions

complexes en cas d'une implémentation sur un calculateur numérique. Une méthode

d'optimisation suboptimale a été proposée. Cette méthode, basée sur le modèle moyen du

couple, conduit à la formulation des références des courants sous formes de fonctions

polynomiales. Les performances obtenues avec ce modèle sont satisfaisantes du point de vue

ondulations de couple. En effet, ces ondulations sont de 20% par rapport au couple moyen

contre 13% pour le modèle optimal alors qu'elles atteignent les 40% avec le modèle classique.

Le dernier chapitre, est essentiellement destiné à la mise en ouvre expérimentale des

différentes techniques étudiées. Après la modélisation, du convertisseur et l'établissement du

modèle d'état de la machine synchrone à fém et inductances non sinusoïdales, nous avons tenu

à rappeler brièvement les lois classiques de commande de couple pour les machines

synchrones à aimants permanents. Nous avons procédé à la simulation numérique des

différents types de commande (classique, optimale et suboptimale) ainsi qu'à la comparaison

de leurs performances. Une étude expérimentale vient achever ce chapitre. Les résultats

obtenus, sur un banc d'essais muni d'un processeur de traitement de signaux numériques,

valident les résultats de la simulation et justifient l'approche proposée.

Ainsi, nous disposons d'un outil permettant de calculer les références optimales de courant

pour n'importe quelle machine synchrone quelques soit ses formes d'ondes de fém ou

d'inductances. Par ailleurs, des progrès restent encore à faire au niveau de la modélisation. En

effet, il serait important de considérer l'influence de la saturation des tôles du stator,

particulièrement au niveau des dents. Si ce phénomène n'est pas forcément facile à intégrer

dans un modèle, la connaissance de la limite au delà de laquelle il ne peut plus être négligé

serait utile. La prise en compte du couple de détente dans le modèle pourrait nous permettre

de définir des entraînements plus performants. Sa neutralisation pourrait améliorer les

performances des moteurs synchrones, particulièrement au niveau des ondulations de couple.
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ونتيجة . بمفعول جول من أجل عزم مزدوجة معينةالماكينهدا يؤدي إلى تقليص ضياعات ,توجيه مميز لشعاع تيار الطور

طريقة التحكم تحت المثلى قد .المزدوجةيسمح أيضا بتقليص تموجات  عزم ’ فإن شكل موجة التيار المحصل عليها,لدلك
النتائج .تسهل الإستعمال التطبيقي بواسطة حاسوب رقمي,ةللماكينالمبينة على النموذج المتوسط ,هده الطريقة.اقترحت

ائج  كل النت.المتحصل عليها حسابيا قد تم التحقق منها تطبيقيا على هيكل تجريبي مبني على عقل إلكتروني لتحليل الإشارة 
.معروضة في هده المذكرة تبين فعالية الطريقة المقترحة

.تحقيق الامثلية,تقليص تموجات العزم,النموذج العكسي, المتزامنة ذات المغناطيس الدائمةكينالما:الكلمات الرئيسية

Résumé – La modélisation des machines à courant alternatif est souvent réalisée en
utilisant le repère classique de Park. Nous présentons un modèle inverse pour la machine
synchrone à aimants permanents à pôles saillants à répartition de flux et inductances non
sinusoïdales. Ce modèle inverse est déduit des propriétés des courbes isocouples dans le
repère de Concordia. Cela permet de définir un nouveau repère dans lequel nous choisissons
une orientation privilégiée pour le vecteur courant de phase, conduisant à une minimisation
des pertes par effet Joule dans la machine pour un couple donné. En conséquence, la forme
d'onde du courant optimal obtenue, permet également de minimiser les ondulations de couple.
Une commande suboptimale est également proposée. Basée sur le modèle moyen de la
machine, elle  facilite la mise en œuvre expérimentale avec calculateur numérique. Les
résultats de la simulation numérique ainsi que la validation expérimentale sur un banc d'essai
à base d'un processeur de traitement de signal (DSP) sont présentés.

Mots clés: Machine synchrone à aimants permanents, modèle inverse, minimisation des
ondulations de couple, optimisation.

Abstract –AC motor mathematical models are usually obtained using classical d-q
transformation. A new inverse modeling for synchronous motors is presented. This modeling
is based on theconstant torque curves properties in the Concordia’s reference frame. It takes 
into consideration the non-sinusoidal character of magnetic field distribution, self and
mutual inductances with respect to the angular rotor position. Torque control, in the
extended Park referential, is achieved by two chief methods of current minimization. The
first one uses the optimal current that yields a constant instantaneous torque while
minimizing copper losses and the second uses the sub-optimal current based on mean torque
calculation. In this case, current reference and torque reference are expressed by polynomial
function after normalization. The functions optimizing the mean torque are easy to implement
and minimize both copper losses and torque ripples. Simulation and experimental results on
DSP-based test bed are presented and shows the efficiency of the proposed method.

Keywords: Synchronous Machines, Permanent Magnets, Inverse Modeling, Torque Ripples,
Optimization.


