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RESUME - Cet article présente un modele analytique géné-
rique qui permet de reproduire les courants statoriques d’une
machine synchrone a aimants permanents (MSAP) en incluant
la saturation et ’effet de la saturation croisée. Ce modele est
générique contrairement aux modéles déja 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, I’ondulation de couple ou encore le bruit généré.

Mots-clés — harmoniques de courant, MSAP, transformation de
Park, modele dq, saturation magnétique, MLLI, saturation croisée

1. INTRODUCTION

Aujourd’hui, les fabricants de machines électriques dans le
secteur automobile sont contraint de fabriquer des machines a
haute efficacité énergétique et qui génerent le minimum de bruit
magnétique. Dans ce cadre, nous étudions I’impact des harmo-
niques liés a la MLI sur une MSAP triphasée commandée par un
onduleur a deux niveaux de tension. En effet, les harmoniques
de tension engendrent des harmoniques de courant qui contri-
buent & augmenter les pertes magnétiques (pertes par courants
de Foucault et pertes par hystérésis) [1] et a 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 modeles analytiques permettant
de calculer les harmoniques de courant a partir de modele dq
linéaire [6] (n’incluant pas la saturation) et non linéaire [7] (in-
cluant la saturation et I’effet de saturation croisée) pour des ma-
chines synchrones a aimants permanents existent déja. Ces deux
modeles ne permettent de calculer que des harmoniques spéci-
fiques de courant (fs +2fe, fs+4fe,2fs+ fe,2fs+5feet
2fs+7 fe avec fs la fréquence de commutation et fe la fréquence
du fondamental) a partir d’harmoniques de tension spécifiques
a la MLI vectorielle (SVPWM) [8]. De plus, le modele proposé
dans [7] qui inclut la saturation, ne permet pas de calculer les
phases des harmoniques de courant. Ainsi, nous proposons un
modele générique, non limité a deux fois la fréquence de com-
mutation et qui permet d’obtenir les formes d’ondes de courant.
Ces formes d’ondes peuvent ensuite étre 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 modele proposé.
Mais, dans le modele analytique décrit dans cet article, un har-
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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 modeles de courant basés sur un modele linéaire de la ma-
chine et sur un modele linéarisé utilisant les inductances incré-
mentales sont d’abord développés avant 1’utilisation d’un mo-
dele non linéaire de la machine. Les résultats obtenus avec les
trois modeles 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 :

qs
Fmmy(t,0) = > N{P(0).i% (t) (1)

g=1

Avec gs le nombre de phases et Né(q) la fonction de bobinage.
Les harmoniques de force magnétomotrice statorique liés a la
MLI sont d’ordre spatial p (nombre de paires de pdles) et de
fréquence égale a la fréquence MLI (fyrrr = 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 =M Fmm 2

Avec ) la perméance, et B I’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 :

6:(0,) = ((BY + BY)* = (B} + B;)*) /240

3
50(0,1) = (B} + B)(BY + BY) /o ©
Avec By, I'induction radiale/tangentielle rotorique et By, I'in-
duction radiale/tangentielle statorique.

Les principaux harmoniques de flux magnétique liés a la MLI
proviennent de la combinaison des harmoniques de force ma-
gnétomotrice d’ordre spatial p et de fréquence fy;r; 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 f., va générer les prin-
cipaux harmoniques de force magnétique liés a la MLI d’ordre
spatial p & p et de fréquence fa;r; £ f.. Autour de ces harmo-
niques, on retrouve des harmoniques dus a 1’interaction entre
les principaux harmoniques de flux liés a 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 étre exprimé dans
le repere abc comme suit apres avoir appliqué la double intégrale
de Fourier comme expliqué dans [11] :

Hp = Apncos((mws + nwe)t) + B sin((mws + nwe )t)
4

Avec m 'ordre lié a la porteuse, n ’ordre lié a la modulante,
ws la pulsation de commutation et w, la pulsation électrique liée
au fondamental. Pour cet article, nous avons utilisé 1’expression
analytique des harmoniques de tension liés a la SVPWM qui
sont détaillées dans [11] pour valider le modele, mais un autre
type de MLI aurait pu étre utilisé. L’expression analytique est la
suivante :

ug = Apncos((mws + nwe)t) 5)
8Vie [T . T 3 B
Amn - W |:g hln((m + n)g) <Jn(mT]u) +2cosn 6
V3r 1 . T T . 7 3
X Jp(m 1 M)) + 5, sinmg cosng sinne (Jo(mzk[)
\/§7T ad 1 X ™
— Jo(m 1 Mf)) #0—&- Z <n+ksm((m+k)§)
n k=1
(k#—n)
x cos((n + k)g) sin((n + k)%) {Jk(m%kf) (6)

+2mﬁ@n+3mgﬂﬂmyfﬂMﬂ)+'§i< :

1)
x sin((m + k)g) cos((n — k)g) sin((n — k)%) [Jk(m%rM)

+2cos((2n — 3k)g)"k("‘ \/jﬂ M)} )}

Avec Ji, la fonction de Bessel d’ordre k, M I'indice de modu-
lation (M = l‘//Tl’ avec V; I’amplitude du fondamental et 2V,
la tension d’alimentation totale), m I’ordre harmonique lié€ a la
porteuse et n I’ordre harmonique li€ a la modulante.

4. MODELE LINEAIRE (INDUCTANCES APPARENTES)

4.1.  Expression des harmoniques de tension dans le repere

dq

Le premier modele de courant établi est un modele basé sur
un modele linéaire de la machine. L’expression générique de
I’équation 4 est utilisée pour exprimer les harmoniques de ten-
sion dans le repere dq a 1’aide de la transformation de Park qui
est la suivante :

2 2

ug = g(ua cos 0 + uy cos(0 — %) +uccos( — —-))
2 2

Uy = —g(uasinﬂ-i-ubSin(g - ?ﬂ) + ucsin(f — —

Ug :O

Avec 0 = wet — ¢p. On considere que 1’origine du repere abc
est le fondamental de tension V.

axeq
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axed

vd Id

FIG. 1. Diagramme de Fresnel

On a alors, d’apres la figure 1 :

*Vd ququ - Rsfd
tand = =
V;] Rslq + Lywelg + V¥ pw,

b0 = 5+0 ®)

Les deux harmoniques de tension H,, 3,,—1 et H,, 3,41 (avec
m et n de méme parité€) dans le repere abc conduisent a un
seul harmonique H,, 3, dans le repére dq. La transformation
de Park sera donc appliquée pour les deux harmoniques de ten-
sion H,, 3,,—1 et Hy, 3,41. Apres avoir appliqué la transforma-
tion de Park pour les deux harmoniques de tension H,, 3,1 et
H,, 341 et apres avoir combiné les résultats obtenus, on ob-

tient :
Ud(m,+3n) = Ud(m,:ﬁ:Sn) COS((mwsi3nwe)t+¢d(m,ﬂ:3n)) &)

L’amplitude et la phase de I’harmonique sont exprimées comme
suit :

2 2 2
Ud(m,iBn) = Am,3n—1 + Am,3n+1 + 2A7”a3”l*1‘4"b,3"+1 Ccos 2¢0
2 2
+ Bm,Bn—l + Bm,3n+1 + 2Bm,3n71Bm,3n+1 Cos 2¢0

£ 245 30—1Bm 3041510200 F 2Am 3n+1Bm 3n—15in2¢
(10)

Sin¢d(m,i'3n) = < - Bm,Bn—l CoS g — Bm,3n+1 cos ¢g
+ Am,3n—1 sin QZ)O + Am.,3n+1 sin ¢O) /Ud(m,iBn)
cos¢d(m,:t3n) = <Am,3n—1 COs ¢0 + Am,3n+1 COS ¢0

+ Bm,?mfl sin ¢0 + Bm,3n+1 sin ¢O> /Ud(m,j:iin)
1)

De la méme maniére, on a pour la tension u, :

Ug(m,+3n) = qu(m,:tBn) Sin((mws + 3nwe)t + (bq(m,:tBr(L%)z)
Avec :

2 2 2
Uq(m,i‘sn) = Am,3n—l + Am,3n+1 - 2A77L737L*1Am4,3n+1 cos 2¢0
2 2
+ Bm,73n_1 + Bm,73n+1 - QBm,anle,Bnﬁ»l COs 2¢0
F 2Am 3n—1Bm 3n+1 510 200 & 241 3041 Bim,3n-1 810 2¢

(13)
Sin¢q(m,i3n) = ( + AnL,Sn—l sin ¢0 + Bm,3n—1 COS ¢0
+ Ay 3ny18in ¢ — By 3n41 COS (bo) /Uq(m,+3n)

CO8QDq(m,+3n) = ( + By 3n—18i0 @9 — Ay 3n—1 COS ¢p

+ Am,3n+1 Cos ¢O =+ Bm,3n+1 sin ¢O> /Uq(m,j:Sn)
(14)



4.2.  Expressions des harmoniques de courant dans le repere
dgq

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

Uqg\ _ . d\IIs
(uq> = Ri, + o + Jw. VU, (15)
Avec :
0 -1 . .
J = 1 0 (matrice complexe unitaire)
\I/SZLSiS‘f'\I/R (16)
Vy—Vp
0 qapp 0 qu

Avec U g le flux rotorique défini dans le référentiel rotorique.
Dans ce modele, la saturation n’est pas prise en considération :
on considere une relation linéaire entre le flux et le courant. L
qui correspond ici a la matrice d’inductances apparentes et U g
ne dépendent pas de 7.
On obtient pour les harmoniques de tensions dans le repere dq,
les résultats suivants :

di

us = Rig + JweLgis + Lsd—lgq + Jw. VYR a7n

Ud _ R 0 Z:d + 0 —We Ldapp 0 Z:d

Ug 0 R)\iq We 0 0 Lgapp iq
. Lda 0 0 —We \I/R
o (M) (678 (9)

Avec w), la pulsation liée a ’harmonique de courant I, 3,, dans
le repere dq :
Wy = Mws + 3nwe (19)

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

uqg = Rig + jw,uLdappid - wCanPPi
at _ _ 0)
Ug = R’[,q + ]wquapqu + We(LdappZd + \I/R)

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

Uq

idwu ~ ﬁ
ptdapp
. Uq.,,, D
7 N —
o JwuLqapp
. Ud m,3n Sin((mws + 3nwe>t + (bd m,3n )
i,y R — ) (m3n) (22

(mws + 3nwe) Laapp

i —~ Uq(m,3n) COS((mws + 3nwe)t + ¢q(m,3n)) (23)
q(m.3n) (mws + 3nwe) Lgapp

4.3.  Expressions des harmoniques de courant dans le repere
abc

La derniere étape consiste a utiliser la transformation de Park
inverse pour exprimer les harmoniques de courant dans le repere
abc :

iq =1qc080 —igsinf (24)
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FIG. 2. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 40Nm (modele linéaire)
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FIG. 3. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 80Nm (modele linéaire)
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FIG. 4. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 100Nm (modele linéaire)

Apres avoir appliqué la transformation de Park inverse, on

peut séparer les résultats en deux résultats li€s aux harmoniques
de courant I, 35,1 €t Iy 3n41- .
Les résultats obtenus sont les suivants :

7:s(rm(?mil)) = Is(m7(3ni1))cos((mws + (37’L + 1)we)t

(25)
+ ¢s(m,(3n:ﬁ:l)))

Ou les phases et les amplitudes sont exprimées comme suit :

1

s(m,(3n£1)) = m
app

{(anppUd(m,?)n) (— €08 Pa(m,3n) €OS ¢o
F Sin Ag(m,3n) SN G0) + LdappUq(m,3n) (— SN @g(m,3n)
2
X $in @g F €08 Pg(m,3n) COS ¢0)> + <anm,Ud(m,3n)
X (Si0 @g(m,3n) COS Po F COS Pa(m,3n) SN G0) + LaappUq(m,3n)

2
X (—cos Bq(m,3n) SN G £ 8IN Gg(m,3n) COS ¢0)>
(26)
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FIG. 5. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 40Nm (modele 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 (modele 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 (modele linéarisé avec inductances incrémentales)

1
a 2wy LdappLqapp
X €os ¢ F sin ¢d(m,3n) sin QSO) + LdappUq(m,Bn)

X (_ sin ¢q(m,3n) sin ¢0 + cos ¢q(m,3n)

X €OS ¢0)> /Is(m,(3nj:1))

8in¢s(m,(3ni1)) (anppUd(m,Sn) (7 COs ¢d(m,3n)

1
2wy Ldapp Laapp
X cos ¢)O + cos ¢)d(m,3n) sin ¢O) + LdappUq(m,Bn)

X (= €OS Pg(m,3n) Si Go £ SIN Pg(m 3n)

X cos ¢0)>/]s(m,(3ni1))

COS(Z)s(m, (3nt1)) (anpp Ud(m,3n) (Sin ¢d(m,3n)

(27)
Les harmoniques de courant I, _(3,41) €t I, —(35,—1) sont cal-
culés a partir des harmoniques I, 35,41 €t I, 3,—1 de la maniére
suivante :

is(m,—(?mil)) = - s(m,3ni1)605((mws - (3n + 1)w€)t

(28)
- (bs(m,(Snzl:l)))

4.4.

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

Les inductances apparentes (L, = ‘f—j ) utilisées dans le modele
linéaire sont alors dans la suite remplacées par des inductances
incrémentales (L, = ‘fi‘ff) afin de mieux définir le comporte-

ment dynamique de la machine.

Discussion

5. MODELE DQ LINEARISE UTILISANT LES INDUC-
TANCES INCREMENTALES

5.1.

Pour se rapprocher de la réalité, il est nécessaire d’améliorer
le modele linéaire simplifié qui ne permet pas de donner une
bonne estimation des harmoniques de courant. Le méme mo-
dele est utilisé (équations 15 a 18), mais dans ce cas, L; et U
dépendent de ¢5. A ce stade, I’effet de la saturation croisée est
toujours négligé : effet du courant 74 sur le flux ¥, et I'effet du
courant 74 sur le flux ¥4 [13].

On a alors pour les harmoniques de tension :

Modele analytique

uqg = Rig + jwuLdincid - weLqU«PPi

. } . . (29)
ug = Rig + jwuLginclq + we(Ldappid + YR)
En négligeant la encore I et w, par rapport a w,,, on obtient
pour les harmoniques de courant :
udw“
Zdw ~ 7
* ]wuLdinc (30)

. quw,,
’quM ~ T

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

5.2.

D’apres les figures 5(a), 6(a) et 7(a), on constate que les am-
plitudes des harmoniques obtenus avec ce modele sont globale-
ment toujours inférieurs aux résultats expérimentaux, mais on
constate une amélioration par rapport aux harmoniques obte-
nus avec le modele linéaire (figure 2(a), 3(a) et 4(a). Cela est
di au fait que les inductances incrémentales sont inférieures
aux inductances apparentes sous saturation. Pour tous les points
de fonctionnement les harmoniques de deuxieéme rang ont aug-
menté. Les autres harmoniques (harmoniques de premier et de
troisiéme 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 modele sur les harmo-
niques prédominants est autour de 30% contre 45% avec le mo-
dele linéaire précédent.

Les résultats peuvent tout de méme &tre améliorés en incluant
Ieffet de la saturation croisée qui est introduite grace aux in-
ductances mutuelles Mg, et M,q dans la section suivante.

Discussion
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analytique
& E < / . udw“’ qu’nc - ququu
E = g, ’de ~ —
2 g o g © ® ]w,u(Lqinchinc - ququ)
e ] ] (34)
o o . Uqwu Ldinc - quudwu
1 150 150 1 ~
quw .
0 : - * JWu (Lqinchinc - ququ)
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(a) (b) Pour les harmoniques H,, 3,, et H,, _3, dans le repére dq, on

a:
F1G. 8. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour .
4000 RPM/ 40Nm (modele non linéaire) . _ Uar(m,+3n) sin((mws £ 3nwe)t + ar (m,+3n))

Yd(m n) —
d(m.£8n) wu(Ldinchinc_ququ)

(35)
Il expérimental AVeC .
I analytique
@i 3 Uj’(m,:ﬁ:Sn) :(Lqi’ﬂCUd(WL,:I:Bn) COS ¢d(m,:|:3n) - quUq(m,:t3n)
% g X sin ¢q(m,:|:3n))2 + (Ud(m,:l:Sn)Lqinc
: X 810 Qg (m,+3n) + MaqUq(m,+3n) COS ¢q(m7i3n))2
‘ (36)
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FIG. 9. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour
4000 RPM/ 80Nm (modele non linéaire)

+ quUq(m,iSn) COS ¢q(m,i3n)> /Ud’(m,iSn)

: o eSimeria - COSP s (m, £3n) = (LqincUd(m,:I:?m) CO8 D (1m,+3n)
s < < w .
3. E e — MaqUyq(m, +3n) Sin ¢q(m,:|:3n)> JUdr (m,+3n)
. 8 (37
De méme on a :
ST e T sty » . ¥Uq/(m,i3n) cos((mws £ 3nwe )t + Gg/ (m,+3n))
qg(m,+3n) —
(a) (b) Wy (Ldinchinc - ququ)
(38)
F1G. 10. Comparaison des (a) spectres et (b) formes d’ondes de courant pour Avec :

4000 RPM/ 100Nm (modele non linéaire)
Uq/(m,i3n) = (Ldinch(m,3n) Cos ¢q(m,i3n) + quUd(m,i?)n)

N . X sin ¢d(m,i3n))2 + (Ldinch(m,j:Bn) sin ¢q(m,i3n)
6. MODELE NON LINEAIRE

2

R ) - qud(m,:I:L’m) COS qj)d(m,:l:?m))

6.1.  Modeéle analytique 39)
L’inclusion de.:\l effet de saturation croisée permet de prendre $inGg (m43n) = | LaineUgm +3n) S0 Gg(m. +3n)

la saturation entierement en compte.

Le modele non linéaire [12, 14] peut étre exprimé comme suit :
- qud(m,iSn) COs ¢d(m,i3n)> /Uq’(m,j:?)n)

dis

D | Jolp (31

S:R.s JeLs's Li
U 1s + Jw 1s + Zdt

COS(bq’(m,:tBn) = (Ldinch(m,:l:Sn) COS ¢q(m,:|:3n)
Avec :

+ MyaUqm,+3n) Sin ¢d(m,:|:3n)> [Uqs (m,£3n)

‘I/df\I/R ‘I’d*\I’R
L. — Laapp ~ Ldq iq iq . .. (40)
* 7\ Lga qapp Yq Les équations 26 et 27 sont réutilisées pour retrouver les

(32) résultats liés au modele non linéaire. On remplace alors U, par

Laine Mg Cﬁg’; % U, Uy par Uy, ¢pq par ¢a, ¢, par ¢, et enfin Ly et L, par
Li = qu Lqinc = av, av, (Ldinchinc - ququ)-
dig dig
En négligeant w. et R, on a: 6.2.  Discussion

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

Ug = quLdincid + quiq.jw#
Ug = jWuLginciq + Mgaiqjw,



TABLEAU 1. Comparaison des erreurs commises sur les harmoniques
prédominants avec le modele linéaire (modele A), le modele dq linéarisé
utilisant les inductances incrémentales (modele B) et le modele non linéaire

(modele C)
model A  model B | model C
err (%) | err (%) | err (%)
fs £ 2fe 20 14 8
fst4fe 17 15 5
:gON(:;p“‘/ 2f, + £ 32 23 13
3fsEt2fe 34 29 12
3fstdfe 29 28 17
fs £2fe 35 22
fo+4f, 33 2
ggON‘::lp“’/ 2f, £ f. 30 22
3f,+2f, 40 27 13
3f,£4f. 38 28
fo+2f. 41 20
£, +4f, 42 24
‘l‘ggg‘;ﬂm/ 2f, + f. 29 2 13
3f,42f. 43 25 16
3f,+4f, 41 2 5

on constate aussi une amélioration avec I’inclusion de la satura-
tion croisée (modele C) par rapport aux deux autres modeles 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 tres proches des formes
d’ondes expérimentales. L’ ondulation de courant obtenue avec
le modele non linéaire est aussi supérieure a celle obtenue avec
les deux autres modeles (figure 2(b), 3(b), 4(b), 5(b), 6(b) et
7(b)) au vu de I’augmentation de 1’amplitude des harmoniques
de courant.

Le modele non linéaire est le modele qui permet de se rappro-
cher le plus des résultats expérimentaux étant donné que la satu-
ration est entierement prise en compte a travers les inductances
incrémentales et I’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 modele linéarisé uti-
lisant les inductances incrémentales. Ces erreurs peuvent &tre
tout d’abord expliquées par les potentielles erreurs commises en
calculant les inductances.

En effet, les inductances ont été calculées a 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 1’excentricité ne sont pas
simulés et peuvent modifier les inductances.

Le modele permet tout de méme de fournir une bonne estima-
tion des courants statoriques ce qui peut étre tres utile pour des
études vibro-acoustique par exemple.

7. CONCLUSIONS

Dans cet article, un modele analytique permettant de calculer
les courants statoriques en prenant en compte la saturation pour
une machine synchrone a aimants permanents est proposé.

Ce modele a été établit a partir de deux autres modeles basées
sur un modele linéaire de la machine et un modele linéarisé uti-

lisant les inductances incrémentales. Des expérimentations ont
permis de valider le modele.

Ce modele non linéaire par rapport a ceux déja existants dans
la littérature est générique et non limité en fréquence : n’im-
porte quel harmonique de courant peut-&tre calculé a partir de
n’importe quel harmonique de tension avec une seule et méme
formule. De plus, le modele proposé permet aussi de calculer
les phases des harmoniques de courant en prenant en compte la
saturation ainsi que 1’effet de saturation croisée, ce qui permet
d’obtenir le spectre mais aussi les formes d’ondes de courant.
Ces résultats peuvent ensuite étre utilisés dans un but d’opti-
misation ou encore pour prédire les pertes fer, I’ondulation de
couple ou le bruit généré.
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