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RESUME – Cet article présente un modèle analytique géné-
rique qui permet de reproduire les courants statoriques d’une
machine synchrone à aimants permanents (MSAP) en incluant
la saturation et l’effet de la saturation croisée. Ce modèle est
générique contrairement aux modèles déjà existants, non limité en
fréquence, et inclut le calcul des phases des harmoniques, ce qui
permet d’obtenir les formes d’ondes de courant pour n’importe
quelle MLI. De tels résultats permettent par la suite d’évaluer les
pertes fer, l’ondulation de couple ou encore le bruit généré.

Mots-clés – harmoniques de courant, MSAP, transformation de
Park, modèle dq, saturation magnétique, MLI, saturation croisée

1. INTRODUCTION

Aujourd’hui, les fabricants de machines électriques dans le
secteur automobile sont contraint de fabriquer des machines à
haute efficacité énergétique et qui génèrent le minimum de bruit
magnétique. Dans ce cadre, nous étudions l’impact des harmo-
niques liés à la MLI sur une MSAP triphasée commandée par un
onduleur à deux niveaux de tension. En effet, les harmoniques
de tension engendrent des harmoniques de courant qui contri-
buent à augmenter les pertes magnétiques (pertes par courants
de Foucault et pertes par hystérésis) [1] et à détériorer le couple
[2]. Ces harmoniques vont aussi générer des harmoniques de
pressions magnétiques et donc du bruit s’ils excitent des réso-
nances de la structure mécanique de la machine [3, 4, 5]. Il est
donc nécessaire d’évaluer ces harmoniques pour pouvoir prédire
leurs impacts sur la machine, et une méthode analytique permet-
trait d’accélérer les calculs. Des modèles analytiques permettant
de calculer les harmoniques de courant à partir de modèle dq
linéaire [6] (n’incluant pas la saturation) et non linéaire [7] (in-
cluant la saturation et l’effet de saturation croisée) pour des ma-
chines synchrones à aimants permanents existent déjà. Ces deux
modèles ne permettent de calculer que des harmoniques spéci-
fiques de courant (fs± 2fe, fs± 4fe, 2fs± fe, 2fs± 5fe et
2fs±7fe avec fs la fréquence de commutation et fe la fréquence
du fondamental) à partir d’harmoniques de tension spécifiques
à la MLI vectorielle (SVPWM) [8]. De plus, le modèle proposé
dans [7] qui inclut la saturation, ne permet pas de calculer les
phases des harmoniques de courant. Ainsi, nous proposons un
modèle générique, non limité à deux fois la fréquence de com-
mutation et qui permet d’obtenir les formes d’ondes de courant.
Ces formes d’ondes peuvent ensuite être injectées dans un lo-
giciel d’analyse par éléments finis pour réaliser des calculs ma-
gnétiques.
La méthode générale basée sur la transformation de Park uti-
lisée dans [6] et [7] est celle utilisée dans le modèle proposé.
Mais, dans le modèle analytique décrit dans cet article, un har-

monique de tension quelconque (amplitude, fréquence et phase
quelconques) est étudié au lieu d’harmoniques spécifiques, ce
qui permet d’avoir un résultat générique.
Des modèles de courant basés sur un modèle linéaire de la ma-
chine et sur un modèle linéarisé utilisant les inductances incré-
mentales sont d’abord développés avant l’utilisation d’un mo-
dèle non linéaire de la machine. Les résultats obtenus avec les
trois modèles sont comparés aux résultats expérimentaux.

2. IMPACT DES HARMONIQUES DE LA MLI SUR LE
COMPORTEMENT VIBRO-ACOUSTIQUE DE LA MA-
CHINE

La MLI crée des harmoniques de tension et de courant autour
de fréquences multiples de la fréquence de commutation. Ces
harmoniques de courant vont ensuite générer des harmoniques
de force magnétomotrice statorique :

Fmms(t, θ) =

qs∑
q=1

N (q)
s (θ).i(q)s (t) (1)

Avec qs le nombre de phases et N (q)
s la fonction de bobinage.

Les harmoniques de force magnétomotrice statorique liés à la
MLI sont d’ordre spatial p (nombre de paires de pôles) et de
fréquence égale à la fréquence MLI (fMLI = mfs ± nfe, avec
m et n des entiers de parité différente).
Les harmoniques de force magnétomotrice statorique, combinés
avec des harmoniques de perméance vont créer des harmoniques
de flux magnétique car on a :

B = λFmm (2)

Avec λ la perméance, et B l’induction magnétique.
Et enfin, la combinaison de deux harmoniques de flux magné-
tique va générer un harmonique de force magnétique. On peut
décomposer les pressions magnétiques radiales et tangentielles
comme suit :

δr(θ, t) = ((Br
r +Bs

r)
2 − (Br

t +Bs
t )

2)/2µ0

δt(θ, t) = (Br
r +Bs

t )(B
r
t +Bs

t )/µ0

(3)

Avec Br
r,t l’induction radiale/tangentielle rotorique et Bs

r,t l’in-
duction radiale/tangentielle statorique.
Les principaux harmoniques de flux magnétique liés à la MLI
proviennent de la combinaison des harmoniques de force ma-
gnétomotrice d’ordre spatial p et de fréquence fMLI avec la



composante continue spatiale et temporelle de perméance.
La combinaison de ces harmoniques de flux avec le fondamental
de flux d’ordre spatial p et de fréquence fe, va générer les prin-
cipaux harmoniques de force magnétique liés à la MLI d’ordre
spatial p± p et de fréquence fMLI ± fe. Autour de ces harmo-
niques, on retrouve des harmoniques dus à l’interaction entre
les principaux harmoniques de flux liés à la MLI avec les har-
moniques de denture. Le détail des harmoniques de force ma-
gnétique est expliqué dans [9] et [10].
Une meilleure connaissance des harmoniques de courant permet
la prédiction du comportement vibro-acoustique de la machine.

3. HARMONIQUES DE TENSION
N’importe quel harmonique de tension peut être exprimé dans

le repère abc comme suit après avoir appliqué la double intégrale
de Fourier comme expliqué dans [11] :

Hmn = Amncos((mωs + nωe)t) +Bmnsin((mωs + nωe)t)
(4)

Avec m l’ordre lié à la porteuse, n l’ordre lié à la modulante,
ωs la pulsation de commutation et ωe la pulsation électrique liée
au fondamental. Pour cet article, nous avons utilisé l’expression
analytique des harmoniques de tension liés à la SVPWM qui
sont détaillées dans [11] pour valider le modèle, mais un autre
type de MLI aurait pu être utilisé. L’expression analytique est la
suivante :

uH = Amncos((mωs + nωe)t) (5)
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Avec Jk, la fonction de Bessel d’ordre k, M l’indice de modu-
lation (M = V1

Vdc
, avec V1 l’amplitude du fondamental et 2Vdc

la tension d’alimentation totale), m l’ordre harmonique lié à la
porteuse et n l’ordre harmonique lié à la modulante.

4. MODÈLE LINÉAIRE (INDUCTANCES APPARENTES)
4.1. Expression des harmoniques de tension dans le repère

dq

Le premier modèle de courant établi est un modèle basé sur
un modèle linéaire de la machine. L’expression générique de
l’équation 4 est utilisée pour exprimer les harmoniques de ten-
sion dans le repère dq à l’aide de la transformation de Park qui
est la suivante :

ud =
2

3
(ua cos θ + ub cos(θ −

2π

3
) + uc cos(θ −

4π

3
))

uq = −2

3
(ua sin θ + ub sin(θ −

2π

3
) + uc sin(θ −

4π

3
))

u0 = 0

(7)

Avec θ = ωet−ϕ0. On considère que l’origine du repère abc
est le fondamental de tension Vs.
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FIG. 1. Diagramme de Fresnel

On a alors, d’après la figure 1 :

ϕ0 =
π

2
+δ tan δ =

−Vd

Vq
=

LqωeIq −RSId
RSIq + LdωeId +ΨRωe

(8)

Les deux harmoniques de tension Hm,3n−1 et Hm,3n+1 (avec
m et n de même parité) dans le repère abc conduisent à un
seul harmonique Hm,3n dans le repère dq. La transformation
de Park sera donc appliquée pour les deux harmoniques de ten-
sion Hm,3n−1 et Hm,3n+1. Après avoir appliqué la transforma-
tion de Park pour les deux harmoniques de tension Hm,3n−1 et
Hm,3n+1 et après avoir combiné les résultats obtenus, on ob-
tient :

ud(m,±3n) = Ud(m,±3n) cos((mωs±3nωe)t+ϕd(m,±3n)) (9)

L’amplitude et la phase de l’harmonique sont exprimées comme
suit :
U2
d(m,±3n) = A2

m,3n−1 +A2
m,3n+1 + 2Am,3n−1Am,3n+1 cos 2ϕ0

+B2
m,3n−1 +B2

m,3n+1 + 2Bm,3n−1Bm,3n+1 cos 2ϕ0

± 2Am,3n−1Bm,3n+1 sin 2ϕ0 ∓ 2Am,3n+1Bm,3n−1 sin 2ϕ
(10)

sinϕd(m,±3n) =
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)
/Ud(m,±3n)

cosϕd(m,±3n) =

(
Am,3n−1 cosϕ0 +Am,3n+1 cosϕ0

∓Bm,3n−1 sinϕ0 ±Bm,3n+1 sinϕ0

)
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(11)
De la même manière, on a pour la tension uq :

uq(m,±3n) = ±Uq(m,±3n) sin((mωs ± 3nωe)t+ ϕq(m,±3n))
(12)

Avec :
U2
q(m,±3n) = A2

m,3n−1 +A2
m,3n+1 − 2Am,3n−1Am,3n+1 cos 2ϕ0

+B2
m,3n−1 +B2

m,3n+1 − 2Bm,3n−1Bm,3n+1 cos 2ϕ0

∓ 2Am,3n−1Bm,3n+1 sin 2ϕ0 ± 2Am,3n+1Bm,3n−1 sin 2ϕ0

(13)

sinϕq(m,±3n) =

(
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±Am,3n+1 sinϕ0 −Bm,3n+1 cosϕ0

)
/Uq(m,±3n)
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±Bm,3n−1 sinϕ0 −Am,3n−1 cosϕ0

+Am,3n+1 cosϕ0 ±Bm,3n+1 sinϕ0

)
/Uq(m,±3n)

(14)



4.2. Expressions des harmoniques de courant dans le repère
dq

Pour exprimer les harmoniques de courant dans le repère dq,
on utilise un modèle linéaire de la machine. Le modèle utilisé
est celui présenté dans [12] dans lequel on a :(

ud
uq

)
= Ris +

dΨs

dt
+ JωeΨs (15)

Avec :

J =

(
0 −1
1 0

)
(matrice complexe unitaire)

Ψs = Lsis +ΨR

Ls =

(
Ldapp 0
0 Lqapp

)
=

(
Ψd−ΨR

id
0

0
Ψq

iq

) (16)

Avec ΨR le flux rotorique défini dans le référentiel rotorique.
Dans ce modèle, la saturation n’est pas prise en considération :
on considère une relation linéaire entre le flux et le courant. Ls
qui correspond ici à la matrice d’inductances apparentes et ΨR
ne dépendent pas de is.
On obtient pour les harmoniques de tensions dans le repère dq,
les résultats suivants :

us = Ris + JωeLsis + Ls
dis
dt

+ JωeΨR (17)(
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0 −ωe
ωe 0
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(18)

Avec ωµ la pulsation liée à l’harmonique de courant Im,3n dans
le repère dq :

ωµ = mωs + 3nωe (19)

Avec m et n de même parité.
Finalement, on a :

ud = Rid + jωµLdappid − ωeLqappiq

uq = Riq + jωµLqappiq + ωe(Ldappid +ΨR)
(20)

Dans l’équation 20, on peut négliger les termes R et ωe par rap-
port à ωµ étant donné que la fréquence de commutation est en
général largement supérieure à la fréquence fondamental élec-
trique. Dans notre cas, la fréquence de commutation est égale à
13300Hz. On obtient alors :

idωµ
≈

udωµ

jωµLdapp

iqωµ
≈

uqωµ

jωµLqapp

(21)

id(m,3n) ≈
Ud(m,3n) sin((mωs + 3nωe)t+ ϕd(m,3n))

(mωs + 3nωe)Ldapp
(22)

iq(m,3n) ≈ −
Uq(m,3n) cos((mωs + 3nωe)t+ ϕq(m,3n))

(mωs + 3nωe)Lqapp
(23)

4.3. Expressions des harmoniques de courant dans le repère
abc

La dernière étape consiste à utiliser la transformation de Park
inverse pour exprimer les harmoniques de courant dans le repère
abc :

ia = id cos θ − iq sin θ (24)
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FIG. 2. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 40Nm (modèle linéaire)
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FIG. 3. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 80Nm (modèle linéaire)
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FIG. 4. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 100Nm (modèle linéaire)

Après avoir appliqué la transformation de Park inverse, on
peut séparer les résultats en deux résultats liés aux harmoniques
de courant Im,3n−1 et Im,3n+1.
Les résultats obtenus sont les suivants :

is(m,(3n±1)) = Is(m,(3n±1))cos((mωs + (3n± 1)ωe)t

+ ϕs(m,(3n±1)))
(25)

Où les phases et les amplitudes sont exprimées comme suit :

I2s(m,(3n±1)) =
1

4ω2
µL

2
dappL

2
qapp

[(
LqappUd(m,3n)(− cosϕd(m,3n) cosϕ0

∓ sinϕd(m,3n) sinϕ0) + LdappUq(m,3n)(− sinϕq(m,3n)

× sinϕ0 ∓ cosϕq(m,3n) cosϕ0)

)2

+

(
LqappUd(m,3n)

× (sinϕd(m,3n) cosϕ0 ∓ cosϕd(m,3n) sinϕ0) + LdappUq(m,3n)

× (− cosϕq(m,3n) sinϕ0 ± sinϕq(m,3n) cosϕ0)

)2]
(26)
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FIG. 5. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 40Nm (modèle linéarisé avec inductances incrémentales)
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FIG. 6. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 80Nm (modèle linéarisé avec inductances incrémentales)
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FIG. 7. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 100Nm (modèle linéarisé avec inductances incrémentales)
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1

2ωµLdappLqapp

(
LqappUd(m,3n)(− cosϕd(m,3n)

× cosϕ0 ∓ sinϕd(m,3n) sinϕ0) + LdappUq(m,3n)

× (− sinϕq(m,3n) sinϕ0 ∓ cosϕq(m,3n)

× cosϕ0)

)
/Is(m,(3n±1))

cosϕs(m,(3n±1)) =
1

2ωµLdappLqapp

(
LqappUd(m,3n)(sinϕd(m,3n)

× cosϕ0 ∓ cosϕd(m,3n) sinϕ0) + LdappUq(m,3n)

× (− cosϕq(m,3n) sinϕ0 ± sinϕq(m,3n)

× cosϕ0)

)
/Is(m,(3n±1))

(27)
Les harmoniques de courant Im,−(3n+1) et Im,−(3n−1) sont cal-
culés à partir des harmoniques Im,3n+1 et Im,3n−1 de la manière
suivante :

is(m,−(3n±1)) = −Is(m,3n±1)cos((mωs − (3n± 1)ωe)t

− ϕs(m,(3n±1)))
(28)

4.4. Discussion

A partir des figures 2(a), 3(a) et 4(a), on constate que glo-
balement, les amplitudes des harmoniques obtenues à partir du
modèle linéaire sont plus faibles que les amplitudes des harmo-
niques expérimentaux pour tous les points de fonctionnement
considérés. D’après les figures 2(b), 3(b), et 4(b), l’ondulation
de courant obtenue est elle aussi inférieure à l’ondulation des
courants expérimentaux. L’erreur la plus grande commise, qui
est autour de 45% concerne les harmoniques de premier rang
(autour de l’harmonique 50) et de troisième rang (autour de
l’harmonique 150) pour 4000 rpm/ 100 Nm qui constitue le
point de fonctionnement le plus saturé des trois. Ces erreurs
sont dues à la saturation : les inductances incrémentales dimi-
nuent avec l’augmentation du courant et donc du couple.
Les inductances apparentes (Lx = Ψx

ix
) utilisées dans le modèle

linéaire sont alors dans la suite remplacées par des inductances
incrémentales (Lx = dΨx

dix
) afin de mieux définir le comporte-

ment dynamique de la machine.

5. MODÈLE DQ LINÉARISÉ UTILISANT LES INDUC-
TANCES INCRÉMENTALES

5.1. Modèle analytique

Pour se rapprocher de la réalité, il est nécessaire d’améliorer
le modèle linéaire simplifié qui ne permet pas de donner une
bonne estimation des harmoniques de courant. Le même mo-
dèle est utilisé (équations 15 à 18), mais dans ce cas, Ls et ΨR
dépendent de is. A ce stade, l’effet de la saturation croisée est
toujours négligé : effet du courant id sur le flux Ψq et l’effet du
courant iq sur le flux Ψd [13].
On a alors pour les harmoniques de tension :

ud = Rid + jωµLdincid − ωeLqappiq

uq = Riq + jωµLqinciq + ωe(Ldappid +ΨR)
(29)

En négligeant là encore R et ωe par rapport à ωµ, on obtient
pour les harmoniques de courant :

idωµ
≈

udωµ

jωµLdinc

iqωµ
≈

uqωµ

jωµLqinc

(30)

Les expressions analytiques des harmoniques de courant sont
obtenues pour ce modèle en remplaçant les inductances appa-
rentes du modèle linéaire (équations 26 et 27) par les induc-
tances incrémentales.

5.2. Discussion

D’après les figures 5(a), 6(a) et 7(a), on constate que les am-
plitudes des harmoniques obtenus avec ce modèle sont globale-
ment toujours inférieurs aux résultats expérimentaux, mais on
constate une amélioration par rapport aux harmoniques obte-
nus avec le modèle linéaire (figure 2(a), 3(a) et 4(a). Cela est
dû au fait que les inductances incrémentales sont inférieures
aux inductances apparentes sous saturation. Pour tous les points
de fonctionnement les harmoniques de deuxième rang ont aug-
menté. Les autres harmoniques (harmoniques de premier et de
troisième rang) ont augmenté le plus pour 4000 rpm/ 100 Nm
étant donné qu’il s’agit du point de fonctionnement le plus sa-
turé.
La plus grande erreur commise avec ce modèle sur les harmo-
niques prédominants est autour de 30% contre 45% avec le mo-
dèle linéaire précédent.
Les résultats peuvent tout de même être améliorés en incluant
l’effet de la saturation croisée qui est introduite grâce aux in-
ductances mutuelles Mdq et Mqd dans la section suivante.
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FIG. 8. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 40Nm (modèle non linéaire)
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FIG. 9. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 80Nm (modèle non linéaire)
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FIG. 10. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 100Nm (modèle non linéaire)

6. MODÈLE NON LINÉAIRE

6.1. Modèle analytique

L’inclusion de l’effet de saturation croisée permet de prendre
la saturation entièrement en compte.
Le modèle non linéaire [12, 14] peut être exprimé comme suit :

us = Ris + JωeLsis + Li
dis
dt

+ JωeΨR (31)

Avec :

Ls =

(
Ldapp Ldq
Lqd Lqapp

)
=

(
Ψd−ΨR

id
Ψd−ΨR

iq
Ψq

id

Ψq

iq

)

Li =

(
Ldinc Mdq
Mqd Lqinc

)
=

(
dΨd

did
dΨd

diq
dΨq

did

dΨq

diq

) (32)

En négligeant ωe et R, on a :

ud = jωµLdincid +Mdqiqjωµ

uq = jωµLqinciq +Mqdidjωµ
(33)

Les courants obtenus sont les suivants :

idωµ
≈

udωµ
Lqinc −Mdquqωµ

jωµ(LqincLdinc −MdqMqd)

iqωµ
≈

uqωµ
Ldinc −Mqdudωµ

jωµ(LqincLdinc −MdqMqd)

(34)

Pour les harmoniques Hm,3n et Hm,−3n dans le repère dq, on
a :

id(m,±3n) =
Ud′(m,±3n) sin((mωs ± 3nωe)t+ ϕd′(m,±3n))

ωµ(LdincLqinc −MdqMqd)
(35)

Avec :

U2
d′(m,±3n) =(LqincUd(m,±3n) cosϕd(m,±3n) −MdqUq(m,±3n)

× sinϕq(m,±3n))
2 + (Ud(m,±3n)Lqinc

× sinϕd(m,±3n) +MdqUq(m,±3n) cosϕq(m,±3n))
2

(36)

sinϕd′(m,±3n) =

(
Ud(m,±3n)Lqinc sinϕd(m,±3n)

+MdqUq(m,±3n) cosϕq(m,±3n)

)
/Ud′(m,±3n)

cosϕd′(m,±3n) =

(
LqincUd(m,±3n) cosϕd(m,±3n)

−MdqUq(m,±3n) sinϕq(m,±3n)

)
/Ud′(m,±3n)

(37)
De même on a :

iq(m,±3n) = ∓
Uq′(m,±3n) cos((mωs ± 3nωe)t+ ϕq′(m,±3n))

ωµ(LdincLqinc −MdqMqd)
(38)

Avec :

Uq′(m,±3n) = (LdincUq(m,3n) cosϕq(m,±3n) +MqdUd(m,±3n)

× sinϕd(m,±3n))
2 + (LdincUq(m,±3n) sinϕq(m,±3n)

−MqdUd(m,±3n) cosϕd(m,±3n))
2

(39)

sinϕq′(m,±3n) =

(
LdincUq(m,±3n) sinϕq(m,±3n)

−MqdUd(m,±3n) cosϕd(m,±3n)

)
/Uq′(m,±3n)

cosϕq′(m,±3n) =

(
LdincUq(m,±3n) cosϕq(m,±3n)

+MqdUd(m,±3n) sinϕd(m,±3n)

)
/Uq′(m,±3n)

(40)
Les équations 26 et 27 sont réutilisées pour retrouver les

résultats liés au modèle non linéaire. On remplace alors Ud par
Ud′ , Uq par Uq′ , ϕd par ϕd′ , ϕq par ϕq′ , et enfin Ld et Lq par
(LdincLqinc −MdqMqd).

6.2. Discussion

D’après les figures 8(a), 9(a) et 10(a), on constate que les am-
plitudes des harmoniques sont plus élevées que celles obtenues
avec les deux modèles précédents. En effet, d’après le tableau 1,



TABLEAU 1. Comparaison des erreurs commises sur les harmoniques
prédominants avec le modèle linéaire (modèle A), le modèle dq linéarisé

utilisant les inductances incrémentales (modèle B) et le modèle non linéaire
(modèle C)

model A
err (%)

model B
err (%)

model C
err (%)

4000rpm/
40Nm

fs ± 2fe 20 14 8
fs ± 4fe 17 15 5
2fs ± fe 32 23 13
3fs±2fe 34 29 12
3fs±4fe 29 28 17

4000rpm/
80Nm

fs ± 2fe 35 22 5
fs ± 4fe 33 22 2
2fs ± fe 30 22 8
3fs±2fe 40 27 13
3fs±4fe 38 28 9

4000rpm/
100Nm

fs ± 2fe 41 20 8
fs ± 4fe 42 24 6
2fs ± fe 29 22 13
3fs±2fe 43 25 16
3fs±4fe 41 22 5

on constate aussi une amélioration avec l’inclusion de la satura-
tion croisée (modèle C) par rapport aux deux autres modèles A
et B qui utilisent respectivement les inductances apparentes et
incrémentales.
En ce qui concerne les formes d’ondes de courant obtenues
(figure 8(b), 9(b) et 10(b)), elles sont très proches des formes
d’ondes expérimentales. L’ondulation de courant obtenue avec
le modèle non linéaire est aussi supérieure à celle obtenue avec
les deux autres modèles (figure 2(b), 3(b), 4(b), 5(b), 6(b) et
7(b)) au vu de l’augmentation de l’amplitude des harmoniques
de courant.
Le modèle non linéaire est le modèle qui permet de se rappro-
cher le plus des résultats expérimentaux étant donné que la satu-
ration est entièrement prise en compte à travers les inductances
incrémentales et l’effet de saturation croisée. Les résultats obte-
nus ne sont pas identiques aux résultats expérimentaux. L’erreur
la plus élevée commise sur les harmoniques prédominants est
d’environ 20% contre environ 30% avec le modèle linéarisé uti-
lisant les inductances incrémentales. Ces erreurs peuvent être
tout d’abord expliquées par les potentielles erreurs commises en
calculant les inductances.
En effet, les inductances ont été calculées à partir de courbes dq
de flux en fonction du courant issues de calculs éléments finis,
ce qui introduit des incertitudes. Mais aussi, des défauts exis-
tants dans la machine réelle tels que l’excentricité ne sont pas
simulés et peuvent modifier les inductances.
Le modèle permet tout de même de fournir une bonne estima-
tion des courants statoriques ce qui peut être très utile pour des
études vibro-acoustique par exemple.

7. CONCLUSIONS
Dans cet article, un modèle analytique permettant de calculer

les courants statoriques en prenant en compte la saturation pour
une machine synchrone à aimants permanents est proposé.
Ce modèle a été établit à partir de deux autres modèles basées
sur un modèle linéaire de la machine et un modèle linéarisé uti-

lisant les inductances incrémentales. Des expérimentations ont
permis de valider le modèle.
Ce modèle non linéaire par rapport à ceux déjà existants dans
la littérature est générique et non limité en fréquence : n’im-
porte quel harmonique de courant peut-être calculé à partir de
n’importe quel harmonique de tension avec une seule et même
formule. De plus, le modèle proposé permet aussi de calculer
les phases des harmoniques de courant en prenant en compte la
saturation ainsi que l’effet de saturation croisée, ce qui permet
d’obtenir le spectre mais aussi les formes d’ondes de courant.
Ces résultats peuvent ensuite être utilisés dans un but d’opti-
misation ou encore pour prédire les pertes fer, l’ondulation de
couple ou le bruit généré.
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