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AVANT-PROPOS
La crise de I’énergie est affectée par les problémes technologiques dans le domaine

du transport qui ralentissent 1’implantation de solutions alternatives et durables. Les
véhicules €lectriques sont une part de la solution, mais leur autonomie est encore largement
critiquée, sinon, le colt de leur batterie et la quantité de ressources exploitées pour les
fabriquer. D’un autre coté, ’efficacité globale de la transformation de 1’énergie dans les

véhicules a I’hydrogene est faible versus les véhicules électriques.

Les véhicules hybrides de type parallele ou série-paralléle réalisent certes des
économies considérables, mais la dynamique rapide et la variabilit¢ des vitesses
d’opération des moteurs a combustion ne permet pas toujours de demeurer dans une plage
de fonctionnement efficace. Les véhicules utilisant le mode de traction hybride série,
permettant le mode électrique tout en bénéficiant d’une autonomie prolongée, semblent les
plus adaptés pour remplacer les véhicules conventionnels. Dans le cas d’une topologie
hybride série, 1’efficacité de la chaine de traction entiere, c’est-a-dire de la génératrice
jusqu’aux roues, demeure par contre un enjeu important. En effet, [’utilisation des machines
¢lectriques et des convertisseurs statiques, qui remplacent la boite d’engrenages, doit

présenter une meilleure efficacité que son ancétre mécanique.

Un moteur électrique couplé a un boitier différentiel standard se voit affecté par une
chute drastique de ’efficacit¢ mécanique. Ajoutons également que le freinage électrique
régénératif devra €tre assisté par le systeme mécanique conventionnel pour plus de sécurité
sur la tenue de route. Il est donc question de rivaliser avec une chaine de traction munie
d'une transmission mécanique qui, dans son ensemble, doit avoir un rendement inférieur a

celui du systeéme entierement électrique.

Le travail suivant porte donc sur le dimensionnement et 1’étude de 1’efficacité d’un
systetme de traction utilisant des moteurs-roues. La stratégie de contrdle des machines
¢lectriques et la gestion de I’énergie dans la batterie sont a 1’étude en plus de la stratégie de

dimensionnement de ces machines et leur processus de réalisation.
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RESUME

Ce travail a pour but de mettre en relief I'ensemble des considérations pour
dimensionner et controler une chaine de traction hybride-série a moteurs-roues. Une
attention particuliere est portée au processus de dimensionnement d'une machine électrique
a flux radial a haute densit¢ de couple a aimants permanents. Le document comporte
¢galement une large étude sur la conception, le dimensionnement et l'optimisation de
I'ensemble des ¢léments de puissance d'un systéme de traction hybride a moteurs-roues
ainsi que leur stratégie de gestion. L'étude se justifie par une estimation initiale d'un
meilleur rendement du systéme hybride série a moteurs-roues que celui d'une chaine de
traction hybride conventionnelle.

L'¢laboration d'un cahier des charges du systéme de traction pour une application
hors route est d'abord démystifiée. Ensuite, le modele analytique de la machine est
présenté. Ce modele considére une configuration de machine a bobinage concentrique,
comportant de l'acier silicium a grains orientés (GO) dans la composition des dents du
stator et un rotor externe a paroi mince pourvue d'aimants profilés. Le modele considére
¢galement les pertes dans le bobinage, dans les aimants et dans les pieces d'acier du stator
et du rotor. Les paramétres électriques du circuit équivalent sont ensuite déterminés pour
assurer l'adaptation de la machine a son convertisseur de puissance dont la tension
d'alimentation est prédéterminée. Chaque paramétre critique au modeéle analytique est
validé par des simulations par ¢léments finis avant et pendant le processus d'optimisation de
la machine. Les résultats de cette optimisation sont ensuite présentés.

Une méthode de controle vectoriel robuste et performante est présentée dans cet
ouvrage. La stratégie est basée sur un modele interne qui assure la conversion des
grandeurs électriques en tension face a une demande en courant, de sorte que la machine
puisse fonctionner sans boucle de rétroaction autour de valeurs faibles du couple. De plus,
l'ouvrage présente plusieurs techniques de réalisation mécanique novatrices pour la
fabrication et 'assemblage de la machine électrique. Un algorithme de gestion des éléments
de sécurité, de puissance et de stockage d'énergie a également permis de démarrer la phase
de réalisation de I'intégration du bus a courant continu (bus CC).

L'¢laboration d'une séquence de tests du prototype de machine a vide et en charge
figure comme l'achévement du travail de réalisation. Une comparaison du prototype avec
les résultats escomptés est présentée. Enfin, un cahier de recommandations présente
plusieurs aspects a considérer pour la suite du projet. Les avenues de conception a explorer
pour améliorer a la fois la machine et son contrdle y sont également présentées.

Mots clés : Moteur-roue, systeéme de traction, hybride-série, machine synchrone a
aimants permanents, controle de machine synchrone, dimensionnement, optimisation.
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ABSTRACT

This paper discusses the relevant considerations in sizing and controlling a serial
hybrid power system using in-wheel motors. It addresses, in particular, the process of
sizing a high-torque direct-drive in-wheel radial flux permanent magnet synchronous
machine (PMSM) for a hybrid all-terrain vehicle (ATV). It offers a broad study of the
design, sizing, and optimization of the power components of the traction system, as well as
techniques for their management. The study is motivated by an expected increase in the
efficiency of the serial hybrid traction system using in-wheel motor technology, as
compared against conventional hybrid traction systems.

The paper first elaborates the mechanical specifications and constraints for the
traction system for off-road applications. It then presents the machine's analytical model is
presented. This model assumes a concentric winding configuration of the machine, with
grain-oriented (GO) silicon steel in the composition of the stator's teeth and a thin external
rotor fitted with profiled magnets. The model also takes into account losses in winding,
magnets, stator and rotor yokes and teeth.. Electrical parameters of the equivalent machine
circuit are determined to adapt the machine to the imposed converter voltage. All critical
machine model parameters are validated with finite elements simulations before and during
performing the optimisation. Results given by the optimisation process are then presented.

This paper also presents a robust and efficient vector control method. This method is
based on an internal electrical machine model which ensures the conversion of electical
quantities in voltage in response to a demand in current, so that the machine can operate
without current feedback for low torque demands. Furthermore, it presents innovative
electrical machine manufacturing and assembly methods. An algorithm for the management
of safety, power, and energy storage enabled the launch of the implementation phase of the
integration.

The prototyping work is completed through the development of a series of loaded and
unloaded tests. The recommendations section describes certain important considerations for
the next phase of the project. Design alternatives to explore in order to improve both the
machine and its vector control are also presented in this last section.

Keywords : In-wheel motor, brushless motor, serial hybrid, grain-oriented steel
application, synchronous machine control
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CHAPITRE 1. INTRODUCTION GENERALE

1.1 CONTEXTE ET BENEFICES DE LA RECHERCHE

La motorisation efficace d’un véhicule est la clé de la réduction de sa consommation.
Cette consommation des moyens de transport étant au cceur du probléme énergétique mondial
[1], il est plus que temps de développer des solutions et de former de 1’expertise autour de
celle-ci. Actuellement, plusieurs recherches ont été effectuées sur divers systémes de traction
alternatifs a celui du traditionnel moteur a combustion couplé a une boite d’engrenage [2, 3].
De plus, plusieurs expérimentations et recherches ont démontré que la traction directe aux
roues d’un véhicule permet d’atteindre le plus haut niveau d’efficacité, tant au niveau du

régime permanent que lors des accélérations et des freinages [4].

En fait, la traction directe utilisant des moteurs-roues permet une récupération de
I’énergie au freinage d’une efficacité encore inégalée par tous les véhicules possédant un
moteur de traction central [5]. En plus, il s’agit du moyen le plus efficace pour assurer une
faible consommation de carburant en fonctionnement série sans couplage paralléle par un
boitier d’engrenage. Les systémes de traction de type série permettent de jouir d’une simplicité
d’intégration et de controle en plus d’une meilleure maniabilité des points d’opérations du
moteur thermique. L’utilisation de la traction directe a également comme avantage de limiter
I’usure des freins mécaniques et de permettre une gestion indépendante du couple a chacune
des roues. Enfin, les moteurs-roues assurent une plus grande garde au sol et un centre de gravité

trés bas.

1.2 PROBLEMATIQUE DU PROJET DE RECHERCHE

Bien que les systémes de traction & moteurs-roues a couplage direct et a alimentation
sinusoidale soient parfaitement adaptés pour les utilisations urbaines, interurbaines et hors
route [6, 7], leur commercialisation reste encore embryonnaire. Plusieurs enjeux expliquent

cette situation, dont le colt relativement €levé li¢ au nombre et au volume des machines et des



convertisseurs nécessaires pour effectuer le travail, la masse non suspendue affectant la tenue
de route du véhicule et les risques d’implanter du matériel de haute technologie dans une zone
aussi exposée. La problématique a résoudre consiste donc a établir les spécifications d’un
groupe de traction série 2 moteur-roue pour une application hors route définie, concevoir sa
stratégie de gestion et de contrdle puis optimiser la machine électrique avant d’en faire la

réalisation.

1.2.1 Enjeux liés au dimensionnement du systéme

Les stratégies de minimisation de la masse des éléments du systetme de traction a
moteurs-roues par 1’optimisation de la puissance massique impliquent des compétences
multidisciplinaires permettant d’avoir un regard étendu sur 1’ensemble des considérations liées
au choix et au dimensionnement du systéme. Par exemple, I’efficacité d’un systéme de traction
peut s’appuyer sur le surdimensionnement de ses éléments de puissance (moteur, onduleur,
batterie, générateur) et a leurs méthodes de contrdle. D’un autre c6té, ce surdimensionnement
conduit a plus de masse du systéme, ce qui affecte le comportement routier du véhicule ainsi
que les accélérations et les freinages. De plus, le prix attribuable a chacun de ces composants
est souvent li¢ a leur masse. Une élaboration compléete du cahier des charges est incontournable

pour définir les limites de I’optimisation et les critéres de performances minimaux a atteindre.

Le dimensionnement adéquat de ces machines permet de limiter leur saturation qui a pour
sa part des effets néfastes sur leur couple maximal et sur leur rendement, alors que
I’amélioration des matériaux et la densité du bobinage permettent une réduction du volume et

de la masse de la machine.

La présente étude s’intéresse a une conception intégrée du systéme visant a minimiser la
masse de la batterie pour en diminuer le colit et le poids et assurer I’autonomie du véhicule par
une génératrice au biocarburant. En contrepartie, les composants du systéme de traction doivent
bénéficier d’une alimentation de puissance suffisante pour éviter la chute des performances du
véhicule. C’est spécifiquement cette densité de puissance des ¢léments de stockage d’énergie
qui implique d’aborder le dimensionnement des composants du bus d’alimentation en courant

continu (CC), leur méthode de contrdle, leur influence sur le contrdle de la machine de traction



et la gestion du stockage d’énergie a I’égard de 1’utilisation du groupe é€lectrogéne auxiliaire

(génératrice).

En somme, le processus de dimensionnement et d’optimisation des éléments d’un
systéme de traction a moteur-roue utilis€ dans un véhicule tout-terrain (VTT) est développé
dans ce mémoire. L’accent est principalement mis sur la machine électrique de traction et son
contrle. L’ensemble des méthodes de réalisation du moteur-roue ainsi que les montages et les
procédures de tests employés pour valider ses parameétres sont aussi mis en oeuvre. Les risques
des travaux liés a la haute tension et D’aspect pluridisciplinaire du probleme de
dimensionnement impliquent de s’étendre sur les éléments de sécurité du systéme et sur la

gestion des composants de puissance du bus CC.

1.2.2 Considérations particuliéres pour les véhicules tout-terrain

1.2.2.1 Pieces de transmission et d’accouplement flexible
Les systémes de traction conventionnels dans les véhicules tout-terrain & quatre roues
motrices offrent une faible efficacité de maniére globale. A elle seule, une transmission semi-

automatique retranchera 8 a 10% de la puissance délivrée aux roues [8].

La plupart des systémes hors route ont également un angle élevé des joints
homocinétiques liés a I’importante garde au sol nécessaire, ce qui ne contribue en fait qu’a
environ 0.5% des pertes [9]. Ainsi, une solution de motorisation utilisant un moteur a couplage
direct déporté avec un arbre et des joints homocinétiques n’implique pas d’augmentation
significative des pertes, mais diminuera notablement la garde au sol. De plus, les bris de
soufflet de cardan sont liés a 80% des cas de maintenance de cet accouplement. De plus, ces
composants de protection en caoutchouc sont particuliement exposés dans les conditions hors

routes.

En somme, c’est prés de 11% de la puissance délivrée par le moteur qui est perdue en
chaleur dans le systéme de transmission semi-automatique. Les nouveaux véhicules tout-terrain
€quipés d’une transmission a rapport variable continu (CVT) peuvent faire augmenter les pertes

jusqu’a 20% [10] si cette derniére est montée avec une courroie de caoutchouc. La



consommation de ces véhicules demeure tout de méme respectable puisque le moteur conserve
son régime de pleine efficacité sur une large plage de vitesse grace au systtme CVT, mais la
capacité de remorquage est souvent réduite pour éviter le glissement ou I’échauffement de la
transmission. En bref, les systémes hybrides a moteurs-roues présentent des pertes beaucoup
moins élevées que celles des convertisseurs de couple mécaniques de type CVT et ils affichent
une meilleure capacité de remorquage, une meilleure garde au sol et permettent une diminution

de la fréquence d’entretien.

1.2.2.2 Controle et antidérapage

Le type d’accouplement mécanique sur les quatre roues motrices d’un véhicule tout-
terrain peut diminuer le rendement et limiter grandement son utilisation sur des chemins
asphaltés sans usure prématurée des pneus. En effet, méme avec des différentiels a glissement
limités sur le train avant, le rapport fixe entre les vitesses du train avant et arriere affecte
énormément 1’usure des pneus sur une chaussée abrasive. Ainsi, la distribution du couple sur
chaque roue ne tient pas réellement compte de la réponse de celle-ci sur la chaussée. En
conséquence, I’enlisement des véhicules est souvent lié¢ a une perte d’adhérence sur une surface
plus instable, particulierement pour le train avant a glissement limité. Un systéme de traction a
quatre roues motrices controlées indépendamment en couple avec une rétro-action sur la vitesse
semble un avantage notable de la technologie a moteur-roue face aux traditionnels couplages

par différentiels.

1.2.2.3 Performance et agrément de conduite

Généralement, la puissance des systémes de traction conventionnels des véhicules tout-
terrain est limitée par la cylindrée du moteur a combustion qui les propulse. Ainsi, les
accélérations sont bruyantes et se limitent a la capacité de la cylindrée du moteur a combustion.
Pour améliorer les performances, les fabricants augmentent les cylindrées, ce qui a pour effet
d’augmenter la pollution sonore et la consommation en régime ralenti. Malgré la faible densité
de stockage d’énergie des batteries versus un simple réservoir de combustible, la motorisation

¢lectrique posséde une grande densité de puissance, ce qui ne requiert qu’une faible puissance



du moteur & combustion auxiliaire pour prolonger 1’autonomie d’un véhicule hybride série. Le

couple de démarrage des machines électriques fournit également des accélérations importantes.

1.2.2.4 Groupe électrogéne amovible et versatile

Une conception modulaire et amovible du groupe ¢électrogéne rendrait possible
I’alimentation d’installations et d’équipements ou 1’¢lectricité est inaccessible. Dans le cas ou
le véhicule demeure stationnaire et connecté a sa génératrice, le stockage d’énergie par batterie
sur le véhicule électrique peut alimenter les installations sans systématiquement nécessiter le
fonctionnement du groupe électrogéne. D’un autre coté, le véhicule possede toujours une
autonomie suffisante pour réaliser des travaux en forét si la génératrice demeure connectée aux
installations stationnaires. L’investissement supplémentaire lié a la topologie hybride série
implantée dans un véhicule hors route peut ainsi se justifier par la possibilité d’alimenter en

¢lectricité des installations forestieres difficiles d’acces [11].

1.3 OBJECTIFS GENERAUX DU PROJET DE RECHERCHE

L’objectif principal du projet est de dimensionner, optimiser et réaliser les différents
composants d’un systeéme de traction hybride série a moteurs-roues destinés a un véhicule tout-
terrain tout en maximisant sa puissance massique. Le systeme en entier est modélisé en incluant
les modeles dynamiques du véhicule et les résultats de simulation du modele global sont
utilisés pour dimensionner le systéme de traction et évaluer son fonctionnement et la stratégie
de contrdle de ses ¢léments de puissance. La validation des aspects théoriques est effectuée par
des expérimentations sur un banc d’essai statique constitué d’un prototype de moteur-roue

¢lectrique développé, de son convertisseur triphasé [12] et de son contrdleur.

1.4 TOPOLOGIE DU SYSTEME DE TRACTION CONSIDERE

La Figure 1.1 présente la topologie choisie pour le systeme de traction étudié. Le systéme
est constitué de 4 moteurs-roues et de leur alimentation (onduleur), d’une génératrice au
biocarburant, d’un dissipateur thermique, d’un chargeur de batterie, d’un systéme de sécurité et
de protection humaine et matérielle et d’un systéme de controle et de commande. Le boitier
central appelé « DC BUS & MAIN CONTACTOR » fait le lien et gére la sécurité entre les différentes

sections du systéme. La batterie y est connectée ainsi que I’ensemble des onduleurs de moteurs



implantés dans chacune des roues. Le chargeur électrique est quant a lui branché sur un boitier
inscrit « POWER SELECTOR & BREAKER » permettant de coupler soit I’apport de puissance du
réseau lorsque le véhicule est stationné ou celui de la génératrice embarquée lorsque le véhicule
est en fonction. Un dissipateur thermique (constitué d’un hacheur et d’une résistance
thermique) est aussi prévu pour limiter les surcharges du bus CC en freinage et assurer sa
protection. La Figure 1.2 présente pour sa part le diagramme général de branchement des

différents composants du systeme de traction considére.

Figure 1.1 : Structure du systéme de traction 2 moteur-roue choisi

Les ¢éléments actifs du systéme de sécurité qui sont intégrés au circuit présenté a la

Figure 1.2 sont :

a) Le module « DC Disconnectors » branché sur la batterie servant a sectionner le circuit et
le réamorcer. Sa structure est déterminée dans le chapitre 5;

b) Les modules « DC Disconnectors » placés sur 1’alimentation des onduleurs servant a
couper les sections a probléme du systéme;

c¢) Le composant « Heater » ou dissipateur thermique utilisé pour dissiper les charges
résiduelles sur le bus CC lors de I’arrét du systéme tout comme les surcharges en

freinage;



d) Le module « POWER Selector, Breaker & disconnector » est utilisé pour sélectionner et
couper I’alimentation du systéme de recharge pour la protection matérielle, en cas de

trop forts courants, et humaine en cas de faute d’isolation.

Notons que la gestion de I’instrumentation a I’égard de la détection des fautes du systeme
est décrite dans le Chapitre 5. Les différents scénarios de transfert de puissance sont illustrés

dans la section 2.4.4.
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1.5 REVUE DE LITTERATURE

L’¢tude de la littérature a permis de constater que quelques auteurs se sont penchés sur la
conception et la gestion des systeémes de traction hybride a moteurs-roues, mais leur démarche
n’est pas toujours intégrée en un processus global de dimensionnement et d’optimisation. Dans
cette section, nous allons effectuer une étude critique des principaux ouvrages qui ont suscité

un intérét particulier pour notre projet.

I1 est important de noter que le projet de réalisation dans son ensemble a été effectué en
collaboration avec une équipe d’étudiants impliqués assurant, entre autres, une partie de la
réalisation des plans électriques. Ces travaux furent effectués sous la supervision du professeur
Ahmed Chebak et de moi-méme. Ainsi, quelques rapports internes sont cités dans le présent

ouvrage pour désigner les travaux connexes ayant été réalisés simultanément a cette recherche.

1.5.1 Dimensionnement des machines synchrones a poles lisses pour la traction électrique

Dans leurs ouvrages [13] [14], les auteurs Livia Eric Radorozandry et José Roberto
Figueroa Barnirer présentent I’ensemble du processus de modélisation et d’optimisation d’une
multitude de topologies de machines synchrones a aimants permanents utilisées pour la traction
¢lectrique d’un véhicule. Le travail effectué est important puisqu’il couple I’ensemble des
modeles analytiques de dimensionnement du systéme. Cette partie de leurs réalisations a
orienté¢ notre travail de recherche sur la modélisation thermique mise en application sur les
régimes transitoires. La caractérisation du cahier des charges est également trés avancée
puisqu’elle simule une trajectoire typique du véhicule en tentant d’optimiser son rendement
global d’utilisation. La caractérisation théorique est bien présentée, mais aucune réalisation
physique ne figure dans les travaux effectués. Dans le cadre du projet actuel, ces ouvrages
peuvent €tre utilisés pour déterminer les paramétres d’optimisation, le lien entre les différents
modeles analytiques de conception et la méthodologie de validation. La mise en équation de la
géométrie du circuit magnétique tout comme celle des parametres du modele électrique peut

¢galement se baser sur leurs travaux.

Stephan Meier [15] traite de la loi de commande avec défluxage (sous-excitation) dans le

processus de dimensionnement d’une machine de traction. Il présente également d’une maniere
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plus précise les différents parametres de dimensionnement nécessaires pour le processus
d’optimisation (densités de flux typiques dans les différentes sections de la machine par
exemple). Un travail important a été réalisé pour démontrer I’effet du facteur de bobinage a
I’égard de la plage d’opération de la machine. La mise en équations est également bien
présentée, mais seulement pour une machine a rotor interne. La description de 1’optimisation
géométrique est par contre insuffisante; cependant, les équations de dimensionnement
¢lectriques et magnétiques peuvent &tre utilisées pour établir la formulation de notre modele de

dimensionnement dans le cas d’une machine a rotor externe.

Dans sa these de doctorat [1], Freddy Magnussen traite largement du sujet des véhicules
¢lectriques et hybrides. En somme, il présente le dimensionnement et le prototypage de deux
machines électriques a aimants permanents destinées pour un nouveau systéme de traction
hybride appelé «Transducteur a quatre quadrants». Le modele de pertes des machines est bien
¢laboré et le contenu harmonique de la force magnétomotrice (FMM) liée aux différents types
de bobinages, dont le type concentrique utilisé dans notre conception, est aussi présenté.
L’auteur met aussi en évidence 1’effet de ces harmoniques sur les ondulations du couple et les
ondulations de la densité de flux au rotor. La description du contenu harmonique de la FMM
est ses implications au niveau des densités de flux au rotor pourraient nous permettre de
modéliser adéquatement les pertes au rotor, autant au niveau des aimants permanents qu’au
niveau de la culasse d’acier. Une partie portant sur le dimensionnement mécanique (contraintes
mécaniques et thermiques) et traitant de la durée de vie d’une machine est aussi présentée dans
cette thése. L auteur présente aussi plusieurs articles qu’il a publié, dont un article portant sur
la modélisation des pertes et un autre article traitant des pertes liées au courant alternatif dans
les fils de cuivre. De plus, il s’agit du seul auteur qui fait mention de la réalisation d’une
machine a bobinage concentrique a dents faites d’acier a grains orientés que nous considérons

aussi dans notre travail de recherche.

Enfin, Dr Pierre Couture [16] doit étre cité pour le temps qu’il nous a accordé pour
expliquer I’ensemble de son ceuvre portant sur le développement de la technologie des moteurs-

roues et dont les résultats sont actuellement exploités au Québec par I’entreprise TM4
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(entreprise attachée a Hydro-Québec). Sa démonstration faite a 1’égard des performances
associées a la densité du bobinage a suffi pour qu’une attention particuliere soit portée aux
méthodes de bobinage employées, ce qui a permis de faire avancer les principes de production
de notre prototype. Son inspiration touche également le principe général du systéme de traction
employant un stockage minimal d’énergie et une génératrice embarquée. L’utilisation d’un
écréteur dans notre projet n’aurait pas €té envisagée sans la lecture des travaux du Dr Couture
ou il suggere également d’ajouter un onduleur sur I’alternateur pour augmenter I’efficacité du
contrdle et étre en mesure d’utiliser la machine électrique comme démarreur. Sa conception de
la machine de traction intégre aussi un onduleur pour réduire les pertes liées aux courants
réactifs circulant entre 1’onduleur et la machine. Ces recommandations n’ont pas été suivies par
souci de simplicité de conception du prototype. En ce qui a trait a la stratégie de contrdle, les
recommandations de M. Couture sont d’éviter la zone de fonctionnement en régime sous-
excité. Cette plage de fonctionnement n’est effectivement pas avantageuse pour une machine
qui priorise le couple massique et dont le flux a vide dépasse le flux de réaction d’induit. La
zone de fonctionnement sous-excitée a néanmoins €t¢ caractérisée dans le chapitre 4 du présent
mémoire. M. Couture suggérait fortement d’intégrer deux encodeurs interprétés en redondance,
ce qui n’a pas été fait pour le présent prototype. Apres avoir connu des difficultés de réalisation
du controle de la machine, ’absence de fiabilité sur I’encodeur est critiquée dans la section
portant sur les recommandations de la présente recherche. Enfin, la topologie mécanique d’une

machine radiale intégrant un frein a tambour a été adoptée telle que suggérée par Dr Couture.

1.5.2 Controle vectoriel des machines

Deux importantes références ont principalement inspiré la stratégie d’implantation du
controle vectoriel de la machine synchrone développé dans notre mémoire. La premicre
référence est un livre dans lequel les auteurs Guy Sturtzer et Eddie Smigiel [17] traitent de
I’¢laboration de la loi de commande et des types d’asservissement pour un contréleur bien
déterminé avec une boucle de contrdle sur le courant et la position. Différentes stratégies de
controle sont présentées et le découplage mathématique des axes «d» et « g » est aussi
¢laboré. La stratégie de contrdle sélectionnée pour tester la machine dans notre travail est

inspirée en majorité de cet ouvrage.
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Au niveau de la deuxiéme référence, Jean-Paul Louis et Claude Bergmann [ 18] traitent de
plusieurs techniques et stratégies de contréle et d’asservissement pour différents moteurs
triphasés synchrones et asynchrones. De plus, ils traitent des convertisseurs statiques triphasés,
ce qui est assez utile pour le dimensionnement de 1’onduleur et de sa commande dans le cadre

du présent projet.

Enfin, ’utilisation d’un mod¢le interne pour assurer le découplage des axes est une idée
inspirée des notes des cours « Asservissements Linéaires » et « Commande industrielle »

produites par le professeur Jean-Sébastien Deschénes de 'UQAR.

1.5.3 Dimensionnement et gestion des systemes de traction a moteurs-roues

Plusieurs références ont été publiées portant sur le dimensionnement et la gestion des
systémes de traction a moteurs-roues. Dans la référence [19], ’auteur Dong Hwan Choi a bien
défini le cahier de charge et les modes de gestion adaptative a 1’utilisation du systéme. Le
traitement des pointes en puissance maximales par un banc de supercondensateurs est une idée
assez originale, mais le rendement des convertisseurs statiques n’a pas été mis en évidence. De
plus, le processus de dimensionnement des machines de traction n’a pas été démontré ni la

démarche de conception et de réalisation des ces machines.

Sergey Edward Lyshevski [20] présente une stratégie de gestion centrale d’un systeme de
traction utilisant une alimentation cogénérative diesel-€lectrique. L’article présente aussi un
schéma de gestion de 1’énergie. Le fait qu’il soit adapté pour une utilisation a quatre moteurs-
roues le rend également trés intéressant. Par contre, la configuration des moteurs-roues utilisée
est différente de celle abordée dans le présent mémoire. Il s’agit d’'une machine a flux axial a
doubles rotors a aimants permanents avec un stator sans acier. Sa configuration a grand nombre
de poles implique I'utilisation d’une alimentation a haute fréquence tel qu’envisagé dans le

présent projet.

Rongrong Wang [21] traite pour sa part du dimensionnement et de ’utilisation d’un
véhicule tout-terrain, du méme format que le véhicule étudié¢ dans le cadre de ce mémoire, qui

est aussi équipé de 4 moteurs-roues. L’ensemble des spécifications y est décrit, passant par le
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dimensionnement de la batterie (100% électrique) et les performances du moteur-roue utilisé.
Ces caractéristiques seront treés utiles pour comparer les spécifications obtenues a celles du
moteur-roue issu du processus d’optimisation développé dans le cadre de ce travail. Une
description des consommations selon les modes d’utilisation est aussi démontrée, ce qui offre

une source de validation du mode¢le implanté en simulation.

Enfin, le travail présenté par Lorenzo Rambaladi dans la référence [5] est ultimement ce
qui devrait étre réalisé expérimentalement pour caractériser correctement les performances d’un
systtme de traction a moteurs-roues. L’utilisation d’un banc dynamométrique équipé¢ d’une
soufflerie, le tout étant entierement instrumenté et affiché sur le logiciel LabVIEW, permet de
démontrer correctement les caractéristiques réelles de fonctionnement. La description des
cycles de charge, des cycles d’utilisation, les résultats des performances et de rendement
obtenus sont tres intéressants. Il est & noter qu’ils n’obtiennent que 38% de régénération de
I’énergie en situation réelle; c'est-a-dire en considérant les pertes au niveau de la bande de
roulements, du vent et des composants de puissance. Il est évident que le temps de réalisation
d’un tel laboratoire (banc d’essai) dépasse de loin I’échéancier limité d’une recherche a la
maitrise. Ainsi, seule une partie de ces travaux pourront s’en inspirer. Le choix d’un contrdleur
de type CompactRIO de la compagnie National Instrument, programmé dans 1’environnement
« LabVIEW Real Time & FPGA project » pour effectuer le controle de notre systeme de

traction, a essentiellement été inspiré par cet article.

1.5.4 Sujets particuliers

D’autres références ont également inspiré la recherche effectuée dans ce mémoire. Par
contre, leur intérét se concrétise sur des sujets plus spécifiques. Comme chaque chapitre de ce
mémoire traite d’une partie spécifique du systeme de traction, les références bibliographiques

relatives aux sujets traités sont mentionnées au fur et a mesure.

1.6 METHODOLOGIE ET ORGANISATION DU MEMOIRE
Le dimensionnement d’un systeéme de traction hybride série a moteurs-roues destiné a un
véhicule tout-terrain est le coeur de ce mémoire. L’évaluation des performances requises d’une

machine a bobinage concentrique a double couche a grand nombre de poles est étudi¢e sur le
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plan de sa capacité de traction et de son couple massique ainsi que son efficacité pour une

charge typique.

Pour y arriver, les spécifications des ¢éléments du systeme de traction du véhicule
(masses, puissances et efficacit¢) doivent d’abord étre dressées par le cahier des charges
présenté au chapitre 2. Celui-ci est principalement basé sur la réalisation de simulations sur des
modeles mécaniques du systéme de traction et du systéme de suspension du véhicule. Une fois
en connaissance des dimensions et masses optimales des composants du systéme de traction et
du choix de la tension de 1’alimentation et sa puissance, le processus de dimensionnement et

d’optimisation de la machine synchrone est effectué.

Un modele analytique décrivant le comportement d’un circuit magnétique non saturé a
une dimension [22] est utilisé pour évaluer les performances de la machine (couple, masse
totale, pertes, efficacité, etc.) ainsi que ses spécifications électriques (nombre de spires, tension
induite, résistance, inductance, etc.). L’ensemble de ses paramétres est validé par une méthode
d’¢léments finis avant et durant le processus d’optimisation de la machine. Ainsi, des facteurs
de correction sont ajoutés et ajustés dans le modele analytique dans le but de considérer les
effets de la saturation localisée et de la réaction d’induit. La fonction objective servant a
optimiser le couple massique de la machine de traction est présentée afin de mieux comprendre

ou et comment intervient le modéle analytique.

La stratégie de contrdle vectoriel est analysée et implantée dans un simulateur pour
optimiser la plage d’opération de la machine [17]. L’implantation sur un contrdleur de type
FPGA est aussi effectuée et présentée dans le 4eme chapitre. Cette stratégie permet ensuite de
qualifier les spécifications électriques de la machine synchrone qui seront des lors implantées

dans le processus de conception par optimisation.

Comme un systéme de traction hybride a moteurs-roues comporte également un ensemble
de composants a concevoir, puis a gérer pour contrdler la puissance et I’énergie disponible sur
le bus CC, il sera question de conception de ces ¢léments et de développement d’algorithmes

permettant leur gestion dans le chapitre 5. Ainsi, I’interaction entre le fonctionnement de la
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génératrice, couplée au chargeur électrique (redresseur et hacheur survolteur) [23] , celui du
dissipateur thermique [24], ainsi que celui de la batterie et de ses modes de gestion sera mise en

relief dans ce chapitre.

La réalisation du prototype de moteur-roue synchrone a aimants permanents a rotor
externe et le relevé de sa caractérisation a vide et en charge statique sont effectués dans le
chapitre 6. Une analyse budgétaire et technique est aussi dressée pour évaluer la faisabilité

d’une telle machine a plus grande échelle.

Enfin, la conclusion générale de ce mémoire dresse une analyse critique sur le travail
accompli et met en relief I’ensemble des recommandations a considérer pour la suite du projet.
Notons que l'annexe, comportant trois sections, présente les plans mécaniques principaux du
prototype de moteur-roue, les principales sections du programme de contrdle implanté et le

schéma de simulation du systéme intégré.

1.7 HYPOTHESES GENERALES DU PROJET

1.7.1 Justification du projet

La motivation de cette recherche se base sur l’estimation d’un meilleur rendement
énergétique du systeme de traction hybride série a moteurs-roues versus l’ensemble des
systemes hybrides existant utilisant des moteurs centraux avec couplage sur un boitier
d’engrenage, et ce pour tous les modes d’utilisation possibles. Donc, la suite logique a donner a
ce travail de recherche est de démontrer que techniquement 1’hybride série & moteurs-roues
peut surpasser les autres systémes. Le systetme devrait alors faire la preuve de sa meilleure
efficacité pour accélérer une charge mécanique comme pour la ralentir en récupérant 1’énergie

cinétique.

Malgré les pertes plus importantes dans les transmissions de type CVT, ces systeémes
arrivent a optimiser le point d’opération du moteur a combustion de sorte que sa pointe
d’efficacité soit atteinte le plus souvent possible. Ainsi, le rendement global de la chaine de
traction s’en voit grandement amélioré [25]. Le rendement de la conversion mécanique-

\

¢lectrique-mécanique, en mode hybride série, doit étre comparée a celui de la transmission
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CVT, puisqu’il offrira les mémes avantages au niveau de I’atteinte des pointes d’efficacité sur
le générateur. La description des échanges de puissance considérés sur la chaine de traction est

définie dans la section 2.4.4.

Les capacités de chargement des systemes CVT sont par contre relativement faibles. Il est
donc convenu qu’aucun compromis ne doit étre fait quant aux performances et a I’agrément de
conduite du véhicule, qui doivent égaler ou surpasser les systémes a moteurs centraux avec
couplage sur un boitier d’engrenage. Par performances, il est question de couple et de puissance
délivrés définissant ainsi sa capacité a accélérer comme sa capacité de freinage régénératif.
L’agrément de conduite touche également la question de tenue de route et de manceuvrabilité.
Ainsi, les effets de la masse non suspendue doivent étre démystifiés [26] et des solutions seront

exposees.

1.7.2 Limites du projet
Comme I’objectif principal est d’effectuer le dimensionnement des composants de base
d’un systeme de traction hybride série a moteurs-roues, il est convenu que les composants

essentiels a dimensionner sont :

e Le moteur-roue de type synchrone a aimants permanents a rotor externe dont le
bobinage est concentrique et a double couche.

e L’onduleur [12] alimenté par une modulation sinusoidale de largeurs d’impulsions
(MLI) pour un moteur synchrone a aimants permanents a fréquence élevée.

e La batterie et la gestion de son état de charge. Bien que certaines recherches ont
été investiguées a 1’égard du systetme de balancement interne de la
batterie [27, 28], seulement les requétes a 1’égard de la masse, puissance et
efficacité de la batterie sont traitées.

e La génératrice (puissance créte et moyenne), son convertisseur et son algorithme
de gestion [23]. Aucune réalisation n’est prévue bien qu’un avancement important
ait été réalis€é au niveau de la conception de son chargeur-convertisseur

(redresseur- survolteur) embarqué pour coupler 1’alternateur.
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e [’écréteur (dissipateur thermique), utilisé pour dissiper les excédants de puissance
au freinage, ainsi que son contréle [29]. La réalisation physique se limite a

certains tests sur le fonctionnement de son contrdle en laboratoire.

La validation des spécifications électriques de la machine électrique pourra s’effectuer
par un ensemble de tests sur le bobinage, avant méme d’étre connectée au convertisseur de
puissance (onduleur). La caractérisation de la courbe d’efficacité réelle en mode électrique
n’est pas démontrée a cause de I’é¢tendue du projet de réalisation. Les essais avec le
convertisseur et le controleur se limiteront a la caractérisation du comportement du couple a
rotor bloqué. En ce qui a trait au mode de fonctionnement hybride, les résultats de simulation
du modele de la génératrice et de sa gestion pourront permettre d’en évaluer les grandes lignes

(consommation et autonomie estimée).

Le prochain chapitre a pour objectif d’établir les bornes d’optimisation et les contraintes

de conception pour le moteur et les éléments du systéme de traction auquel il est rattaché.
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CHAPITRE 2. ETABLISSEMENT DU CAHIER DES CHARGES

2.1 INTRODUCTION

Ce chapitre porte sur le développement du cahier des charges qui a pour but d’¢laborer
les proportions de la masse du véhicule et de la masse non suspendue en fonction de la
puissance. Le chapitre vise également a déterminer le rendement des composants du systéme de
traction considéré au point de fonctionnement nominal pour étre en mesure de dépasser le seuil
de 40 % de réutilisation de 1’énergie de freinage. En régime permanent, ce systéme de traction
ne doit en aucun temps descendre sous les 90% d’efficacité réalisée déja par les systemes a

moteurs centraux.

La puissance moyenne au point nominal et les puissances crétes des régimes transitoires
sollicitées sur le bus CC seront également déterminées. Le choix du type de la batterie et de sa
capacité doit répondre aux critéres d’autonomie et de puissance désirés. Ces caractéristiques

serviront ¢galement a estimer la masse ainsi que la puissance de la génératrice.

La robustesse de la structure mécanique du systeme de motorisation du véhicule (moteur-
roue, support, essieu, suspension, etc.) apparait sans doute comme un autre critére important a
considérer pour éviter un endommagement permanent si le moteur est malmené. L’évaluation
de la rigidité de la structure mécanique permet en outre de minimiser ’entrefer du moteur sans
risquer de ’endommager. Une minimisation de I’entrefer implique des gains significatifs de
performances sans impact sur la masse de la machine. L’évaluation des contraintes liées aux
charges dynamiques est donc I'un des mandats de ce chapitre. En somme, deux modeles
mécaniques seront ¢laborés dans ce chapitre : I’un pour connaitre le couple créte et le couple
nominal du moteur, 1’autre pour déterminer 1’effet de la masse non suspendue d’une suspension
passive sur I’adhérence des pneus a la chaussée ainsi que les charges dynamiques engendrées
par une utilisation intense. Une surévaluation du besoin énergétique impliquerait un gain de la
masse du véhicule qui limiterait fortement les efforts d’augmenter le rapport puissance versus

poids. Les caractéristiques des composants de stockage, de génération ou de distribution de la
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puissance consommeée ou produite par les machines de traction seront également déterminées
dans le cahier de charge. Les critéres de dimensionnement de la batterie, de la génératrice et de
I’écréteur (dissipateur thermique) sont aussi spécifiés. Notons qu’une publication parue en

octobre 2015 résume 1’essentiel du présent chapitre[30].

2.2 MISE EN CONTEXTE

La premiére étape pour établir le cahier des charges consiste a déterminer la configuration
du véhicule puis ses spécifications en termes de performances, de robustesse, d’efficacité, de
volume, de masse et de prix. A ce stade, il n’est donc pas utile de connaitre les propriétés
mécaniques, électriques ou magnétiques des matériaux. Il ne suffit que de caractériser le
contexte d’utilisation du systéme de traction afin d’en extraire les contraintes de

dimensionnement et les paramétres d’optimisation.

D’une part, une attention doit particulierement étre portée a 1’égard de la masse non
suspendue. D’autre part, la masse a I’intérieur des jantes est directement reliée au couple
délivré par le moteur-roue. Un dimensionnement insuffisant des machines de traction
engendrerait une réduction de 1’efficacité de fonctionnement. Ainsi, la détermination adéquate
des criteres de performances et 1’optimisation du dimensionnement des composants du systeme

de traction pour les atteindre semblent les principaux éléments du travail.

Les problemes liés a des masses non suspendues trop importantes ne sont pas méconnus.
Depuis longtemps, les fabricants tentent de réduire cette masse dite nuisible pour améliorer la
tenue de route de leurs véhicules en utilisant, par exemple, des tables de suspension et des
jantes en aluminium. Récemment, 1’entreprise « Protean electric », commercialisant un systéme
de traction a moteurs-roues, s’est intéressée a implanter son prototype sur une voiture Ford [26]
et les conclusions sont les suivantes: la dégradation du comportement routier est
principalement sentie au niveau du tangage et de la perception des ondes de choc de faible et de
grandes amplitudes. Ce sont ces deux éléments qui seront observés par 1’un des modeles
mécaniques développés dans le mémoire. Le modele dynamique d’accélération du véhicule [1]

permet pour sa part d’établir les criteéres de performance de la machine électrique.
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La masse de la génératrice et des batteries est non négligeable, c’est pourquoi leur
dimensionnement doit étre inclus dans le modéle dynamique. Dans le cadre d’une utilisation
sur un véhicule hors route, une étude comparable a déja été €laborée dans la référence [21] avec

un bilan de réutilisation moyenne de 1’énergie de freinage d’environ 25% de rendement.

Pour améliorer ce bilan dans notre cas, il est question d’augmenter 1’efficacité de tous les
composants interagissant dans le systéme de traction. L’augmentation de la tension
d’alimentation semble une solution évidente pour limiter les pertes par conduction dans les
convertisseurs. La diminution du courant dans le bus CC limite également les effets néfastes
des inductances parasites dans la commutation des transistors. Aussi, les diodes de roue libre
jouissent d’un temps de recouvrement plus faible lorsqu’elles sont attaquées par une tension
inverse plus grande [31]. L’utilisation d’'un mode de gestion actif dans le balancement des
cellules de la batterie plutot qu’opter pour une solution dissipative est une autre technique a
envisager. Enfin, un dimensionnement des convertisseurs légérement supérieur aux besoins
réels des machines électriques permet d’augmenter leur rendement sur I’ensemble de leur plage

d’utilisation.

2.3 METHODOLOGIE DE DIMENSIONNEMENT DU SYSTEME DE TRACTION

La démarche de dimensionnement du systéme de traction et de distribution de la masse
au niveau du véhicule est complexe puisqu’elle est responsable de I’atteinte des objectifs en
termes de performances, d’efficacité et d’autonomie. La Figure 2.1 présente une démarche
globale de dimensionnement qui intégre des simulations mécaniques et I’optimisation de la
machine. Notons que la démarche intégrée proposée structure les différentes sections de ce

chapitre d’établissement du cahier des charges en traitant chacune des 13 premicres étapes.
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Figure 2.1 : Démarche de conception intégrée du systéme de traction
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La premicre étape est celle ou le format et la structure du véhicule sont choisis.
Quelques caractéristiques sont intégrées telles que 1’autonomie désirée, la vitesse pouvant
étre atteinte, les performances en termes d’accélération désirée, de rendement mécanique et
de rendements électriques souhaités des différents composants du systéme de traction. A
cet effet, le rendement espéré en régime créte peut étre exprimé en fonction de celui du
régime nominal, ce qui permettra de mieux définir la puissance maximale tirée sur
’alimentation électrique, en 1’occurrence la batterie et la génératrice. A cet égard,
I’équation (Eq.2-6) définit la dégradation du rendement en fonction du couple sollicité par

rapport au couple nominal.

Une premiere estimation de la masse totale du véhicule incluant celle de la
motorisation dans les roues est également énoncée a 1’étape 1) pour évaluer la
consommation et les performances en termes d’accélération. Enfin, le choix du type de
groupe €lectrogene (génératrice embarquée) et celui du type de chimie de la batterie sont
définis en fonction de ce qui est priorisé¢ dans la conception. Le groupe électrogéne est
I’¢élément clé pour augmenter significativement 1’autonomie du véhicule sans en affecter la
masse ni le colit. L’orientation du choix de la batterie pour sa part dépendra de I’autonomie
désirée en mode électrique. La batterie est de type puissance a grand nombre de cycles pour
une faible autonomie. Dans ces conditions, une attention particuliére devra étre portée a

I’égard de la résistance interne de la batterie, étant donné la faible capacité de celle-ci, qui

influe sur la chute de tension a puissance maximale.

La seconde étape constitue une caractérisation de la consommation du véhicule (en
puissance) a sa vitesse nominale et a sa vitesse maximale. La puissance nécessaire
caractérisera non seulement le point d’opération des moteurs devant afficher la meilleure
efficacité, mais également la puissance devant étre tirée de la génératrice et la capacité des
batteries (en kWh) pouvant livrer 1’autonomie désirée. Le modele dynamique évaluant le
couple électromagnétique nécessaire pour mouvoir le véhicule avec les performances
désirées tient compte a la fois de la gravité, de 'inertie et des différentes frictions. Le

modele fournira les données indispensables a la fixation du cahier des charges en termes de
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couple, de vitesse, de puissance et d’accélération. La Figure 2.2, présente ce modele. Bien

que l’inertie ne soit pas indiquée dans cette illustration, elle est tenue en compte dans

I’équation (£g.2-1). La consommation du véhicule a une vitesse donnée permettra ensuite

de dimensionner la batterie pour 1’autonomie en mode électrique et la génératrice (groupe

¢lectrogene) pour prolonger cette autonomie.

Tn

Figure 2.2 : Modéle dynamique d’un véhicule

Le couple électromagnétique a fournir est donc donné (en Nm) par :

= ﬁ(}whee,s o) +%- (m “v+m-g-sin(d) +%-p “Cy V2 S)) ‘nmleca (Eq.2-1)
Ou:
Jwheet st le moment d’inertie des roues (en kg - m?);
1) est I’accélération angulaire des roues (en rad/s?);
Dyoue  estle diametre extérieur de la roue (en m);
m est la masse du véhicule (en kg);
nb,, est le nombre de moteurs-roues;
v est I’accélération du véhicule (en m/s”) et « v » est sa vitesse (en m/s);
0 est I’angle de la pente (en rad);
p est la densité massique de I’air (en kg/m’);
S est la surface normale équivalente faisant face au vent (en m?);
Cy est le coefficient de trainée du véhicule (typiquement entre 1 et 0.25);
Nmeca €St le rendement mécanique considérant le frottement de la bande de

roulement.

Les forces de friction contre la chaussée Frr et Fp,. illustrées sur la Figure 2.2 ne

représentent pas les pertes mécaniques. Elles permettent plutot de déterminer la limite

d’adhérence de la bande de roulement pour fournir une force de propulsion sans dérapage.
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a .
Fpp = 5 m-g- cos0 - ug (Eq.2-2)
b ,
Fpr = —-m-g-cosf - s (Eq.2-3)
Ou:
a est la distance entre le centre de masse et 1’essieu arriere a=/. (en m);
b est la distance entre le centre de masse et I’essieu avant b=/, (en m);
Us est le coefficient de friction statique entre la bande de roulement et la
chaussée.

Le coefficient ug dépend des conditions de la chaussée et la rigidit¢é du matériel
composant la semelle des pneus. Il peut étre évalué¢ a 0.9 pour des conditions optimales
d’accélération. La friction mécanique pour sa part est prise en compte par I’efficacité
mécanique globale « 1,004 », c'est-a-dire celle des roulements et de la bande de roulement
des pneus. Notons qu'une transmission de puissance & moteur central devrait compter la
chute de couple liée a la transmission mécanique dans les bains d’huile. La limite du couple

moteur est donc définie (en Nm) par le diamétre de la bande de roulement « D, » et la

friction :
D. ‘F D. ‘F -,
T — max[ roue ff’ roue fr] Eq.2-4
€Mmax 2Nmeca = 2Mmeca ( 4 )

La troisiéme étape vise a calculer la masse du groupe électrogene en fonction de sa
densité de puissance massique espérée et celle de la batterie selon sa densité d’énergie
massique. Ces masses établissent déja des valeurs seuil pour juger de la viabilité des

parameétres initialement établis.

La quatrieme étape vise a dresser une description de chacune des masses respectives
pour tous les composants et les passagers sur le chassis du véhicule et observer la
différence avec la définition initiale de la masse totale. Cette marge entre les deux définit la
masse attribuable au groupe de propulsion, aux tables de suspension, aux jantes et aux
pneus. La définition globale du concept de traction doit étre revue si les masses ne sont pas
cohérentes en augmentant la masse totale du véhicule ou en augmentant la densit¢ de

puissance et d’énergie respectivement du groupe électrogéne et de la batterie.
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La cinquiéme étape est la requéte de performances du véhicule. La définition est faite
telle que le véhicule soit capable de faire 0-100 km/h en un temps prédéfini
(de 3,5 s a 10 s). La puissance maximale tirée sur I’alimentation est d’abord trouvée par une
premiére simulation considérant un couple machine constant sans égard a la densité de

puissance massique.

La sixiéme étape prévoit la vérification du respect de la puissance massique de la
batterie et dans le cas d’un dépassement des spécifications de la chimie, I’adhérence au sol
est vérifiée. Un couple machine trop important ne permettra pas de rencontrer les

spécifications d’accélération puisque le véhicule serait en continuel dérapage.

La septieme étape prévoit deux choix possibles pour éviter la surconsommation
ponctuelle relative a la masse de la batterie. La premiére solution prévoit I’augmentation du
couple des moteurs et la seconde réside dans I’augmentation de la masse de stockage. La
limitation en puissance de machines surdimensionnées est une stratégie permettant de
bénéficier du maximum de puissance des batteries sur une plus large plage de vitesse. En
atteignant cette puissance plus rapidement, 1’accélération sera plus intense au démarrage,
puis diminuera ensuite. Ainsi, le critere de performance de ’accélération globale 0-100
km/h sera respecté sans en affecter le dimensionnement des éléments du bus CC. Comme
I’adhérence limite cette stratégie, elle est d’abord vérifiée. Il est a noter qu’une autre
limitation se trouve au niveau de la masse non suspendue et qui aura un impact sur la tenue

de route.

La huitieme étape de la démarche de conception intégrée illustrée a la Figure 2.1
consiste a évaluer la densité de couple massique fournie par les moteurs en considérant

I’ensemble des éléments dans la roue.

La neuvieme étape vérifie si la densité de couple massique trouvée a 1’étape 8) est
plausible. Une limitation de 20 Nm/kg en régime créte est fixée pour le présent prototype. Il

s’agit d’une valeur experte s’inspirant de travaux antérieurs [16]. Si la densité de couple est
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impossible, le rayon externe de la roue doit étre revu a la baisse pour augmenter la force de

traction et la vitesse mécanique angulaire de la machine.

La dixiéme étape consiste a déterminer la tension d’alimentation (tension CC) du
systeme en fonction du rendement espéré sur les convertisseurs, le calibre des conducteurs
et le grade d’isolants électriques nécessaires. L’étape définit enfin le dimensionnement des

transistors et de la résistance €lectrique du dissipateur thermique.

L’étape onze vise a simuler le bond que fera le véhicule sur une protubérance de la
chaussée et d’évaluer la distance nécessaire pour qu’il retrouve sa pleine adhérence. Les
explications de la simulation se basant sur un demi-pont de véhicule sont déployées dans la
section 2.11 (Simulation et dimensionnement de la suspension (étape 11)). La minimisation
de la masse des moteurs est une solution envisageable si la densité de couple massique
créte peut encore &tre augmentée sous la limitation établie a I’étape 9). Sinon, I’étape 12.2)
suggere également d’utiliser une suspension active comme solution efficace pour limiter

tout effet de la masse non suspendue sur I’adhérence du véhicule.

Enfin, I’étape 13) vise a interpréter le modele dynamique de suspension pour en faire
ressortir les efforts radiaux maximums sur la structure passive du moteur. Il est a noter
qu’une suspension active changerait les chocs pour des efforts inertiels imposés par le
moteur linéaire de la suspension, ce qui implique une modélisation du systéme asservi. Le
présent travail ne traite pas de ce type de systéme. Cette étape assure également
I’évaluation des efforts axiaux et celle de I’intensité des accélérations verticales de la masse

non suspendue.

La définition des spécifications des composants du systeme de traction issus du cahier
des charges se limite a I’étape 13). Les €étapes subséquentes seront en partie traitées dans le
chapitre 3) qui se penche sur I’optimisation de la machine de traction. Bien que le
dimensionnement mécanique de la structure passive de la machine est implicite a son
processus itératif d’optimisation, tel que montré aux étapes 15) et 16) de la Figure 2.1, ce

sujet n’est pas traité¢ dans le présent mémoire.
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24 HYPOTHESES DE DIMENSIONNEMENT DU VEHICULE (ETAPE 1)

Dans cette section, il est question de détailler la premicre étape de la démarche de
conception intégrée. La définition des paramétres estimés du véhicule considéré est
résumée dans le Tableau 2.1. Quelques considérations permettent de comprendre les choix

imposés dans ce tableau.

Le véhicule sélectionné vise la participation a des courses hors piste. Une image
typique du véhicule envisagé est présentée ci-dessous dans la Figure 2.3 (Image :
Devkotlan Photography). La structure de ces engins est habituellement constituée de
tubulures en acier chromoly, ce qui l’allége énormément. Comme aucune zone de
déformation du chassis n’est alors prévue, le port du casque est obligatoire. Sur
I’illustration, on peut observer I’importance de la garde au sol aidée par un grand diamétre
de pneus. Un des avantages majeurs de la motorisation série par moteurs-roues est la
limitation des contraintes de torsion structurale liée au couple moteur habituellement
rencontré avec des moteurs centraux. Ainsi, la structure du chassis peut étre moins rigide,

donc plus légere, pour répondre au méme cahier des charges.
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Figure 2.3 : Sélection du type de véhicule : Volkswagen Beetle 1960 [32]

2.4.1 Vitesses d’opération et autonomie en mode électrique

Tout d’abord, I’ensemble de traction considéré pourrait aussi servir a un VTT
monoplace utilis€é dans des sentiers dont la vitesse prescrite a été révisée a 50 km/h au
Queébec. Néanmoins, en France, les quads peuvent encore circuler jusqu’a 90 km/h. Ainsi,
la créte d’efficacité (rendement) de la machine devrait tourner autour de cette vitesse. C’est
a cette vitesse que le véhicule devrait atteindre sa pleine autonomie en mode électrique,

fixée a 40 km.
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Par contre, I’objectif ici est de créer un véhicule de performance tout-terrain pouvant
rivaliser avec les véhicules de compétition sur circuits hors pistes. Ainsi la vitesse créte est
fixée a un minimum de 120 km/h. La garde au sol sous I’extrémité des tables de suspension
est fixée a 10 po (254 mm). Ainsi, considérant la hauteur du moyeu, le diamétre de la bande
de roulement des pneus fera environ 24po (D,.,. = 600 mm). Une remarque doit étre portée
a I’égard de la Figure 2.3 du fait que les ailes originales du véhicule tracent un diamétre
intérieur de prés de 800 mm, ce qui dégage amplement le diameétre de la bande de
roulement. Il n’existe pas de limite ensuite pour ’augmentation de la garde au sol puisque

la motorisation est assurée par des moteurs-roues.

2.4.2 Choix du type d’alimentation

Pour le véhicule considéré, il est prévu de consommer du biocarburant fait a partir de
maticres recyclées pour alimenter le groupe électrogéne (génératrice). Il faut donc prévoir
’utilisation d’un moteur diesel puisque son haut taux de compression et son injection
directe facilite la conversion a presque tous les types de déchets [33] (gaz de synthéese [34],
biodiesel, huile de pyrolyse des déchets plastiques [35] ou de la biomasse [36], méthane
issu de la biométhanisation [37], etc.). Par contre, un turbocompresseur ou un
superchargeur devrait étre intégré pour améliorer son rendement et sa puissance
massique. La génératrice est couplée a la batterie directement sur son chargeur en passant
par un sélecteur gérant I’entrée de puissance, provenant soit du réseau €lectrique (borne de
recharge), soit de la génératrice. La densité de puissance espérée du groupe électrogene est
donnée dans le Tableau 2.1. La chimie de batterie sélectionnée est le Lithium Oxyde de
Titanate (LiTO) qui est aussi appelé « Li-Titanate ». Ses densités de puissance et d’énergie

se basent sur la technologie d’Altairnano [38], [39].

2.4.3 Définition de la masse, de la trainée et capacité de chargement du véhicule
Considérant le choix des composants, c'est-a-dire une génératrice a faible densité de

puissance et une batterie a faible densité d’énergie, il serait préférable de surévaluer la

masse du véhicule pour les simulations. Ainsi, bien que la structure du chassis soit prévue

d’étre réalisée en acier chromoly, la masse totale est d’abord fixée a 850 kg pour le
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véhicule et ses deux passagers de 75 kg chacun. L’étape 4) de la : Démarche de conception
intégrée permettra de juger de la cohérence de ce choix. La surface et le coefficient de
trainée peuvent également étre établis en considérant le design original de Volkswagen

Beetle, un modele qui est trés bien documenté [32] :

e Coefficient de trainée : 0.48

e Largeur: 1,54 m

e Hauteur: 1,5m

e Surface estimée = 1.8 m2

La Figure 2.4 montre le scénario d’imposition des couples maximal et nominal sur les

machines de traction. La pente définit I’¢lévation sur le déplacement longitudinal, ce qui
revient a définir la valeur de la tangente de 1’angle. Le couple nominal de la machine
devrait lui permettre de gravir une pente a 20% de facon continue sans échauffement a sa
vitesse nominale fixée a 90 km/h. Par contre, le couple maximal devrait lui permettre de
décoller le véhicule dans une pente limite évaluée a 37% [40]. Dans ces conditions
extrémes, on demande a ce que le véhicule puisse accélérer a plus de 50 km/h en moins de
5 s. Aucun vent de face supplémentaire a la trainée naturelle du véhicule n’est considéré
dans I’'un ou l’autre de ces deux scénarios. Un rendement de 93% est considéré dans le
couplage mécanique li¢ aux pertes dans les pneus et dans les roulements. Le couple
nécessaire pour atteindre ces caractéristiques de vitesse et d’accélération peut €tre estimé

par le modele dynamique présenté a la Figure 2.2.

V,=50km/h V,,=90km/h

Pente continue
maximale
20% (11.3°)
Pente limite
37% (20.3°)

Figure 2.4 : Scénario de pentes maximales
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2.4.4 Rendements et performances du systéme

Les modes de transfert d’énergie dans le systéme de traction hybride série a moteur-
roue sont décrits par la prochaine illustration (cf. Figure 2.5). Les hypothéses de
rendements, fixées comme des contraintes de dimensionnement du systéme, seront décrites
dans chacun des cas. Ces exigences sont nécessaires pour établir la consommation du
systetme de traction sur le bus CC afin d’en évaluer I’autonomie. Pour simplifier les
schémas, seulement un groupe de traction & deux moteurs-roues est illustré dans la figure

ci-dessous, mais il est supposé que le véhicule choisi en possede quatre.

Le mode de fonctionnement hybride permet d’abord de fixer les spécifications de
rendement espérées sur la chaine de traction et sur le moteur-roue. En effet, pour rivaliser
contre les systémes a transmission mécanique, I’efficacité voulue du systeéme de traction en
mode hybride série, avant les pertes mécaniques, est fixée a 89% au point nominal de
fonctionnement. Considérant un couplage mécanique direct et sans pertes entre le moteur a
combustion et 1’alternateur du groupe électrogéne, un rendement de 96% sur 1’alternateur
(génératrice), une efficacité de 98% sur le survolteur et un rendement de 98% dans les
convertisseurs triphasés (onduleurs), le moteur-roue ne pourra perdre plus de 3.5% de sa
puissance d’alimentation (efficacité supérieure a 96.5%) pour respecter la contrainte

d’efficacité de la transmission de puissance.
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C) Mode combiné

Figure 2.5 : Fonctionnement du systéme de traction en A) mode hybride, B) mode électrique et C) mode

hybride électrique

En se basant sur les discussions de la section 1.7.1, le rendement effectif du mode

hybride (mode A) devrait se trouver prés de 89% en moyenne sur la transmission de

uissance aux roues. En considérant I’efficacité des pneus a 93%, ce rendement chute a
b

82.7%. La chaine de traction idéale dans ce cas pour atteindre cet objectif est donnée par la

Figure 2.6. Le moteur a combustion a pour sa part une consommation estimée a 0.28 litre

par kilowatt-heure, ce qui est une consommation typique pour les moteurs des génératrices

de cette puissance. L’accouplement entre le moteur a combustion et la génératrice est

direct, ce qui représente une chute de puissance négligeable.

Puissance
mécanique du
Moteur a
combustion

Conversion Puissance transmis
Onduleur triphasé électrique-> au véhicule
mécanique

Puissance
mécanique ->
électrique
(alternateur)

Conversion AC-CC a
haute tension

Transmission /
accouplement

Pertes dans Pertes dans Pertes dans Pertes dans Pertes dans lPertgs
I'accouplement  I'alternateur Le convertisseur L’onduleur Le moteur mécanique
survolteur
n=100% n=96% n=98% n=98% n=96.5% n=93%

Figure 2.6 : Rendements espérés de la chaine de traction idéale pour le fonctionnement

hybride

\

Y
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Pour le mode B, c'est-a-dire le fonctionnement en mode purement électrique, le
rendement a été en majeure partie imposé par les données de la Figure 2.6 a I’exception du
rendement dans la batterie. Celle-ci peut facilement afficher une efficacité autour de 98,5%,
une valeur qui sera validée ensuite dans ce chapitre. Ainsi, la chalne de traction du mode

¢lectrique peut étre illustrée par celle de la Figure 2.7.

Conversion : .
Puissance débitée Conversion du . 2 . . Puissance transmise
1 ) . Onduleur triphasé électrique-> shicul
par les éléments stockage en énergie . . au vehicule
. R . mécanique
de stockage électrique utilisable
Pertes dans Pertes dans Pertes dans Pertes
la batterie L’onduleur Le moteur mecaniques
n=98,5% n=98% n=96,5% n=93%

Figure 2.7 : Rendements espérés de la chaine de traction idéale pour le fonctionnement en mode
électrique

L’efficacit¢ en mode purement électrique devrait froler les 93% avant la
considération des pertes des pneus contre la chaussée. Avec ces dernicres, le rendement

chute a 86.5%.

Ces considérations impliquent [’utilisation de batterie de puissance puisque la faible
capacité liée aux limitations de la masse aura pour tendance a faire augmenter sa résistance
interne et faire chuter son rendement. Les batteries LTO (lithium titanate oxyde) sont
prévues a la conception. Les avancées de la batterie a doubles électrodes de carbone (dual
carbon lithium battery) seront a envisager aussitot commercialisées pour accroitre

I’autonomie en mode ¢€lectrique ou réduire la masse du véhicule.

Le mode de freinage régénératif repassera par cette méme chaine de traction, mais le
rendement mécanique de la bande de roulement devra étre considéré pour faire le bilan de
recouvrement. Le schéma de freinage régénératif devient celui de la Figure 2.8. En réalité,
la plage d’opération de la machine électrique joue énormément sur son rendement. Ainsi, il

faudrait imposer un rendement global espéré pour I'utilisation de la machine sur une
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accélération et un freinage complets. Une simulation du modele analytique de la machine
de traction sur I’ensemble de sa plage de fonctionnement en freinage est nécessaire pour
¢évaluer ce rendement moyen. Le rendement global est suggéré ici a 92% sur les machines
de traction. Le schéma simplificateur suivant permet d’espérer un recouvrement de

’énergie a 64%.

\

: : Conversion f Ly
Convertisseur statique Puissance transmise a

électrique-> la chaussée

Conversion du

Puissance débitée

par les éléments ﬁtockgge en éljergie (Onduleur triphasé) mécanique
de stockage électrique utilisable \/
Pertes dans Pertes dans Pertes dans Pertes dans les
la batterie L’onduleur Le moteur pneus
n=98,5% n=98% n=92% n=93

A SR S, S

Conversion du
stockage

Stockage de
I’énergie de
Régénération
n=60%

Conversion
mécanique->
électrique

Convertisseur Puissance transmise de

statique (onduleur)

la chaussée auxroues

Figure 2.8 : Rendements espérés de la chaine de traction idéale pour la régénération

Enfin, le mode de traction effectif lors d’'une demande maximale de puissance, en
I’occurrence le pire cas d’efficacité du systéme, doit également étre évalué suite aux
simulations de couple maximal pour connaitre la consommation de puissance réelle sur la
batterie déterminée a 1’étape 6.1) de la démarche de dimensionnement intégrée. En effet,
I’augmentation drastique des densités de courant augmente significativement les pertes par
conduction dans les machines électriques (alternateur et moteurs-roues), les convertisseurs

statiques et la batterie de puissance.

La puissance maximale est également atteinte dans le cas d’une accélération intense
fixée par le cahier de charge. Le concept se voit imposer d’atteindre les 100 km/h a partir
de I’arrét complet en moins de 5 secondes comme critére minimal de performances. Les

deux chaines de traction, avec alimentation en énergie ¢lectrique et thermique, doivent étre
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prises indépendamment pour analyser les pertes liées a chaque partie du systeme. Le
rendement de chaque section dépendra d’un facteur de dégradation appliqué au rapport
entre la puissance maximale et la puissance nominale. Comme ce rapport n’est pas connu
pour le moment, les rendements ne sont pas inscrits sur la figure suivante. Ils seront évalués

par la suite dans le chapitre a la Figure 2.12.

-

Puissance
mécanique ->
électrique
(alternateur)

Puissance
mécanique du
Moteura
combustion

Pmaxgen
o Conversion CC-CC é>
Transmission / haute tension

accouplement

=

),

0O
g N
Pertes dans Pertes dans Pertes dans k=1 oul )
Conversion uissance transmis
’ I'alternateur Le survolteur o -
I'accouplement [ Onduleur triphasé électrique-> au véhicule
o° PR
mécanique
n=100% n=? n=? %
o
@
C
a*
(@)
(@]
Puissance débitée Conversion du Pertes dans Pertes dans ,Perti'as
par les éléments stockage en énergie L’onduleur Le moteur mecanique
de stockage électrique utilisable
n=? n=? n=93%

-

Pertes dans
la batterie

n=?

Figure 2.9 : Rendements a déterminer de la chaine de traction a puissance maximale

2.4.4.1 Comportement du rendement des moteurs a puissance maximale
Le rendement des machines électriques peut €tre mis en relation avec le rapport entre
leur point d’opération nominal et leur régime créte avec un facteur de dégradation

« Kgegradation ». Il n’y a en fait que les pertes par hystérésis dans les machines qui

moteur
ne varient pas directement au carré de 1’induction (cf. section 3.7.1). Ainsi, il serait assez
juste de supposer Kgegradation = 1 pour la considération des pertes fer. Cette hypothése est

d’ailleurs pessimiste puisque le flux résultant dans la machine, formé par I’interaction entre
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le flux a vide et celui issu du courant induit, ne double pas pour une réaction d’induit deux

fois plus forte.

Par contre, le comportement en saturation de la machine de traction est encore
méconnu, mais il est nécessaire d’approximer la consommation excédentaire liée a la
déviation de son comportement saturé par rapport a un comportement idéal linéaire. Cette
déviation ou chute de couple appelé coefficient de saturation (Ksat) est imposée a 7.5% par
rapport au couple linéaire (analytique) a chaque fois que le couple est doublé. Ce rapport
est une valeur experte déterminée depuis le pire scénario retrouvé a 1’issus de simulations
par calcul de champs sur quelques itérations de configuration de machines semblables. Le
facteur dépend essentiellement du niveau de saturation a vide des culasses d’acier. Le
facteur de puissance, étant 1’image de la composition du flux en charge, est également un

¢lément faisant varier le coefficient de saturation.

Ainsi, pour un couple théorique (linéaire) plus grand que le nominal, tel que
Tanatytique > Tnominar > 1€ couple réel en saturation peut €tre exprimé comme suit :

T, i ,
Tréelsaturé = Tanalytique 11— analythue/T —1 |- Ksqt | (en Nm) (Eq.2-5)

nom

Ainsi, les spécifications du rendement en saturation résultent de la diminution des
performances liées au phénomeéne de saturation et a 1’augmentation des pertes par
conduction et des pertes fer. Le facteur empirique « Kyegradationmeren, » €XPrimant la
dégradation du rendement nominal du moteur «7,,m,, . » impose la relation entre le
courant induit et les pertes. Si les pertes sont proportionnelles a la puissance débitée, ce
facteur devient nul puisqu’il n’influe pas sur le rendement. Si par contre les pertes sont
proportionnelles au carré du courant induit, telles celles par conduction, le coefficient
€ Kaegradationmerey, » devient unitaire. Ici, ’estimation de I’augmentation du courant par
rapport au courant nominal est basée sur le rapport entre le couple d’opération «7,,, » et le
couple nominal «T,,, », donc ’augmentation des pertes sera estimée proportionnelle au

carrée a la densité de courant ( K yegrqdation, e, = 1) -
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Nminmorenr = (1 — (% — 1) . Ksat) . (1 _ (1 _ nnommomw) . (TOﬂ)Kdegradationmoteur> .100%

Tnom

Phénomene de saturation Chute du rendement par effet joule

(Eq.2-6)

2.4.4.2 Comportement du rendement des onduleurs a puissance maximale

Dans les convertisseurs de puissance, la relation entre les pertes et le couple demandé
aux machines est exprimée par la grandeur des courants triphasés. Si le temps de
commutation maximal est toujours considéré pour tous les points d’opération de 1’onduleur,
seules les pertes par conduction, liées a la résistance interne des transistors « rc » tel
qu’illustré a la Figure 2.10 [41], sont proportionnelles au carré des courants de phases et
donc ont un impact sur le facteur de dégradation empirique « Kgegradation,,s” du
rendement nominal des convertisseurs « My, ,»- Ainsi, il est nécessaire de considerer le
rendement des machines de traction « Noreur» dans 1’estimation des courants totaux

responsables de la dégradation de I’efficacit¢ de 1’onduleur. De fagon générale, une

caractérisation empirique ou graphique est le seul outil pouvant étre utilisé a cette étape-ci.

FORWARD CHARACTERISTICS OUTPUT CHARACTERISTICS
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Figure 2.10 : Comportement des pertes par conduction, pour un demi-bras, dans la diode de roue libre
(2 gauche) et dans PIGBT (a droite) en fonction du courant dans le collecteur [41].
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Kde ,
Tinona = 1= (1= Tnomne) - (2—) | - 100% (50:2-7)

Thom NMmoteur

Le facteur de dégradation empirique du rendement sur les onduleurs est approximé
graphiquement par le rapport entre les pertes liées a son comportement résistif et celles
liées a sa tension de seuil. En effet, la tension de seuil en soi n’impose pas de dégradation
du rendement puisque les pertes deviennent proportionnelles au courant qui y circule. Par
contre, le comportement résisitif implique une augmentation quadratique des pertes en
fonction du courant. Dans le cas d’un comportement de transistor de type IGBT tel que
présenté a la Figure 2.10, les pertes autour du point d’opération nominal attribuables au
comportement résisitif sont, de fagon pessimiste, estimées a la moiti¢ de celles liées a la
tension de saturation, donc :  Kgegradation,,g = 0-5- Pour un transistor de type MOSFET,
le facteur de dégradation du rendement serait évalué unitaire puisque le dispositif a un

comportement purement résistif en conduction.

2.4.4.3 Comportement du rendement du groupe électrogene

La dégradation du rendement du groupe électrogene est dépendante de celle du
convertisseur survolteur et de celle de 1’alternateur. Le comportement du convertisseur
dépend des éléments qui le composent, soit une bobine de lissage, un transistor de
puissance puis un redresseur a pont de diodes, dont le comportement est semblable a celui
d’un transistor IGBT. Comme il est difficile de départager I’influence de chacun sur le
rendement global du convertisseur, le facteur de dégradation du rendement du convertisseur
statique « Kgegradationgen, » €St, de fagon pessimiste, estimé a 0.75. Pour cette derniére,
1’équation (Eq.2-8) ne prévoit pas de facteur de saturation, une hypothése valide si les
conditions de saturation de la bobine ne sont pas rencontrées. Le facteur de dégradation de
Palternateur « Kgegradationger, » €St dimensionné comme celui des machines de traction
(Kaegradationger, = 1)» Mais aucune saturation n’est considérée. Ainsi, le rendement
corrigé du convertisseur survolteur, pour une sollicitation en puissance du bus CC
« Ppax,, » autour d’un point d’opération plus €leve que la puissance nominale du

convertisseur équivalente a celle débitée sur le bus CC « By, », st donné par :
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Pmaxce ’
Tingom = 1= (1= o) - (i - 100% (£0.2-8)

)Kdegradationwm;]

Promec

Pour sa part, I’alternateur, dimensionné pour une puissance nominale débitée sur le
bus CC de « Pyom..», doit transiger plus de puissance a 1’entrée du convertisseur pour
cc

compenser les pertes de ce dernier. Son rendement se calcule depuis son rendement
nominal «Mpom_ ;0 ? » PAL:

+100% (Eq.2-9)

Pmaxcce )Kde‘gradationaltern]

nminaltern. =11~ (1 - T’nomaltern) ) (

PromeeMmincony

Ces calculs de rendement sont utilisés dans la section 2.5.2 pour évaluer la puissance
réelle de I’alternateur, celle du moteur a combustion de méme celle du chargeur-survolteur,

couplant le groupe électrogene au bus CC.

Les moteurs standards a quatre temps diesel turbocompressés ou superchargés ont
une densité massique d’environ 0.25 kW/kg. 11 est primordial de se tourner vers les moteurs
a deux temps diesel superchargés a haut taux de compression si une masse aussi faible est
envisagée pour le véhicule entier (700 kg). Le type de moteur présenté dans les figures ci-
dessous est développé par le groupe Ecomotors [42]. Il s’agit d’un moteur a plat appelé
« OPOC » qui oppose deux pistons doubles. Il permet du coup de limiter I’encombrement
et la course de chaque piston tout en conservant un trés haut taux de compression.
L’injection faite sur le coté de la chambre induit également une turbulence naturelle qui
favorise la combustion. Ainsi, en plus d’étre 1égers et performants, ces moteurs rencontrent
les normes antipollutions les plus strictes. Ce sont des moteurs beaucoup plus silencieux
puisque la combustion se fait en plein cceur des chemises d’alésage au lieu d’exposer le son
de la détonation aux extrémités des cylindres. De plus, les vibrations sont extrémement
réduites puisque le mouvement est entiecrement compensé. Enfin, le concept du moteur a
plat diminue significativement la hauteur du centre de gravité du véhicule lui permettant de

rouler sur des plans inclinés sans chavirer.
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Figure 2.11 : Moteur deux temps diesel superchargé a cylindres opposés « OPOC » de I’entreprise
« Ecomotors »

2.4.4.4 Comportement du rendement de la batterie a puissance maximale

La détermination du rendement dans la batterie suivra la méme logique que celle du

moteur puisque les pertes dans la résistance interne augmentent au carré du courant débité.

Le coefficient de dégradation du rendement est fixé a 1. Par contre, les répercutions sur le

courant de la batterie ne sont pas proportionnelles au couple de la machine, mais bien a la

puissance tirée sur le bus CC. Le facteur de dégradation s’applique donc sur le rapport entre

la puissance maximale débitée par la batterie et sa puissance nominale « Py, » La

puissance maximale est déduite de la différence entre la puissance sollicitée sur le bus

CC «Pgc,,,,» et celle du groupe €lectrogéne « FByep, ». L ’€quation du rendement de la
batterie devient :
— ) PcCmax—Pgen Kdegbat . ,

77minimalbat - [1 - (1 - nnombat) (T) ] 100% (Eq.2—10)

Ou:

Nnom,,, €St le rendement du fonctionnement nominal de la batterie;

cemax €St 1a puissance maximale sollicitée par le groupe de traction sur le bus CC;
Byen est I’apport de puissance sur le bus CC par le groupe électrogéne;

Kdegbat

est le coefficient de dégradation du rendement selon le rapport des puissances.
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2.4.5 Résumé des spécifications du véhicule

Le Tableau 2.1 dresse I’ensemble des considérations hypothétiques discutées dans

I’ensemble de la section 2.4. Il est subdivisé en quatre sections, soit les données qui sont

liées au choix de véhicule, a son utilisation sur un parcours typique et intensif, puis les

données propres aux spécifications du groupe motopropulseur.

Tableau 2.1 : Définition des paramétres du véhicule

Paramétre Description Val. | Unité
Données propres au véhicule
M shicute Masse du véhicule (chassis et essieux) 700 kg
M hargement Capacité de chargement 150 kg
Nboreurs Nombre de moteurs de traction 4 -
D, e Diamétre de la roue 0.6 m
Pentejjpie Limite de la pente pouvant étre escaladée 37 %
S Surface de trainée approximée 1.8 m’
C, Coefficient de trainée du véhicule 0.48 -
T aCCma Temps maximal pour atteindre 100 km/h depuis I’arrét du véhicule 5 S
Données propres a un parcours typique
Voom Vitesse de circulation nominale du véhicule 90 km/h
Pente,om Gradient nominal de la route 2 %
Pairpin Densité massique minimale de Iair (air sec & 20°C) 1.2 kg/m’
Vi min Vitesse minimale du vent de face 20 km/h
Rangc‘z Autonomie nominale du véhicule en mode électrique 40 km
Données propres aux parcours hasardeux (deux scénarios considérés)
Vonas Vitesse maximale du véhicule 90 120 km/h
Pente, .y Gradient maximal de la route 20 0 %
Pairpax Densité massique maximale de 1’air (air sec a -30°C) 1.5 kg/m®
Vy max Vitesse maximale du vent de face 0 | 50 km/h
Données propres au groupe de puissance
Nmeca Rendement mécanique espéré 93 %
Nelect nom Rendement nominal en mode électrique (rendement mécanique inclus) 86.5 %
Rendement de I’ensemble de la chaine de traction hybride (rendement o

Mlirans_nom mécanique inclus) 827 &
gdeg moteur €t Coef. de dégradation du rendement des machines électriques 1 -

dedaltern
Koo Coefficient de saturation des machines de traction 7.5 %
Kaegpar Coef. de dégrad. du rendement de la batterie a I’égard de la puissance 0.5 -
Kaegong Coef. de dégradation du rendement sur I’onduleur a 1’égard du couple 0.5 -
Kieg o Coef. de dégradation du rendement sur le convertisseur survolteur 0.75 -
T density Densité maximale massique de couple des moteurs de traction 20 Nm/kg
Pgen gesiy Densité de puissance maximale du groupe électrogéne 0.4* kW/kg
Pbat jensiry Densité de puissance maximale de la batterie 0,75 kW/kg
Consum Consommation spécifique du moteur & combustion (litre par kWh) 0.28 1/kWh
Wbat jepsisy Densité d’énergie maximale des batteries 50 Wh/kg

*La densité de puissance « Pgen e, » considere I'architecture « OPOC » de « Ecomotors ».
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2.5 DETERMINATION DE LA CONSOMMATION EN PUISSANCE (ETAPE 2)

Dans cette section, des calculs analytiques et des simulations dynamiques issus du
modele mécanique du véhicule (cf. Figure 2.2) sont complétés pour déterminer la puissance
requise pour mouvoir le véhicule dans différentes circonstances. Les résultats de ces calculs
ou simulations sont ensuite utilisés au niveau de 1’étape 3 pour déterminer la masse
attribuable au stockage d’énergie puis celle liée a la génération de puissance continue et

maximale du groupe €lectrogene.

2.5.1 Calcul de la puissance requise en régime permanent

Les paramétres du calcul visent a évaluer la consommation normale pour le véhicule
circulant a vitesse nominale avec une trés légere pente (2%) et un faible vent de face
(20 km/h). Ainsi, les « données propres au véhicule » ainsi que les « données propres a un

parcours typique » figurant dans le Tableau 2.1 sont considérées dans le calcul.

L’objectif du calcul est donc de déterminer le couple électromagnétique nécessaire
pour conserver une vitesse constante en utilisant 1’équation (£g.2-1). La puissance
mécanique est ensuite utilisée pour déduire la puissance tirée sur 1’alimentation (€lectrique

ou hybride) en fonction du rendement de la chaine de traction effective.

Le Tableau 2.2 présente pour sa part les résultats de ce calcul en négligeant
I’ensemble des pertes du systéme. La puissance mécanique est ensuite utilisée pour définir
les puissances a transmettre a travers les chalnes de traction respectivement électrique et
hybride. Les rendements ont été préalablement définis aux Figure 2.7 et Figure 2.9 pour ce
point d’opération qui devrait afficher la pointe d’efficacité du systéme. Les puissances
minimales tirées respectivement de la batterie et du moteur a combustion de la génératrice

par le travail mécanique peuvent étre calculées comme suit :

Pmecmin

Poatpmm = orr (Eq.2-11)

nelectnom

Pmecmin
OtgenNmin= ptrans,om

P, (Eq.2-12)
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Tableau 2.2 : Paramétres du point d’opération nominal : vitesse 90 km/h, pente 2%, vent de 20 km/h

Nom flu Description Valeur | Unité

parametre
Résultats du calcul pour un modéle idéal
Toin Couple minimal a chacune des 4 roues pour maintenir la vitesse a 90 km/h 58 Nm
Pmec,,, Puissance mécanique minimale pour maintenir la vitesse a 90 km/h 19 kW
Résultats de simulation en considérant le rendement des chaines de traction

Nives Rendement considéré pour la friction dans le pneu 93 %
Tem, i, Couple électromagnétique minimal pour maintenir la vitesse a 90 km/h 62.3 Nm
Pcc,om Puis. sollicitée par le bus CC pour alimenter le groupe de traction (moteur-onduleur) | 21.7 kW
nelect,,, [Rendement de la chaine de traction électrique pour ce point d’opération (avec pneu) 86.6 %
ntrans,,, Rendement de la chaine de traction hybride série a ce point d’opération (avec pneu) 81.8 %
Pmotgen,,, Puissance du moteur a combustion pour fournir le bus CC en mode hybride a 90 km/h | 23.2 kW
économie |[Economie de carburant du véhicule (en 1/100km) considérant 0.28 1/kWh 7.2 Y 100km
Pbat,,;, Puissance min. de la batterie pour fournir le bus CC en mode électrique a 90 km/h 22 kW
Wbhat *Capacité de la batterie a I’égard de 1’autonomie « Range » désirée 9.8 kWh

*[’énergie consommée sur la distance d’autonomie en mode électrique prescrite par le cahier des
charges servira ensuite a dimensionner le stockage. Son calcul, donné en kilo Watt-heure (kWh), est donné

par I'équation (Eq.2-13)

Range 40km
atmin  ynom 22kW 90km/h

Wyat = Pp = 9.8 kWh (Eq.2-13)

La consommation réelle sera plus faible que celle indiquée au Tableau 2.2 puisqu’une
pente minimale a été considérée ainsi qu'un vent de face. Ainsi, dans les conditions
. . . .. r roN 1
optimales (sans pente ni vent de face), la consommation minimale est évaluée a 4.0 /ookm €t
une autonomie en mode électrique estimée a un peu plus de 65 km. Avec une efficacité
espérée au dessus de 96% sur les machines de traction, seulement une puissance de 5.2 kW

par moteur sera consommee, ce qui ne représente que 190 W de pertes par moteur.

De son coté, le moteur de la génératrice doit fournir une puissance nominale de
23.2 kW a son point d’opération le plus efficace, permettant au véhicule d’accroitre son
autonomie sans risquer de faire chuter la tension de la batterie ou diminuer les
performances de son systéme de traction. Sa puissance maximale doit permettre 1’atteinte

de la vitesse maximale avec un vent maximal.




43

2.5.2 Calcul de la puissance requise a vitesse maximale ou pente maximale

La puissance maximale a atteindre doit minimalement permettre au véhicule de
conserver sa pleine vitesse tout le long d’un trajet de plusieurs centaines de kilométres. La
génératrice doit assurer la production d’une puissance créte suffisante pour répondre a ce
critere. La valeur maximale de puissance continue sur le systéme est retenue suivant deux
situations. Cette valeur maximale de puissance définira la puissance de la génératrice.
L’objectif de ces choix de dimensionnement est d’éviter des efforts trop intenses sur

I’alimentation par la limitation de la capacité de traction.

La premicre situation est le maintien de la vitesse maximale de 120 km/h sur une
pente de seulement 2% avec un vent de face de 50 km/h. La deuxiéme situation, présentée
par la dernicre portion de la Figure 2.4, exige une vitesse constante de 90 km/h sur une
pente de 20%. Dans les deux cas, 1’ensemble des ¢léments du bus CC verra son efficacité
se dégrader légerement par rapport au point nominal défini par le Tableau 2.2. Le choix du
couple nominal de la machine est normalement équivalent a la valeur maximale donnée par
les deux situations. Le choix du couple nominal demeure tout de méme a la discrétion du
concepteur en fonction de son niveau de confiance du systéme de refroidissement et du
niveau d’acceptabilité d’une légére diminution du rendement pour la situation la plus
stressante pour la machine. Considérant un systéme de refroidissement qui sera légérement
surdimensionné et puisque la premiere situation est le cas le plus probable de perdurer sur

de longues périodes d’utilisation, le couple nominal est fixé a 132 Nm.

Le groupe de traction électrique, soit le moteur et son onduleur, doit par contre étre
optimisé pour ces points d’opération nominaux puisqu’ils auront a supporter ces pointes en
puissance ou en couple plus réguliérement que le groupe électrogéne. Ainsi, le rendement
considéré pour le groupe de traction moteur-onduleur est de 87.5% considérant un
rendement mécanique de 93% et 96% sur la machine puis 98% sur 1’onduleur. Il est donc
sous-entendu qu’aucune saturation ne doit €tre apparente sur le comportement de la
machine de traction a ce point d’opération. Les parametres du calcul et les résultats obtenus

sont présentés dans le Tableau 2.3.
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Tableau 2.3 : Définition des paramétres du calcul de la puissance continue maximale

Nom Elu Description Valeur Unité
parametre
Résultats pour la vitesse maximale (120 km/h) et une pente de 2%, vent a 50 km/h

Tonini Couple aux roues minimal pour maintenir la vitesse a 120 km/h 123 Nm
Pmec,,,; Puissance mécanique aux roues pour maintenir la vitesse a 120 km/h 54 kW
Tem,om; Couple électromagnétique pour maintenir la vitesse a 120 km/h  (choisi) 132 Nm
Pec Puissance produite sur le bus CC par .le groupe électrogéne a 120 km/h 62 W

genl (avec N1=87.5% sur le groupe de traction)

Résultats pour la vitesse nominale (90 km/h) et une pente de 20%, vent 2 0 km/h
Toinz Couple aux roues minimal pour maintenir la vitesse a 90 km/h 146 Nm
Pmec,,;,» Puissance mécanique aux roues pour maintenir la vitesse a 90 km/h 47.6 kW
Mmeca Rendement considéré pour la friction dans le pneu et la mécanique 93 %
Tem ,omz Couple électromagnétique pour maintenir la vitesse a 90 km/h (choix écarté) 157 Nm
Puissance produite sur le bus CC par le groupe électrogéne a 90 km/h

Pecgen: (avec n=87p.5% sur le groupe de trr;ction% b y >4 kw

A vpartir de Defficacité créte espérée en mode hybride inscrite au Tableau 2.1,
sollicitant une puissance de 21.7 kW sur le bus CC (cf. Tableau 2.2), la démarche de
dimensionnement du moteur diesel se basera sur le rendement de la chaine de production en
fonction de la dégradation de I’efficacité de I’alternateur et du convertisseur survolteur. Il
est ainsi nécessaire d’appliquer les équations (Eq.2-8) et (Eq.2-9):

62kw 0.75 ”,
Mmincony—survotteur = [1 ~(1-098)- (32 ] -100% = 95.6% (Eq.2-14)

Pour sa part, I’alternateur doit fournir plus de puissance a I’entrée du convertisseur
pour compenser les pertes dans ce dernier. La puissance nominale de 1’alternateur

comprend déja les pertes nominales du convertisseur. Son rendement est donc calculé par :

62kw  \! .
Mningiern, = |1~ (1 —0.96) - (m) ] +100% = 87.9% (Eq.2-15)

Dans I’éventualité ou la partie électrique du groupe électrogene affiche une telle
chute de rendement pour la production maximale de puissance sur le moteur a combustion,

la puissance de sortie de ce dernier devrait étre surévaluée a :

_ Pccgen _ 62kW
" Netect  0.879-0.956

P, = 73.8 kW (Eq.2-16)

Oteur compustion
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2.6 ATTRIBUTION ET VALIDATION DES MASSES (ETAPES 3 ET 4)

La masse des ¢léments de puissance se détermine simplement par la densité espérée
en puissance et en énergie respectivement pour la génératrice et la batterie. Ces valeurs de
densité ont été¢ présentées dans le Tableau 2.1 alors que la capacité de stockage a été
déterminée par ’équation (Egq.2-13) et la puissance créte du moteur a combustion par
’équation (Eq.2-16). Ainsi, les expressions permettant de calculer la masse de la batterie et

celle de la génératrice peuvent €tre exprimées respectivement comme suit :

What 9.8 kWh

Mg, = T 196 kg (£q.2-17)
_ Pgenmax _ 73.8 kW ~ 5 _
Myen = Py = g 185 kg (£q.2-18)

A la lumiére des masses imposées par le stockage et la génération de puissance, le
Tableau 2.4 dresse la répartition de la masse dans le véhicule, constituant une premiére
estimation de la masse attribuable a chaque composant. La masse imposée du véhicule est
écrite en caractéres gras, les valeurs en italiques sont estimées alors que la balance est
obtenue par calcul. La premiére section du tableau décrit les différents groupes de masses
du véhicule. Les deuxieme et troisiéme parties du tableau présentent respectivement les

masses sur le chassis (suspendues), puis celles des roues (non suspendues).

Tableau 2.4 : Répartition de la masse des éléments de traction

Nom fiu Description Valeur Unité
parametre
Dimensions générales
M pareemens | Masse du chargement (passagers et bagages) 150 kg
M, Masse totale du véhicule a vide (roues et chéssis sans le chargement) 700 kg
Mpucture Structure (chassis) , carrosserie du véhicule et accessoires (150) kg
M jssis Masse des composants sur le chassis du véhicule (masses suspendues) (408) kg
Masses suspendues (sur le chissis)
M, Masse de la génératrice et réservoir de carburant 185 kg
Mo Masse des convertisseurs du bus CC (chargeur et dissipateur) 27 kg
Mpasierie Masse de la batterie de puissance 196 kg
Masses non-suspendues (des moteurs de traction et des roues)

M, oies Masse totale allouable pour les roues (masse non suspendue) 142 kg
M oreur *Masse maximale d’un moteur (considérant jantes + pneu = 9.5 kg) 26 kg

*La masse allouable a la motorisation « M,,.u » €St trouvée en dernier. Elle sera mise en relation
avec le couple d’accélération trouvé a partir de la prochaine simulation afin de valider la caractéristique de
densité de couple des machines de traction.




46

2.7 COUPLE ET PUISSANCE CRETE (ETAPE 5)

La présente section définit I’impact des fortes accélérations sur le dimensionnement
de D’alimentation CC et des machines de traction. Une fois de plus, deux cas sont
considérés pour dimensionner le couple maximal, soit le scénario considéré par la Figure
2.4 et celui avec une accélération agressive de 0 a 100 km/h sur une surface plane. Cette

fois-ci, une simulation s’impose puisqu’il est question de régime transitoire.

2.7.1 Détermination de la puissance créte

Dans un premier temps, le véhicule doit atteindre la vitesse de 100 km/h depuis
I’arrét en moins de 5 s. La pointe de puissance développée alors a cette vitesse permettra
d’évaluer la cohérence de la densité de puissance de la batterie. Les résultats de ce scénario
sont présentés dans le tableau 2.5. Les calculs ayant mené a 1’évaluation de la puissance sur

le bus CC en considérant le rendement estimé de la chaine de traction sont présentés a la

suite de ce tableau.

Tableau 2.5 : Paramétres et résultats de simulation pour ’accélération maximale

Nom du Description Valeur Unité
parametre
Contraintes générales
M, Masse totale du véhicule (roues, chassis) 700 kg
M pareement Masse du chargement (passagers et bagages) 150 kg
Pente Pente imposée pour la simulation 0 %
V. Vitesse du vent de face imposée pour la simulation 0 km/h
1ACC pax Temps maximal pour atteindre 100 km/h depuis I’arrét du véhicule 5 S
Uy Coefficient de friction statique 0,9 -
Nmeca Rendement considéré pour la friction dans le pneu et la mécanique 93 %
Résultat de simulation
Troue Couple efficace nécessaire sur chacune des roues 400 Nm
Poue Puissance totale maximale générée (nécessaire) aux roues 150 kW
Tem,;, Couple électromagnétique nécessaire (considérant les pertes mécaniques) 430 Nm
Nuraction *Estimation du rendement du groupe de traction 64 %
P, Puissance nécessaire (estimée) sur le bus CC =235 kW

*L approximation du rendement du groupe de traction jusqu’au bus CC est une premiére étape pour
désigner la puissance tirée sur le bus CC. Ensuite, ['apport de la batterie dans la génération de cette
puissance est déterminé. Le calcul suivant est utilisé pour calculer le rendement espéré pour la chaine de
traction sollicitée a puissance maximale.

430 430

Tminimatmoenr = (1~ (133 = 1) *0.075) (1 ~ (1 -0.96) (13—2)1) +100% = 72%

Phénomeéne de saturation Pertes ef fet joule

(Eq.2-19)
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430 \95 0 0 .
Nminimalongutens = |1 = (1= 098) - (55=) " | - 100% = 95.7% (£q.2-20)

En considérant le rendement mécanique a 93%, le rendement du groupe de traction
obtenu représente 64%, soit une augmentation de 56% de la puissance tirée sur le bus CC

par rapport a ce qui est fourni aux roues.

La puissance sollicitée sur la batterie se trouve simplement en soustrayant I’apport du
groupe ¢lectrogéne et en multipliant par le rendement interne espéré de la batterie. Ce
rendement est calculé depuis 1’équation (£q.2-10) :

- 1 )
Nminimalpee = [1 — (1-0,985) - (2222 ] +100% = 88.2% (Eq.2-21)
Ainsi, la puissance tirée sur les cellules est donnée par:

P _ PCCmax_Pgen _ 235kW—-62kW
batyax — -

= 196 kW (Eq.2-22)

Nminimaly g, 88.2%

2.7.2 Détermination du couple créte

Dans un deuxieme temps, comme aucun boitier d’engrenages n’aide au démarrage du
véhicule, le couple de la machine doit suffire pour effectuer le travail sans difficulté. Il est
¢établi que le véhicule doit pouvoir tirer sa propre masse, ainsi que celle de ses occupants
dans une pente trés abrupte. Ces contraintes sont déterminées par le premier troncon du
parcours décrit par la Figure 2.4, soit une accélération 0-50 km/h en moins de 5 secondes
¢galement dans une pente atteignant les 37% de dénivellation. Les considérations et les

résultats de cette simulation sont présentés dans le Tableau 2.6.
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Tableau 2.6 : Paramétres et résultats de simulation pour la pente limite

Nom flu Description Valeur Unité
parametre
Contraintes générales
M,y Masse totale du véhicule (roues, chassis et pilote) 700 kg
M chargement Masse du chargement (passagers et bagages) 150 kg
Pente Pente imposée pour la simulation 37 %
Vi Vitesse du vent de face imposée pour la simulation 0 km/h
1ACC pax Temps maximal pour atteindre 50 km/h depuis I’arrét du véhicule 5 S
Uy Coefficient de friction statique 0,85 -
Résultat de simulation
Troue Couple efficace sur chacune des roues (sans pertes mécaniques) 427.5 Nm
Poue Puissance créte a 50 km/h 78 kW
Tem,,;, Couple électromagnétique nécessaire (en considérant un 7,,..,= 93% 460 Nm
Nuraction Estimation du rendement du groupe de traction 62 %
P Puissance nécessaire (estimée) sur le bus CC (2 50km/h) 126 kW

Une fois de plus, 1’approximation du rendement du groupe de traction jusqu’au bus
CC est nécessaire pour désigner la puissance tirée sur le bus CC d’ou I’apport de la batterie

sera connu. Les calculs suivants se basent respectivement sur les équations (£q.2-6) et

(Eq.2-7) :

460N 460 d
Mminimatmoses = (1~ (s — 1) -0.075) - (1= (1 - 096) - 222) - 100% = 70%  (£q.2-23)
460N 0.5 ,
Nminimalynguienr — [1 —(1-0.98)- (BTmm(ﬂ) ] -100% = 95.5% (Eq.2-24)

En combinant le rendement mécanique a 93%, le rendement du groupe de traction
représente 62%, soit une augmentation de 61% de la puissance tirée sur le bus CC par
rapport a ce qui est fourni aux roues. La puissance qui doit étre fournie par la batterie se
trouve simplement en soustrayant I’apport du groupe électrogéne et en multipliant par le

rendement interne espéré de la batterie. Ce rendement est donné par :

_ 1 )
minimatyge = |1 = (1= 0985) - (2257212 | - 10096 = 95.6% (£q.2-25)

Ainsi, la puissance tirée sur les cellules est donnée par:

Ppatyny = Pccmax~Pgen _ 126kW—62 kW ~ 67 kW (Eq.2—26)

Nminimaly g 95.6%

La pointe de puissance sur la batterie a été¢ enregistrée a 196 kW au niveau de la

premiere simulation d’accélération de 1’arrét complet jusqu’a 100 km/h. En ce qui a trait a
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la valeur du couple maximal de la machine minimalement exigée par le cahier des charges,

elle est pour le moment maintenue a 460 Nm.

2.8 VALIDATION DE LA DENSITE DE PUISSANCE ET DU COUPLE (ETAPE 6)
La densité de puissance de la batterie doit étre validée a partir des informations

connues en termes de puissance maximale exigée sur la batterie (cf. Tableau 2.1).

Ppa 196 kW ,
Pbatgensivy = M,,?:'AX = oerg = LKkW/kg (Eq.2-27)

On remarque que la densit¢ de puissance de la batterie requise dépasse
considérablement les spécifications du fabricant (0.75 kW/kg) pour le point d’opération
maximal. L’étape 6) suggere alors d’augmenter le volume des machines pour augmenter
I’accélération initiale et étre en mesure d’atteindre un maximum de puissance plus tot dans

1’accélération du véhicule.

Ainsi, le maximum de puissance sera imposé par la spécification de densité de la
chimie choisie pour la batterie, ce qui correspond a une limitation en puissance de cet
¢lément de stockage. La puissance disponible sur le bus CC pour le groupe de traction
pourra ensuite €tre évaluée par un nouveau calcul de rendement de la batterie a puissance
maximale. Dans ce cas, la puissance maximale de la batterie peut €tre recalculée comme
suit :

Poatuax = PP@taensicy - Mpatcerie = 0.75 KW/, g 196 kg = 147 kw (£q.2-28)

L’efficacit¢ de D’alimentation peut étre approximée pour ce point d’opération
par I’expression suivante. L exposant « 1 » a été conservé pour rappeler que le coefficient
de dégradation dans la batterie est unitaire.

1 e
Mminimalyge = [1 —(1-0,985) - (%) ] -100% = 90% (£q.2-29)

Ainsi, la puissance réelle totale disponible sur le bus CC peut étre évaluée par la
sommation de la puissance du générateur et celle de la batterie ayant 1’efficacité décrite ci-
dessus :

=p + Poatyay * Mminimalyy, = 62KW + 147kW - 90% = 194.3kW  (£q.2-30)

CCmax gen o
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2.9 REDIMENSIONNEMENT DES MACHINES DE TRACTION (ETAPE 7)

La limite théorique d’adhérence spécifie la valeur a ne pas dépasser pour le
dimensionnement des machines. En effet, un couple trop important est inutile si la semelle
du pneu, ayant un diamétre de « D,,,. », n’adhére plus a la chaussée. Ainsi, en supposant
que la masse du véhicule soit répartie également sur les quatre roues, le couple maximal des
machines est limité par la force normale de la chaussée et le coefficient de friction
« Us=0.9 ». Si la pente maximale a escalader (37%) est considérée et qu’une répartition de
la masse est considérée égale entre I’essieu avant et arriére, la limitation, donnée par les
équations (Eq.2-2) et (Eq.2-3), permet de trouver le couple maximal en y appliquant le

rayon d’action et la masse réelle du véhicule et de ses passagers:

Droye Mtot+Mchargement)d ,

Temmax =3 "Hs 3 h4 gement) * cos6 (Eq.2-31)
(700kg+150kg)-9.81N/k N )

Temmax = 0-3m-0.9- ? 4g g. J (1 —0.372) =522 Nm (Eq.2-32)

Par contre, pour respecter les spécifications initiales du véhicule en terme de masse et
la faisabilité des machines électriques par la densité de couple atteignable, il faut trouver un

compromis sur le point d’opération et les contraintes de réalisation de la machine.

2.9.1 Evaluation et validation du couple massique (étapes 8 et 9)

Les étapes 8) et 9) de la démarche de dimensionnement prévoient de vérifier si les
contraintes de masses et de densités actuelles permettent en effet d’espérer un couple créte
de la machine équivalent ou supérieur a la requéte. Ce couple peut étre calculé comme
suit a partir des valeurs de la masse et de la densité de couple déja fixées en début de
chapitre (20 Nm/kg) :

T,

eMmax — Mmoteur * Taensity = 26 kg - 20 Nm/kg =520 Nm (Eq-2'33)
Ainsi, les contraintes de densité de couple peuvent pratiquement étre rencontrées
considérant la masse maximale allouée pour la motorisation. Il sera plus loin question de
vérifier I’impact de cette masse non suspendue sur la tenue de route, qui deviendra la
nouvelle contrainte de densité de couple. Pour connaitre la puissance réelle disponible aux

roues, il est nécessaire de réévaluer 1’efficacité des machines ¢€lectriques en considérant le
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couple massique maximal mentionné précédemment (cf. Eg.2-33). Dans ce cas, le

rendement des machines électriques et celui des onduleurs sont :

520N™M 520Nm\!
Mminimalys o = [(1 - (22 -1)-0.075) (1 — (1-096)- (220) )] 100% = 65.7%
(Eq.2-34)

520Nm

0.5 )
Nminimalong = [1 ~(1-098) (Greomoes7) ] +100% = 95.1% (£q.2-35)

La Figure 2.12 présente I’apport de chaque source d’alimentation dans la génération
de puissance pour la demande créte définie a I’équation (£q.2-30). La puissance restante des
187.5 kW débités pour propulser le véhicule peut étre estimée a 114 kW une fois passée
dans I’ensemble du systéme. Cette puissance sera utilisée pour asservir ’intensité de

I’accélération pour en limiter I’impact sur la pointe de puissance.
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=
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Pbat=147kW la batterie

n=90%
Figure 2.12 : Rendements calculés de la chaine de traction a puissance maximale

2.9.2 Accélération avec limitation en puissance (reprise de I’étape 5)
Puisque la contrainte du couple maximal est connue, il est question de voir si elle

permet d’atteindre les objectifs d’accélération (0-100km/h en moins de 5 secondes) et de ne

)
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pas dépasser les spécifications de puissance de la batterie. Le couple effectif sur la chaussée
ayant pour effet de faire accélérer le chassis est considéré avec une chute de 7% due aux
frictions mécaniques. D’autres considérations atténuantes des performances ont été
considérées, soit un vent de face de 50 km/h avec une densité élevée de I’air a 1.5 kg/m’ et
une pente de 2%. Puisqu’une atténuation de 7% du couple effectif est considérée comme
pertes mécaniques (rendement du pneu avec la chaussée), la créte du couple est fixée a

480 Nm pour un couple moteur de 520 Nm.

La série de graphiques suivante (Figure 2.13,Figure 2.14 Figure 2.15) présente
respectivement 1’évolution en fonction du temps de la puissance aux roues, du couple en
sortie de chacun des moteurs de traction puis celle de la vitesse du véhicule. La simulation
est montée de facon a ce que le systéme limite la puissance mécanique a 114 kW. Bien
qu’avec une diminution du couple effectif, le rendement des machines devrait s’améliorer
en accélérant, le phénomeéne n’est pas considéré dans la présente simulation. Ainsi, la

sollicitation réelle sur la batterie ne sera pas aussi intense tout au long de 1’accélération.

kW Puissance (En kW) en fonction du temps (en s)
120

100

0.5 1 15 2 25 3 35 4 45 S

Figure 2.13 : Evolution de la puissance efficace, limitée 2 114 KW, en accélération maximale.

Nm Couple (en Nm) en fonction du temps (en s)
500 | | !

400 |-

300 |-

250

0.5 1 15 2 25 3 35 4 45 s

Figure 2.14 : Couple moteur avec limite en puissance de 114 kW aux roues.
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km/h

Vitesse (en km/h) en fonction du temps (en s)
120 T T T

100 |-

80 |

, ‘ ‘ ‘ ; ‘ .
0.5 1 15 2 25 3 35 4 45 S

Figure 2.15 : Vitesse du véhicule limité par une puissance totale de 100 kW aux roues.

Les graphiques des Figure 2.13 et Figure 2.14 montrent qu’en 2.6 secondes, ou a
62 km/h, le systéme peut déja trouver sa pleine puissance. Le graphique de la Figure 2.15
permet pour sa part de constater que la durée de I’accélération nécessaire pour atteindre

100 km/h, soit 4.5 s, répond largement aux exigences du cahier des charges.

Ainsi, I’alimentation ¢€lectrique devra permettre de fournir le plein courant au moteur
jusqu’a 62 km/h pour ne pas détériorer les performances du véhicule. La loi de commande
doit également permettre de maintenir une puissance créte de 28.5 kW a chacune des roues
pendant le temps de I’accélération. La puissance créte en sortie des moteurs doit donc étre
évaluée a 30.6 kW. Une saine gestion des machines considere la température interne de la

machine pour limiter 1’atteinte de ces points d’opérations.

2.10 CHOIX DE LA TENSION D’ALIMENTATION ET DIMENSIONNEMENT DES ELEMENTS
DU BUS CC (ETAPE 10)

Les valeurs du couple nominal et maximal ont respectivement été présentées
préalablement dans les sections 2.5.2 et 2.9. Il a aussi ét€ observé que la puissance créte ne
trouve pas ses limites dans la motorisation, mais plutdt dans la batterie de petite capacité
prévue au concept. En effet, un groupe de traction basé sur la technologie moteur-roue a la

particularité¢ de pouvoir délivrer une trés grande puissance pour les accélérations.

D’un autre coté, le dimensionnement méme des machines électriques de traction est
au cceur des spécifications électriques de 1’alimentation et des contréleurs. En effet, le

nombre de spires et la fréquence ¢électrique dans les moteurs-roues sont les seuls éléments
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qui contraignent I’adaptation de la tension d’utilisation de tout le systéme. L’épaisseur des
isolants ¢lectriques dans la machine est a considérer, mais une isolation a 1000 V entre la

culasse et les phases est facilement atteignable si 1’isolant n’est pas endommagg.

Cependant, d’importants aspects sont a considérer sur le choix de la tension
d’alimentation a 1’égard de la dimension des conducteurs et des convertisseurs statiques. En
effet, la basse tension augmente la dimension des cables pour une méme puissance fournie.
Ainsi, la section des conducteurs sera plus importante dans les moteurs, ce qui rend le
bobinage extrémement difficile a optimiser et a réaliser. De plus, plus le courant circulant
dans les convertisseurs est important, plus il affectera le rendement en augmentant les

pertes par conduction et celles de commutation.

2.10.1 Considération du point d’opération a vitesse nominale

L’efficacité désirée dans les convertisseurs de puissance est autour de 98% pour le
point d’opération optimal du véhicule a 90 km/h. L’utilisation d’un modéle de pertes
spécialis¢ est conseillée. La compagnie Mitsubishi fournit le logiciel « Melcosim » qui
permet de calculer les pertes et valider le fonctionnement du systéme. Sans connaitre les
parameétres réels de la machine de traction, il est tout de méme évident que le rapport entre
la pointe de vitesse d’opération et la valeur nominale influencera le rapport de modulation

de I’onduleur.

Les contraintes d’entrées et de sorties définissant respectivement les limites et les
requis du groupe de traction pour le point d’opération affichant la créte d’efficacité sont la
puissance d’entrée, les pertes maximales et le rapport de modulation. Il est donc nécessaire
d’augmenter itérativement la tension du bus CC qui abaissera le courant dans le collecteur

des transistors jusqu’a I’atteinte de 1’efficacité proposée.

La puissance du point d’opération sur chaque onduleur affichant la créte d’efficacité,
a 90 km/h, est équivalente au quart de la puissance fournie par le groupe électrogéne sur le

bus CC (cf. Tableau 2.2)

Pccpom __ 21.7kW

Perr .. = =543 kW (Eq.2-36)

Nbmoteur
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Les pertes maximales dans chaque onduleur sont limitées a :

Lossesmax = Pesr, . (1 = Nonduieur) = 543kW - (1 —0.98) = 109 W (Eq.2-37)

Le rapport de modulation maximal doit étre estimé pour étre en mesure d’évaluer
avec un peu plus d’exactitude les pertes dans le convertisseur. D’une premicre part, le
rapport entre la vitesse d’opération et la vitesse maximale implique une diminution de la
tension maximale pour équilibrer la tension a vide de la machine. Ce rapport de vitesse

suggere donc une diminution du rapport de modulation maximale.

D’autre part, le rapport du couple demandé pour ce point d’opération sur le couple
nominal de la machine suggere également une diminution de la tension de réaction d’induit.
Le rapport entre 1’influence de la tension a vide et celle liée a la réaction d’induit est défini
par le facteur de puissance « F'P » (tension induite VS réaction d’induit). Ce dernier est
imposé a 90% comme valeur d’estimation pessimiste servant a définir la distribution de la
tension sur les axes diphasés de la machine (cf. section 3.6.1). Il s’agit plutoét d’une valeur
de « FP » typique pour des machines asynchrones. En réalité, on devrait retrouver pres de
96% pour une machine a aimants permanents. Le rapport entre la vitesse maximale
atteignable par le véhicule, «V;,,, » et la vitesse présentant une économie d’énergie accrue,
«Vess », implique une différence sur les tensions induites qui se répercute dans le rapport
de modulation. Un autre aspect important est la portion de la tension injectée pour
développer un couple, c'est-a-dire un courant en phase avec la tension induite. Le rapport

entre le couple modéré du point d’opération efficace «Terr » et le couple nominal de la

machine « Ty,p, » fournit un indice sur la tension de réaction d’induit. Le rapport de

modulation est ainsi estimé par :

- Verr\? Tefr | 2 5

ma(Ver. Tegr) = | (FP m) + (E 1—FP?) (Eq.2-38)

Rapport des Rapport des réactions

Tensions induites (Vq) d'induits(Vd)
Ainsi :
(90km/, ,62.3Nm) ~ [(0.9- o0k ) (2. 1= 081)2 = 0.7 £q.2-39
Mq o P4 ) = 7 120kmy/, 132Nm ' - (Eq.2-39)
Rapport des Rapport 'des r.éactions
drinduits

Tensions induites
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2.10.2 Considérations du point d’opération continu a vitesse maximale

A puissance maximale de la génératrice, le rendement de 1’onduleur doit également
afficher un rendement égal ou supérieur aux spécifications définies précédemment. A ce
point d’opération, le rapport de modulation peut étre approximé comme unitaire. La
puissance maximale de la génératrice de 62 kW, vue dans le Tableau 2.3, devraient étre
surévaluée d’au moins 10% (facteur a la discrétion du concepteur), soit 68 kW en sortie sur
le bus CC, pour inclure un facteur de sécurité dans 1’estimation des courants de phase dans

les onduleurs. Ainsi, la puissance distribuée sur chacune des roues est de 17 kW.

2.10.3 Courant et tension de phase

Le courant efficace par phase peut étre déterminé en utilisant le nombre de phases
«m », le facteur de puissance « FP », la puissance a transmettre « Py », la tension du
bus CC (Vcc) et le rapport de modulation maximal « m, »:

— Peffmax'z\/i

Phrms = FP-mmgVee (Eq.2-40)
La tension ligne-neutre efficace maximale est en fait donnée par :
.V e
Vi, = ’”Z—ﬁ (Eq.2-41)

2.10.4 Calcul de P’efficacité dans les onduleurs
Lorsqu’aucun logiciel n’est fourni par le fabricant pour simuler le rendement de
I’onduleur, certaines estimations peuvent étre réalisées. Il faut distinguer cinq sources de

pertes (données en W), soit :

B, puissance de polarisation des grilles des transistors,
Pcr puissance de conduction des transistors

Py,r  puissance de commutation dans les transistors

Pcp puissance de conduction des diodes

Pgwp  puissance de commutation dans les diodes
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2.10.4.1 Pertes dans les transistors

Les pertes dans un transistor sont donc déterminées par I’expression suivante :

Pcr Pswr

Pr =P, + Per + Psyr = Py + Ucgo “ Icav +7¢ Icrms2 + (Eont + Eopsr) * fow (Eq.2-42)

Ou:
UcEo est la tension minimale de saturation;

Icaw est le courant moyen qui circule dans le transistor;

Ic,...  estlecourant efficace circulant dans le transistor;

- . : Al
Tc est la résistance du collecteur calculée depuis la pente de W
E,nr  est1’énergie de commutation pour la polarisation en fermeture;
Eorpr  est’énergie de commutation pour la polarisation en ouverture;

fsw est la fréquence de commutation.

Les courants moyen et efficace dans un transistor peuvent étre calculés en tenant

compte du facteur de puissance de la charge. Ils sont respectivement donnés par [43]:

1 -FP !

Icay = V2 Iphy s (E + ma8 ) (Fq.2-43)
1, mgFP ,

Ierms = V2 oy, (5 + ) (Eq.2-44)

Calcul des pertes liées a la polarisation des transistors

La puissance engendrée par la polarisation des grilles des transistors est souvent
négligée, mais elle représente des pertes a vide non négligeables dans les conceptions a
transistors MOSFET placés en parallele et commutant a haute fréquence. La technologie
MOSFET est en pleine émergence pour les applications de moyenne puissance si bien

qu’elle pourrait prendre toute la place d’ici peu d’années.

\

On peut évaluer la puissance minimale tirée sur 1’alimentation isolée a partir de
I’énergie de chargement de la capacité de la grille a chaque commutation. La résistance de
grille sur la commande rapprochée ajoutera des pertes en chaleur en détériorant le
rendement de son chargement. Les pertes dans la résistance de grille, générées pendant le

chargement, sont données par :

Pron = Rglg_RMS (Eq-2'45)
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Le courant efficace du chargement se détermine par la relation suivante [22, 44] :

. . tpon) fsw -
Le(on) gys = o (om), /% (Eq.2-46)

Le temps de chargement t,,n) peut €tre approximé par cinq fois la constante de
temps formée par la résistance et la capacité de grille (Cy).
tpomy =5 Ry Cy (Eq.2-47)
La pointe de courant iy, est pour sa part dépendante de la tension de polarisation
« Vgenax » et la résistance de grille. Elle s’écrit :

. V. ,
tp(on) = —g:;f’“" (£q.2-48)

Le dimensionnement en puissance de la résistance de grille « Pk » doit considérer le
courant de décharge également a moins qu’une diode dans ce sens de conduction soit
prévue pour accélérer I’ouverture du transistor. Cette puissance est déduite comme suit a
partir des pertes de charge (Pg,,) et de décharge (Pgrop) :

Pr = Profs + Pron = 2 Pron (Eq.2-49)

Enfin, la puissance de polarisation de la grille avec une efficacité¢ de 100% est I’image
de I’énergie transitée dans la capacité de la grille du transistor et de la fréquence a laquelle

ce chargement est effectué. Elle est calculée par :
1 .
PPg = (E Cg ' Vgemaxz) * fow (Eq.2-50)

Ainsi, I’ensemble des pertes de polarisation pour chaque transistor est donné par :

Py = Pron + Ppg (Eq.2-51)
Cette puissance s’avere trés utile pour dimensionner 1’alimentation isolée de la

commande rapprochée sur 1’onduleur.

Pertes par conduction dans les transistors

Dans le cas d’un transistor de type MOSFET, le terme «ucgy» de 1’équation
(Eq.2-52), décrivant la tension de saturation, est pratiquement nul puisque la tension aux

bornes du transistor est directement proportionnelle au courant qui y circule. Cette
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constatation induit 1’idée qu’un gain intéressant est a faire sur le rendement avec une

conception d’onduleur a transistors MOSFET mis en parall¢le.

Un facteur de puissance nul ne signifie par contre pas qu’aucun courant ne transigera
par les transistors. En effet, le courant circule dans le transistor a partir du moment ou la
tension que celui-ci impose agit dans le méme sens que le courant dans 1’inductance de la
machine électrique. La Figure 2.16 illustre la puissance instantanée transigée par les
transistors d’un bras d’onduleur pour un FP=0 (¢ = 90°), donc une charge purement
inductive. Dans ces circonstances, le début de la conduction du transistor correspond a
I’atteinte du courant créte dans I’inductance. Les puissances instantanées dans les
transistors du haut et du bas, illustrées respectivement en vert et mauve, donnent I’image
des pertes par conduction puisqu’elles considérent le rapport de modulation et le courant

instantané.

——Tension injectée

= Courant inductif
~——Sdans T1
oS dans T1'

Figure 2.16 : Puissance instantanée dans les transistors d’un bras pour un Facteur de

Puissance nulle (FP=0).

Pour une application triphasée sur une charge inductive, les pertes par conduction

(dans I’ensemble de I’onduleur sont données par :

1 | mgFP

Per =6- UCEo'ﬁ'Iphrms'(ﬁ-l_ 8 )+rc'2'1phrm52'(%_mgzp)

Pertes liées a la tension de saturation Pertes liées a la résistance interne

(Eq.2-52)

Calcul des pertes liees a la commutation des transistors

L’énergie de commutation quant a elle est proportionnelle au courant dans le
collecteur et non a la puissance apparente. Le calcul de cette énergie, sur chaque transistor,

s’estime en utilisant le courant de phase efficace sur la période de conduction, la tension du


ocote
Placed Image
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bus CC et le temps de commutation tel que I’illustrent les triangles ombragés de la figure

suivante.

le Vce

v /7
A
I

A

L‘on ]
|3

fsw

Figure 2.17 : Illustration des pertes par commutation pour un courant continu haché

Comme les pertes par commutation sont fonction de la créte de courant qui est
transigée a chaque ouverture et fermeture de I’interrupteur électronique, il est nécessaire de
quantifier la valeur efficace de ces crétes sur la période de travail du transistor a 1’égard du
facteur de puissance de la charge. Le graphique de la Figure 2.18 présente le fondement du
calcul des pertes par commutation. La conduction n’est présente que pour une puissance

apparente positive.

15

w— TErision injectée

= === Courant inductif
10

Courant créte T1

Courant créte T1'

N\ / N\
TN A \\

800

-10

-15

Figure 2.18 : Courant créte durant les périodes de travail des transistors pour “¢”

quelconque

Ainsi, le courant efficace vu lors des commutations dans un transistor est donné par

I’expression suivante :

2 7z
ISWTTmS = \[i f(:::(\/7 ) Iphrms ’ Sln(g)) dg (Eq2'53)
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—cos20+1

Avec une simplification trigonométrique (sin? § = ), ’expression devient :

Loty = 22 (0 4+ @ — 2222) (Eq.2-54)

L’énergie de commutation en fermeture et en ouverture de chaque transistor,

exprimée en joules, s’approxime par 1’expression suivante :

Isw rmS'Vcc'ton .,
Eoqp ~ —ms—c=2n (£q.2-55)

Isw rmS'Vcc'ton a
Eopr = Tf (Eq.2-56)

Dans ce cas, la somme des pertes par commutation dans un onduleur triphasé peut

étre évaluée par :

Powr = 6" fow * (Eont + Eofsr) (Eq.2-57)
2.10.4.2 Pertes dans les diodes
Les pertes dans les diodes de roue libre sont pour leur part données par [43] :
Pcp Pswp
Pp = P¢cp + Psyp = upo " Ipav +1p - IDrmsz + (Eonp + EoffD) " fow (Eq.2-58)
Ou:
Upo est la tension minimale de saturation;
Ipay est le courant moyen qui circule dans la diode;
Ip,,s estlecourant efficace circulant dans la diode;
Tp est la résistance de la jonction ¢lectronique calculée depuis la pente de AA—II/;

E,np  est’énergie de commutation pour la polarisation en fermeture;
Eorsp  est ’énergie de commutation pour la polarisation en blocage;
fsw est la fréquence de commutation.

Les courants des diodes dans un bras d’onduleur agissent a I’inverse de ceux des
transistors. Ainsi, le courant y circule si la tension imposée par les transistors est dans le

sens inverse du courant. La Figure 2.19 illustre un cas a facteur de puissance de 0.5

(¢ = 60°).
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===« Courant inductif
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Figure 2.19 : Courant créte durant les périodes de travail des diodes de roue libre pour un Facteur de
Puissance équivalent a “@=30° " (FP=0.5)

Les pertes par conduction dans les diodes

A cause du sens négatif de la puissance instantanée sur certaines périodes de
conduction d’un courant inductif, les diodes travailleront selon deux cycles. Tout d’abord,
elles afficheront une période de conduction continue lorsque la puissance instantanée est
négative. Ensuite, un cycle en commutation s’engage lorsque la puissance instantanée est
positive. Durant cette période, la conduction des diodes sera complémentaire a celle
imposée par les transistors. Les courants moyen et efficace dans une diode en tenant
compte du facteur de puissance de la charge « FP » et du rapport de modulation créte sur

les transistors « m, » sont respectivement donnés par [43] :

1 -FP E

Ipav = V2 Ipp,, - (E - mag ) (Eq.2-59)
1 mgFP ,

Ioyms = V2 oy s | (5 = T227) (£q.2-60)

Ainsi, les pertes par conduction dans les six diodes d’un onduleur triphasé sont
déterminées par :

PCD =6 (uDO ' IDaV + 15) IDT‘mSZ) (Eq2'61)

Les pertes par commutation dans les diodes

Le courant créte transité dans les diodes lors de leur polarisation et leur recouvrement
est responsable des pertes de commutation. Le courant circulant de fagon continue dans les
diodes lorsque la puissance instantanée est négative, c'est-a-dire que la tension imposée par

les transistors est dans le sens opposé a la circulation du courant, n’implique pas de pertes
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par commutations. Les pertes de cette nature n’apparaissent que lorsqu’un courant transite
entre le transistor et la diode de roue libre. Le tracé d’une demi-période du courant illustré
en pointillés sur la Figure 2.19 permet de déduire la valeur efficace des crétes de courant

rencontrées dans une diode.

Comme le tracé est identique a celui du courant circulant dans les transistors, ce

courant est exprimé comme suit :

Iphyms sin2¢ 4
Istrms = Iszrms = pl;_n_ (T[ +¢— T) (Eq.2-62)

Ainsi, I’énergie de commutation peut étre déduite a partir de cette relation :

Egnp = ~2Prms Zecon (£q.2-63)

Eopyp ~ -2ebrms Zeclol] (Eq.2-64)

Enfin, la grandeur des pertes par commutation dans les diodes d’un onduleur triphasé
est donnée par :
Pswp = 6" fow * (Eonp + Eoffp) (Eq.2-65)
2.10.5 Simulation de P’efficacité des onduleurs sur les points d’opération

Cette section utilise le modele de pertes développé dans la section 2.10.4 pour en
évaluer le rendement a 1’utilisation. Les temps des commutations sont estimés €quivalents
aux caractéristiques rencontrées lorsque les transistors et les diodes atteignent leur limite
physique en courant.. Une étude est faite sur 1’utilisation des transistors MOSFET versus
I’emploi de la technologie IGBT pour comparer les efficacités maximales rencontrées selon
différentes tensions d’alimentation. La température de la jonction est supposée a 80°C pour

la fixation des parametres de conduction.

2.10.5.1 Utilisation des transistors MOSFET
Le Tableau 2.7 présente I’approximation du rendement de différentes configurations
d’onduleurs a transistors MOSFET, selon différentes tensions d’alimentation et pour deux

points de fonctionnement, évalué a partir du modele de pertes développé dans la section

2.10.4.
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Tableau 2.7 : Efficacité de I’onduleur 4 MOSFET a puissance nominale (a) et a puissance maximale (b)
de la génératrice également répartie sur les 4 groupes de tractio

() Puissance nominale de la génératrice

(b) Puissance maximale de

Tension Nombre de mosfet Tension Nombre de mosfet

(enV) 1 2 3 4 5 6|| (env) 1 2 3 4] 5| 6
100| 76,651| 85,454| 88,839| 90,622 91,716 92,452 100] 65,19] 78,092| 83,603| 86,658| 88,597| 89,936
150] 87,192 91,968| 93,66| 94,517| 95,027| 95,361 150| 80,267 88,241| 91,258| 92,841| 93,815/ 94,473]
200] 91,702| 94,597| 95,584 96,072| 96,355| 96,535 200 87,41) 92,529| 94,365| 95,307 95,878| 96,26
250 94,001| 95,916| 96,553| 96,86| 97,034| 97,141 250f 91,202| 94,697| 95,917| 96,535/ 96,906| 97,152
300] 95,325| 96,676 97,116 97,323| 97,436| 97,501 300| 93,424| 95,94| 96,804 97,237 97,496| 97,666
350| 96,159| 97,157| 97,475 97,621| 97,696| 97,737 350] 94,829| 96,719| 97,36| 97,68 97,869| 97,992
400] 96,718| 97,483| 97,721 97,826| 97,878| 97,902 400| 95,773| 97,24 97,734| 97,978 98,121| 98,214
450| 97,113 97,715| 97,898| 97,975| 98,01| 98,023] 450| 96,437| 97,607| 97,997 98,189 98,301/ 98,373
500] 97,403 98,031) 98,088 98,11 98,115 500] 96,9221 97 8751 98,191 98,346 98,435| 98,492
550| 97623/ 98,019 98.383| 98,175/ 98,188| 98,188 550) 7| 98,078| 98,938/ 98,465| 98,537| 98,583]
600] 97,793| 98,123| 98,214/ 98,245| 98,251| 98,246 600| 97,569| 98,235| 98,453 98,558| 98,618| 98,654|
650] 97,929| 98,206| 98,279| 98,301| 98,302| 98,293 650] 97,791| 98,359| 98,545 98,633| 98,682( 98,712
700] 98,039| 98,274 98,333 98,348| 98,345| 98,333 700] 97,97| 98,46| 98,619| 98,694/ 98,735
750] 98,129| 98,331| 98,378| 98,387| 98,381| 98,367 750] 98,116| 98,543| 98,68
800 98,378 800| 98,236| 98,611| 98,731
850 850 98,338| 98,669
900 900 98,423| 98,718
950 950| 98,496

1000] 98,559

Les points de fonctionnement illustrés dans le Tableau 2.7 sont

définis par :

la génératrice

respectivement

» (a) une puissance de 5.5 kW sur chaque onduleur a 90 km/h (m, = 0.7),

correspondant au point de fonctionnement nominal;

» (b) une puissance de 15.5 kW a 120 km/h (m, = 0.7), correspondant a la

puissance maximale de la génératrice.

Les caractéristiques du transistor MOSFET choisi sont basées sur la fiche technique

du modele SCH2080KE de la compagnie ROHM Co., et la fréquence de commutation est

imposée a 50 kHz. Ces caractéristiques sont comme suit :

VeCmar = 1200V

diode)

Ves =20V

R; = 80 mQ
C; =59nF
ton = 33 ns
toff = 28ns
e = 0.08 Q
Upo =08V
rp = 0.03 Q

soit la tension maximale supportée pour le bus CC

soit la tension de polarisation de la grille
soit la résistance de grille considérant la résistance interne
soit la capacité de grille maximale
soit le temps de commutation (aussi égale au recouvrement de la

soit le temps de commutation en blocage du transistor
soit la résistance du collecteur du transistor

soit la tension seuil sur la diode de roue libre
soit la résistance approximative pour un courant créte de 15A
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Pour une fréquence de hachage de 50 kHz, le rendement désiré est rencontré autour
de 600 V pour les points d’opération d’intérét et dépend du nombre de transistors mis en
paralléle. De plus, la pointe de courant n’est probablement pas tolérée par un seul de ces
composants. Ainsi, il est nécessaire de trouver la valeur de cette pointe pour sélectionner la
bonne topologie de transistors a utiliser et évaluer le colit de revient total considérant un

prix d’environ 408 par transistor.

Dimensionnement des transistors pour la pointe en courant

Le courant efficace de phase dans les machines est fonction du rapport de modulation
maximal, de la tension sur le bus et la puissance électrique a transmettre. Cette donnée est
nécessaire pour sélectionner le bon composant ou la bonne topologie de parallélisme des
bras d’onduleur a adopter. L’atteinte de la limite du rapport de modulation (m, = 1)
devrait sensiblement correspondre a I’atteinte de la puissance engendrée par les
accélérations crétes. Rappelons que la puissance maximale appliquée a chacune des roues a
partir de 62 km/h, déterminée aux sections 2.7.1 et 2.8, équivaut a 28.5 kW. Di au faible
rendement estimé de la chaine de traction (environ 59%), chaque onduleur pourrait

encaisser une puissance d’entrée de 48.5 kW (194 kW divisés sur 4 groupes de traction) .

Il demeure primordial de se laisser une marge de manceuvre moins contraignante sur
ce point d’opération (rapport de modulation m, ) puisque la surmodulation n’est pas
envisagée (signaux carrés) et que l’adaptation de la tension d’une machine dans le
processus d’optimisation est une tdche ardue lorsqu’il vient le temps de configurer la
disposition des conducteurs. Ainsi, un rapport de modulation maximal pour I’évaluation des
courants de la machine, ayant des répercussions sur les courants crétes dans 1’onduleur, est
imposé dans ce cas a «m, = 0.9 » (tolérance de 10% sur le nombre de spires du

bobinage).

Une simplification peut étre faite a I’égard du facteur de puissance, considéré jusqu’a
maintenant constant a 0.9, bien qu’on sache qu’il se dégradera dii aux courants induits plus
importants. En réalité, selon les valeurs expertes trouvées en cours de projet, les machines

synchrones a aimants permanents dont la conception priorise le flux a vide affichent
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rarement des facteurs de puissance sous les 96% au point nominal de fonctionnement. En
effet, le ratio « Ky» décrivant le rapport entre le couple moteur créte « Tpy,,, » versus le
couple nominal « Ty, » pour lequel le facteur de puissance avait été fixé (F P,y ), ainsi
que le ratio « Ky» décrit par le rapport de vitesse entre la vitesse ou est atteinte de la
puissance maximale (62 km/h) versus la vitesse nominale (90 km/h) permettent tous deux
de déduire le facteur de puissance minimal pour une vitesse identique. Ainsi, par la

résolution des diagrammes vectoriels simplifiés (sans résistance), on obtient :

FPppax = COS (arctan (g—T -tan(arccos (F Pnom)))) (Eq.2-66)
|4

520Nm/132Nm

FPppax = COS (arctan (60km/h J o0kmy/h

- tan(arccos (0.96)))) =51% (Eq.2-67)

Les convertisseurs transiteront donc une puissance de pres de 48.5 kW chacun, soit le
quart de la puissance électrique totale disponible. En considérant le choix de la tension a
600 V sur le bus CC, le courant efficace maximal dans les phases de I’onduleur peut étre

déterminé comme suit, en utilisant la relation vue précédemment ( £q.2-40) :

48.5kW-2/2
Lyn =
Phyms  0.51-3:0.9-600 V

=166 Ay (Eq.2-68)

Ainsi, la pointe de courant est donnée par :

Imax =V2:Ipp  =2354 (Eq.2-69)

Comme les composants tolérent un courant créte de pres de 45 A chacun, il est
nécessaire de dimensionner les bras avec un minimum de cinq transistors parallélisés. Un
onduleur triphasé pourrait alors revenir a 700$. Les graphiques de la Figure 2.20 présentent
les courbes d’optimisation du rendement en fonction de la tension pour des topologies
variant entre un et cinq transistors MOSFET en paralléle pour fournir les deux valeurs de
puissances qui sont en jeu dans la conception. A gauche, le graphique présente 1’efficacité
des onduleurs a transistors MOSFET pour une puissance de 62 kW distribuée sur les quatre
systemes de traction, alors que le graphique de droite présente 1’efficacité de ces mémes
onduleurs pour une puissance de 194 kW distribuée ou 48.5 kW par sous-systeme. Il est

évident que les gains d’efficacité sont peu significatifs entre une topologie a deux versus a
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cinq transistors MOSFET pour justifier le colt supplémentaire associé¢ a un gain de 0.25%
d’efficacité sur le graphique de gauche. Cependant, dépendamment de la tension choisie, la
pointe de courant peut exiger un maximum de transistors parallélisés. Une fréquence de

hachage de 50 kHz est considérée pour les graphiques suivants.

% Efficacité de I'onduleur en fonction de la tension du bus % Efficacité de I'onduleur en fonction de la tension du bus
o YL . . e e .
CCsur différentes configuration des bras. : CCsur différentes configuration des bras.
100 100
98 ==z L .... e 98
96 A W 96
v’ -
-
94 //{ , 9
’ B 4
92 l', - Topologie 5 mosfets 92 L/ Topologie 5 mosfets
90 //",l Topologie 4 mosfets | 90 / ,' 7 ! Topologie 4 mosfets
s [
88 /." 3 ===-=Topologie 3 mosfets | 88 / ! ) === =Topologie 3 mosfets
1 /
86 ", : — — Topologie 2 mosfets 86 ! /, = = Topologie 2 mosfets
: ] :
R R i L T i
84 N : :. Topologie 1 mosfet 84 l’ J y Topologie 1 mosfet
" .- | | . i | |
g | | Ii! i | |
80 1 | | Vee 80 ', | | Vee
0 200 400 600 800 1000 1200 0 200 400 600 800 1000 1200

Figure 2.20 : Efficacités a 15.5 kW (a gauche) et celles a 48.5 kW (a droite) sous différentes

tensions du bus CC pour différentes topologies

Ainsi, pour le graphique de la puissance créte (a droite), le point optimal d’efficacité
sur ’onduleur par rapport a sa tension d’alimentation semble se tracer autour d’une valeur
de 600 V pour la topologie a cinq transistors. La conception de la batterie devient pour sa
part de plus en plus complexe a mesure que sa tension nominale augmente puisque plus de
cellules seront branchées en série, ce qui nécessite plus d’éléments de gestion du
balancement et de leur état de charge. C’est pourquoi, il est inutile de dépasser le seuil de
600 V puisqu’aucun gain d’efficacité significatif ne peut étre obtenu. De plus, le choix
d’une chimie Lithium-Titanate impose €galement des cellules a une tension de 2.4 V
nominale, ce qui suggere que la batterie comprendra déja plus de 250 cellules en série
devant étre munies d’une instrumentation et d’un contrdle de leur état de charge. La section

qui suit a pour but de mettre en évidence 1’obsolescence de la technologie IGBT.

2.10.5.2 Utilisation des transistors IGBT
L’avantage de cette technologie est sa robustesse et son prix. Les puissances
nominales sont pour leur part utilisées pour sélectionner le bon calibre de transistor. Dans la

gamme de produits des modules IGBT avec 3 bras intégrés chez Mitsubishi (m=3), le plus
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petit modele disponible est le CM75TX-24S. 1l se vend 130$ 1’unité, ce qui représente une

économie de 550%. Les parametres de ce transistor sont :

Veemax = 1,2 kV soit la tension maximale supportée pour le bus CC

Ves =15V soit la tension de polarisation de la grille

R; = 0.17 0 soit la résistance de grille considérant la résistance interne

Ce; =31nF  soit la capacité de grille maximale

ton = 300 ns soit le temps de commutation (aussi égale au recouvrement de la

diode)

torr = 200 ns soit le temps de commutation en blocage du transistor

Ucgo = 0.8V  soit la tension seuil sur le transistor

re = 0.0035 Q soit la résistance du collecteur du transistor

Upo = 0.9V  soit la tension seuil sur la diode de roue libre

rp = 0.0045 Q soit la résistance approximative pour un courant créte de 400 A

Les paramétres de cette technologie sont trés différents du transistor MOSFET
considéré précédemment, a commencer par 1’apparition d’une tension de saturation seuil
non nulle dans le transistor, et 1’existence d’une résistance de conduction extrémement
faible et d’une capacité de grille 6 fois plus importante due a la robustesse du composant.
La différence la plus marquante au niveau de son influence sur les pertes est le temps de
commutation qui est 10 fois supérieur au transistor de type MOSFET. Ainsi, pour le méme
rendement, il faut s’attendre a une fréquence de commutation 10 fois plus faible. Rappelons
que ’amplitude des ondulations de courant, soit celle des harmoniques de temps dans une

machine, est proportionnelle au carrée de la fréquence de hachage.

Les tableaux suivants (cf. tableau 2.8 et 2.9) présentent I’évolution du rendement
d’un convertisseur onduleur utilisant ces transistors IGBT en fonction de la fréquence de
hachage et de la tension de bus CC, évalué¢ selon le modéle de pertes développé a la
section 2.10.4. La disposition en parallele de ces composants n’est pas considérée
puisqu’elle n’apporte pas de gains significatifs sur le rendement et ces composants sont
déja volumineux et dimensionnés pour de forts courants. Le tableau 2.8 présente les
résultats pour la puissance nominale de la génératrice également répartie sur les quatre

groupes de traction.
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Tableau 2.8 : Efficacité de I’onduleur IGBT 4 puissance nominale sur la génératrice
Fréquence de hachage

TensmnHmwhmm\lmm""""‘""""‘""""‘
o o O O O 60 o o0 o 9 BB N w U O - o
erV) 18 88 S 8888 88 8 8 38 8 8 8 8 8
o o o o o o O O O &5 &8 & &6 & &6 & &6 o

100 93,21| 93,05/ 92,89| 92,73] 92,57| 92,41| 92,26{92,10( 91,94]| 91,79]| 91,63| 91,48| 91,32| 91,17 91,02| 90,87| 90,71] 90,56

150] 95,71 95,54| 95,37 95,20] 95,04 | 94,87| 94,70| 94,54 94,37| 94,21 94,05 | 93,88 93,72| 93,56 93,40| 93,24 | 93,08| 92,92

200| 96,86 96,68 | 96,51 | 96,34| 96,17| 96,00| 95,83]| 95,66 95,49 95,32( 95,15 94,99| 94,82| 94,66| 94,49 94,33 | 94,16| 94,00

250] 97,51] 97,33| 97,16 | 96,98| 96,81| 96,64 | 96,46] 96,29| 96,12 95,95 95,78 95,61| 95,45| 95,28| 95,11| 94,94 | 94,78| 94,61
300
350 97,86(97,68| 97,51 97,33|97,16|96,98| 96,81 | 96,64| 96,47| 96,30 96,12| 95,95| 95,79| 95,62| 95,45] 95,28

97,75| 97,57 | 97,40| 97,22 | 97,05| 96,87] 96,70| 96,53 | 96,36| 96,19| 96,02 95,85| 95,68 95,51| 95,34| 95,17] 95,01

97,89| 97,72 97,54| 97,37| 97,19| 97,02| 96,84 96,67 | 96,50 96,33| 96,16 95,99| 95,82 | 95,65| 95,48

97,88| 97,70 97,53| 97,35 97,18| 97,00 96,83 | 96,66 | 96,49| 96,31 96,14| 95,97 95,81| 95,64

98,01| 97,83 97,65/ 97,48| 97,30| 97,13| 96,95 | 96,78 | 96,61 | 96,44| 96,27 96,10| 95,93| 95,76

97,93|97,75|97,58| 97,40| 97,23| 97,05 | 96,88| 96,71 96,54| 96,37| 96,20| 96,03 95,86

98,02| 97,84|97,66| 97,49| 97,31|97,14| 96,96 | 96,79| 96,62 96,45| 96,28 | 96,11| 95,94

97,91|97,73|97,56( 97,38|97,21| 97,03 96,86| 96,69| 96,52| 96,35| 96,17] 96,01

97,97|97,79| 97,62 97,441 97,27 97,09] 96,92| 96,75| 96,58| 96,40| 96,23] 96,06

98,02]197,84| 97,67| 97,49(97,32| 97,14| 96,97| 96,80| 96,63 96,45 96,28] 96,11

98,07197,89(|97,71| 97,54|97,36|97,19| 97,02| 96,84| 96,67 96,50( 96,33 96,16

98,11(97,93| 97,75 97,58 97,40| 97,23 97,05| 96,88 96,71| 96,54 | 96,37| 96,19

97,96|97,79| 97,61|97,44| 97,26| 97,09]| 96,92 96,74| 96,57 [ 96,40] 96,23

98,00( 97,82| 97,64|97,47|97,29| 97,12]| 96,95] 96,77] 96,60 96,43 | 96,26

98,02197,85(97,67]|97,50|97,32| 97,15| 96,97| 96,80 96,63 | 96,46 96,29

Considération du taux de distorsion harmonique

Le taux de distorsion harmonique maximal apparait comme un critére a définir sur les
bornes de I’optimisation de la machine puisqu’une fréquence de commutation trop faible
limitera la fréquence de la fondamentale qui apparait comme la premiere source de
minimisation de la masse du moteur. Il est simplement question d’établir le nombre de
commutations minimal désiré pour un cycle de la fondamentale a vitesse maximale pour

ainsi fixer la fréquence ¢€lectrique définie par :
fe

Nbcommutation

fetect = (Eq-2'70)

La fréquence électrique est un multiple de celle mécanique a cause du grand nombre
de paires de pdles dans la machine. Cette fréquence mécanique peut €tre calculée a partir de

I’expression suivante :

__ Vitessemay
fmecmax = 36mD

(Eq.2-71)
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Avec un diameétre de la roue D = 0.6 m et une vitesse maximale du véhicule

Vitessemqy = 120 km/h, la fréquence mécanique calculée est : fnec, = 17.4 Hz

Pour offrir une possibilité d’optimisation de la configuration de la machine jusqu’a 20
paires de poles, la fréquence fondamentale minimale est choisie de 1’ordre de 350 Hz.
Ainsi, avec un nombre de commutations «nb.,mmutation” f1X€ a 30 par cycle, la fréquence
de hachage envisageable doit étre de I’ordre de 10 kHz. Les courbes suivantes (cf. Figure
2.21), présentant respectivement [’efficacité attendue pour un fonctionnement a la
puissance nominale et a la puissance maximale de la génératrice, permettent de comprendre
I’intérét du choix de tension pour cette fréquence de commutation. Il faudra jusqu’a 650 V

pour atteindre les 98% d’efficacité en opération a puissance maximale fournie par le groupe

. N
¢lectrogene.
% Rendeme[‘t E'_-' fonction d',a la tension Sf",le bf"s CCa 10kHz % Rendement en fonction de la tension sur le bus CC a 10kHz
a puissance nominale sur la génératrice 4 puissance maximale de la génératrice
99,00 99,00
98,00 98,00
1
97,00 97,00 /
96,00
96,00 7 /
/ 95,00
95,00 /
/ 94,00 I
94,00 I 93,00
93,00 / 92,00 Il
92,00 91,00
0 200 400 600 800 1000 1200 V 0 200 400 600 800 1000 1200 V

Figure 2.21 : Efficacité en fonction de la tension pour une conception a IGBT a 10 kHz

Ainsi, avec des convertisseurs a transistors IGBT, il sera impossible d’atteindre
’efficacité requise sur les onduleurs a puissance nominale sur la génératrice sans que le
taux de distorsion harmonique ne soit dégradé. Par contre, I’optimum de la tension semble
assez évident. Un choix de tension entre 600 V et 800 V aura trés peu de répercussions sur

le rendement global du systeme.
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Tableau 2.9 : Efficacité de I’onduleur IGBT 4 puissance maximale sur la génératrice
Fréquence de hachage |

v B BB E B R EBEENEEEEGE

100] 92,34| 92,23 92,12| 92,01 91,90{91,79]| 91,68| 91,58| 91,47[ 91,36| 91,25[ 91,15]| 91,04 90,93| 90,83 | 90,72| 90,62 90,51

150] 95,54 95,42| 95,30 95,18]| 95,07| 94,95| 94,84| 94,72 | 94,61| 94,49| 94,38| 94,26| 94,15| 94,03]| 93,92| 93,81| 93,70 93,58

200| 96,90] 96,78 96,66 96,54| 96,42| 96,30| 96,18| 96,06 | 95,94 95,83| 95,71 95,59| 95,47| 95,36| 95,24 95,12| 95,01 94,89

250] 97,64| 97,51 97,39|97,27| 97,15| 97,03| 96,91] 96,78 96,66 | 96,54 96,43 | 96,31 96,19] 96,07| 95,95| 95,83 | 95,71] 95,60

300| o8,09| 97,96 97,84| 97,72| 97,59| 97,47 97,35| 97,23| 97,11 | 96,99 96,87| 96,75 | 96,63| 96,51| 96,39| 96,27 | 96,15| 96,03

350| 98,39 98,27 98,14 98,02| 97,90| 97,77 97,65| 97,53| 97,41 97,28| 97,16| 97,04| 96,92 96,80| 96,68 | 96,56 | 96,44 96,32

98,48 98,36 98,24 98,11]| 97,99| 97,86| 97,74| 97,62| 97,50/ 97,38| 97,25|97,13| 97,01 96,89 [ 96,77| 96,65| 96,53

98,52 98,40 98,27 | 98,15| 98,03| 97,90| 97,78| 97,66| 97,53| 97,41| 97,29| 97,17| 97,05| 96,93 | 96,81| 96,69

98,52| 98,40| 98,27 98,15| 98,03 | 97,90| 97,78| 97,66 97,54| 97,41|97,29| 97,17 97,05 | 96,93| 96,81

98,50 98,37| 98,25| 98,13 98,00 97,63|97,51|97,39| 97,27| 97,15 | 97,03| 96,90

98,45 98,33 98,21 98, 97,96(97,8 '97,71 97,59|97,47| 97,35| 97,23 | 97,10| 96,98

98,52 | 98,40 98,27 | 98,15 98, 59,90 97,78 97,66|97,53|97,41(57,29|957,17| 97,05

98,45| 98,33 | 98,21 98,08| 97,96| 97,84| 97,71 97,59| 97,47| 97,35| 97,22 97,10

98,50| 98,38| 98,25| 98,13| 98,01| 97,88| 97,76| 97,64| 97,52(97,39| 97,27| 97,15

98,42 | 98,29| 98,17| 98,05| 97,92| 97,80| 97,68| 97,56| 97,43| 97,31 97,19

98,46 | 98,33 | 98,21| 98,08 97,96| 97,84| 97,71] 97,59| 97,47| 97,35| 97,23

98,49| 98,36| 98,24 98,11| 97,99|97,87|97,75| 97,62 (97,50 97,38| 97,26

98,52 | 98,39| 98,27| 98,14 | 98,02| 97,90| 97,77| 97,65( 97,53 | 57,41| 97,28

98,42 | 98,20| 98,17 98,04| 97,92| 97,80] 97,68| 97,55| 97,43| 97,31

2.10.6 Dimensionnement de la batterie et des conducteurs du bus CC

Comme aucun survolteur n’est prévu au systéme pour assurer une stabilité de la
tension sur les convertisseurs triphasés, la tension minimale de la batterie est fixée a 600 V.
La chute de tension due aux accélérations et a la décharge de la batterie doit étre prise en
considération dans la conception. L’efficacité minimale de la batterie peut servir a évaluer
le pourcentage de la chute de tension lors d’une pointe de courant. D’un autre coté, la
chimie des cellules permet elle aussi d’approximer le pourcentage de chute de tension sur la
valeur nominale selon le seuil de charge, aussi appelé « State of Charge » (SOC). Comme
la puissance a débiter sur la batterie « Ppgq,,,, » (cf. Eq.2-28) et la tension minimale du bus
CC «Vcepin » sont maintenant établies (147 kW a 600 V), le courant créte sur la batterie

peut étre estimé a :

fqp = batmax _ 187KkW _ 5 4 (Bq.2-72)

VCCmin 600 V
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Vbat,om

Figure 2.22 : Mod¢le de batterie pour I’évaluation du rendement

La Figure 2.22 illustre la boucle de tension des cellules vers le bus CC pour une
situation a faible seuil de charge (SOC). Le choix de la tension nominale de la batterie doit
ainsi ternir compte de la chute de tension liée a son état de charge en plus de celle li¢e a sa
résistance interne. La capacité et le choix de la chimie de la batterie peuvent étre utilisés
pour approximer la résistance interne sur laquelle le choix de la tension nominale sera basé.
Cette tension nominale peut étre exprimée par :

Vbat,om = VcCmin + Vbatyom * AVsoco, + Rintpat * Inae (Eq.2-73)

AVsoc

Ou:
AVsocy, est la chute de tension a vide (pour SOC=10%) par rapport a Vbat,om;

Rinty,: est la résistance interne propre de la batterie.

Les parameétres de batterie se basent sur les données de la fiche technique du bloc
batterie de 24 V, 60 Ah de la compagnie Altairnano. La variation relative de la tension
jusqu’a sa borne inférieure (considérée ici comme 10% de la charge restante) est donnée

par (cf. Figure 2.23) :

Vbatiyp—Vbatyin 24V-19V .
AV, = L = = 219 Eq.2-74
50C% Vbatyy, 24V % (Eq )

La variation totale relative de tension « AV, », prise entre la tension a vide fournie
autour d’une charge maximale et celle fournie a 10% de la capacité résiduelle, est donnée

par :

Vbatiyp,q—Vbateyp, . 27V-19V
Vbateyp 24V

=33% (Eq.2-75)

AViotop =
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Le calcul de la résistance interne doit d’abord étre ramené dans une expression

relative a sa tension et sa capacité. Comme 1’augmentation de la tension agit comme

multiplicateur de la résistance, celle-ci apparait au dénominateur dans 1’expression

suivante. A I’inverse, une grande capacité fait chuter la résistance interne, d’ou 1’expression

relative multiplie ce paramétre. Ainsi, la résistance interne ramenée en fonction de la

capacité et la tension est donnée par (en Q.Ah/V) :

Rlntbatrelative
Ou:

Cbattyp

Vbattyp

Cpa ,
_battyp (£q.2-76)

=R. .
int typ Vblll’typ

est la capacité nominale du produit spécifiée par la fiche technique (60 Ah);
est la tension nominale du produit spécifiée par la fiche technique (24 V);
est la résistance interne du produit spécifiée par la fiche technique (3.8 mQ);

Avec les paramétres donnés, la résistance interne relative d’un bloc batterie est :
. AR
Rintyar, 400, = 0-0095 Q- ==

La capacité de la batterie s’évalue a partir du graphique de décharge de la batterie. La

figure suivante illustre un cas général seulement pour présenter la méthodologie. La plage

d’opération de I’état de charge « SOC » de la batterie est de 90% de sa capacité nominale.

Tension de cellules

(enV) Détermination de la capacité (en Ah)

Vhat typ max —

Ave Vhatop T

L Vbat typ min — \

0

100%  90% 80% T70% 60% 50% 40% 30% 20% 10%
s0C

Figure 2.23 : Courbe de décharge typique d’une cellule Li-Ion

En supposant un courant de 1 A pendant une heure avec une variation de tension

deéfinie par la pente dessinée dans la Figure 2.23, 1’énergie propre, qui est préalablement
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définie dans le cahier de charge, est décrite par 1’équation suivante. Une décharge a 90% du

seuil de charge est considérée.
Woae = (5Veor + Voar(10%) )-90% - Cpq, (en Wh) (Eq.2-77)

Ainsi, I’équation de la capacité de la batterie (en Ah) est nécessaire pour déterminer

sa résistance interne propre et qui s’écrit comme suit :

What

Char ~ 0.9-(3AV¢ot0 Vbatnom+Vhat (10%) ) (Eq.2-78)
Ou:
Vpat (10%) = (1 — AVsoco) - Vbatnom (Eq.2-79)

La capacité de la batterie peut donc mettre en évidence la tension nominale selon
I’équation (Eq.2-80) qui permet de déterminer la résistance interne de la batterie en utilisant

1’équation (Eq.2-81) :

Wha :
Cpar = pat (£q.2-80)

1
0-9'Vbatnom(EAVtot% +1-AVsocy, )

1
— Rint O'g'VbatnOmz(EAVLLOL‘%"'l_AVSOC% ) E 281
= RiMlpat,eiarive What ( q.2- )

Vbatyom

Rlntbat = Rlntbatrelative Chat

Enfin, en substituant les éléments de I’équation (£gq.2-73), la tension de batterie
nominale est donnée par :

2(1
0.9Vbatnom?(WVeorn+1-AVsocy, ) o
“Ipat

(Eq.2-82)

Vbatnom = VcCmin + Vbat,om - AVsocy, + RiNtpat, yurive * W

En développant cette dernieére équation, une équation quadratique prenant la forme

suivante est trouvée:

A
) _ 0.9-(3AVror9+1-BVsocy ) 4 R S
0= Vbatnom ' Rlntbatrelative ' What ' Ibat + Vbatnom ' (—1 + AVSOC%) +
e .
Veenmin (Eq.2-83)

La résolution de cette équation quadratique permet de déterminer (avec les

parametres approximés) la tension nominale de la batterie exprimée par :

Vbat,,,, = —ZEVB*—#AC VZB:““‘C =960V (£q.2-84)
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La tension a vide minimale de la batterie est évaluée a 21% plus faible, soit :

Vbatmin = Vbatyom (1 — AVsocy,) = 760 V (Eq.2-85)
Comme la tension minimale du bus CC est fixée a 600 V, une marge de 150 V est

donc associée a la chute de tension possible lors des demandes crétes en courant pour un

SOC de 10%. La tension a vide la plus élevée, située a 33% de la valeur minimale, sera

pour sa part :

Vbatmay = Vbatnem (1 + AVeoros — AVsocy,) = 1080 V (£q.2-86)

Enfin, la résistance interne pour une capacité donnée par 1’équation (£q.2-80) sera

de:
— . Vbatnom _ ,

Rintpee = Rilbat,iqqipe — o™ = 0.6 Q (Eq.2-87)

Le rendement de la batterie pour une puissance donnée, permettant d’atteindre les
objectifs d’autonomie et d’efficacité globaux de la chaine de traction électrique, peut étre
validé a cette étape. Le calcul des pertes dans la batterie nécessite d’abord de relever le
courant d’opération. Le pire scénario dépend de la puissance tirée sur la batterie, soit

Phatpom = 22 KW, lorsque la tension est a son point le plus faible « Vpqe, ... ». Le courant

d’opération peut étre calculé par I’équation suivante établie a partir de 1’équation (Eq.2-88):

2
Vbatmin_JVbatmin _4'Rintbat'Pbatnom

Ihatpom = T (Eq.2-88)
Les pertes générées dans la batterie sont alors :

Phatipsses = Ibatnomz “Rintyur (EQ-2'89)
Dans ce cas, le rendement peut étre évalué par :

Mpar = 5——temem— . 100% (£q.2-90)

Pbatnom +Pbatlosses

Une analyse de scénario a été effectuée a partir du modele de pertes développé dans
la présente section. L’analyse permet de mettre en relief 1’efficacité en fonction de la
puissance tirée par la motorisation sur des batteries de différentes masses. Le Tableau 2.10

présente 1’efficacité de la batterie a 1’égard de ces deux parametres.
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Tableau 2.10 : Efficacité de différentes masses de batteries (en kg) selon la puissance sollicitée (en kW)

Masse de la batterie I
Puissance 25 50) 75] _100] 125] 150] 175] 200] 225] 250 275] 300 325] 350 375
5| 95,8%| 97,9%
10[91,1%| 95,8%| 97,2%| 97,9%
15| 85,8%| 93,5%| 95,8%| 96,9%| 97,5%| 97,9%
20} 91,1%| 94,3%| 95,8%| 96,6%| 97,2%.97,6%| 97,
25 88,5%| 92,7%| 94,6%| 95,8%| 96,5%| 97, J4%|_97,7%| 97,9%
30) 85,8%| 91,1%| 93,5%| 94,9%| 95,8%| 96,4%| 96,9%| 97,2%| 97,5%| 97,7%| 97,9%| 98,1%
35 82,8%| 89,4%| 92,3%| 93,9%| 95,0%| 958%| 96,3%| 96,7%| 97,1%| 97,3%| 97,6%| 97,8%| 97,9%|98,07%|
40| 87,6%| 91,1%| 93,0%| 94,3%| 95,1%| 95,8%| 96,3%| 96,6%| 97,0%| 97,2%| 97,4%| 97,6%|97,79%
as| 85,8%| 89,8%| 92,1%| 93,5%| 94,5%| 95,2%| 95,8%| 96,2%| 96,6%| 96,9%| 97,1%| 97,3%|97,50%
50) 83,0%| 88,5%| 91,1%| 92,7%| 93,8%| 94,6%| 95,3%| 95,8%| 96,2%| 96,5%| 96,8%| 97,0%|97,22%
55 87,2%| 90,1%| 91,9%| 93,2%| 94,1%| 94,8%| 95,3%| 95,8%| 96,1%| 96,4%| 96,7%|96,93%
60} 85,8%| 89,1%| 91,1%| 92,5%| 93,5%| 94,3%| 94,9%| 95,4%| 95,8%| 96,1%| 96,4%]96,64%
65 84,4%| 88,0%| 90,3%| 91,8%| 92,9%| 93,7%| 94,4%| 94,9%| 95,4%| 95,8%| 96,1%]96,35%
70| 82,8%| 86,9%| 89,4%| 91,1%| 92,3%| 93,2%| 93,9%| 94,5%| 95,0%| 95,4%| 95,8%]96,05%
75| |"81,3%| 85,8%| 88,5%| 90,4%| 91,7%| 92,7%| 93,5%| 94,1%| 94,6%| 95,1%| 95,4%]95,76%
80| | 84,7%| 87,6%| 89,6%| 91,1%| 92,2%| 93,0%| 93,7%| 94,3%| 94,7%| 95,1%|95,46%,
85 83,5%| 86,7%| 88,9%| 90,5%| 91,6%| 92,5%| 93,3%| 93,9%| 94,4%| 94,8%|95,16%
90| 85,8%| 88,2%| 89,8%| 91,1%| 92,1%| 92,8%| 93,5%| 94,0%| 94,5%]94,86%
95 84,8%| 87,4%| 89,2%| 90,5%| 91,6%| 92,4%| 93,1%| 93,7%| 94,1%|94,56%
100 83,9%| 86,6%| 88,5%| 90,0%| 91,1%| 92,0%| 92,7%| 93,3%| 93,8%]94,26%
105 82,8%| 85,8%| 87,9%| 89,4%| 90,6%| 91,5%| 92,3%| 92,9%| 93,5%|93,95%
110} 85,0%| 87,2%| 88,8%| 90,1%| 91,1%| 91,9%| 92,6%| 93,2%|93,64%|
115 84,1%| 86,5%| 88,2%| 89,6%| 90,6%| 91,5%| 92,2%| 92,8%|93,33%|
120 83,3%| 85,8%| 87,6%| 89,1%| 90,2%| 91,1%| 91,8%| 92,5%|93,02%|
125 85,1%| 87,0%| 88,5%| 89,7%| 90,7%| 91,5%| 92,1%|92,70%
130 84,4%| 86,4%| 88,0%| 89,2%| 90,3%| 91,1%| 91,8%|92,38%
135 83,6%| 85,8%| 87,5%| 88,8%| 89,8%| 90,7%| 91,4%|92,06%
140 82,8%| 85,2%| 86,9%| 88,3%| 89,4%| 90,3%| 91,1%|91,74%
145 84,5%| 86,4%| 87,8%| 89,0%| 89,9%| 90,7%|91,41%|

L’efficacité a la puissance nominale de 22 kW et a la tension minimale sur la batterie
a donc été surévaluée d’environ 0.6% pour une batterie faisant tout juste 186 kg puisqu’une
efficacité de 97.9% sera atteinte. Par contre, 1’efficacité augmente en fonction du seuil de
charge, en I’occurrence la tension du bus CC). La Figure 2.24 montre cette évidence.
L’efficacit¢ moyenne est a 98.5%, sur I’ensemble du cycle de décharge a puissance
nominale, soit la valeur estimée initialement. S’il y avait eu une grande différence, le
processus de dimensionnement de la chaine de traction aurait pu étre repris ou la batterie

redimensionnée.

Efficacité de la batterie en fonction du Seuil de charge (SOC) pour différentes
Efficacité(%) demandes en puissance
100,0%

98,0% —ieeeer

96,0%

94,0%

92,0%

90,0% =

88,0% <

86,0% = - -
- «+ =« Puissance nominale(22kw)

\

84,0% P = = Puissance créte(147kW)

82,0% 7
P soc

80,0% z
0,00% 20,00% 40,00% 60,00% 80,00% 100,00%

Figure 2.24 : Efficacité de fonctionnement d’une batterie de 196 kg a différentes puissances
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A la puissance maximale de la batterie de 147 kW, c’est prés de 18% de la puissance
qui sera dissipée dans la batterie si le seuil de charge est trop faible. Un systeme de
refroidissement doit donc étre dimensionné pour éviter les surchauffes de cet ¢lément de
stockage durant les fortes sollicitations en puissance. La disposition des batteries est un

aspect important pour augmenter la surface de dissipation de la puissance thermique.

Dimensionnement des conducteurs du bus CC

Le dimensionnement des conducteurs reliant chacun des composants branchés au bus
CC est basé sur la puissance qu’ils délivrent ou consomment dans le systéme et leur tension
minimale de fonctionnement. Bien que la puissance maximale de la génératrice représente
I’effort maximal continu que peut soutenir le systéme de traction sans échauffement
excessif, il est plus sécuritaire de tenir compte des puissances crétes pour évaluer le courant
de dimensionnement des conducteurs. Pour la génératrice, le courant maximal est évalué

par I’expression suivante :

o __ Pgenpmax _ 62kW ) -
lecgen =~y = ooy = 1054 (£q.2-91)

Le choix du calibre du conducteur reliant la batterie au bus CC est basé sur le courant

exprimé par I’équation suivante :

iCCbat _ Pbatmax _ 147KW _ o4 (£q.2-92)

Veemin 600 V

Le choix du calibre du conducteur alimentant les onduleurs doit pour sa part
considérer la puissance créte divisée disponible sur le bus CC le nombre de moteurs de

traction.

__ Pgenpaxt+Pbatymayx _ 209kW

I = = =
CCona 4Veemin 4600V

87 A (Eq.2-93)

2.10.7 Dimensionnement du dissipateur thermique

Le dissipateur thermique a une importance cruciale dans le systeme et doit étre en
mesure de dissiper la puissance maximale pouvant étre débitée par les moteurs-roues lors
d’un freinage brusque, c'est-a-dire celle générée par leur couple maximal a la vitesse
maximale. La puissance résultante est celle pour tout le groupe de traction comportant 4

machines. Leur rendement global (58%) est tiré¢ de la section 2.9.1:
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vit Trmax .
Pmaxfreinage = Nbmoteur * Nsystem * %' (Droue> (Eq-2-94)
2
120KM/,  s20Nm .
Pmaxfreinage = 4-0.58- 3.6km's/ hh " To3m = 145 kW (Eq.2-95)
. m- .

Comme cette puissance doit pouvoir étre dissipée sous un niveau de tension inférieur
ou ¢gal a la tension minimale a vide de la batterie, I’'impédance maximale de charge est
fixée par :

Vbatmn® _ (760V)?
Pmax 145 kW

Raiss < =40 (Eq.2-96)

Pour une résistance de 4 €2, le courant maximal continu qui circulera dans

I’¢lectronique de puissance est donné par la tension a vide maximale de la batterie :

faiss = 2oz = 22 = 270 A (£q.2-97)

Raiss

Une note importante doit étre apportée a 1’égard de la température de 1’¢lément
chauffant (charge). Comme I’impédance augmente en fonction de la température, le
dimensionnement de la charge doit considérer la température de fonctionnement dans la
conception. Le facteur d’utilisation de cet ¢lément n’étant pas trés intense, il peut étre
dimensionné selon sa capacité thermique massique et la quantit¢ d’énergie lui étant
acheminée durant la période de freinage en négligeant son refroidissement. Ainsi, une
simulation peut d’abord étre effectuée pour déterminer cette quantité d’énergie. Ensuite, le

calcul de I’¢lévation de la température peut étre élaboré en utilisant la relation suivante :

Ethermg; n
Cehermgiss = 728 (£q.2-98)

AT element
Ou:
Cthermy;ss est la capacité thermique de 1’¢élément chauffant (en J/°C);

Etherm ;s est I’énergie totale acheminée a 1’élément au freinage (en J);

AT iement est ’élévation de température entre le début et la fin du freinage
(en °C).

En utilisant 1’élévation de la température de 1’élément chauffant, la température créte

de son fonctionnement peut étre exprimée par :

Tworkelement = Tinitiate T ATetement
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La température maximale de fonctionnement « T, » est fixée a 300°C avec

orkglément

une température initiale 3 60°C « Tinitiare »» €€ qui ne laisse que 240°C pour stocker

I’énergie thermique du freinage.

Energie de dissipation sur

K un freinage en 5,5s

-100

-200

2300 |-

-400

=500

-600

.700 i I i i S
0 1 2 3 4 5 6

Figure 2.25 : Progression de ’énergie de dissipation dans un freinage d’urgence

L’énergie totale emmagasinée par le dissipateur ne devrait pas excéder 610 kJ tel que
démontré par le résultat de simulation présent¢ a la figure 2.25. Les conditions de
simulation ont été évaluées en utilisant une vitesse maximale de 120 km/h et une pente de -
20%. L’immobilisation du véhicule est assurée en 5.5 s. Bien évidemment, les pertes dans
I’ensemble du systéme de traction aideront a réduire I’apport d’énergie a I’¢lément
dissipatif, mais le pire scénario est envisagé dans cette simulation. Pour une élévation de

température fixée de 240°C, la capacité thermique ainsi trouvée est :

610 kJ k ,
Cthermaiss = Sa00c = 204 ]/oc (£q.2-99)

Considérant un stockage dans un bloc d’aluminium possédant une capacité thermique

massique considérée linéaire de 0.879 i /k g-°C la masse de stockage dans ce matériau

sera de 2.9 kg. L’utilisation de I’aluminium est judicieuse puisque le transfert de chaleur est
excellent, évitant ainsi de surchauffer 1’élément chauffant. Ce matériau est facilement
moulable (a basse température) en permettant de faire du surmoulage d’élément de
tungsténe recouvert de céramique. Enfin, I’aluminium n’est pas ferromagnétique, ce qui
offre un meilleur temps de réponse au systeéme (1I’inductance de la charge est pratiquement
nulle). De plus, il s’agit du matériau solide possédant la plus grande capacité¢ thermique

massique. Notons par ailleurs que la technologie a convertisseurs de type IGBT est
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privilégié¢e dans la conception du hacheur dévolteur constituant le dissipateur puisque le

rendement n’est pas un critére de sélection.

2.11 SIMULATION ET DIMENSIONNEMENT DE LA SUSPENSION (ETAPE 11)

Cette section vise a évaluer I’impact de la masse non suspendue sur le comportement
routier du véhicule. Un modele de demi-pont de véhicule est d’abord présenté. Ensuite,
I’étape 12) prévoyant de faire ressortir les contraintes subies par la structure mécanique de

la machine de traction est traitée a la fin de cette section.

Le questionnement quant a I’adoption d’une suspension active est légitime, puisque
celle-ci permet d’atteindre une tenue de route pratiquement parfaite indépendamment de la
masse non suspendue. Il sera par contre démontré dans cette section que 1’utilisation d’une
semelle ou bande de roulement molle peut améliorer la situation d’une suspension passive a

large masse non suspendue.

2.11.1 Modélisation dynamique de la suspension du véhicule

Les contraintes maximales sur la masse des jantes et de la suspension sont
déterminées en se basant sur une simulation dynamique impliquant le véhicule roulant a
haute vitesse sur une bosse carrée. La Figure 2.26 présente ce modele dynamique qui
considere le rayon de la roue « R ». Comme I’illustre la Figure 2.27, ce rayon limite
I’impact en définissant une trajectoire « filtrée » du point de tangeance de la bande de
roulement avec la protubérance. La déformation du pneu n’est pas considérée dans la
trajectoire, mais plutot par un coefficient radial de déformation élastique. La décélération
du véhicule n’est pas considérée puisqu’une vitesse constante est imposée. Par contre, la
force d’impact tangentielle et destructrice est considérée par 1’angle d’attaque de la jante

sur la bosse, ce qui permet d’évaluer la charge réelle sur les pieces du moteur-roue.

Certaines hypotheses simplificatrices ont été considérées dans le modéle de la Figure
2.26 pour permettre sa linéarisation. Les mesures «a » et « b», respectivement les
distances arriere et avant entre les masses non suspendues et le centre de masse du chassis,

sont maintenues constantes par rapport a I’horizontale, considérant des mesures d’angle
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faible de la rotation du chassis (angle de tangage). Dans un méme ordre d’idée, le
déplacement des extrémités « As » avant et arriere du chassis sont simplement calculés par :
ASgrrisre = —0 - a (Eq.2-100)

Asgyant =0+ b (Eq.2-101)

Le mod¢le considére un demi-véhicule comme si les suspensions droite et gauche

¢taient solidaires. C’est-a-dire que le roulis du véhicule n’est pas considéré dans ce modg¢le.

Moment d'inertie du chassis

I

— T

b Vitesse de déplacement du
’l véhicule:

Masse du chassis M3 Suspension avant: Kf cf
. - Zz3
SLIEPEHSIDH arriere ;
Masse non- z1
suspendue avant
Masse non-suspendue arriére 72 /
Pneu avant: Ktf ctf

Pneu arriére:  Ktr

A“T __l _ﬁ Route cahoteuse ,—| li

Figure 2.26 : Modé¢le dynamique de suspension permettant I’évaluation du comportement routier et
des contraintes mécaniques sur la suspension.

Les forces qu’impliquent le modele présenté dans la Figure 2.26 sont séparées sur
quatre diagrammes de corps libres (DCL) différents, respectivement pour les masses et

I’inertie de rotation du chassis « M1, M2, M3 et J; ».

Les forces, exprimées en N, couplées a la masse avant « M1 » impliquent 1’équation
d’état suivante, désignant 1’accélération du centre de masse de la roue avant «V; » (en
2
m/s”) :

. 1 .
14 = (Fep + Frp + Feep + Frep) — 9 (Eq.2-102)
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Ou:

Fer est la force de I’amortissement de la suspension avant;

Fyr est la force du ressort de la suspension avant;

Fer est la force de I’amortissement des pneus avant;

Frer est la force du ressort des pneus avant, a coefficient d’¢élasticité linéaire;
g est I’accélération gravitationnelle (estimée & 9.81 m/s?);

M, est la masse non suspendue de du pont avant (en kg).

Chacune des forces interagissant dans 1’équation (Eq.2-102) doit étre calculée

individuellement. La force engendrée par le ressort avant est donnée par :

Fif =K. (Z3+0+-b—Z7,) (Eq.2-103)
Ou:
Z3 est le déplacement vertical du centre de masse du chassis (en m);
0 est le déplacement angulaire du chassis autour de son centre de masse (en
rad);
b est la distance entre la roue avant et le centre de masse du véhicule (en m);
Z4 est le déplacement vertical des roues avant (en m).

De méme, la force engendrée par I’amortisseur a I’avant peut étre déterminée par :

Fop=Cr-(Vs3+w-b—Vy) (Eq.2-104)
Ou:
Cr est le coefficient d’amortissement de la suspension avant (en N- s/ m;
Vs est la vitesse de déplacement verticale du centre de masse du chassis (en
m/s);
Vi est la vitesse de déplacement vertical du centre de la roue avant (en m/s);
) est la vitesse angulaire du chassis autour de son centre de masse (en rad/s).

D’autre part, la force engendrée par I’¢lasticité du pneu peut étre décrite par :

Fuer = Kep - (Zp — Z7) (Eq.2-105)
Ou:
Zg est le déplacement vertical du point de contact des roues avant (en m);
Kir est le coefficient de rigidité (¢élasticité) des pneus avant (en N/m).

Enfin, la force engendrée par I’amortissement du pneu peut étre déterminée par :

Feep = Cep - (Vy — V1) (£q.2-106)
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Ou:
Cer est le coefficient d’amortissement du pneu (en N- s/ m;
Ve est la vitesse du déplacement vertical du point de contact des roues avant (en

m/s).

A Tarriére du véhicule, la masse « M2 » posseéde également son systéme d’équation
décrivant son accélération verticale. Avec les forces exprimées en Newtons, 1’accélération

du centre de masse de la roue arriere « I/, » est ainsi donnée par :

. 1 e

V= My (Fer + Fier + Feer + Frer) — 9 (Eq.2-107)
Ou:
E.. est la force de I’amortissement de la suspension arriére;
Fir est la force du ressort de la suspension arriére;
Fetr est la force de ’amortissement des pneus arriére;
Fitr est la force du ressort des pneus arriere, a coefficient d’élasticité linéaire;
g est I’accélération gravitationnelle;
M, est la masse non suspendue du pont arriére (en kg).

Les forces interagissant dans 1’équation de V, sont ensuite calculées séparément. La

force engendrée par le ressort de suspension arriére est donnée par :

Fop =K, (Z3—0-a—1,) (Eq.2-108)
Ou:
K, est le coefficient de rigidité des pneus arriere (en N/m);
Zy est le déplacement vertical du centre de masse de la roue arriere (en m);
a est la distance entre la roue arriére et le centre de masse du véhicule (en m).

Cependant, la force engendrée par 1’amortisseur de suspension arriere peut étre

calculée par :

E,=C-(Vz—w-a—V,) (Eq.2-109)
Ou:
v, est la vitesse de déplacement vertical de la masse non suspendue arricre
(m/s);

C, est le coefficient d’amortissement de la suspension arricre (N 'S/ m)-
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D’un autre c6té, la force engendrée par 1’élasticité des pneus peut étre déterminée

par :
Frer = Ker» (Zr — Z3) (Eq.2-110)
Ou:
K, est le coefficient de rigidité des pneus arriére (en N/m);
Z, est le déplacement du point de contact des roues arriere (en m);
Zy est le déplacement vertical de la masse non suspendue arri¢re (en m).
Enfin, la force engendrée par I’amortissement des pneus arriére peut étre exprimée :
Fetr = Cor - (Ve = V3) (Eq.2-111)
Ou:
Cer est le coefficient d’amortissement des pneus arriére (en N- S/ m;
|74 est la vitesse du déplacement vertical du point de contact des roues arricre

(en m/s).

Au niveau du chéssis, la masse « M3 » est prise indépendamment de la caractéristique

inertielle de rotation. Ainsi, I’accélération verticale de son centre de gravité « Vs » s’écrit :

. 1 e

Ou les forces « Fyp, Fep, Fir et Fe » ont déja été déterminées précedemment
respectivement par les équations (£q.2-103), (Eq.2-104), (Eq.2-108) et (Eq.2-109). Notons

que M; est la masse du chassis considérant I’ensemble des équipements a bord.

D’un autre coté, I’inertie de rotation du chassis peut étre obtenue par résolution de

I’équation décrivant la somme des moments :

. 1 .
W=7 [(Fir + Fo) -a — (Fyp + Fep) - b) (Eq.2-113)
Ou:
I3 est le moment d’inertie du chassis (kg - m?);
Ve est la vitesse du déplacement vertical du point de contact des roues arriere

(m/s).
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Le systéme équations d’état peut étre finalement résolu par les relations
différentielles entre les accélérations, les vitesses et les déplacements des différentes masses
ou: Zp=Vy, Z.=V., Z1=Vy, Z;=V,, Z3=V; et O=0w

Le surdimensionnement mécanique a pour objectif d’assurer que les contraintes
mécaniques n’affecteront pas le fonctionnement de la machine. Ainsi, les piéces d’attache
du moteur a la suspension doivent résister au pire cas d’impact possible. Tel que mentionné
précédemment, la force d’impact maximale est estimée par 1’angle d’attaque du pneu et la
force de réaction verticale. La Figure 2.27 présente la trajectoire estimée du centre des
roues. Comme la déformation des pneus est considérée par le modéle de la Figure 2.26, la
trajectoire est rapportée comme un décalage du point de contact des pneus avec la chaussée.

Le déplacement est ainsi filtré par le rayon extérieur du pneu pour étudier 1’effet des

dimensions des roues sur la force d’impact contre une bosse carrée.

Parcours de la route
(dos d'4ne)

k—s. —

Figure 2.27 : Trajectoire considérée pour décrire les déplacements Zf et Zr, respectivement le
mouvement vertical des points de contact des pneus avant et arriére.

La charge radiale maximale sur les piéces d’attache du moteur-roue est donnée par la
valeur maximale des forces encaissées dans 1'une ou ’autre des roues. Par contre, pour
connaitre la valeur de la charge maximale destructive « Fj, », il est nécessaire de
déterminer 1’angle de contact « O.y,:qct » de la roue avec la bosse et I'utiliser selon la
relation suivante :

Fgx = ——2odial__ (Eq.2-114)
sin(@contact)

Ou:
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Fragiat = maX[Fktf + Fetpr Frer + Fctr] (Eq.2-115)

Bien que I’angle de contact initial, a la position « sy », impose la valeur la plus
destructrice dans la relation de 1’équation (£q.2-114), un déplacement doit étre effectué
pour qu’'une force supplémentaire a la gravité¢ soit générée. Ainsi, ’effort créte est
déterminé par la valeur maximale du vecteur de données de (Eq.2-114) pour cette

simulation. L’angle « O.pnrqce » €St pour sa part donné par (Eq.2-116):

Bcontact = arcos (SO;AS) (Eq.2-116)

Ou « As » est la distance parcourue apres contact avec la protubérance et « R » est le
rayon extérieur du pneu. Notons qu’il vaut la moitié de « D, », terme vu précédemment.

La distance qui sépare le point de contact avec la bosse est donnée par :

So = /2R - ho — hy? (Eq.2-117)

Ou h est la hauteur de la protubérance.

2.11.2 Affectation des constantes de rigidité

Chacun des paramétres de la suspension peut prendre des valeurs par défaut qui
seront grossierement dépendantes de la masse du chassis « M; », de sa répartition sur les
essieux en fonction des dimensions « a » et « b » et de la masse non suspendue sur chaque
essieu « M; » et « M, ». Un facteur de déformation statique « Kty » et « Ksy » de la course,
respectivement sur le pneu et les éléments de suspension, est imposé pour déterminer le
point d’équilibre initial. La course des éléments de suspension « Strokes» peut étre
équivalente au rayon de la roue pour ce type de véhicule hors route. Le débattement de la
bande de roulement du pneu « Stroke, » est équivalent a son flanc. Les parameétres de

rigidité (pour la suspension et les pneus) sont déterminés de la fagon suivante :

_ Mygo .
kf = StrokegKs, (Eq.2-118)
b
_ M3gm ,
Kr = StrokecKs, (Eq.2-119)
Mg—24M, ) ,
Ktf = M (£q.2-120)

Strokey Ksg
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b
Kir = (M3 geptM2)g
StrokegKsg

(Eq.2-121)

La répartition de la masse entre le chassis et les roues imposée par le Tableau 2.4 est
nécessaire pour évaluer les valeurs des coefficients. Pour adoucir la suspension, il est donc
nécessaire d’augmenter la déformation initiale, c'est-a-dire augmenter les facteurs « Kty »
et «Ksy». Il est fortement recommandé de se pencher sur de nouvelles technologies de
pneu sans air, increvables, qui sont paramétrables sur la rigidité radiale de la bande de
roulement et offrent une excellente rigidité axiale. Le brevet de Brian A. RUSSEL sur la
“ERW” (Energy Return Wheel) [45] est une solution plus que prometteuse puisqu’elle
permet du méme coup de réduire significativement les pertes liées au frottement contre la

chaussée et a I’amortissement 1ié a la déformation tout en fournissant une zone de

déformation élastique sous le centre de masse de la roue.

2.11.3 Distribution de la masse sur le chassis

L’augmentation du moment d’inertie du chéssis trouve ses limites par la capacité du
concepteur a ¢loigner les éléments du chassis du centre de masse. L’équation suivante
illustre le cas ou la masse du chassis est également répartie au-dessus des essieux avant et
arriere :

a+b

2y, , 3
Jmax = (52) 22 Kgisp  (enkg-m?) (Fq.2-122)
Ou « Kgisp » est Defficacité espérée a distribuer la masse sur les extrémités du

véhicule.

2.11.4 Affectation des constantes d’amortissement

Le dimensionnement des amortisseurs est primordial pour stabiliser le tangage et le
roulis du véhicule. La Figure 2.28 présente le caracteére 1égérement aléatoire de la réponse
du systéme a 1’égard de la modification des masses non suspendues et de I’inertie du

chassis lorsque la suspension est sous-amortie.
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Figure 2.28 : Influence de la masse VS le moment d'inertie du chassis sur la longueur de saut d'un
systéme sous-amorti

Le phénoméne de rebondissement et d’entrainement des roues par le chassis est
remarqué dans les conditions de sous-amortissement avec une faible masse non suspendue
et une faible inertie de rotation du chassis. Il est donc conseillé d’ajuster le bond et le
rebond des roues avec des coefficients différents. Typiquement, les coefficients
d’amortissement de la suspension proprement dite peuvent étre dimensionnés par rapport

aux ressorts qu’ils assistent.

La théorie de I’énergie peut étre mise a profit pour dimensionner ces éléments. Les
sous-systémes avant et arriere non amortis, ne considérant que I’inertie du chassis et les
ressorts, sont d’abord utilisés pour déterminer la fréquence d’oscillation de chaque essieu

du véhicule en utilisant les formules suivantes :

W (enrad/s) (Eq.2-123)

(enrad/s) (Eq.2-124)

La force maximale dans les ressorts est déphasée de 90° avec leur vitesse de
déplacement. Ainsi, les puissances réactives efficaces, respectivement délivrées par les
ressorts avant et arriere en oscillation soutenue, c'est-a-dire sans amortissement, sont

données par :

1

PKfrms = \/T_TL' ! FKfmax ) meax (en W) (Eq2-125)
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1

PKrrms = 21 ) FKTmax Y

A (en W) (Eq.2-126)
Ou « Fgg ~» et « Fg, ~—» sont respectivement les forces de rappel maximal des

ressorts avant et arrire, calculées par le déplacement maximal « d,,,4, » et le coefficient de

rigidité « K » :

=K dpayx (Eq.2-127)

Kmax
Les parametres « meax »et « V. »sont respectivement les vitesses maximales de

la déformation du ressort avant et arriere, calculées en utilisant le déplacement maximal
« dmax » €t la pulsation naturelle mécanique. En effet, en supposant un déplacement
sinusoidal et déplacement initial « d, » liés a la contrainte gravitationnelle, 1’équation

générale du déplacement est donnée par :

d(t) = dpgy - Sinwt +d, (Eq.2-128)

Ainsi, la vitesse peut étre déterminée par :

Vitesse max

v(t) = @ dpgey ' COSWL (Eq.2-129)

Par substitution dans les équations (E£gq.2-125) et (Eq.2-126), on trouve :

1 7

Pifoms = Tz Kr * 0o dinax” (en W) (Eq.2-130)
1 7z

PKTrms = \/2_71' ’ KT ’ wTO ' dmaxz (en W) (Eq2'131)

De son coté, la force créte d’amortissement est fonction de la vitesse maximale
atteinte et du coefficient d’amortissement. La puissance se calcule par la force instantanée
multipliée par la vitesse instantanée. Comme ces deux paramétres sont en phase dans le cas

d’un amortisseur, la puissance est donnée par :

X 2 2, 2 9
_ CVimax =C- w d;nax (en W) (Eq2'132)

Crms 2
Ainsi, un systéme devient suramorti lorsque la puissance des amortisseurs dépasse
celle liée a Doscillation du chassis. Avec cette considération, les valeurs de coefficient
d’amortissement en rebond trouvent leur valeur limite selon : B, = < Py _ . En ¢€galisant

les relations (Eq.2-130) et (Eq.2-131) avec (Eq.2-132), les coefficients maximaux pour un
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suramortissement du rebond, respectivement pour la suspension avant et arriére, sont

donnés par (en Ns*/m) :

2 Kf(1—§+M3';) )

Cr ~ 55 * (Eq.2-133)
2K, (13 413D )

C, ~ J2ladas) (£q.2-134)

B

A noter qu’il n’est pas mauvais de laisser osciller le systéme sur un peu plus d’un
cycle pour favoriser le confort. Ainsi, les coefficients de rebond sont dimensionnés en
fonction du nombre d’oscillations partiellement amorties tolérées. Ce nombre est fixé a 2.5.
Les coefficients en bond peuvent prendre, pour leur part, une valeur inférieure puisque le
probléme d’oscillation se trouve dans la restitution de 1’énergie des ressorts et non dans son
mouvement menant au stockage. Ainsi, les coefficients en bond prennent une valeur 10 fois

inférieure aux coefficients de rebond.

2.11.5 Etude des contraintes dynamiques de masse non suspendue (Etape 12)

En marge du moment d’inertie et des coefficients d’amortissement et de rigidité, le
systéme dynamique est trés influencé par la masse non suspendue. Il est nécessaire de se
doter de balises pour trancher sur la masse maximale allouable dans les roues. D’un autre
coté, ’option des roues de type « ERW » dans 1’optique de ’utilisation d’une suspension
passive apporte une solution non négligeable au probléme de masse non suspendue en
fournissant une piste pour réduire la rigidité radiale, augmenter la rigidité axiale et favoriser
le rendement au roulement. Le concept de la roue-jante « ERW » est ¢également
paramétrable sur la hauteur du flanc de la roue, ce qui offre un excellent débattement et
aucun pincement ou crevaison du pneu n’est possible. En effet, la roue de type « ERW »
répondra aux protubérances de la route a haute fréquence puisque son anneau d’acier

déformable a une inertie négligeable.

D’un autre c6té, pour que les €léments inertiels du chassis (« M; » et « J; ») agissent
efficacement comme un filtre passe-bas, quelques considérations de conception doivent étre

respectées. La Figure 2.29 présente les modeles dynamiques équivalents sans
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amortissement pour chaque systéme pris indépendamment. Pour que le modele soit valide,
la fréquence naturelle de la roue doit étre minimalement deux fois supérieure a celle du
chassis pour ce que dernier agisse comme un filtre passe-bas et que la position moyenne de

la roue en oscillation naturelle puisse étre considérée stable.

La réponse en fréquence de la roue doit étre beaucoup plus rapide que celle du chassis
pour que le délai entre les deux réponses puisse tre encaissé par la suspension du véhicule
et ainsi &tre amorti. Ainsi, considérant les masses « MI » et « M2 » identiques, les

conditions suivantes doivent étre respectées :

Ker+Kr
2 7
I(dy?’lamasse2 = (ww_M;l) = M Kf (Eq2'135)
J3 M3za
(b_2+ a+b)
Kir+Kr
2 _tr T
Wy ,
Kdyn"lmasse2 = (w_cz) = r (Eq2-136)
ey
a2’ a

OU « Kgyna,,,es » €St un facteur beaucoup plus grand que 1 qui signifie un rapport de
fréquence naturelle d’oscillation de la roue « w,, » par rapport a celle du chassis « w. ». Du
point de vue de I’alourdissement des masses non suspendues, la meilleure distribution de
masse semble étre obtenue pour un centre de gravité situé en plein milieu du chéssis; du

moins, c’est ce que démontre I’optimisation de ce systeme d’€quations.

Position du chassis J3
E\l b N3
a+b
Kfou Kr
Kf
Position de la roue avant
J3
3.2 a l{ﬂ
at+b
Ktf ou Ktr I Kr
Position de la bande de s .
Position de la roue arriére
roulement

Figure 2.29 : Modéles dynamiques indépendants pour I’étude des fréquences naturelles.
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Ainsi, la masse estimée des roues est donnée par :

Kty (s ) 02

Ml = Kf'Kdym’-masse2 b? + a+b (qu 137)
Ker+ Ky (Js | Msb “ o

M S K2 (Z+23) (Eq-2-138)

Cette contrainte peut étre modifiée par le ressort liant la roue au chassis. En
diminuant sa rigidité, la dynamique du chassis devient plus lente, du coup la contrainte des
rapports de dynamique ( Kgyna,,,,) €st respectée. Le Tableau 2.11 présente les résultats
de l'optimisation réalisée pour obtenir les résultats du graphique de la figure qui suit (cf.
Figure 2.30). L’optimisation est basée sur les contraintes présentées dans la colonne de
droite. Le rapport « Kgyna,, .., » €st la fonction objective devant €tre maximis€e. Les

variables d’optimisation sont identifiées par 1’avant-derniére colonne de ce tableau.

Tableau 2.11 : Optimisation des paramétres de la suspension pour accroitre la masse non suspendue

Description Variable Valeur | Unité Var. leatlo.n des
opt ? contraintes
Accélération gravitationnelle g 9,81 [ m/s"2
Masse du demi-véhicule Mtot 425 | kg
Masse dans les roues estimée Mroue 36| kg =M1
Masse du demi-chassis imposée M3 353 | kg X
Débattement de la suspension Stroke s 0,5|m
Débattement des pneus (flanc) Stroke t 0,175 | m
Entre axes des essieux cc 2,4 | m
Distance centre de masse avec essieux avant b 1,2 | m X >a
Distance centre de masse avec essieux arriere a 1,2 | m
Facteur d'espérance de distribution de la masse K disp 0,75 X <=75%
Moment d'inertie espéré Js 190,6 | kg-m’
Dynamique imposée entre les masses Kdyna 7,76 OBJ
Facteur de déformation initiale des pneus Kt0 5% X >5%
Facteur de déformation initiale suspension ksO 25% X <25%
Coefficient de rigidité de la suspension avant Kf 13851,7 | N/m
Coefficient de rigidité de la suspension arriére Kr 13851,7 | N/m
Coefficient de rigidité des pneus avant Ktf 83385 [ N/m
Coefficient de rigidité des pneus arriere Ktr 83385 [ N/m
Masse roue avant M1 36,00 | kg >=36 kg
Masse roue arriere M2 36,00 | kg
Ratio d'amortissement (nombre d'oscillations) nb_oscil 2.5
Amortissement avant sur le bond Cf_ 660,15 [ Ns/m
Amortissement arriére sur le bond Cr_ 660,15 [ Ns/m
Masse réelle totale Mtot verif 425 | kg
Différence sur la masse totale fixée Diff m 5,E-07 | a réduire <1 kg
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Le comportement routier peut €tre trés stable, tel que le démontre la Figure 2.30
illustrant la longueur des sauts du véhicule en fonction de la variation de la répartition de la

masse du chassis et celle de la masse non suspendue, si une optimisation sur le

dimensionnement des constantes de suspension passive est réalisée.

Influence de la masse VS le moment d'inertie du chassi sur la longueur de saut avec les paramétres

o oo a
LA n

Longueur dusaut (€0 m}
&

oo L
ha W

Figure 2.30 : Influence de la masse VS le moment d'inertie du chassis sur la longueur de saut d'un
systéme optimisé pour une masse non suspendue de 36 kg

La présence d’une masse non suspendue de 36 kg assure la meilleure adhérence a la
chaussée pour les parameétres de suspension choisis, respecte la distribution des masses
établie au Tableau 2.4 et conserve une dynamique de 7.75 fois plus rapide sur la suspension
que sur le chassis. Cette caractéristique est valide a condition que la distribution de la

masse sur le chassis place le centre de gravité du véhicule en position médiane entre les
deux essieux.

2.11.6 Conclusions a I’égard de ’influence des paramétres sur la tenue de route
D’importantes recommandations peuvent étre avancées suite a I’analyse des résultats
de cette section. L’inertie de rotation du chassis, bien que dommageable sur ’agilité du
véhicule dans les virages, apporte un confort et une excellente tenue de route malgré
I’importance des masses non suspendues. De plus, la tendance au sous-vitrage liée a
I’inertie du mouvement de lacet peut étre compensée par un couple différentiel entre la
propulsion extérieure et intérieure (Torque vectoring). Ainsi, les éléments de puissance du
systeme devraient €tre disposés le plus a I’avant et a I’arriere du véhicule. Plus la rigidité
radiale des pneus est grande, plus le bienfait de I’inertie du chassis est observé. Par contre,

comme cette inertie voit ses limites par la longueur limitée du dit chassis et par la masse
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mobile restreinte pouvant étre disposée a ses extrémités, des contraintes doivent étre

établies.

2.12 EVALUATION DES CONTRAINTES SUR LA STRUCTURE DES MOTEURS-ROUES

(ETAPE 13)

2.12.1 Forces radiales sur la structure du moteur
La masse du véhicule doit étre assez faible pour ne pas accentuer les risques
d’enlisement du véhicule tout-terrain dans les chemins vaseux ou fragiles. Cependant, la
robustesse structurale du véhicule et de ses moteurs ne doit pas étre négligée. La charge
maximale pouvant étre encaissée par les pieces d’attache du moteur a nécessairement des
répercussions au niveau de la conception mécanique. Pour estimer la charge radiale
maximale, la présente section surévalue 1’ensemble des paramétres caractérisant un choc
extréme. Ainsi, une simulation du modéle décrit par la Figure 2.26 est effectuée et qui se
base sur les hypothéses suivantes :
e Une déformation minimale de la bande de roulement (rigidit¢é maximale du
pneu) est considérée;
e Le centre de gravité est considéré pres de ’avant du véhicule;
e Lamasse du chéssis est surévaluée en considérant une charge supplémentaire;
e La vitesse maximale est atteignable par le véhicule;
e Une hauteur de protubérance plus grande que celles typiquement rencontrées

sur les pistes aménagées est considérée.

Le Tableau 2.12 présente 1’ensemble des spécifications du véhicule et du parcours
considérés pour la simulation de la charge radiale maximale sur le moyeu du moteur et sur
I’ensemble des pieces d’attache de la roue a la suspension. Les résultats issus de la
simulation basée sur le modele de la Figure 2.26, considérant les parametres du
Tableau 2.12, indiquent une valeur maximale de charge radiale de 7260 Ilivres

(soit 32.3 kN).



Tableau 2.12 : Paramétres de simulation de la contrainte radiale maximale

Nom flu Description Valeur Unité

parameétre
Données propres au véhicule
M; Masse du chassis 850/2 kg
Js Moment d’inertie du chassis 300/2 kg m”
a Distance entre M, et M; 1.5 m
b Distance entre M; et M, 09 m
K Rigidité de la suspension avant 32000 N/m
Cr Amortissement de la suspension avant 3000 N s/m
K, Rigidité de la suspension arriére 28000 N/m
C, Amortissement de la suspension arriére 2500 N s/m
C, Amortissement de la roue arriére 250 N s/m
Cy Amortissement de la roue avant 250 N s/m
R Rayon extérieur du pneu 0.3 m
K, Rigidité de la bande de roulement avant 400000 N/m
Ky Rigidité de la bande de roulement arriere 240000 N/m
M, Masse de la roue avant 40 kg
M, Masse de la roue arriére 40 kg
Données propres au parcours

h0 Hauteur de la protubérance 75 mm
L Distance entre chaque bosse 20 m
Dcc Longueur de la bosse 0.3 m
Vv Vitesse du véhicule 120 km/h

2.12.2 Efforts et vibrations radiaux du support de stator
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Une deuxiéme simulation du modele de la Figure 2.26 doit étre effectuée pour

déterminer la force que génerera une accélération verticale du moteur, responsable du

fléchissement du support de stator. La déflexion de la piece de support du stator

magnétique a pour effet de réduire I’entrefer sur le c6té en porte a faux du moteur. Pour que

I’effort soit estimé a sa valeur maximale, la roue doit étre vue comme un corps libre. Les

considérations suivantes sont prises en compte:

e Aucun amortissement d’accélération n’est considéré;

e Une constante de rappel élevée des pneus est utilisée;

e Une constante de rappel tres faible de la suspension du véhicule est utilisée;

e Un rayon de roue plus faible et une hauteur de bosse élevée sont considérés;

e Une inertie de rotation et une masse du chassis presque nulle sont considérées;

e Une masse évaluée a 35 kg par roue est aussi considérée.
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Tableau 2.13 : Parameétres de simulation de la contrainte sur le support du stator de la machine

Nom. dela Description Valeur Unité
variable
Données propres au véhicule
M; Masse du chéssis 100/2 kg
J; Moment d’inertie du chassis —0 kg m”
a Distance entre M, et M; 1.5 m
b Distance entre M; et M, 0.9 m
K Rigidité de la suspension avant 1000 N/m
C, Amortissement de la suspension avant 10 N s/m
K, Rigidité de la suspension arriére 28000 N/m
C, Amortissement de la suspension arriére 2500 N s/m
C, Amortissement de la roue arriére 250 N s/m
Cy Amortissement de la roue avant 250 N s/m
R Rayon extérieur du pneu 0.25 m
K, Rigidité de la bande de roulement avant 900000 N/m
Ky Rigidité de la bande de roulement arriere 240000 N/m
M, Masse de la roue avant 35 kg
M, Masse de la roue arriére 35 kg
Données propres au parcours

h0 Hauteur de la protubérance 75 mm
L Distance entre chaque bosse 150 m
Dcc Longueur de la bosse 1 m

V Vitesse du véhicule 120 km/h

Avec ces considérations, 1’accélération maximale peut étre déterminée par la force

radiale en y soustrayant celle due a la gravité :

amax — Fradial;lmax_Fg — 38 k[‘;;(}){;‘l- kN = 1076 sz ~110G (Eq2-139)
1
Ou:
Fradiaten,,  ©stlavaleur maximale de la force radiale répertoriée durant la simulation;
E, est la force gravitationnelle de la roue elle-méme (F; = g - My).

Il serait ainsi nécessaire de dimensionner la piece de support du stator pour qu’elle ne
fléchisse que de 1 mm a bout portant du stator avec une charge de plus de 100 fois celle de
I’inertie réelle du stator magnétique. Il est improbable de constituer une conception
optimisée avec une telle robustesse. La surface lisse du stator offre un appui s’il y a
fléchissement jusqu’au contact avec le rotor. Une révision de conception sur cette piece de

support est suggérée dans la section recommandation pour augmenter la robustesse du
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support de stator sans en affecter la masse. Cet aspect de la conception expose un probléme

sérieux pour utiliser réellement le prototype dont la robustesse est fixée a 5 G.

2.12.3 Etude des charges en torsion axiale

Le couple axial maximal exercé sur la structure de la machine de traction combine le
couple électromagnétique et celui du freinage mécanique. En réalité, le couple maximal sur
le moyeu peut étre évalué par le freinage mécanique, mais la fixation du support de stator et
la structure du support lui-méme doivent résister au couple électromagnétique. La
section 2.9.1 apportait les conclusions a I’égard de ce dimensionnement du couple
¢lectromagnétique. Le couple de freinage maximal quant a lui se détermine en considérant
un coefficient de friction unitaire. La masse a freiner est considérée appliquée que sur deux
roues comme si le transfert de poids était complétement sur 1’avant du véhicule. Ce couple
est utile pour dimensionner les éléments de boulonnage du rotor et le moyeu du stator. Il

s’exprime par :

Trnax = % g R (Eq.2-140)
Tonax = 85‘;"9 .9.81 % 1-0.3m ~ 1250 Nm (£q.2-141)

2.12.4 Couple de flexion et efforts axiaux sur la structure de la machine

Une bande de roulement trés rigide n’implique pas seulement des risques sur la
structure des moteurs-roues a cause des protubérances de la chaussée, mais aussi d’autres
risques dus a d’éventuels chocs axiaux et qui doivent étre mis en évidence. Ces efforts
peuvent étre non seulement liés aux virages a grande vitesse, mais également aux pertes
d’adhérence qui peuvent causer des dérapages puis des collisions latérales. Un couple de
flexion sur 1’assemblage doit étre alors développé dont la grandeur ne peut €tre déterminée
que par I’estimation des forces engendrées dans la collision. Considérant le colit de ces
machines de traction, leur conception doit prévoir une goupille qui cédera dans le cas de ces

chocs latéraux excessifs.

Il est donc nécessaire de distinguer ce qui releéve des chocs maximaux admissibles,

engendrés lorsque le véhicule est mal mené durant des compétitions par exemple, et des
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chocs liés a une totale perte de la maitrise du véhicule ou a une collision importante. La
structure méme de la machine ¢lectrique devra résister aux chocs sur toute la plage d’efforts
non sécurisée par la goupille de sureté. Ainsi, la caractérisation de I’onde de choc sur le

flanc du pneu est un des objectifs de cette section du mémoire.

Une modélisation grossieére en ce qui a trait aux efforts de flexion peut étre ¢laborée
en supposant un coefficient de friction unitaire sur une roue prenant toute la charge du
véhicule. Ainsi, le couple de flexion peut étre exprimé par :

Ty =mype-n-g-R (Eq.2-142)

Dans le cas de notre véhicule, 1’application numérique de cette expression donne :

T, = 850kg - 9.81:—9 .0.3m ~ 2500 Nm

En pratique, la situation dangereuse pour les composants structuraux se produit
lorsque le véhicule roule a trop grande vitesse dans un virage. L’idée est donc d’abord
d’évaluer le seuil de décrochage d’avec la chaussée pour connaitre les conditions limites
sur la vitesse et le rayon de braquage minimal pour faire déraper le véhicule. Ensuite, la

collision est démystifiée en évaluant le coefficient de rappel du pneu.

2.12.4.1 Modélisation du dérapage
Avant I’impact, le décrochage du véhicule se produira lorsque la condition
suivante est réalisée : F, > F; .

2 .
Ou: F, = myy; - Z—‘; (la force centripéte) (Eq.2-143)

et: Fr=myy-g-p (laforce de friction) (Eq.2-144)

La mod¢lisation de la situation de dérapage étudiée est présentée par la prochaine
figure. A partir de la distance entre les essieux avant et arriére « L », le rayon de braquage

« Ry, » se calcule par I’expression suivante :

ou « est I’angle de braquage de la roue extérieure (Eq.2-145)

Rb = sin(a)
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Figure 2.31 : Modélisation d’un impact suite au décrochage du véhicule

La Figure 2.31 présente donc un véhicule en dérapage lors d’un virage trop serré.
L’impact avec un objet sur le flanc de la roue se fera a I’extérieur du virage comme le
présente le trait rouge. En réalité, la trajectoire exacte est inconnue, mais 1’objectif est de
déterminer des conditions plausibles d’impact (vitesse et angle de braquage) générant le
couple de flexion destructeur sur le moteur et son moyeu. Ainsi, la simulation réalisée
considére que le véhicule heurte un obstacle aussitot qu’il décroche de sa trajectoire de

base.

Les hypotheses de modélisation prises sont les suivantes :

e La friction tangentielle est considérée comme si la masse totale du véhicule n’était
répartie que sur une roue (Eq.2-144);

e Le coefficient de rigidité du pneu avant en déformation axiale est considéré comme
une constante;

e L’amortissement dissipatif de I’impact est négligé, il y a donc conservation de la
vitesse apres I’impact;

e Le véhicule heurte une butée aussitdt qu’il décroche de sa trajectoire de base;

e Les changements de trajectoire pendant et apres I’impact sont négligés;

e Le coefficient de friction statique n’est considéré que pour connaitre la limite du
décrochage. Le coefficient de friction dynamique est ensuite considéré;

e Le moment d’inertie du chassis n’est pas tenu en compte.
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La limite du décrochage du véhicule se détermine par itérations successives sur [’'une
ou I’autre des variables de I’équation (Eq.2-143) de la force centripéte (vitesse ou rayon de
braquage) jusqu’a ce qu’elle dépasse la force de friction (Eq.2-144). Evidemment, la

friction sur la chaussée a également son importance.

2.12.4.2 Modélisation de I’impact axial

Lors de I’impact axial, les équations dynamiques a considérer sont exprimées comme

suit:

SF=0=(M-g-u+K-As) cos(a) - M= (Eq.2-146)
% =(g-u+ % - As) - cos(a) (Eq.2-147)
SF=0=—(M-g-u+K-As)-sin(@) + M- =2 (£q.2-148)
ddlty =g u+ % - As) + sin(a) (Eq.2-149)

Ou « As » représente la déformation axiale du pneu (en m).

La force de friction peut en fait apparaitre comme un déplacement initial permettant

ainsi de simplifier davantage les €équations précédentes comme suit :

YE, =0=K-(As +5sy)-cos(a) — M - % (Eq.2-150)

1 . s
Avec: s, = ~ My -g-p ou M, est la masse considérée sur une roue.

% = % (As + s,) - cos(a) (Eq.2-151)
SR =0=—K-(As+s) - sin(@) + M- 22 (£q.2-152)
%y = % (As + s,) - sin(a@) (Eq.2-153)

En utilisant ces équations, la force axiale « Fi 4. » de flexion résultante peut étre

calculée par le module des forces de réaction selon les axes « X » et « Y ».

Foxiate = \/(%)2 + (%)2 (Eq.2—154)
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Le couple de flexion peut €tre déterminé simplement en multipliant cette force par la
distance séparant le point de contact avec le centre du moyeu, c'est-a-dire le rayon extérieur
de la roue. Ce couple s’écrit :

Triexion = R * Faxiale (Eq.2-155)

En pratique, la déformation du pneu est complexe; ¢’est pourquoi elle n’est quantifié¢e
que par une constante de rappel « K » qui sera idéalement approximée semblable a celle
utilisée pour la force d’impact radial. Les parametres de simulation utilisés impliquant un

décrochage a 50 km/h sont les suivants :

Moy = 950; Masse totale considérée (kg)

K= 450000; Rigidité axiale de la roue par rapport a son centre (N/m)
R= 0.3; Rayon de la roue (m)

L= 1.6 Distance entre les essieux (m)

Vo = 50/3.6; Vitesse de déplacement du véhicule (m/s)

mu = 1; Coefficient de friction statique

g= 9.81; Accélération gravitationnelle(m/s)

Angle brac= 5, Angle de braquage de la roue extérieur (degrés)

Dans ce cas, la charge maximale, équivalant a I’optimum du graphique présenté dans

la figure suivante, s’éleve a environ 10.3 kNm.

20ms 40ms 60ms 80ms 100ms 120ms 14

Figure 2.32 : Temps d’amortissement (en ms) d’un impact axial (couple de flexion en kNm)

avec une rigidité de 450 000 N/m

A grande vitesse, un moins grand angle de braquage est nécessaire pour décrocher le
véhicule. Ainsi, la composante de la force d’impact appliquée en moment de flexion est

beaucoup plus faible. Sur la figure 2.32, ’ordonnée a I’origine (3.3 kNm) est un couple di
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a la friction sur la chaussée avant I’impact. Le couple créte de flexion sur le moyeu et la

structure du rotor est enregistré a 10.25 kNm.

Par contre, pour mieux connaitre la rigidité du pneu sous des efforts axiaux, il serait
suggéré de modéliser sa déformation en supposant trois phénoménes pouvant Etre
superposé€s pour obtenir une meilleure idée de la situation en flexion du flanc du pneu et
ainsi en déduire la rigidité. La flexion de la semelle et des parois du pneu ainsi que 1’effort
de rappel li¢ a I’équilibre des pressions internes sont les principales forces engendrées par

un déplacement de la semelle.

2.12.,5 Contraintes liées a I’environnement de travail

En plus des efforts mécaniques liés aux chocs radiaux et axiaux, 1’ensemble du
systtme de traction est expos¢ a un environnement humide et poussiéreux, non
recommandé pour tout dispositif électrique. Si le VIT est immergé sous 1’eau, I’ensemble
des composants doit étre 100% étanche (norme IP68). Ainsi, tous les composants de
puissance du systéme sont refroidis par une boucle de circulation d’eau qui achemine la
chaleur issue de leur pertes vers un radiateur externe a leur boitier (refroidissement
centralis¢). Plus spécifiquement, le rotor des moteurs de traction possede des pieces
mobiles qui doivent étre étanches par rapport aux pieces du stator. L’instrumentation doit

¢galement étre protégée de toute contamination.

La haute température extérieure est une autre contrainte importante a considérer.
L’utilisation des VTT dans le désert est une application typique qui doit étre considérée sur
I’entropie du liquide de refroidissement. Ainsi, la température minimale de
I’environnement est fixée a 45°C. L’instrumentation des températures des différentes

sections du moteur rendra plus fiables les protections thermiques sur son contrdle.

2.12.6 Synthése des caractéristiques et spécifications des éléments de traction.
Les tableaux qui suivent rappellent les spécifications clés discutées dans ce chapitre a

I’égard de I’ensemble des ¢éléments du systeme de traction et du véhicule lui-méme. Ces
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parametres permettent d’encadrer la conception individuelle des ¢léments de puissance tout

en permettant une synergie lorsqu’ils seront implantés dans le véhicule.

Tableau 2.14 : Rappel des spécifications liées a la généra

trice

SPECIFICATIONS DE LA GENERATRICE VALEUR | UNITE
Masse de la génératrice 185 kg
Efficacité créte de la conversion électrique sur la génératrice 94 %
Puissance créte du moteur a combustion 75,3 kW
Puissance nominale de la génératrice 23.2 kW
Puissance créte en sortie du groupe électrogéne 62 kW
Puissance requise sur le moteur & combustion 74 kW
Consommation du moteur a combustion 0,28 1/kWh
Tableau 2.15 : Rappel des spécifications liées a la batterie
SPECIFICATIONS DE LA BATTERIE VALEUR | UNITE
Tension minimale sur le bus CC envisagée 600 \
Tension minimale de la batterie sans charge (a vide) 760 Vce
Tension nominale de la batterie 960 Vce
Tension maximale de la batterie sa charge (a2 vide) 1080 Vce
Capacité nominale de la batterie 11.8 ah
Capacité énergétique nominale de la batterie 9.8 kWh
Masse de la batterie 196 kg
Résistance interne de la batterie 0.6 Q
Puissance nominale (Pbat,,,,,) sollicitée par le groupe de traction a 90 km/h 22 kW
Moyenne de l'efficacité sur une utilisation de 90% du SOC pour « Pbat,,,, » 98,3 %
Tableau 2.16 : Rappel des spécifications du dissipateur
SPECIFICATIONS DU DISSIPATEUR VALEUR | UNITE
Puissance maximale de dissipation 145 kW
Impédance nominale de la charge dissipative 4 Q
Masse d'aluminium pour le stockage thermique >2.9 kg
Température créte 300 °C
Courant créte dans le transistor 270 A
Seuil de tension de démarrage inconditionnel (protection de la batterie) >1080 A%
Tableau 2.17 : Rappel des spécifications de la suspension
SPECIFICATIONS DE LA SUSPENSION VALEUR | UNITE
Coefficient de rappel de I’essieu avant et arriére (répartition de la masse égale) 13851,7 |N/m
Coefficient d’amortissement lors de 1’entrée du cylindre (« bound ») 660 Ns/m
Coefficient d’amortissement lors de la sortie du cylindre (« rebound ») 1650 Ns/m
Course totale de la suspension (précontrainte a prét de 25%) 500 mm
Moment d’inertie espéré (répartition de la masse sur le chéssis) 190.6 kg-m’
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Tableau 2.18 : Rappel des spécifications du moteur

SPECIFICATIONS DU MOTEUR-ROUE VALEUR UNITE
Tension efficace ligne-neutre maximale 212 \Y
Puissance nominale (en sortie) considérant 62 kW continu sur la génératrice >14.5 kW
Puissance créte (en sortie) considérant 194 kW créte sur le bus CC >30.3 kW
Efficacité exigée au couple nominal 96 %
Efficacité estimée a puissance maximale (couple créte) 65.7 %
Facteur de puissance nominal espéré (considéré pour I’efficacité onduleurs) 90 %
Facteur de puissance nominal espéré (pour dimensionner les onduleurs) 51 %
Vitesse de rotation nominale (pour une vitesse de 90 km/h) > 780 RPM
Vitesse de rotation maximale (pour une vitesse de 120 km/h) > 950 RPM
Couple nominal des machines de traction (jusqu’a 120 km/h) > 132 Nm
Couple maximal des machines de traction (de 0 km/h a 60 km/h) > 520 Nm
Facteur de saturation en couple <17.5 %
Masse allouée pour chaque moteur < 26 kg
Accélération verticale relative maximale 110 G
Efforts radiaux estimés sur chaque roue > 323 kN
Couple maximal en flexion avant rupture des éléments de protection > 10,3 kNm
Température du bobinage < 200 °C
Température de l'entrefer < 120 °C
Température du systéme de refroidissement > 45 °C
_Tableau 2.19 : Rappel des spécifications de I’onduleur .
SPECIFICATIONS DE L'ONDULEUR VALEUR UNITE
Tension minimale sur les convertisseurs > 600 Vee
Tension créte du bus CC (limitation des composants choisis) <1200 Vee
Courant efficace maximal par phase >166 Arms
Nombre de MOSFET a paralléliser par bras >=5 -
Courant créte dans les bras d'onduleur >235 Apeak
Efficacité espérée aux points nominaux d'opération 98 %
Tension créte du bus CC (limite des composants) <1200 Vdc
Tableau 2.20 : Rappel des spécifications globales du véhicule
SPECIFICATIONS GLOBALES DU VEHICULE VALEUR UNITE
Puissance créte du systéme de traction aux roues (appliqué sur la chaussée) 114 kW
Consommation aux conditions typiques a 90 km/h : 2% de pente, vent a 20 km/h 7.2 1/100km
Consommation minimale (dans les conditions idéales) : sans pente ni vent 4.0 1/100km
Vitesse d'atteinte de la pointe en puissance 62 km/h
Vitesse nominale (de pointe d'efficacité) 90 km/h
Vitesse maximale 120 km/h
Durée minimale de I’accélération 0-100 km/h 4.5 s
Diamétre extérieur du pneu 0,6 m
Autonomie typique a 90 km/h en mode électrique 40 km
Autonomie maximale & 90km/h en mode électrique 65 km
Pente maximale en régime permanent 20 %
Pente maximale pouvant étre gravie 37 %
Masse du véhicule avec équipage > 850 kg
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2.13 CONCLUSION

Ce chapitre a permis de dresser la méthodologie de dimensionnement de I’ensemble
des ¢léments du systéme de traction en tenant compte de la masse attribuée a chacun et des
rendements espérés. Les valeurs définissant le systéme de traction pour le véhicule choisi

ont été définies en suivant la méthodologie proposée.

En somme, la masse et la chimie de batterie, ainsi que sa puissance maximale et son
autonomie sont des paramétres qui ont été établis dans cette section. La topologie et le type
de carburant utilisés pour le groupe électrogéne, sa puissance et son apport sur
I’alimentation du systeme ont également ¢été déterminés. Le choix de la tension

d’alimentation a été fait a I’égard du rendement espéré sur les convertisseurs triphasés.

Le point majeur pour la suite du travail est la détermination des capacités de la
machine synchrone a I’égard de son couple nominal, son couple maximal, sa vitesse ainsi
que ses puissances nominale et créte. Le rendement qui est recherché sur cette méme
machine et la masse qui lui est attribuable ont également été définis. Enfin, les contraintes
mécaniques imposeées sur les éléments structuraux (passifs) des machines de traction ont été
¢tablies en ce qui a trait aux efforts radiaux et axiaux qu’elles devront encaisser sans
rupture. Notons qu’une publication parue en octobre 2015 résume 1’essentiel de ce qui a été

vu dans le présent chapitre [30].

Les attentes envers la conception du systéme de traction étant établies, le prochain
chapitre présente le modele de dimensionnement de la machine et son processus

d’optimisation.
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CHAPITRE 3. MODELISATION ET OPTIMISATION
DE LA MACHINE DE TRACTION

3.1 INTRODUCTION

Les spécifications en termes d’efficacité, de robustesse et de puissance mécanique
sont exigées par le cahier des charges traité dans le chapitre précédent. L’issue du processus
d’optimisation doit déboucher sur une machine électrique dont les performances égaliseront
ou dépasseront les attentes spécifiées dans ce cahier des charges. Il est ici question de
déterminer le dimensionnement géométrique de la machine électrique qui affichera les

performances requises.

Un modge¢le analytique regroupant les caractéristiques électromagnétiques, thermiques
et mécaniques de la machine doit d’abord étre élaboré pour faciliter 1’optimisation. Ce
modele doit ensuite étre validé puis corrigé au besoin, par des facteurs tenant compte des

effets de la saturation, avant de faire tendre le systeme d’équations vers une solution finale.

Le chapitre dresse d’abord une liste des différentes topologies de machines pour se
concentrer ensuite sur la machine sélectionnée pour la réalisation. Les hypothéses
simplificatrices du modele électromagnétique sont présentées ainsi que la démarche
méthodologique pour la modélisation, la conception et 1’optimisation de la machine ainsi
que la validation du modéle de dimensionnement menant a une solution idéale. Notons
qu’une publication parue en mai 2013 résume I’essentiel de la démarche d’optimisation

présentée dans ce chapitre [46].

3.2 MISE EN CONTEXTE ET CHOIX DE LA MACHINE

Dans ce mémoire, le modéle analytique a une dimension utilisé€ est basé sur le livre de
Hanselman [22], alors que le mode¢le de pertes se base sur des travaux [47] qui touchent aux
effets de peau et aux effets de proximité dans le bobinage. Les pertes au stator par
hystérésis et par courants de Foucault sont aussi considérées [48]. Enfin, les pertes au rotor

liées au contenu harmonique de la force magnétomotrice (FMM) sont considérées [49, 50].
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La réalisation d’une machine avec des dents constituées d’acier au Silicium a grains

orientés est une idée reprise de travaux sur les convertisseurs de couple [1].

Maintenant que le cahier des spécifications est élaboré dans le chapitre 2, la
configuration de la machine doit étre déterminée. Plusieurs types de machines sont
disponibles dépendamment de [’alimentation, du mode de fonctionnement et des
composants qui la constituent. Les machines les plus efficaces sont les machines
synchrones a aimants permanents. Elles affichent les caractéristiques de densités de

puissance volumique et massique les plus intéressantes en plus de permettre 1’atteinte d’une

grande efficacité.

3.2.1 Configurations des machines

Le type de machine synchrone varie selon la forme du flux a vide, c'est-a-dire le flux
qui est induit par le rotor. On classifie généralement ces machines selon la variation de
I’entrefer, a savoir si elles posseédent une réluctance variable en fonction de la position du

rotor ou non.

Les machines dites « Brushless DC » ne font en fait référence qu’a la forme de la
tension trapézoidale qui est induite par ses aimants permanents qui influencent la fagcon
dont elles doivent étre alimentées. Ces machines peuvent fonctionner en utilisant un
controle « sensorless », c'est-a-dire qu’elles n’ont pas besoin de tachymetre, ni d'encodeur
pour étre controlées. De ce fait, le colit de ces composants explique leur emploi abondant

dans les applications de traction dans le transport électrique de faible et moyenne puissance.

Les machines alimentées en courant alternatif et qui sont synchrones a la fréquence
du rotor peuvent comporter de la saillance ou étre a rotor lisse et peuvent posséder un rotor
bobiné ou avoir des aimants permanents. Dans les systémes de traction a grande puissance,
les machines a poéles lisses avec aimants permanents sont les plus fréquemment utilisées
puisqu’elles n’emploient pas de collecteur-balais, qu’aucune puissance n’est nécessaire

pour I’induction a vide et qu’elles offrent une grande densité de couple grace aux aimants
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permanents faits a base de terre rare. Ces machines seront ainsi beaucoup plus étudiées lors

des prochains chapitres.

3.2.2 Types des bobinages

Les bobinages possédent grossiérement deux caractéristiques qui les distinguent, soit
la disposition (ou le pas) et la répartition (ou la distribution). La disposition établie la
différence entre les moteurs dont le bobinage est a pas diamétral et ceux dont le bobinage
est a pas raccourci. Une machine possédant un pas diamétral captera entiérement le flux

produit par le rotor alors que le raccourcissement diminuera le couplage.

La répartition pour sa part, aussi appelée distribution, désigne le nombre d’encoches
utilisées pour insérer le bobinage d’une phase pour chaque pdle (number of slots per pole
per phase « Ny, »). La distribution du bobinage réduit toujours 1’efficacité du couplage du
flux du rotor. La répartition distingue donc les machines ayant des enroulements
concentriques de celles ayant des enroulements distribués sur plusieurs encoches. Le
nombre de couches du bobinage figure comme ’une des techniques pour réduire le nombre
d’encoches tout en augmentant la répartition et ainsi réduire les harmoniques de la force
¢lectromotrice (FEM) (tension induite). Cela dit, c’est le nombre d’encoches par pdle qui
définit la discrétisation de la force magnétomotrice (FMM) dans I’entrefer. Une faible
discrétisation est a 1’origine des harmoniques d’espace de la FMM qui se répercutent
essentiellement dans les pieces actives du rotor. Du méme coup, si le rotor ne posséde ni
saillance ni aimants profilés, une forme sinusoidale de la FEM sera beaucoup plus

exhaustive avec un bobinage réparti.

Un autre parametre qui réduit le couplage au profit d’une diminution du couple de détente
est I'inclinaison ou oblicité des dents. Bien que ce paramétre élimine une partie des
ondulations dans le couple, les harmoniques liées a la distribution du bobinage ou la
discrétisation de la force magnétomotrice se répercutent tout de méme dans les conducteurs
solides du rotor et génerent essentiellement des pertes par courants de Foucault. D’autre
part, I’inclinaison réduit le couple effectif ce qui implique une diminution du rendement

global de la machine.
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3.2.3 Choix de topologie de la machine

La machine choisie est ’'une des plus rependues dans les applications de traction
¢lectrique des véhicules. Ainsi, la machine a concevoir est de type synchrone a flux radial a
poles lisses avec aimants permanents montés en surface, a rotor externe, et a bobinage
concentrique avec un nombre d’encoches par pole par phase « Ny, » fixé a 0.5. Cette
configuration est 1’'une des plus denses a cause du faible volume occupé par les tétes de
bobine, c'est-a-dire la section inactive du cuivre. La simplicit¢ du bobinage permet

¢galement d’augmenter sa densité a I’intérieur des encoches.

La chute du rendement de la machine soumise aux hautes fréquences est littéralement
le critére qui limitera la réduction de la masse de la machine. En effet, plus le nombre de
paires de poéles est important, plus mince seront les piéces actives d’acier. Avec un
bobinage concentrique, ces pertes, fonction de la fréquence, se situent autant du coté du
stator (acier au Silicium et cuivre) que dans le rotor (aimants et acier doux). De plus, le
modele de pertes prévoit de négliger les harmoniques de temps liés a la distorsion du
courant d’alimentation. Avec une fréquence plus élevée sur I’onde fondamentale du signal,

le taux de distorsion harmonique augmenterait significativement.

33 HYPOTHESES DE MODELISATION

La topologie de la machine présente intrinsequement des hypotheses de modélisation.
En effet, la réalisation d’'une machine synchrone a aimants permanents a pdles lisses, a
rotor externe et a bobinage concentrique double couche conduit d’abord a une inductance
constante sur I’ensemble d’un pas polaire, c’est-a-dire qu’il n’y a pas de saillance a
considérer avec des aimants constitués de Néodyme-Fer-Bore (NdFeB) ayant une
perméabilité relative d’environ 1.05. La densité de flux rémanente du type d’aimant
sélectionné est d’environ 1.2 T a 110°C (SH45). Le facteur de bobinage des enroulements
concentriques est aussi trés simple a approximer si le nombre d’encoches par pdles par
phase « Ng,, » est fixé a 0.5. L’encochage du stator est tenu en compte par le moyennage de
I’épaisseur de I’entrefer en utilisant le facteur de Carter. Ainsi, le couple de détente ne

pourra pas €tre déterminé par cette mod¢lisation simplificatrice.
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La distribution du flux a vide le long de ’entrefer sur une période de deux poles est
considérée sinusoidale d’ou les harmoniques induits dans le stator ne sont pas pris en
compte dans le modéle de pertes. Un profilage des aimants est prévu pour rapprocher le
modele de la situation réelle. Les harmoniques de temps dans la force magnétomotrice

(FMM) liés au convertisseur statique ne sont également pas pris en compte.

L’effet de frange dans I’entrefer est considéré dans le calcul de la réluctance du
parcours de flux. La saturation locale li¢e a I’effet de coins n’est pas tenue en compte. Par
contre, des niveaux de saturation distincts dans les dents, les becs et la culasse du stator
sont considérés. Deux facteurs de lamination distincts sont aussi considérés puisque les

épaisseurs d’aciers utilisés dans ces deux sections (dents et culasse) sont différentes.

L’effet de la saturation n’est pas directement pris en compte dans la modélisation
analytique. Cependant, un facteur de correction (Ksaf) appliqué sur le couple validé par des
simulations par ¢éléments finis (calcul du champ) permet d’évaluer cette saturation en

fonction de la valeur du courant d’induit.

Le contenu harmonique de la force magnétomotrice (FMM) est considéré dans
I’évaluation des pertes au rotor. Par contre, I’effet d’encochage du stator n’est pas considéré
pour sa part dans I’induction au niveau du rotor puisque la distance entre les becs des dents

du stator est minimisée.

La stratégie de contrdle a couple maximal, imposant le courant statorique en
quadrature au flux a vide, est considérée pour le dimensionnement des sections d’acier. Le
courant nominal est pris en compte pour déterminer le couple atteignant la limite du niveau
d’induction avant saturation dans ces sections. La réaction d’induit maximale est pour sa
part considérée pour le dimensionnement minimal de 1’épaisseur des aimants. En effet, la
démagnétisation des aimants permanents est un risque probable si leur épaisseur est sous-

estimée pour les courants maximaux de la machine.

our optimiser le dimensionnement de la machine, la relation de I’induction a vide
P t le d tdel hine, la relat de I’'induct d

dans I’entrefer en fonction de 1’épaisseur des aimants est prise en compte. Le niveau
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d’induction joue en effet un role direct dans la création du couple. Par contre, cette relation
du couple de la machine en fonction du volume des aimants n'est pas linéaire. Ainsi, le
choix de I’épaisseur des aimants doit correspondre au point optimal d’induction a vide dans
I’entrefer pour minimiser le volume de ces composants dispendieux sans représenter un
risque pour leur démagnétisation. La Figure 3.1 illustre le comportement de 1’induction

dans un entrefer de 1 mm d’épaisseur soumis a différentes épaisseurs d’aimant.

Tesla Bg VS Im
1,2

0,8 L
0,6 yd

oa |/
0,2 /

Figure 3.1 : Induction dans ’entrefer en fonction de I’épaisseur des aimants

34 METHODOLOGIE : PROCESSUS DE DIMENSIONNEMENT GLOBAL

3.4.1 Modéles de la machine et leur couplage

En vue de son dimensionnement, une machine électrique peut étre modélisée en
utilisant cinq modeles : modele électrique, magnétique, ¢électromécanique, thermique et
mécanique (ou géométrique). La Figure 3.2 permet de déterminer les différents parametres
d’entrée pour chacun des cinq modeles [13] et les parametres qui interagissent avec
I’utilisation de la machine. Le couplage du modéle magnétique avec I’application pour
déterminer le couple de sortie de la machine se fait par I’entremise du modele

¢lectromécanique qui joint les caractéristiques magnétiques aux dimensions géomeétriques.
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Application (utilisation) de la machine électrique
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Figure 3.2 : Couplage entre les différents modéles de 1a machine [13]

Dans la Figure 3.2, le couplage électromécanique avec ’application ou 1’utilisation
de la machine est représenté par I’ensemble des sorties des différents modeles ayant un
intérét soit pour la charge mécanique du moteur ou pour son alimentation électrique par
convertisseur statique. Le seul paramétre imposé¢ par I’application elle-méme est la vitesse,
ce qui suggere deux remarques. D’une premicére part, 1’alimentation fournie par
I’application (en tension et courant) est considérée conforme aux requis de la machine,
donnés au Tableau 2.18. D’une seconde part, un modéle mécanique de I’application lie le
couple fourni par la machine a I’accélération d’une charge et impose ainsi une vitesse

d’opération.

Modeéle électromagnétique
La fonction du modele électromagnétique est de jumeler les caractéristiques
géométriques de la machine et les flux magnétiques dans I’entrefer pour en faire ressortir le

couple électromagnétique.

Modele géométrique

Dans le cas de notre machine, les entrées du modéle de dimensionnement
géométrique, considérées comme variables d’optimisation, sont : le nombre de paires de
poles, I’épaisseur des aimants, la largeur des aimants, la profondeur (longueur) du circuit

magnétique, le diamétre inférieur de I’entrefer (diamétre d’alésage) et la hauteur des dents
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du stator. Les contraintes sur ce modele sont les diamétres externe maximal et interne
minimal, la longueur maximale de la machine, la masse maximale du circuit magnétique, le
ratio maximal de la hauteur des dents sur leur largeur, le facteur de remplissage des

encoches et I’entrefer mécanique.

Modele magnétique

Sur le plan de la modélisation magnétique, les contraintes considérées sont le niveau
d’induction maximal dans les sections d’acier et les facteurs de lamination. L’induction
rémanente dans les aimants et leur perméabilité relative figurent aussi comme des valeurs
imposées dans ce modele. L’induction minimale dans les aimants et le rapport entre le
courant créte et le courant nominal sont utilisés pour connaitre I’épaisseur minimale des
aimants permettant d’éviter la démagnétisation. Les flux de fuite et les effets de

I’encochage du stator sont ¢galement calculés dans ce modele.

Modele électrique

Sur le plan de la modélisation électrique, les variables d’entrée du modéle sont la
densité de courant, la tension sur I’onduleur et le nombre de spires de I’enroulement. Bien
entendu, le nombre de spires a pour but d’adapter la machine a son alimentation. Les
courants nominaux et crétes permettent de déterminer les caractéristiques minimales de
I’onduleur. Le modele définit également le rapport entre le courant créte et le courant
nominal utilis¢ pour connaitre I’épaisseur minimale des aimants qui permet d’éviter la
démagnétisation. Le facteur de bobinage caractérisant le flux magnétique de la machine

capté par les enroulements fait également partie intégrante du modele ¢électrique.

Modeéle thermique

Au niveau du dimensionnement thermique, les principales contraintes a respecter sont
le rendement de la machine et les échauffements. Pour calculer ce rendement, la puissance
mécanique est mise en relation sur la puissance électrique comprenant ’ensemble des
pertes. Les pertes dans le cuivre sont calculées en évaluant la résistance qui est pour sa part
fonction de la température et de la fréquence du courant. Les pertes dans I’acier du stator

sont approximées par l’influence du cycle hystérésique des matériaux et I’induction des
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courants de Foucault. Les pertes au rotor considerent uniquement 1’induction des courants
de Foucault harmoniques dus a la FMM dans les aimants et I’acier doux. Les performances
du systeme de refroidissement doivent étre approximées pour déterminer la température
interne et ainsi caractériser les pertes dans le cuivre. L’entrée variable du modele thermique
devient alors 1’apport de glycol (liquide utils€¢ pour un refroidissement forcé) dans les

tuyaux de refroidissement.

3.4.2 Introduction au modéle électrique
Le modele électrique utilise la sortie du modéle magnétique en ce qui a trait a
I’impédance et au flux a vide pour déterminer la tension d’alimentation a fournir. Le
nombre de spires est ensuite ajusté dans le modele €lectrique pour adapter la tension de la
machine a celle disponible sur I’onduleur et qui dépend de la tension minimale de la
batterie. Le modéle électrique se base donc sur la tension de réaction d’induit, la tension
issue du flux a vide et la chute de tension aux bornes de la résistance du bobinage pour
évaluer la tension devant étre appliquée a la machine pour développer une certaine
puissance. Les parameétres imposés dans le modele électrique sont :
e Latension disponible V; (V);

e L’angle du courant de sous-excitation y (rad);

e Le nombre de phases m .

D’un autre coté, les parametres d’optimisation jouant sur les propriétés électriques de
la machine sont :
e Ladensité de courant dans les conducteurs J (A/m?);
e Le nombre de spires 7., (tt/phase);

e Le nombre de paires de poles p.

Sinon, les calculs de tension et de courant dans les conducteurs se basent pour la

plupart sur des parametres d’entrée provenant d’autres modeles et qui sont :

e La vitesse de rotation mécanique Qm (rad/s);

e La réluctance de ’entrefer;
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e Le flux a vide dans ’entrefer v, (Wb);
e Le facteur de bobinage k,,;
e La température du cuivre Tcu (°C);

e La section de cuivre pour toute la machine S, (m>).

Les paramétres mentionnés ci-dessus doivent tous é&tre connus pour définir
respectivement la fréquence électrique, la réaction d’induit, la force électromotrice (fem) et
la résistance du bobinage. D’abord estimé manuellement avant de lancer le processus
d’optimisation, le nombre de spires par phases est la seule variable d’optimisation du
modele électrique. Par contre, plusieurs contraintes a 1’égard de ce modele sont imposées
pour borner les solutions de la fonction objective afin que le modéle respecte des regles de
dimensionnement de base. Ces contraintes sont :

e Le nombre de conducteurs par encoche doit donner un nombre entier;

e La tension nécessaire pour alimenter la machine ne doit pas étre supérieure a
la tension disponible sur I’onduleur;

e La densité de courant nominale ne peut pas dépasser 10 A/mm’;

e La fréquence électrique pour la vitesse nominale doit demeurer sous une
fréquence plafond liée a un facteur de distorsion harmonique maximal

(imposée ici a 300 Hz).

Bien entendu, le modele thermique devrait suffire pour limiter les solutions
permettant d’atteindre ces deux dernieres bornes si le rendement espéré est assez ¢levé. Par
contre, les premicres itérations sont toujours plus pessimistes sur le plan de 1'efficacité et du

couple pour permettre de converger vers une solution viable.

3.4.3 Introduction au modéle magnétique

Le modele magnétique quant a lui se base sur les parametres géométriques pour
déterminer le flux magnétique circulant dans la machine. La densité de flux étant limitée
par la caractérisation des matériaux, une rétroaction est faite par le biais des caractéristiques

de limite en saturation. La réaction d’induit maximale, considérée par un facteur chiffré
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entre 5 et 10 sur la densité du courant nominal, agira sur le niveau de démagnétisation des
aimants. Le mod¢le géométrique impose la valeur de I’épaisseur des aimants qui est ensuite
comparée a celle correspondant a la valeur minimale du seuil de démagnétisation.
L’optimisation devra faire correspondre la valeur imposée de 1’épaisseur a la valeur

minimale calculée.

Enfin, le nombre de poles et d’encoches, le diamétre de 1’entrefer, la réaction d’induit
et le flux a vide sont les informations utilisées par le modele magnétique pour déterminer le
couple de la machine. Pour résumer, les parametres fixés dans le modele magnétique sont :

e Le niveau seuil de saturation dans chaque section du circuit magnétique :
a) Saturation dans la culasse statorique Bsy max;
b) Saturation dans les dents du stator Bst max;
c) Saturation dans la culasse rotorique Bry max;

e La perméabilité relative des différents matériaux u,;

e [Le facteur de forme du flux a vide ke.

Comme le nombre de spires est seulement un moyen pour adapter la tension de la
machine a son alimentation, la seule variable d’optimisation du modele magnétique est la
densité de courant. Ce mod¢le estime donc les flux engendrés dans la machine et le couple
¢lectromagnétique a partir des parametres géométriques, des caractéristiques des aimants et
de la densité de courant dans le cuivre. Par ailleurs, 1’estimation de ces flux est nécessaire a
I’ajustement du niveau de saturation des culasses par modification de la géométrie. La
puissance de sortie est pour sa part estimée en utilisant le couple électromagnétique et la

fréquence mécanique.

3.4.4 Introduction au modéle géométrique

Pour sa part, le modéle géométrique met en relation I’ensemble des volumes
d’aimants, d’acier et de cuivre a partir de I’espérance de capacité de remplissage des
encoches, d’empilement des laminations des tdles du stator, puis du niveau d’induction

espéré dans les aimants, les dents et les culasses. Les parametres imposés sont :
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e [’¢paisseur de I’entrefer mécanique g;

e Le nombre d’encoches par pdle par phase N,
e Le facteur de remplissage des encoches «;

e Le facteur de lamination des tdles Kkgger;

e Le ratio maximal hauteur VS largeur des dents.

Les variables d’optimisation sont :
e Le diamétre du fond des encoches Des ;
e La hauteur des dents du stator Hbob;
e [’¢épaisseur des aimants [m;
e Le facteur d’occupation du pas polaire par les aimants f;
e Lalongueur active du circuit magnétique L;
e Le nombre de paires de poles p;

e [e facteur de fermeture des encoches k...

Notons que ce dernier (facteur de fermeture des encoches) agit sur les parametres
suivants :
e Largeur entre les becs wes;
e Hauteur des bouts du bec ett;

e Hauteur du chanfrein du bec c#t.

3.4.5 Introduction au modéle thermique
Le modéle thermique se base a la fois sur les parameétres électriques, magnétiques et

géométriques tout en passant par la base de données qui caractérise chacun des matériaux
constituant le circuit magnétique. Les pertes générées dans la machine évaluées dans ce
modele sont :

e Pertes par hystérésis dans la culasse statorique Psy hyst;

e Pertes par hystérésis dans les dents du stator Pst_hyst;

e Pertes par courants de Foucault dans la culasse statorique Psy eddy;

e Pertes par courants de Foucault dans les dents du stator Pst_eddy;,
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e Pertes par courant de Foucault dans les aimants Pm_eddy;,
e Pertes par courant de Foucault dans la culasse rotorique Pry eddy;

e Pertes par conduction dans le cuivre Pcu.

Quelques considérations pour le calcul des pertes dans le cuivre sont utilisées en
marge de ce modele générique pour raffiner le modéle thermique. En effet, le nombre de
spires, leur disposition dans les encoches et la fréquence du courant y circulant sont les
informations utilisées pour déterminer 1’¢lévation de la résistance du bobinage liée aux

effets de peau et de proximité.

3.5 MODELE MAGNETIQUE

3.5.1 Considération de la modélisation du circuit magnétique

La modélisation magnétique fait intervenir les interactions avec tous les autres
modéles. A commencer par le modéle géométrique de la machine qui est contraint par le
niveau de saturation dans les différentes sections de la machine : les géométries a définir
sont dans un premier temps celles liées a la section de I’aimant. Dans un deuxieme temps,
I’encochage du stator est défini; puis finalement, le dimensionnement des culasses
rotorique et statorique est défini. Les dimensions géométriques du rotor dépendent
seulement du diametre d’entrefer qui est pour sa part déterminé par les paramétres du

stator.

La figure ci-dessous présente les différentes grandeurs géométriques utilisées pour le
dimensionnement général du profil du moteur a flux radial a rotor externe. Le raffinement
de la conception de la culasse du rotor et celui des aimants permanents sera également traité

dans leur section respective.
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Csy

Figure 3.3 : Identification des variables du profil géométrique de la machine

La Figure 3.4 présente le circuit magnétique de réluctance de la machine sans
considération de la saturation. Ce mod¢le ne considere pas les flux de fuite, ni la réluctance
des culasses puisqu’elle est négligée tant que les matériaux ne sont pas saturés. L’élévation
de la densité de flux résultante par 1’induction des bobines est prise en compte par un
facteur de surdimensionnement des dents et de la culasse dans le modéle analytique de
dimensionnement magnétique. Ce facteur est aussi corrigé par la saturation localisée dans

certaines sections de la machine autour de son point d’opération.

~E

Figure 3.4 : Circuit magnétique équivalent sans saturation des culasses

3.5.2 Dimensionnement des aimants permanents
Cette section présente 1’évaluation du flux théorique a vide dans I’entrefer permettant

de déterminer le couple électromagnétique et de dimensionner les culasses par la suite. La
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section vise également a connaitre I’épaisseur minimale des aimants qui permet d’éviter
leur démagnétisation. La pertinence de commencer par ce dimensionnement résulte dans la
nécessité de connaitre le flux sous chaque pole qui est a la source de la création de la
tension induite (FEM), puis dimensionner les culasses magnétiques et les dents du stator

pour éviter la saturation magnétique des matériaux.

Le calcul de la densité créte du flux a vide dans I’entrefer est donné par [22] :

B, = — Zlrimler (Eq.3-1)

@ D+2(g+lﬂ)
Uy-D-In T”'T ‘Kmi

Ou

1/3; est I’induction créte dans ’entrefer dii aux aimants permanents (en T);

B, est la densité rémanente du flux dans les aimants a la température
d’opération (T);

L est I’épaisseur des aimants (en m);

g est I’entrefer mécanique (en m);

D est le diamétre extérieur du stator interne, donc celui de I’entrefer (en m);

Ur est la perméabilité relative des aimants;

ko est le facteur de fuite du flux a vide provenant des aimants;

ko est le facteur de profilage des aimants.

Les spécifications du fabricant permettent de tracer la relation entre 1’épaisseur de
I’aimant et la densité de flux créte dans 1’entrefer. Le matériau choisi est du NdFeB-45SHT,
ayant une densité de flux a vide d’environ 1.14 T a 150 °C. La Figure 3.5 présente donc cet
aimant de type terre rare alors que la Figure 3.1 présentait I’induction dans I’entrefer en
fonction de son épaisseur. Il est évident que I’épaississement de 1’aimant a plus de 6 mm
d’épaisseur n’a plus d’effet significatif sur I’augmentation de la puissance de la machine.

Un optimum semble méme se tracer autour de 3.5 mm.
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Figure 3.5 : Courbe de démagnétisation des aimants choisis [S1]

3.5.2.1 Angle d’occupation d’un aimant :
L’angle occupé par un aimant dépend a la fois du nombre de paires de pdles « p »
dans la machine et du ratio d’occupation des aimants sur un pas polaire « S ». Cet angle

peut étre déterminé par la relation suivante :
Om =—"B (Eq.3-2)

3.5.2.2 Profilage des aimants

La distribution du flux magnétique a vide est considérée rectangulaire bien qu’un
coefficient de profilage des aimants k,., représentant le rapport entre la section de forme
purement cylindrique et la section réelle découpée par le profilage (cf. Figure 3.6), soit
considéré. La partie d’aimant retirée aura en effet de I’influence sur la réduction de la
valeur efficace de la force ¢€lectromotrice (FEM) et de celle du couple €lectromagnétique.

La relation permettant de définir le coefficient de profilage est la suivante :

Removedgection

kpr =1— (Eq.3-3)

CPHGravim) ~(Gr))

Ou «f » est le ratio entre la largeur d’un aimant et le pas polaire et «/, » est

I’épaisseur des aimants permanents sur la partie non profilée. La section enlevée par le

profilage, « Removed,.tion », €st déterminée a la fin de cette partie.
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En fait, pour déterminer la section retirée pour le profilage, il est nécessaire d’évaluer
le rayon de courbure et la longueur du profilage (cf. Figure 3.6). La démarche est
relativement laborieuse pour obtenir la section extirpée a partir des valeurs exactes du
rayon de profilage « R, », de ’angle de balayage « O,, », de longueur de la section de
profilage « L, » elles-mémes déterminée par les valeurs imposées de hauteur de profilage

«hpr» et du coefficient d’étendue du profilage « Kg —». Ce dernier est défini par la
proportion de la largeur de I’aimant qui est touché par le profilage. Avec Kz =1, le dessous

de I’aimant (du coté de I’entrefer) sera un simple arc de cercle.

Tout d’abord, 1’angle de balayage de chacun des deux profilages sur un aimant vu par
le stator « O, », donné en radian, dépend du pas polaire angulaire, du facteur d’occupation
des aimants sur le pas polaire « S » et du coefficient de longueur de profilage sur la section

totale de I’aimant :

Ops =5 B K, (Eq.3-4)
La hauteur du profilage «#h,.» est pour sa part déterminée par le facteur de

diminution de I’épaisseur absolue dans les coins de I'aimant « K ». Ce facteur sera

également utilisé pour limiter les risques de démagnétisation des aimants dans la section

traitant de 1’épaisseur minimale de ces derniers.

(Eq.3-5)

Figure 3.6 : a) Paramétres géométriques et b) enlévement de matiére des aimants
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Rayon de profilage

La détermination du rayon de profilage s’effectue en quelques étapes. La figure
précédente permet de s’outiller par les ¢léments géométriques connus. D’abord la
dimension « wy, », soit la largeur du segment formé par les extrémités de 1’arc formé par

« Op » sur le rayon « R, », est donné par :

Wpr = 2 Ry - sin (222) (£q.3-6)
La longueur du segment défini par les extrémités de I’arc balayant le rayon de

profilage est pour sa part donnée par la loi des cosinus. Cette longueur fait aussi le pont

pour déterminer I’angle balayé par la profilage vu par le rotor « ©,.» et le rayon de

profilage « Ry, » :

Ops . Opr »

L’angle de balayage du co6té du rotor est également trouvé suivant la relation

suivante, issue de la loi des cosinus :

Ops+0pr ,
hpr” = Wpp? + Lyp? — 2+ Wy Ly, * COS (%) (Eq.3-8)
Ainsi,
Rpr?=Wpr2 =Ly ? .
0,y = 2 - arccos (W) — B (Eq.3-9)

Le rayon de courbure est enfin trouvé :

Lpr .
Rpr = abs (2—291’r>> (Eq3-10)
‘sin(——

2

Section retirée par le profilage

La portion de I’aimant qui est retirée par le profilage peut maintenant étre déterminée.
La Figure 3.6 présentait les différents parametres nécessaires a la détermination des
sections mitoyennes au segment tangent aux deux rayons. La somme des sections 1 et 2
constitue la section prélevée de la forme cylindrique standard pour assurer un profilage de

I’aimant.
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La section « Sect I » est calculée (en m?) & partir de la relation suivante :

Sects = gy - Ry — Berhiones _ hrlbimecvieng) Gy p 2 (E03-11)
Parties triangulaires
Ou:
Winax = Lpy * COS (%) (Eq.3-12)
Weang = tan(eps) ‘R, (Eq.3-13)
hy = sin (222 - L, (Eq.3-14)

La section « Sect 2 » est calculée (en m?) depuis la relation suivante :

Sect, = YrangRm _ ps p 2 £q.3-15
2 2 2 m q

Ainsi la section retirée pour un profil complet d’aimant est décrite par :

Removedgyction = 2 - (Sect; + Sect,) (Eq.3-16)

3.5.2.3 Epaisseur minimale des aimants

L’épaisseur minimale des aimants est définie en fonction du maximum de la réaction
d’induit pour éviter leur démagnétisation lorsque les courants de phases atteignent des
valeurs maximales liées au couple créte. Il est bien important de considérer un facteur de
surdimensionnement de 1’épaisseur des aimants appliqué sur la densité linéique de courant

si on désire pousser la machine dans les demandes transitoires.

Le calcul de I’épaisseur minimale des aimants se base donc a la fois sur un facteur de
surdimensionnement de I’épaisseur des aimants li€ a la réaction d’induit a courant nominal
versus celle en charge, approximée par rapport au couple créte, et sur le couple nominal
défini dans le cahier des charges. Pour faire abstraction de la saturation, une situation qui se
produit si le flux de réaction d’induit tombe directement en opposition de phase du flux a
vide, le facteur de saturation est considéré dans 1’équation (Eq.3-17). Ainsi, le courant sera
beaucoup plus destructeur puisque sa réaction ne sera pas limitée par la saturation de la
machine. Cette problématique pourrait apparaitre dans le cas d’une faute majeure sur le

capteur de position de la machine. Par conséquent, en fonction du cahier des charges, le
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facteur de surdimensionnement de I’épaisseur des aimants doit étre évalu¢ minimalement

a:
Tmax 520NmM
— Tnom _ 132Nm ~ .
Ktrans - 1—Tmax(K ) - 1_520Nm(0 075) ~ 5.6 (Eq-3'17)
Tnom ' sS4t 132Nm* "

Il est par contre fortement suggéré d’ajouter une contingence d’environ 10%
considérant la possibilité d’éventuels problemes d’échauffement, d’incertitudes de lecture
des courants de phase et I’amplitude créte des harmoniques de temps dans le courant induit,
liés a la MLI et qui sont filtrés par les cartes d’instrumentation. Le courant créte considéré
pour le calcul de 1’épaisseur minimale des aimants est donc évalué a environ 6.1 fois le

courant nominal.

L’¢épaisseur minimale des aimants peut €tre enfin définie par la réaction d’induit sur
les coins d’aimants profilés en considérant le rapport entre 1’épaisseur d’un coin de 1I’aimant
et I’épaisseur au centre de celui-ci « Khn,,,. », appelé facteur de réduction de I’épaisseur dans
les coins profilés. Une valeur de thr = 15% est d’abord fixée, les simulations par
¢léments finis démontreront ultérieurement si ce profilage est suffisant pour lisser les
principaux harmoniques de la tension induite. L’équation permettant de calculer 1’épaisseur
minimale des aimants profilés est :

1

ot () ()

Scu -
’ (Bmin g ket (2/'{0 “Kirans 2\/E-n-p)> (Eq.3-18)

Mmin

Ou « By, » est ’induction minimale tolérable dans les aimants correspondant au
coude illustré sur la courbe de démagnétisation, « g » est I’entrefer géométrique, « k. » est
le facteur de Carter qui considére 1’encochage du stator dans I’évaluation de I’entrefer
magnétique, « U, » est la perméabilit¢ magnétique du vide, « S., » est la section de cuivre
effective dans les encoches considérant le facteur de remplissage. « J » est la densité de
courant dans le cuivre, « p » est est le nombre de paires de poles et « K45 » est le facteur
de surdimensionnement de 1’épaisseur des aimants (coefficient li¢ au courant transitoire) vu
précédemment. La courbe de démagnétisation illustrée a la Figure 3.5 permet d’espérer une

plage d’opération entre B, =1.14T et B, =04T pour une température de
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fonctionnement de 150°C. Evidemment, une température plus basse de la machine
permettrait une valeur plus élevée de couple. A noter que les fuites dans le flux a vide, entre
les aimants, considérées par le facteur « kp; » (cf. Eq.3-19) , aident a réduire 1’épaisseur de
I’aimant malgré le profilage. Comme il y a relation circulaire sur plusieurs parametres,
c'est-a-dire que plusieurs facteurs inclus dans cette €quation nécessitent la valeur de
1’épaisseur des aimants, le résultat de I’équation (£q.3-18) devient une contrainte a vérifier

sur une valeur variable « ,,, » dans la fonction objective.

Selon les caractéristiques données sous la température d’opération définie, 1’épaisseur
minimale des aimants doit correspondre a I’optimum présenté par la Figure 3.1. Si tel n’est
pas le cas, la température de fonctionnement est révisée a la baisse et une attention
particuliere doit étre portée a I’égard d’un surdimensionnement du systéme de
refroidissement, a I’instrumentation de la température de la machine et a son contrdle

adaptatif.

3.5.2.4 Coefficient d’occupation du pas polaire VS facteur de fuite

Le facteur de fuite du flux a vide pour sa part limite les solutions priorisant les
configurations a coefficient d’occupation des aimants, « £ », unitaire pour augmenter le
couple de la machine. En effet, le flux créé par les aimants peut avoir tendance a passer
transversalement dans 1’entrefer d’une machine a flux radial si les aimants sont trop pres

I’un de I’autre. Ce facteur de fuite peut étre calculé par [22] :

3 tm (1=K, ) 2D g 3
kny=1+4 =TS In <1 + (1—B)'% (Eq.3-19)

Typiquement, « § » devrait se situer entre 0.66 et 0.8 pour fournir une induction a vide la
plus sinusoidale possible tout en minimisant les flux de fuite et le couple réluctant causé par
la faible discrétisation du bobinage triphasé avec un nombre d’encoches par pdle par phase
« Ngp » de 0.5. Cependant, un large ratio d’occupation des aimants sur le pas polaire aide

grandement a réduire les harmoniques de la force électromotrice (FEM).
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Puisque le facteur de fuite est considéré dans le calcul de 1’épaisseur minimale des

aimants «l, . », le facteur de réduction des coins profilés «Kp, » dois étre pris en

compte dans le calcul de I’équation (Eqg.3-19) pour ne pas sous-estimer cette épaisseur.

3.5.3 Dimensionnement de la culasse au rotor
Cette section d’équations a pour but d’évaluer les dimensions qui respectent les
limites de saturation de la culasse du rotor. Il est donc essentiel de connaitre la densité de

flux théorique circulant dans 1’entrefer avant d’évaluer ces dimensions.

3.5.3.1 Epaisseur de culasse rotorique

Le flux magnétique a vide circulant dans la machine permet dans un premier temps
d’effectuer le dimensionnement des culasses en évitant la saturation. Par contre, la réaction
d’induit au couple nominal de la machine doit étre considérée éventuellement pour obtenir
un dimensionnement qui tient compte du flux résultant. Ainsi, une surévaluation par le

facteur de correction « Ceorrrotory,, » €St nécessaire pour considérer le flux de réaction
d’induit. Le parametre « By, » désigne pour sa part I’induction maximale dans la culasse

rotor avant d’atteindre sa saturation magnétique. L’épaisseur de la culasse rotorique est

ainsi calculée par la relation suivante:
ey =B —r——- CeorrRotorsg (Eq-3'20)

3.5.3.2 Diameétres de la culasse rotorique
Le diametre intérieur de la culasse rotorique est défini en fonction de 1’épaisseur des
aimants « /,, », du diametre de I’entrefer au niveau du stator « D » et de 1’épaisseur de cet
entrefer « g ». Il s’exprime par :
Dry=D+2-(g+1lyn) (Eq.3-21)
Pour sa part, la paroi ou culasse du rotor, d’une épaisseur €quivalente a « e,y »,
impose un diametre extérieur de la machine de :

Dye =Dy + 2 ey (Eq.3-22)
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3.5.3.3 Encochage du rotor

Pour alléger la machine et améliorer sa capacit¢ a dissiper de la chaleur, un
encochage au dessus de chaque aimant permanent peut étre réalisé. En effet, la densité de
flux dans la culasse rotorique se trouvant au milieu du profil des aimants est nulle et
augmente proportionnellement a mesure qu’on s’en éloigne jusqu’a atteindre la densité
maximale aux extrémités du profil. La Figure 3.7 démontre 1’importance de la section
pouvant étre retirée dans le cas d’'une machine a grand nombre de paires de pdles a large
coefficient d’occupation du pas polaire. L’encochage réalisé¢ par une fraise a embout
sphérique est facilement praticable. Durant 1’usinage, pour éviter les déformations et les
vibrations, la culasse rotorique est installée dans un gabarit de type sandwich imposant une

compression axiale et assurant une parfaite cylindricité de la piece avec son axe de rotation.

L’épaisseur minimale «e,,, . » est imposée par la rigidité mécanique désirée. En
effet, la force du cylindre (culasse rotorique) est grandement affaiblie lorsqu’un encochage
est pratiqué. La courbure de la paroi rotorique liée a sa forme cylindrique n’est pas tenue en
compte, puisque les répercussions de cette approximation sont un sous-dimensionnement

de I’encochage dans le cas d’un rotor externe.
Dre Tm /

Renc Ct ™ retirées
! Bor 5_ 6
€ e <V N\ /_\/]_[ \\ / /,I_ :
Dri

Figure 3.7 : Géométrie de I’enlévement de matiére de I’encochage du rotor

Sections
pouvant étre

7

Apres résolution de la géométrie, en considérant le centroide de I’outil sphérique a

I’extérieur de la culasse, le rayon d’encochage « R.,. » est donné par :

2 erymin 9
Ry, = —rmin (Eq.3-23)

L’angle de pénétration du flux dans les aimants « 6, » est simplement trouve par la

relation suivante :

0,y = arctan (Z.Ery) (Eq.3-24)

Tm
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. D, N . , .,
Puisque t,,, = 6,, - f , le rayon d’encochage peut étre simplement déterminé par :

— Seulrmin (£q.3-25)

2
2_(eculr)
Tm

Enfin, le gain sur la minimisation de la masse du rotor en considérant I’encochage, se

Renc

trouve en négligeant la courbure de la culasse le long des encoches. Ainsi, les volumes
respectifs de fer sans encochage et celui de 1’enlévement de matiére pour I’ensemble du

rotor sont donnés par :

V;”quu = %(Drez - DTiz) L (Eq.3-26)

Ou « L » est la longueur axiale de la culasse du rotor et « ¢, » représente la distance
du centroide de l’outil d’encochage par rapport au diametre extérieur de la culasse
rotorique. Cette mesure est calculée par :

¢t = Renc +€ry0 — €1y (Eq.3-28)

3.5.4 Dimensionnement géométrique du stator

Dans cette section, différents parametres définissant la géométrie du stator sont
établis, notamment la hauteur des becs, le diamétre inférieur des encoches, la largeur des
dents en fonction du flux magnétique présent dans la machine et la densité liné¢ique de
courant. Le calcul géométrique du stator comprend les parametres utiles a I’encochage, au
dimensionnement des dents ainsi qu’au dimensionnement de la culasse. Les dents sont
réalisées par de I’acier a grains orientés; cependant, la culasse est constituée d’acier a grains

non orientés.

3.5.4.1 Définition de ’encochage du stator

L’encochage est défini par le nombre d’encoches par péle par phase « Ny, », le
nombre de phases « m » et le nombre de paires de poles « p ». A partir des ces paramétres,
le nombre d’encoches total peut étre défini comme suit :

n=Ngpp m-2-p (Eq.3-29)
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Le pas dentaire définit la distance circonférentielle entre deux centroides de profils de
dents. Il s’€écrit :

_ @D

Ty = (Eq.3-30)

n

3.5.4.2 Diamétres imposés et calculés

Le diametre du bas des encoches « D, » est imposé¢ comme une variable diamétrale
indépendante au niveau de 1’optimisation. Ainsi, le diametre d’entrefer « D » peut étre
calculé a partir de ce dernier diameétre « D, » et des dimensions des dents. Il s’exprime
comme suit :

D = (Hpop + ettopq + Cttoyar) * 2 + Des (Eq.3-31)

La hauteur des dents, excluant les becs, représente la hauteur de la bobine qui est
exprimée par le parameétre « Hpop » , S0it une autre variable indépendante et directement liée
a la quantité de cuivre qui sera insérée dans la machine. Les paramétres « effo,, » et
« Cttopq » désignent respectivement des variables indépendantes associées a la hauteur du
bout de bec puis du chanfrein de bec des dents. Comme ces grandeurs dépendent en réalité
de la densité de flux dans I’entrefer, qui pour sa part dépend du diametre de cet entrefer
(cf., Eq.3-32 et Eq.3-33), il y aurait présence d’une relation circulaire sans le passage par
ces deux variables indépendantes. Ce n’est qu’apres optimisation que ett = ett,,q puis

ctt = Cttopg -

3.5.4.3 Dimensionnement des becs
Epaisseur des tétes de dent (becs) :

La canalisation du flux magnétique de I’entrefer vers les dents est meilleure avec des
becs. Ceux-ci permettent d’éviter également une bonne quantité d’harmoniques d’espaces
qui se superposent a ceux de la FMM au niveau du rotor. L’épaisseur de 1’extrémité du bec

peut étre calculé par [13] :

D B 1 z
.= CcorrStotarsat (Eq.3-32)

ett = kppe - —-
bec 2 € Bp max - Kstack 3

Le ratio '/; est empirique et il doit étre complété avec le chanfrein sous la téte des

dents. Ce ratio peut étre modifi¢ en fonction de la saturation locale observée aprés une
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analyse par ¢éléments finis. Par contre, il est a noter que le flux pénétre beaucoup plus
radialement dans cette section du bec. La haute perméabilité des grains orientés favorise un

sous-dimensionnement.

Le facteur « kj,. » est le facteur de fermeture d’encoche, c’est-a-dire qu’une valeur
de 100% désigne des dents court-circuitées. Typiquement, sa valeur varie entre 20% et 90%
[13] et son influence prédominante est liée a 1’augmentation de 1’inductance de fuite et du

facteur de carter qui a pour objectif de déterminer I’entrefer magnétique moyen.

Ainsi, une chute de 1’efficacité accompagne un facteur de fermeture trop important et
un niveau d’induction supérieur dans la culasse statorique et dans les dents. D’un autre
coOté, I’augmentation de I’entrefer équivalent augmente la réluctance du circuit magnétique

ce qui diminue les performances pour une méme injection de courant.

Le facteur de lamination « Kkgqcr » Vvarie typiquement entre 95% et 99%
dépendamment de ’épaisseur des toles employées au stator. Ainsi, en plus du prix plus
¢levé des toles plus minces utilisées, le volume de la machine pourrait étre jusqu’a 4%
supérieur. Le choix du laminage surpasse néanmoins 1’utilisation des matériaux composites

de type SMC (Soft Magnetic Composite). k, est le facteur de forme du flux a vide (%)

Hauteur du chanfrein sous les tétes de dent :

La faible proportion de I’extrémité du bec par rapport a la hauteur des chanfreins a
pour but de limiter ’inductance de fuite. L’utilisation de ’acier a grains orientés aura par
contre pour effet d’augmenter les effets de la saturation dans la direction transversale.
Comme aucun logiciel d’éléments finis utilis€ n’a permis de valider une structure ayant
des caractéristiques anysotropiques, l’induction dans cette portion du circuit, désignée
par « Bpcmax », doit prendre une valeur conservatrice respectant les limitations d’induction

transversale sans saturation.
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La hauteur de chanfreins est d’abord approximée pour étre en mesure d’utiliser cette
variable dans le dimensionnement analytique. Le calcul est semblable a celui de I’extrémité

des becs de dents :

‘D B 2 ,
ctt = kpec - T[_n ke e CcorrStatorsat (Eq.3-33)

2 Bpcmax ‘Kstack 3
Avec By max la densité de flux dans le chanfrein des becs, contrainte par la relation
(Eq.3-38) vue plus loin.
La Figure 3.8 présente les paramétres géométriques permettant de définir 1’angle du
chanfrein qui seront ensuite utilisés pour le calcul du niveau d’induction relative sans

saturation.
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Figure 3.8 : Dimensions des becs pour la considération de ’angle de pénétration

Distance entre les becs
La distance entre deux becs dépend du facteur de fermeture d’encoche. L’expression

suivante définit I’ouverture maximale absolue entre les becs au niveau de I’entrefer.
D ,
dpec = Omax * (1 — kpec) S (Eq.3-34)

Avec Bep,qy tel que défini plus loin a la Figure 3.10.

Tel que le démontre la Figure 3.8, une fois que la largeur des dents est déterminée,
I’angle du chanfrein sera aisément calculable pour déterminer I’angle des lignes de champs
et ainsi bien quantifier I’induction maximale. En effet, la largeur du bec qui couvre chaque

coté des encoches aura sensiblement la mesure suivante :

s~Wst—dpec ”
lpec = 2= (m) (Eq.3-35)
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Ainsi, I’angle du chanfrein sera donné par :

tt .
Ochanfrein = arctan (C ) (Eq.3-36)

bec

Le niveau d’induction souhaité pour le chanfrein pourra atteindre la valeur calculée

par I’expression suivante:

Bmaxchanfrein = \/(Bmaxrad ' Sin(gchanfrein))z + (Bmaxtrans ’ Cos(gchanfrein))z (Eq-3'37)

Ou « Biax,qq » €t « By » sont respectivement les niveaux d’induction avant

axtrans

saturation dans le sens de la lamination (radiale), soit environ 1.97 T pour les tdles a grains
orientés utilisées, et dans le sens transversal de I’acier, soit environ a 1.35 T. Une contrainte
supplémentaire sur le dimensionnement des becs, pour son utilisation dans 1’équation
(Eq.3-33), peut s’ajouter a la fonction objective d’optimisation telle que :

(£q.3-38)

Bb Cmax Bmaxchanfrein

3.5.4.4 Dimensionnement des dents au stator

Largeur des dents

La différence entre le calcul analytique des dents versus celui des culasses est
essentiellement que le facteur d’occupation d’un aimant sur le pas polaire « £ » n’intervient
pas puisque I’aimant sera toujours plus large que le pas d’encoche. La dent prend donc la
totalité¢ du flux généré dans I’angle qu’elle couvre dans I’entrefer. La largeur des dents du

stator est d’abord calculée comme un angle puis on en déduit sa section transversale

Le calcul utilise la densité de flux a vide des aimants considérant I’encochage, mais
aussi un facteur qui permet de considérer la réaction d’induit « Ceorrsiatory,, » pour limiter

la saturation. L’angle nominal des dents peut étre calculé a partir de :

B, D+2 z,
- (D 29) ' CcorrStatorsat (Eq.3-39)

d =
nom Bstmax D'P'Nspp™MKstack

La largeur des dents, qui doit correspondre a leur section transversale, est ensuite

calculée en métres par 1’arc que forme la surface nécessaire dans I’entrefer :
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D ~
Wee =0g S (Eq.3-40)

Pour conserver cette section du flux entrant par I’entrefer, la largeur transversale
implique une majoration de 1’angle équivalent d’occupation des encoches. Puisque la
largeur des dents demeure constante entre leur téte et leur base, les encoches auront une
forme trapézoidale, ce qui suggere un angle d’occupation d’une dent plus faible sous les

becs qu’a la base de la culasse pour un rotor externe et 1’inverse pour un rotor interne.

La Figure 3.9 permet de comprendre la relation entre la largeur transversale constante

désirée et I’angle d’occupation équivalent :

6 = 2 -arcsin (%) (Eq.3-41)

I g
Figure 3.9 : Calcul de I’angle couvert réellement par des dentures droites

Un angle est dit nominal (6,,,) s’il décrit I’arc circonférentiel au niveau de I’entrefer.
L’angle réel d’occupation pour obtenir une section transversale (rectiligne) équivalente est
plus grand. Ainsi, I’angle d’occupation des dents nécessaire pour la modélisation est celui
sous les becs (cf. Figure 3.10). Le diamétre d’intérét peut étre mis dans la relation (£q.3-41)
pour trouver 1’angle réel qui assurera une conservation de la section transversale de la dent.
Ainsi, I’angle réel est donné par la projection de la largeur de la dent au niveau du diametre

moyen de I’encoche comme le démontre la Figure 3.10. Cet angle est défini par :
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Figure 3.10 : Paramétres géométriques pour le calcul de la projection angulaire des dents
0d oy = 2 - arcsin (L) Eq.3-42
moy Dest+Hpop ( q )
En considérant le diamétre du centre dans 1’angle d’occupation de la dent,
I’évaluation de la section de cuivre dans les encoches respectera la configuration réelle de

la denture droite. En effet, I’aire de la section surévaluée de la dent se rapproche de celle de

la section négligée tel que le montre la Figure 3.10.

Dans I’illustration de cette figure, plusieurs dents ont été dessinées pour démontrer le

probléme potentiel d’un chevauchement des bases de dents. En effet, la condition suivante

doit étre respectée pour que la solution soit valide :

Odmax = 2 - arcsin (?) < (Eq.3-43)

es n

Enfin, ’angle réel minimal d’occupation d’une dent dans 1’encoche, c'est-a-dire celui

décrit juste en dessous des becs, est donné par :
— ) (Eq.3-44)

0d,,;, =2 arcsin(
min Des+2:Hpop

Angle occupé par une encoche

L’angle d’occupation d’une encoche est complémentaire a celui d’une dent. Le

nombre de couches du bobinage définira ensuite quelle portion de I’encoche est attribuable

a une phase. Cet angle s’écrit :
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21

Oemoy = — = Odmoy (Eq.3-45)

De la méme fagon, I’angle maximal d’une encoche, c'est-a-dire la portion
complémentaire a la projection de la largeur de la dent au niveau de I’entrefer, se définit

comme suit:
Oemax = 27” - (2 - arcsin (%)) (Eq.3-46)

Il est tout de méme intéressant de sortir les dimensions minimale et maximale de
I’encoche de forme trapézoidale dans laquelle le cuivre devra étre inséré. Toujours en se
basant sur ’illustration de la Figure 3.10, le haut de I’encoche aura une largeur transversale

de :
21
. 7_(6dmin ) .
Wmax g0¢ — (Des +2- Hbob) * S1n <f> (Eq.3-47)
Alors que la largeur de la base de I’encoche aura la dimension suivante :
2T
. 7_(9dm ) .
Winin sior = Des * Sin <—2 = ) (£q.3-48)

3.5.4.5 Section de cuivre
La section de cuivre de toute la machine, ¢’est-a-dire pour toutes les phases « m » et
toutes les paires de pdles « p » confondues, pourra des lors se calculer de deux fagons. La

premiere méthode est de considérer la surface balayéee par I’angle « 8eyy,,, » sur la hauteur

de la dent. Cette surface s’écrit :

0 mo ‘fTpo es Z_ es2 »
Sew =M+ =22 - - [(ZHbobRes) e | (Eq.3-49)

Ou « a » est le coefficient de remplissage des encoches compris habituellement entre

30% et 80%.

Sinon, la Figure 3.11 montre que le calcul peut étre fait suivant une seconde méthode

en utilisant les largeurs du haut et du bas de I’encoche. Ainsi, on obtient :

Hpo -
Seu =1"a" Wmax siot + Wrmin stot) * I; 2 (Eq.3-50)
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Figure 3.11 : Paramétres géométriques utiles pour le calcul du volume d’encoches

3.5.4.6 Epaisseur de culasse statorique :
Le niveau d’induction étant spécifi¢ pour la culasse statorique par le paramétre

« Bsymax », ’épaisseur de celle-ci est définie par :

D B ,
esy = = . ke - Ceorrstatorsg, (Eq.3-51)

4D Bsypmax'Kstack
En réalité, la culasse du stator est sujette a recevoir le flux résultant de 1’inductance
de fuite. Cette partie de la réaction d’induit pourrait légérement augmenter le niveau
d’induction lui étant attribuable selon le rapport entre I’inductance propre et 1’inductance de
fuite. Comme la conception priorise le flux créé par les aimants, I’augmentation du flux

résultant par celui 1ié aux fuites est négligée.

3.5.5 Considération du facteur de correction du carter
Pour améliorer le modele magnétique de la machine en considérant ’effet de
I’encochage du stator dans [D’augmentation de la réluctance équivalente du circuit
magnétique, un coefficient est utilisé sur 1’épaisseur de I’entrefer. En effet, avec
I’encochage au stator, le flux magnétique a vide ne peut circuler aussi aisément. On peut
corriger le calcul de ce flux par I’entrefer magnétique bien supérieur a I’entrefer mécanique.
Ainsi, ’entrefer magnétique devient :
ge=Kc. g (Eq.3-52)
Ou « g » est D'entrefer mécanique et « K. » est le facteur de carter considérant

I’encochage au stator dont I’effet est présenté a la Figure 3.12.
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Figure 3.12 : Effet de I’encochage du stator sur le flux a vide

La figure ci-dessus illustre quelques-unes des hypotheses de modélisation du facteur
de Carter. La réluctance de I’entrefer est fonction du chemin emprunté par le flux circulant
dans le circuit. L’illustration de droite montre qu’une partie du flux magnétique de
I’entrefer pourrait penétrer jusqu’a une certaine profondeur « p,,_, » dans le chanfrein. Cette
profondeur est simplement évaluée par :

Ppen = % — e (Eq.3-53)

Ainsi, en conservant les proportions du flux qui pénétre dans 1’extrémité de la denture
versus celui qui entre par le chanfrein, la distance corrigée entre les becs « dj,. »,

considérant le parcours du flux magnétique qui y pénétre, est donnée par :

p 05—t )
dl*)ec = dpec (1 + ¢> = dpec (1 +4- &> (Eq.3-54)

tan 6,,-%bec/, tan O,
Avec : ey < dpec, sinon @ dp,. = dpec
Le coefficient de Carter K, est donné par [22] :
K. =1 —%+;_'—i-ln (1 +n-‘f’_—2€)]_1 (Eq.3-55)
Ou K, prendra toujours une valeur supérieure a 1.

Le coefficient de Carter « K. » considérant 1’encochage du stator ayant pour effet

d’augmenter la réluctance du circuit magnétique implique une réduction du flux a vide dans
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la machine. Pour considérer le phénomeéne, la densité de flux créte sous les aimants est

affectée par I’entrefer magnétique « g,.» suivant la relation suivante :

/B\ _ Brlm
cC ™D Dyi+2-lm Dy i+2:lm+2:ge
2 (ln[ Dy threin Dyi+2-lm

(Eq.3-56)

Ou pu, la perméabilité magnétique relative des aimants.

3.5.6 Facteur de correction de réaction d’induit

Un facteur de correction de la saturation liée a la réaction d’induit est utilisé¢ dans les
équations de dimensionnement de chaque section d’acier vues précédemment. I est
conseillé de créer quatre facteurs distincts, soit pour la culasse statorique, la culasse
rotorique, les dents au stator et les becs situés sous I’entrefer pour étre en mesure de
corriger distinctement ces facteurs en fonction de la saturation locale. Le terme « p4z7 » au
niveau de I’indice de ces facteurs est substitué par la section calculée. Les expressions de
ces facteurs font intervenir les flux a vide et de réaction d’induit de 1’inductance cyclique

sur un seul pole. Ainsi :

— Veu? tor? (£q.3-57)

CeorrPART g = P
Ou le flux a vide est exprimé par :

_ BylmkpymD-B-L

Pv = 20- (g +1) (£q.3-58)

Avec « B, » étant la densité de flux a vide dans les aimants. Le flux de réaction d’induit est
pour sa part donné par :

_ 3V2 ] Scu 2 Nspp'éomD

r 2 n n.(g.KC.'.L_T:)

(£q.3-59)

A cause des fuites, les niveaux de saturation a I’égard de la réaction d’induit dans les
dents et dans la culasse du stator peuvent différer de ce qui est trouvé directement par les
équations (£q.3-58) et (Eq.3-59) ne considérant que 1’inductance principale. On peut donc
réécrire la réaction d’induit pour le calcul de la saturation ( £g.3-57) au stator perceptible au

niveau de la culasse et des dents. Le flux de réaction d’induit devient alors :
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_ 342 ) J Scu ] Z'Nspp'lioﬂD . Lp+Lleak (E 3-60)
Prior 2 n n-(g-KC+lﬂ) Ly 4
Hr

Ou « L, » est I'inductance principale et « Ljgq » est I'inductance de fuite. Ces deux

¢léments sont traités dans la section 3.6.3.

De la méme manicére, la culasse du rotor peut étre saturée par un niveau d’induction
supplémentaire si le facteur de fuite k,,;, décrivant les fuites entre les aimants sont
considérées. Le flux a vide dans le calcul de la saturation de la culasse rotorique (£q.3-57)

devrait se baser sur la relation suivante :
Byl Ky D L

P pray Ko (£q.3-61)

q)vtot =

Les coefficients de correction des sections au stator peuvent prendre plus exactement

la grandeur suivante. Le terme « pypr » de (Eq.3—5 7) prend donc le nom de « ggs0r » :

©y? +Prior 2 ,
et (£q.3-62)

CcorrStatorsat - 0y

Alors que la culasse du rotor devrait étre affectée par un coefficient de correction
équivalent a :

(Pvtotz +@,?

CcorrRotorsat = e (Eq.3—63)

3.6 MODELE ELECTRIQUE

3.6.1 Représentation vectorielle

La Figure 3.13 présente le diagramme vectoriel sur lequel se base le contrdle de la
machine synchrone. L’équation de la tension composée de l’alimentation est décrite a
droite de cette figure. Les axes illustrés sont appelés « d » et « g » respectivement pour
décrire I’axe direct et quadratique. Ils définissent respectivement la phase du flux créte a
vide et celle de la tension induite, toujours en avance sur le flux a vide. Un courant de
réaction d’induit entierement en phase avec la tension induite « £ », donc sur I’axe
quadratique « g », signifie qu’il y a maximisation du couple produit. Un courant injecté sur

I’axe « d » aura pour effet de surexciter la machine.
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Figure 3.13 : Diagramme de Fresnel de la machine [52]

Les circuits de la Figure 3.14 illustrent comment peuvent é&tre considérés les
parametres de la machine par référentiel aux axes de Park. Les parameétres sont ceux
considérés pour constituer les diagrammes vectoriels. L’angle formé par le déphasage entre
la tension d’alimentation et la force électromotrice « £ » servira pour déterminer le module
du courant réactif a injecter sur l'onduleur. La FEM est toujours référencée par 1’encodeur
et elle devient la référence de phase de 1’axe quadratique.

Iq Rs w.Ls.ld 1d Rs

2O —
Vq E vd w.Ls.lq

Circuit équivalent pour I'axe “q” Circuit équivalent pour I’axe “d”

Figure 3.14 : Mode¢le électrique de 1a machine dans les axes de Park

Les tensions des deux axes a injecter dans la machine sont ainsi décrites par :

Va=1Ilg Rey+w-Lg I (Eq.3-64)
V=l Ry +E+w-Lg- I (Eq.3-65)
Ou:
Lg est I’inductance synchrone;

Ry, est la résistance du bobinage (aussi écrit « Rs »);
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I, et Iy sont respectivement les courants actif et réactif;
E est la tension induite a vide.

Le modéele ¢lectrique de la machine comprend donc le calcul de la force
¢lectromotrice, des inductances propre, cyclique et synchrone, de 1’alimentation en tension
et en courant et de la résistance du bobinage. La force électromotrice et 1’inductance

impliquent différents calculs relatifs a la structure du bobinage.

3.6.2 La tension induite
La tension induite efficace ou FEM, définissant la capacité de la machine a travailler

comme générateur, est donnée par la relation suivante :

E= wop- Py (Eq.3-66)
Avec :
Y, est le flux a vide efficace capté par le bobinage
Wop est la pulsation électrique d’opération, soit w = 2w+ f ou « f » est la

fréquence électrique

Le flux a vide efficace y,,peut étre déterminé par la relation suivante :

Yy =ky ke kpr - B (BCZT.IE L) "MNcond (Eq.3-67)
Ou:
k.~ est le facteur de bobinage;
ke est le facteur de forme du flux a vide (typiquement v/2);
ko est le facteur de profilage des aimants permanents;
B est le facteur d’occupation des aimants sur un pas polaire;
B, est I’induction a vide dans I’entrefer considérant I’encochage;
D est le diamétre d’entrefer;
L est la longueur axiale active de la machine;
p est le nombre de paire de poles;
Neona €St le nombre de spire par phase.

*Le coefficient de bobinage « k,, » est la composition du facteur de distribution et du facteur de pas
d’encoches. Ces deux paramétres sont expliqués et calculés dans la prochaine sous-section. Aucun facteur
d’oblicité n’est traité dans le présent ouvrage.
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3.6.2.1 Calcul de la distribution du bobinage

A partir des explications fournies dans la section 3.2.2, le « Ny, » ou « Number of
Slots per Pole per Phase » et « neouche» le nombre de couches par encoche apparaissent
comme les premiers parametres a fixer lors de la conception d’une machine. Le paramétre

« Ngyp » représente la répartition du bobinage et il est calculé de la fagon suivante :

n

Nepp = (Eq.3-68)

2:pm

Ou « n » est le nombre total d’encoches.

Ainsi, un bobinage triphasé¢ de type concentrique a double couche (3 encoches par
paire de pdles) a « p » paire de pdles se calcule comme suit :

2P _ 05 (£q.3-69)

SPP concentrique ~ 2p3

3.6.2.2 Constitution du facteur de bobinage
Le facteur de bobinage est basé sur la captation du flux de chaque bobinage pour
chaque harmonique. La référence [1] explique la relation vectorielle dans les bobinages de

type concentrique a simple et a double couche.

Le facteur de bobinage se résume par le produit du facteur de pas, du facteur de
distribution et du facteur d’inclinaison des bobines respectivement inscrit dans I’équation

suivante [1] :

ky = kp “kq  Kskew (Eq-3'70)
Ou:
k, est le facteur de pas (ou facteur d’encochage);

kq est le facteur de distribution;
kerew est le facteur d’inclinaison, ce facteur n’est pas souhaitable pour une
machine a fort couple, donc il n’est pas considéré.

La Figure 3.15 illustre un exemple de bobinage de type concentrique a double
couche (deux phases par encoche) sur une machine triphasée avec deux paires de poles mis

en série.



144

L T P 7. z'c,dauble K

1
;L—— I [ _ L T
i i
i +A | -C +C | -B +B | -A +A | -C +C | -B +B|-A i
i i
1 1

Figure 3.15 : Distribution et disposition d’un bobinage concentrique 2 double couche

3.6.2.3 Calcul du facteur de pas
De fagon générale, le facteur de pas (ou facteur d’encochage) de chaque harmonique
d’ordre « k» peut étre simplement calculé en fonction de la projection entre le pas du flux

d’harmonique d’intérét et le pas du bobinage :

. (km T, ,
Kkpgy = sin (7” ' T—) (£q.3-71)

Tp
Ou 7, est le pas des conducteurs et 7,, le pas polaire.
Avec la topologie a trois phases choisie, le pas de conducteur est équivalent au pas
d’encoche. On obtient effectivement un facteur de flux fondamental (k=1) dans le cas d’une

distribution concentrique a double couche (N, =0.5). Ce facteur s’€crit :

. k- 2m/3 . 1- .
kpqay = sin (- Z2) = sin (2F) = 0.866 (£q.3-72)
3.6.2.4 Calcul du facteur de distribution

Le facteur de distribution pour le flux harmonique de rang «k» est calculé

analytiquement en fonction du paramétre « Ny, » par la fonction suivante [53] :

ky = sin(l5in) (£q.3-73)

. 3
Nspp sm(k lespp.m)

On obtient, dans le cas d’une distribution concentrique a double couche (N,,=0.5),

une fondamentale ayant un facteur de distribution équivalenta : k; = 1.

3.6.3 Inductances du bobinage

La section suivante présente le calcul des différentes inductances de la machine en
faisant intervenir le nombre de spires par phase. Ce paramétre est déterminant sur
I’inductance cyclique, sur la résistance de bobinage ainsi que sur le flux a vide capté. Ce

flux a comme conséquence d’accroitre la FEM générée aux bornes des enroulements par la
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rotation a vide de la machine. Le rapport de flux a vide sur I’inductance synchrone sera

déterminant pour le courant de court-circuit tel que mentionné dans 1’équation (Eq.3-79).

L’inductance d’une machine est calculée en fonction de 1’interaction mutuelle des
phases entre elles. En fait, I’interaction entre les phases dépend de la configuration spatiale

d’un circuit triphasé et la projection de chaque bobinage sur les deux autres.

En ne considérant qu’un seul bobinage alimenté, on calcule 1’inductance propre de ce
bobinage. Si on considére I’interaction avec les autres phases alimentées par un courant
sinusoidal déphasé d’un angle équivalent a sa position spatiale, on parle alors d’inductance
cyclique. Lorsqu’on considere les flux de fuite créés par réaction d’induit, on parle alors

d’inductance synchrone.

La capacité de défluxage d’une machine synchrone dépend entierement du résultat
des parametres électriques. En fait, a cette étape de conception, le seul parameétre
d’ajustement du circuit magnétique a la source d’alimentation est le nombre de spires par

phase.

3.6.3.1 Inductance principale

L’inductance principale désigne la capacité d’un seul enroulement a induire du flux
dans I’entrefer. Cette capacité est dépendante du nombre de spires qui multiplie la grandeur
la force magnétomotrice créée par le courant injecté dans les phases. Cette inductance

s’exprime par :

2
Mcond \ ., ., ..
L — (Z'nspp'p) Ho'ttr L-mb (E’:q 3_74)
p 4(Imturge) ’

Ou « Nepng » est le nombre de spires pour I’ensemble de I’enroulement sur une phase.

3.6.3.2 Inductance de fuite d’encoches

L’inductance de fuite totale de la machine est calculée comme la somme de
I’inductance de fuite d’encoches et de I'inductance de fuite des tétes de bobines.
L’inductance de fuite d’entrefer (inductance de flux différentiel) est négligée. Au niveau

des encoches, on peut varier la largeur de bout d’encoches « dp.. » pour augmenter ou
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diminuer I’inductance de fuite. Ce paramétre change aussi le coefficient de carter en

affectant les performances du moteur et le couple de détente.

\

Le calcul de I’inductance de fuite d’encoches propre a une phase se base sur la
réluctance parall¢le a celle de I’entrefer qui court-circuite les dents entre elles. Par contre, la
force magnétomotrice est proportionnelle a la densité de courant dans les encoches qui

augmente a mesure qu’on s’¢éloigne du fond de 1’encoche.

Ainsi, les becs ont le plein potentiel de court-circuit, alors que les encoches remplies
de cuivre ont un potentiel variable en fonction de la hauteur ou on se situe. Les machines a
rotor externe a denture droite ont I’avantage de bénéficier d’une augmentation de la
réluctance de fuite dans les encoches a mesure qu’on s’approche des becs. La géométrie des
encoches est illustrée dans la figure ci-dessous en deux sections. La premicére illustration
montre la géométrie des encoches, sans les becs, alors que la seconde montre

spécifiquement les becs.

Winax
xﬂ "mwiin

& (4]

dbec
<>

Hbob _ | Ocnanfrein ] eit
ctt $

Figure 3.16 : Géométrie des encoches pour la détermination de I’inductance de fuite

A 4

Ibec Wst

<>

Des

La distance moyenne d’une encoche « Wspnoy » PEUL étre donnée a la hauteur du

centroide des triangles formés de chaque coté¢ de 1’espace délimité par la distance « Wy, »

en y ajoutant cette méme valeur.

Ainsi, I’inductance de fuite d’encoches peut étre calculée a partir de la fonction

suivante [22] :

Uo'LKstack 2 Hbobz ett 2:Cyt »

L = == ). (n —t—+— Eq.3-75

leak 2 Ngpp D ( Cond) 33U dpee ' Winaxg,, +dbec ( a )
rp an slot
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Ou « ngong » désigne la somme des spires a travers la totalité des encoches d’une

phase, « Wyax » est la largeur maximale transversale d’une encoche, décrite par

slot

I’équation (£q.3-47) et le terme ﬁ décrit pour sa part la section totale disponible dans

chacune des « n » encoches.

Il est important de remarquer qu’une configuration avec un nombre d’encoches par
pole par phase « Ny, » de 0.5 implique une inductance de fuite deux fois plus importante
que celle des moteurs dont les enroulements sont a « N, » entier, avec le méme espace
entre les becs, puisque la distribution de la force magnétomotrice implique moins de flux de
fuite a chaque dent. Par contre, une configuration concentrique implique une quasi-absence
des fuites mutuelles au niveau des tétes de bobines (pas de croisement entre les phases aux
extrémités du moteur), ce qui évite de calculer ce parameétre faisant habituellement partie de
I’inductance synchrone. Enfin, un enroulement a double couche fera nécessairement

intervenir une inductance de fuite mutuelle entre les phases prise en compte dans notre cas.

3.6.3.3 Inductance de fuite des tétes de bobine

L’inductance de fuite dans les tétes de bobines est significative lorsque le pas des
conducteurs « ¢ » est important. Dans le cas d’un bobinage concentrique, seul le
conducteur servant a connecter les différents enroulements des encoches propres a une
phase est susceptible d’induire dans les autres phases. Cette longueur est négligée.
L’inductance des tétes de bobine n’a donc pas de composante mutuelle. L’inductance

propre de fuite des tétes de bobine négligeant la perméabilité de I’acier est donnée par [54]:

Neond® Uo'T MP-Nepp T2 3
Le — Ncond Ho'Tc | In ( Spp ¢ ) (Eq3'76)
8'Nspp'P aSey

Pour visualiser les effets de cette inductance, il serait nécessaire de réaliser une
simulation par éléments finis 3D. Notons que 1’¢tude de la présente machine se limite a des

simulations de validation en 2D.

3.6.3.4 Inductance synchrone
L’inductance synchrone est la grandeur électrique dont les répercussions impactent

directement sur I’alimentation par convertisseur statique. Il est nécessaire de considérer
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I’inductance principale et les inductances de fuite d’encoches dans la réaction mutuelle.

Ainsi, la grandeur de I’inductance synchrone est donnée par :

3 ,
Ly == (Lp + Liear) + Le (Eq.3-77)

3.6.4 Dimensionnement des conducteurs

L’adaptation de la machine a sa tension d’alimentation passe par le dimensionnement
des conducteurs du bobinage puisque le nombre de spires influence tant I’inductance que la
tension a vide du circuit €lectrique. Le choix du nombre de spires a non seulement pour but
d’adapter la machine a son alimentation (courant et tension dans le convertisseur statique)
mais également peut s’avérer une étape décisive sur la faisabilité du bobinage (atteinte du

coefficient de remplissage visé).

3.6.4.1 Section de cuivre des conducteurs

Le dimensionnement des conducteurs peut étre établi simplement en exposant la
section de cuivre disponible dans les encoches et le nombre de spires imposés par
I’adaptation de la tension d’alimentation. Ainsi, la section des conducteurs «A.,nq » €st

donnée (en m?) par :

Scu ”
Aconda = —5—— (Eq.3-78)

m2Ncond

Ou ngonq est le nombre de spires en série par phase pour toute la machine

3.6.4.2 Courant efficace dans une phase
Le courant efficace dans chacune des phases de la machine est donné par la densité de

courant «J » en A/m” et I’aire des conducteurs tel que I’exprime la relation suivante :

Lnom = —— (Eq.3-79)

Acond
3.6.4.3 Courant de court-circuit
Le rapport entre le flux a vide « ¢, » et I’'inductance synchrone « Lg » permet de
déterminer le courant de phase efficace en court-circuit. En négligeant la résistance

¢lectrique, ce courant de court-circuit de la machine en rotation est donné par :

Lshort—cut = (i_: (Eq-3'80)
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Evidemment, le courant de court-circuit doit toujours étre dimensionné pour étre
inférieur au seuil de démagnétisation de la machine (Kyuns X lwom ) pour éviter sa
détériorisation si un probléme électrique survenait. La valeur du courant nominal « 7., »
est exprimée par ’équation (Eq.3-79) alors que le rapport de courant transitoire « Kyqs »

était donné par 1’équation (Eq.3-17).

3.6.4.4 Résistance DC du bobinage
Les ¢léments a prendre en considération pour ce parameétre sont la longueur moyenne
de trajectoire que fait une spire autour d’'une dent ayant un rayon de courbure nul sur les

tétes de bobines et que ’enroulement est a double couche (deux phases dans les mémes

encoches).
Ry = Teendlad g | iy, 4 Tminsoc¥mentor) 1 b)) (@) (£q.3-81)
Largeur transversale des tétes Longeur axiale
Ou:
Neond est le nombre de spires en série par phase pour toute la machine;
Peut est la résistivité électrique du cuivre a la température d’opération;
Acond est la section des conducteurs;
Lpop est la longueur axiale totale pour les deux tétes de bobine;
L est la longueur axiale active du circuit magnétique;
Wt est la largeur d’une dent;

Wiingoe  ©St 12 largeur minimale d’une encoche;
Wiaxgoe ©St1a largeur maximale d’une encoche.

Ainsi, la distance moyenne entre les conducteurs de part et d’autre d’une dent est
considérée par le calcul de la distance transversale. Notons qu’on peut aussi évaluer la
résistance DC par les pertes Joule et le courant de dimensionnement « I, » en
considérant I’ensemble du volume de cuivre « V,, ». Celui-ci doit considérer les tétes de

bobine. Cette résistance se calcule alors comme suit :

.72, .,
Rs = et/ Vew (£q.3-82)

m-Inom
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3.6.4.5 Résistance AC du bobinage

Mis a part les pertes causées par la résistance du fil soumis a un courant continu ou a
basse fréquence, les hautes fréquences impliquent deux nouveaux ¢éléments a considérer. Le
premier est I’effet de peau (skin effect) qui constitue en une réduction de la surface
effective des conducteurs par une concentration du courant sur la périphérie de ces
conducteurs et du bobinage. D’autre part, la proximité entre les phases du bobinage est
particuliérement importante puisqu’avec un bobinage concentrique a pas fractionnaire,
chaque encoche est empruntée par deux phases. L’induction mutuelle entre ces phases peut
changer une fois de plus la surface utile du conducteur. La figure suivante présente les
répercutions distinctes sur le courant en relation avec I’effet de peau et I’effet de la

proximité des champs internes [55] :

z%?L\\\\\\ T
() -
AN N
B
\_/ ]‘1}
(a) (b)

Figure 3.17 : Effets de peau (a) et de proximité (b) liées aux courants a hautes fréquences

En observant la Figure 3.17, la sélection d’un conducteur de section rectangulaire est
facilement justifiable puisque, d’une premicre part, ce dernier, en offrant plus de surface
par unité de volume, limite I’effet de peau li¢ a ’intensification des effets de 1’inductance
propre des conducteurs qui apparaissent a haute fréquence. D’autre part, en empilant le fil
sur son cOté le plus large (cf. Figure 3.18), I’effet de proximité est grandement réduit. Pour
calculer les pertes liées a I’effet de peau dans un conducteur de section rectangulaire, on
utilise ce qu’on appelle la hauteur réduite d’un conducteur définie comme suit :

E=¢-h (Eq.3-83)

_ b mpef _ nb ,
avec &€= /7 —pc‘; = /a ep (Eq.3-84)
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Figure 3.18 : Disposition des conducteurs soumis a des courants hautes fréquences [55]

Ou:
n  est le nombre de conducteurs dans la p™ couche;
a estlalargeur d’une encoche (en m);
b estlalargeur du conducteur (en m);
h  est la hauteur du conducteur (en m);
ep est la profondeur de pénétration du courant (en m).

En considérant aussi ’effet de proximité, la résistance équivalente approximative
pour un conducteur de la p®™ couche soumis a des courants a haute fréquence peut alors se
multiplier par un facteur donné par [1] :

ky = (Eq.3-85)

Ric = Rpc " kr avec ky > 1, (Eq.3-86)
Le premier terme désigne ’effet de peau alors que le second terme désigne I’effet de
proximité. Le paramétre « m » est le nombre de couches de conducteurs (étalés sur la

hauteur de la dent). Ces termes sont exprimés par :

= ¢ . Sinh@+sin(28) .
P& =& e —cosz) (Eq.3-87)

— 9 . Sinh@=sin(@) .
q’(f) - E COSh(S)“'COS(E) (Eq.3 88)

3.7 MODELE THERMIQUE (MODELE DE PERTES)

La méthode de refroidissement utilisée dans la machine de traction, soit des tuyaux de
refroidissement au glycol mis sur les tétes de bobines et aidés d’un flux d’air confiné forcé,
doit éviter la surchauffe du moteur dans ses pires conditions d’utilisation sur un cycle
répété de demandes a puissance maximale. Pour estimer 1’échauffement du moteur et son

efficacité, toutes les sources non négligeables de pertes sont prises en compte. Cette section
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présente alors le modele thermique de la machine, notamment le calcul des pertes dans les

différentes parties de la machine.

3.7.1 Pertes totales au stator

Dans les picces du stator, on distingue les pertes dans le cuivre, liées a sa résistance
équivalente sous I’effet du courant continu ou alternatif, et les pertes dans 1’acier
constituant les dents et la culasse, liées aux phénoménes de courants de Foucault et a 1’effet
d’hystérésis de la polarisation des matériaux. Des pertes excédentaires dans ’acier sont

aussi calculées.

3.7.1.1 Pertes magnétiques par effet d’hystérésis

Les pertes par effet d’hystérésis sont liées au processus de magnétisation des matériaux
magnétiques constituant les piéces du stator. La méthode de coupe utilisée dans 1’exercice
du machinage de ces pi¢ces implique aussi des pertes supplémentaires liées a la dégradation
des propriétés des matériaux. Cette dégradation aux abords des piéces taillées n’est pas
prise en compte dans notre cas. Par contre, pour éviter la détérioration des propriétés de
I’acier, il est suggéré de prioriser la découpe au jet d’eau abrasif pour une petite production
de machines [56]. De fagon générale, les pertes par effet d’hystérésis dans les pieces du
stator peuvent étre déterminées comme suit en fonction de la fréquence électrique « f » et
du niveau d’induction efficace maximale dans les différentes sections étudiées du stator
« Bax » [48] :
Pryst = Mye " Ky " " Bax” (Eq.3-89)

Ou le coefficient «kjp » peut étre trouvé en utilisant un lissage des courbes de pertes

du fabricant et le modele analytique considérant I’ensemble des pertes fer. Considérant

\

I’utilisation de 1’acier au Silictum a grains non orientés M235-35A de Cogent Power,

k, = 0.0165 W/TZ kg [1]. La masse du fer « Mg, » est évaluée dans chaque section en

utilisant le volume d’acier et la densité massique du matériau.
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3.7.1.2 Pertes par courants de Foucault dans ’acier

Les pertes par courants de Foucault sont dues a des tensions induites dans les pieces
conductrices du stator. Les tensions induites dans les tdles du stator sont proportionnelles a
I’épaisseur de celles-ci alors que leur permissivité au courant électrique 1’est également.

Ainsi, les pertes par courants de Foucault peuvent étre exprimées par :

Ve 2

Peqay = N Bmax” - nzfz *Ofeg; t? (Eq.3-90)

La conductivit¢ ¢lectrique de I'acier au Silicium « gy, » est fixée a 1,69 H /Qm'

L’épaisseur des toles dans la culasse est fixée a 0.35 mm alors que celle dans les dents est
de 0.27 mm qui correspond au type d’acier a grains orientés utilisé, soit le M103-27P de

Cogent Power.

3.7.1.3 Pertes magnétiques excédentaires
Les pertes excédentaires dans 1’acier dues aux phénomenes d’hystérésis et de courant de

Foucault peuvent étre déterminées par la relation suivante :

M 3 g
Pexceea = 8.—;. (Bax "7 )2 Kex (enW) (Eq.3-91)

Ou : « K,, » prend la valeur de 0.00034 W/Tzszkg [1].

3.7.1.4 Pertes Joule dans le cuivre :

Les pertes dans le bobinage sont dues aux courants dans les phases traversant la
résistance électrique de celles-ci. Tel que vu précédemment, les effets de peau et de
proximité dans les conducteurs apparaissent a haute fréquence ce qui doit étre considéré
comme une augmentation de la résistance électrique. Ainsi, les pertes Joule dans le
bobinage peuvent étre calculées par la relation suivante :

Py =3 Ruc - Lms®  (en Watt) (Eq.3-92)
3.7.2 Pertes au rotor :

Les machines a aimants permanents ont habituellement des pertes rotoriques
négligeables. Cependant, les harmoniques présents dans la force magnétomotrice (FMM)
causés par le bobinage concentrique impliquent des variations de flux magnétiques dans le

rotor, particulierement dans les périodes d’intensification de la puissance. Comme les
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aimants et I’acier du rotor sont faits de matériaux conducteurs massifs, ils susceptibles de
dissiper de la puissance sous I’effet des courants de Foucault créés par les ondulations

harmoniques dans le flux.

Cette section traite donc spécifiquement des problémes d’harmoniques liés a la FMM
d’une machine ayant une configuration semblable a celle décrite par la Figure 3.15.
Ensuite, des modeles analytiques de pertes au niveau des aimants permanents et de la

culasse rotorique sont élaborés.

3.7.2.1 Hypothéses et considérations

Pour le calcul des pertes au rotor, les considérations sont les suivantes :

a) Les courants dans ’acier, beaucoup plus conducteur que les aimants, sont soumis au
phénomene d’effet de peau qui sera considéré par I’évaluation de la profondeur de
pénétration dans la culasse rotorique.

b) Les aimants permanents sont pris pour leur part comme des conducteurs entiers.

c) L’amplitude créte de chaque harmonique d’ordre « £ » de 1’ondulation de la densité
de flux dans le rotor est utilisée pour évaluer les pertes qui lui sont attribuables.

d) Le spectre harmonique est considéré identique dans les aimants et dans la culasse
rotorique.

e) Bien que les variations de 1’induction dans le rotor soient aussi dues a I’encochage du
stator (réluctance légérement variable) et aux harmoniques dans le courant introduit
par les dispositifs d’électronique de puissance, ces deux sources demeurent
négligeables face aux harmoniques d’espace li€és aux bobinages concentriques. Dans
d’autres cas, s’il y a absence de tétes d’encoches, la variabilit¢ de la réluctance

pourrait avoir plus d’effet.

Il est donc question de fréquence fondamentale et d’harmoniques d’ordre «k »
puisque le bobinage concentrique est I’'une des causes de distorsions du flux dans le rotor
par les harmoniques d’espaces dans la force magnétomotrice. Le spectre de la FMM

triphasée d’intérét pour le présent travail de recherche est illustré a la Figure 3.19. En effet,
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cette illustration présente I’image de la FMM de la machine a bobinage concentrique a
double couche, soit la topologie choisie pour la conception de la machine a réaliser.
L’illustration suppose un courant maximal en phase avec « 4 », donc les phases « B » et

« C » sont toutes deux a 50% de la valeur créte.

La Figure 3.19 présente aussi les trois dents nécessaires pour compléter la
discrétisation d’une période de la FMM au stator, il n’y a donc que trois dents par paire de

poles.
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Figure 3.19 : Forme et du contenu harmonique de la FMM triphasée pour la machine

3.7.2.2 Calcul des harmoniques de I’induction au rotor

La figure suivante présente les ¢€éléments qui composent le rotor ainsi que les
harmoniques de I’induction qui circulent a I’intérieur de ceux-ci. Les harmoniques induites
par la FMM n’ont pas le méme impact quant a la création des courants de Foucault dans les
aimants et dans ’acier. En effet, la haute perméabilité¢ de I’acier nécessite pour sa part le
calcul de la profondeur de pénétration des courants harmoniques parasites induits qui
impliquent le phénomeéne d’effet de peau réduisant la section du conducteur électrique

équivalent dans l'acier.



156

D airgap

magnets

“~_rotor back plate

Figure 3.20 : Illustration de ’induction harmonique au rotor

I1 est important de noter qu’il n’y a pas d’harmoniques de séquence homopolaire dans
le spectre de la MMF. Par contre, les valeurs des rangs d’harmoniques « £ » impliquant des
amplitudes non nulles correspondent autant a des harmoniques de séquence directe que de
séquence inverse. Du point de vue du rotor, il est primordial de connaitre la direction de
rotation de ces harmoniques pour déduire la fréquence vue par le rotor. La décomposition

harmonique du spectre de la densité du flux illustré a la Figure 3.20 se calcule par :

Bi=pm-sin(k-T) 22 2yt enT) (£q.3-93)
Ou:
B, est la valeur créte de la variation de I’induction harmonique de rang k dans
I’aimant;
Scu est la section de cuivre pour la machine en entier;
] est la densité de courant efficace dans le cuivre (en A/m?);
p est le nombre de paires de pdles;
I est I’épaisseur de ’aimant permanent;
e est I’entrefer considérant le facteur de Carter;
k est le rang de I’harmonique.

Les répercutions sur les rangs d’harmoniques des courants induits dans le rotor
dépendent de la direction de rotation des harmoniques de la MMF (harmonique du champ
magnétique de réaction d’induit). Lorsque les harmoniques de la MMF ont une séquence
directe, soit lorsque k=4,7,10,13, etc, la valeur de I’harmonique du flux induit dans le rotor
équivaut a k-1. Au contraire, lorsqu’il est question de séquence inverse, soit lorsque

k=2,5,8,11, etc, ’harmonique du flux induit dans le rotor prend la valeur de k+1.
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3.7.2.3 Pertes dans les aimants permanents

Chaque harmonique de I’induction au niveau du rotor a une longueur de pas (période)
qui lui est propre, représentée par la variable « ¢, », laquelle divise la largeur d’aimants en
plusieurs circuits harmoniques paralleéles. Ces circuits sont composés d’une résistance
¢lectrique estimée a partir du parcours moyen des courants de Foucault et d’une source de
tension dont I’amplitude est proportionnelle a la fréquence harmonique et a ’amplitude du

flux induit harmonique. Ainsi, les pertes dans les aimants peuvent étre exprimées par :

2

oo E T "
Pn=2'p Yr-24578.. kRY:S (k+1) (Eq.3-94)

Avec des harmoniques de séquence directe lorsque k=4,7,10,13, etc => k -1

Et des harmoniques de séquence inverse lorsque k=2,5,8,11, etc => k+1

Les sources de tensions harmoniques sont données par :

B, = j—g ‘L1, B-21f (enV) (£q.3-95)

Ou:
L est la profondeur axiale du circuit magnétique (moteur a flux radial) (en m);
Tp, est le pas polaire (en m) au niveau du diametre d’entrefer pour 180° €lectriques;

B est le facteur d’occupation de 1’aimant sur le pas polaire;
f est la fréquence électrique.

Les résistances ¢électriques équivalentes dans les différents circuits harmoniques

sont pour leur part données par :

—9.(Plav | Pl o
R, =2 (Ak +Aav) (£q.3-96)

Ou p est la résistivité électrique des aimants (en Q - m).

La section du profil de ’aimant permettant au courant harmonique induit de rang
« k » de circuler axialement le long du circuit magnétique de longueur « L » est donné par :
A ="l B (Eq.3-97)

Cependant, la section du profil considérée pour la conduction transversale du courant
harmonique induit de rang « k » est calculée par :

Lin'L -
Aav = T (Eq3-98)
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Au niveau des longueurs, la longueur moyenne du parcours axial de circulation du

courant induit est déterminée par :

L .,
lw =+ (£q.3-99)

La largeur moyenne du parcours transversal de circulation du courant d’harmonique

de rang k est évaluée par :

Iy =2k (£q.3-100)

La période ou le pas de I’induction harmonique répercutée au rotor en fonction de la

séquence directe ou inverse de rang « k » peut étre donné par :

_ 21
The = ez

(Eq.3-101)

Une validation par ¢léments finis est nécessaire pour vérifier I’exactitude du modele
de pertes établi. Les graphiques de la Figure 3.21 présentent les résultats des pertes
obtenues dans les aimants pour différents courants induits (a différents couples) a vitesse
nominale (790 RPM), puis pour différentes vitesses de rotation du rotor au courant nominal
(donnant environ 130 Nm). Nécessairement, les effets de la saturation du stator a plus fort
courant auront un impact direct sur 1’exactitude de ce modele, mais il semble trés viable

autour du point d’opération a couple nominal.

GOWO mdwmd“* modgle de pertes dans les aimants en fonctiion du couple W Validation du modéle de pertes dans les aimants en fonctiion de la vitesse de rotation
s ~==Calcul par éléments finis 30
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Figure 3.21:Validation de la précision du modéle de pertes dans les aimants en fonction (a)

du couple et (b) de la vitesse de rotation

3.7.2.4 Pertes dans la culasse rotorique
Le calcul des pertes au niveau de la culasse du rotor passe par 1’évaluation de la

profondeur de pénétration des courants harmoniques dans [’acier. En effet, plus la
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fréquence des harmoniques de 1’induction est élevée, plus les courants de Foucault induits
demeurent en surface. L’effet de peau dans ’acier dépend ainsi de trois facteurs, soit sa
résistivité €lectrique « pg, », sa perméabilite magnétique relative « ¢, » et la fréquence du
champ harmonique induit « wgp ». La profondeur de pénétration des courants peut donc

étre donnée par [57] :

2pfe 5
6= f— Eq.3-102
Ho'Urfe'Wkh (en m) ( 9 )

Ainsi, le calcul des pertes dans I’acier peut étre effectué en utilisant la formule suivante

[57]:

(E—k)2-(nD-(k+1)-Q ()2
\/E — mecanic

4'pfe

Py = L-1D Y2457, (en W) (Eq.3-103)

Avec des harmoniques de séquence directe lorsque k=4,7,10,13, etc => k -1

Et des harmoniques de séquence inverse lorsque k=2,5,8,11, etc => k+1

3.7.2.5 Pertes totales dans la machine
Le calcul de I’ensemble des pertes dans la machine, déterminées précédemment, sera
utile pour déterminer 1’échauffement de la machine et son efficacité. La somme des pertes

dans les composants du circuit magnétique est exprimée de la facon suivante :

Peor = Physt + Peddy + Pexceea + Feu + Pry + Pn (en W) (Eq.3-100)

Pertes au stator Pertes au rotor

Idéalement, il faut ajouter les pertes mécaniques pour avoir un calcul précis du
rendement global du moteur. Comme il est question de moteurs-roues, il est évident que ces
pertes sont faibles. Les coefficients de frottement statique et visqueux au niveau de la
machine totalisent des pertes au maximum de 60 W a vitesse maximale. Il est important
¢galement de considérer une pompe de 75 W pour le fluide de refroidissement pour

I’ensemble des roues et les onduleurs dans le bilan énergétique.

3.7.3 Modélisation du circuit thermique
Pour tenir compte du comportement thermique de la machine de traction, deux

méthodes peuvent étre utilisées dans le processus d’optimisation de cette machine. La
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premiere consiste a fixer une contrainte de rendement ¢élevé tout en limitant la densité de
courant dans les conducteurs pour éviter leur échauffement. Cette méthode a été employée
dans notre cas pour réduire le temps li¢ a la modélisation analytique en considérant un

systéme de refroidissement efficace permettant d’atteindre cet objectif de rendement.

Cependant, la deuxiéme méthode, qui peut étre considérée comme la meilleure
pratique a utiliser, consiste a évaluer le flux de chaleur pour en déterminer la température
de fonctionnement nominal et la durée des périodes de puissances crétes tolérables. Comme
le modele analytique en régime transitoire et en régime permanent est trés laborieux dans
I’¢laboration du coefficient de dissipation par conduction et par convection, il n’est pas

présenté dans le présent ouvrage.

3.8 MODELE ELECTROMAGNETIQUE
Cette partie des calculs est primordiale pour vérifier s’il y aura ou non atteinte des
objectifs en termes de couple et puissance avec les dimensions disponibles. Sinon, il faut

redimensionner la machine ou changer le type d’aimants.

3.8.1 Couple électromagnétique

Pour étre en mesure d’établir I’efficacité de la machine, il est nécessaire de connaitre
son potentiel de création de couple. Le couple électromagnétique de la machine dépend a la
fois des parametres géométriques et des densités de flux et de courant appliquées sur cette

géomeétrie. Ainsi, I’expression du couple est donnée par :

Tem = 2 mD LB B ke ky  Meong * Iq- ksattorque (Eq.3-105)
Ou:
D estle diametre d’entrefer (en m);
L est la longueur active de la machine;
B estle coefficient d’occupation d’un aimant sur le pas polaire;
B, estla valeur créte de I’induction dans ’entrefer considérant I’encochage.

Le coefficient « k » est déterminé depuis de simulations d’éléments finis.

sattorque
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3.8.2 Puissance maximale de dimensionnement :
La puissance mécanique fournie par la machine est donnée par 1’expression suivante:
Pout = Tem * Qinec (Eq.3-106)
Avec Q.. la pulsation mécanique équivalente a :

Qmec = % 21 (Eq.3-107)

3.8.2.1 Puissance d’alimentation
Ainsi, la puissance que doit fournir I’onduleur est définie par la relation suivante:
Paiim = Pout + Peot (Eq.3-108)
3.8.2.2 Rendement espéré

Le rendement de la machine de traction est enfin détermin¢ par la relation suivante :

n =22 (%) (£q.3-109)

Palim

3.9 OPTIMISATION ET FONCTION OBJECTIVE

3.9.1 Principe général et intérét

L’optimisation de la machine de traction passe par un processus itératif qui nécessite
un certain nombre de manipulations et de validations. La Figure 3.22 illustre et permet de
situer les grandes étapes du processus de conception et d’optimisation adopté a I’intérieur
de la démarche globale de dimensionnement de la machine. Le choix de la topologie de
machine, impliquant la mise en équation analytique, se poursuit par la fixation des

contraintes d’optimisation et 1’¢laboration d’une solution.
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Figure 3.22 : Diagramme général du processus de conception et d’optimisation de la
machine synchrone

Ainsi, tel que I'illustre la 6°™ étape du diagramme de la Figure 3.22, un mécanisme
de convergence par correction successive des facteurs de dimensionnement fait tendre le
modele analytique vers les valeurs données par calculs du champ a chaque solution
optimale intermédiaire. Les étapes décrites dans ce diagramme sont exhaustivement

¢laborées dans les prochaines sections du chapitre 3.
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3.9.2 Paramétres de la procédure d’optimisation

3.9.2.1 Variables d’optimisation

Pour arriver a optimiser le processus de dimensionnement de la machine, il est
nécessaire de définir des variables manipulables pour chacun des modéles. Ces parametres
d’optimisation ont été définis préalablement dans les sections 3.4.2 a 3.4.4. Les neuf

variables d’optimisation principales considérées sont :

J la densité de courant dans les conducteurs;

Aeond le nombre de spires;

p le nombre de paires de pdles;

D, le diamétre a la base des encoches;

Hyop la hauteur des bobines;

L la longueur axiale de la machine;

S le coefficient d’occupation des aimants sur le pas polaire;
kpec le coefficient de fermeture des becs;

p le nombre de paires de poles.

Beaucoup de parametres de I’optimisation entrent dans le calcul d’autres paramétres
qui influencent leur propre valeur. C’est ce qu’on appelle des relations circulaires puisqu’il
ne peut y avoir de solution. Le seul moyen de les considérer directement dans le mod¢le
analytique est de créer une variable indépendante, pour chaque parameétre responsable

d’une relation circulaire, et la contraindre a rejoindre le résultat de son calcul analytique.

Par exemple, 1’épaisseur des aimants influence la quantité de cuivre pouvant étre
insérée dans les encoches, ce qui joue sur la réaction d’induit et donc influence 1’épaisseur
minimale de ces aimants. Les parametres de cette nature (relation circulaire) sont définis ici

ainsi que les valeurs que la solution optimale doit rejoindre.

I Epaisseur des aimants, qui devra correspondre minimalement a
I’épaisseur « L, . » qui assure sa résilience face aux courants
i . ymin
transitoires (cf. Eq.3-18);
ettopal L’estimation de 1’épaisseur des bouts de bec, qui doit correspondre
au calcul analytique de « eft » comme contrainte (cf. Eq.3-32);
le niveau d’induction maximal dans les becs (fonction de I’angle de
pénétration du flux doit correspondre a« B,, » (cf. Eq.3-

37);

bcmax

AXchanfrein
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Ceorrstators,, ~ Facteur de correction des pieces du stator pour considérer la réaction
d’induit en considérant les flux de fuite (cf. Eq.3-62);

Ceorrrotors,, ~ Facteur de correction des pieces du stator pour considérer la réaction
d’induit en considérant les flux de fuite (cf. Eq.3-63);

3.9.2.2 Définition de la fonction objective
L’optimisation de la machine est appliquée dans 1’objectif d’améliorer son rendement
tout en minimisant sa masse et en maximisant son couple. Ainsi, la fonction objective a

maximiser considérée dans la démarche d’optimisation est définie par :

.T e
Valeuroptimisation = ;a;ne (Eq.3-110)

3.9.2.3 Contraintes sur les parametres

Les contraintes appliquées sur les paramétres d’optimisation sont nécessaires pour
limiter les solutions envisageables pour le modele. L’encombrement maximal pour
I’application définit les contraintes dimensionnelles (diamétres intérieur et extérieur,
profondeur hors tout et masse totale ) alors que la limitation des matériaux contraint les
points d’opérations thermiques et magnétiques de la machine (induction dans les aimants,

saturation des matériaux, températures limites de fonctionnement).

Dans le cas ou le modéle thermique était implanté dans le modele analytique global,
I’échauffement du cuivre dans les demandes créte en couple est un parametre primordial
qui pourrait €tre vérifi¢ grace au modele d’échauffement transitoire. Le rendement calculé
depuis le modele de pertes peut €tre contraint par rapport aux objectifs du cahier des

charges (voir Tableau 2.18) pour simplifier la considération thermique.
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LIMITE
VARIABLE DESCRIPTION ET UNITES LH;;[VI; ES ] SUP./
RESULTAT
Limitations géométriques
Dre Diamétre externe du rotor (en mm) <266.7
Dsi Diameétre interne du stator (en mm) >175
L Longueur active (en mm) <100
Mtot Masse totale avec le carter (en kg) >10 <26
Rhw_teeth Rapport hauteur sur largeur maximal des dents 1> <3
Kpee Facteur de fermeture des encoches (%) >50 <80
Point d’opération
Speed nom Vitesse nominale (en km/h) >90 120
Speed max Vitesse maximale (en km/h) >120 -
Tnom Couple nominal >132 Nm -
Tmax Couple créte >500 Nm -
Hmoteur Efficacité nominale >95.5% -
Limitation des matériaux
Bmin & Bmax Plage d’induction des aimants (en T) 0.2 1.14
Bbc,ax Niveau d’ind. max. dans les chanfreins de bec >13T Bmax janprein
Bty Niv. de sat.de dents 1.7T <1.8T
Bb,,ux Niv. de sat. dans les becs >1.6T 2T
Bsy,ax Niv. de sat. dans la culasse statorique <1.35T 1.3T
Bry,. Niv. de sat. dans la culasse rotorique <1,5T 1.45T
Caractéristiques électromagnétiques
Im Epaisseur des aimants permanents >
ett ol Epaisseur des bouts de bec estimés =ett
CcorrStatory Coef. de correction du flux de réaction d’induit au stator 1 *CeorrStatorsy
CcorrRotor, Coef. de correction du flux de réaction d’induit au rotor 1 *CcorrRotorg,
S Fact. d’occupation des aimants sur le pas polaire >0.6 <0.8
Caractéristiques électriques

a Facteur de remplissage (%) > 60 <80
p Nombre de paires de poles >5 <20
Neond Nombre de spires par phase Divisible par « p »
Joom Densité de courant nominal (Arms/mm?2) >3 <10
FP Facteur de puissance au point nominal >90% -
Van Tension AC d’alim. au point nominal <212Vrms

*Ces valeurs sont d’abord estimées puis comparées avec les calculs analytiques tel que discuté dans la

section 3.9.2.1
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3.10  VALIDATIONS ELECTROMAGNETIQUES ET CORRECTION DU MODELE

Tel que le montre le diagramme de conception et d’optimisation de la machine donné
dans la Figure 3.22, chacune des solutions intermédiaires obtenues par la maximisation de
la fonction objective est validée par un logiciel de simulation par éléments finis. Cette
section présente alors la validation des points d’opération critiques et nominaux de la
machine. Seule une analyse par ¢éléments finis (calcul du champ assuré par le logiciel
Flux2D) peut assurer de fournir les facteurs de correction du modele analytique pour
considérer la saturation localisée en opération nominale et saturée de la machine. Les
parametres a valider sont I’inductance synchrone, la tension induite (FEM), le couple
nominal, le couple réluctant, la courbe de saturation du couple, les pertes au rotor et le

niveau d’induction minimal dans les aimants.

Le maillage de la structure utilisé au niveau de la simulation par le logiciel Flux2D
est plus fin au niveau de I’entrefer, des aimants et des becs des dents. Le diameétre inférieur
de la culasse rotorique est ¢galement maillé plus fin. L’entrefer entre les becs doit enfin étre
maillé assez serré pour augmenter la précision du champ qui y transite. La figure suivante
illustre un maillage typique pour la machine de traction triphasée considérée possédant une
topologie a rotor externe, un bobinage concentrique a double couche et possédant un

nombre d’encoches par p6le par phase « Ny, » de 0.5.

Figure 3.23 : Maillage typique pour la topologie de machine sélectionnée
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Les différentes validations par calcul du champ nécessitent certaines hypotheses de
modélisation du circuit électrique et magnétique. D’abord, le couple de la machine est
toujours déterminé depuis un circuit €lectrique a trois sources de courant injectées en
quadrature avec le flux a vide. Cette situation permet du méme coup d’observer la
caractéristique de saturation du couple de la machine a grand niveau d’induction. D’une
seconde part, la situation permet d’établir I’induction minimale dans les aimants avec un
courant maximal au stator. La variation du couple de détente selon les différents points
d’opération peut étre un élément pertinent a relever a partir des simulations par éléments

finis.

Les parametres ¢lectriques tels que 1’inductance synchrone et la tension induite a vide
sont des grandeurs qui peuvent étre déterminées respectivement par une simulation qui ne
tient pas compte du flux a vide dans la machine et une simulation qui considére la machine

comme une génératrice couplée a une charge de grande impédance.

3.10.1 Validation de la tension induite et de I’induction a vide

La forme et ’amplitude de la tension induite constituent des éléments intéressants
qu’on peut obtenir a partir de la simulation par éléments finis. C’est également par cette
validation que doivent étre profilés les aimants pour réduire les harmoniques dans la force
¢lectromotrice (FEM). Le circuit €lectrique simulé dans le calcul du champ comprend des
bobines connectées a une charge triphasée de grande impédance. Les graphiques de la
Figure 3.24 présentent la forme et ’amplitude de la FEM, atteignant une valeur créte de
241 V a 782 RPM (vitesse de 90 km/h), soit une fréquence ¢€lectrique de 208.8 Hz. Le flux
créte capté est de 0.183 Wb. Ainsi, en supposant un signal parfaitement sinusoidal, la

valeur efficace du flux capté par phase est de 0.129 Wb.
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Figure 3.24 :Validation de la forme et I’amplitude de la tension a vide (FEM)
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La Figure 3.25 présente la variation de I’induction a vide le long d’un aimant

permanent selon la position du rotor. L’effet de 1’encochage est perceptible par le

déplacement de I’extrémum inférieur de 1’induction le long de 1’aimant.
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Figure 3.25 :Validation de I’induction a vide

3.10.2 Validation de I’inductance synchrone

1599,799E-6

L’inductance synchrone est un parametre pouvant étre déterminé en désactivant le

flux créé par les aimants pour éviter d’interpréter des variations de tensions dans les

bobines liées au flux a vide. L’inductance se détermine donc plus aisément en tracant la

tension de phase en supposant la résistance de phase nulle, en déduisant sa valeur par la

relation suivante :


ocote
Placed Image
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Van

Lsync = Tz (Eq.3-111)

L’illustration suivante est un relevé de tension dans les bobines pour le point nominal

d’opération considérant la réaction d’induit liée a I’inductance synchrone.

Volt N
50—

s. E-3)s
I\I\‘HH‘\IH‘\HI‘HH‘ I|I\\I‘IHI‘IIII‘\IH|HI
0,00 18 189 2 21 22 2299

0,001 0,002 0,003 0,004

Figure 3.26 : Tension de réaction d’induit pour la validation de I’inductance synchrone

Comme la fréquence fondamentale a 90 km/h est de 208.3 Hz, et le courant créte de

30.5 A pour cette simulation, I’inductance est déterminée par :

53V i
Lsyne = 3552m2083 — 1.33mH (Eq.3-112)

Ce qui est assez pres de la valeur calculée de 1.38 mH

3.10.3 Validation du couple nominal

L’atteinte du couple électromagnétique nominal (£q.3-705) correspond également &
I’atteinte des niveaux d’induction des différentes sections de la machine définies dans le
modele analytique. Cette validation par calcul du champ impose donc des facteurs de
correction dans les équations de dimensionnement de 1’épaisseur des culasses rotorique et
statorique, de largeur des dents, ainsi que 1’épaisseur des bouts de bec des dents et leur

chanfrein.

La Figure 3.27 présente la répartition de I’induction au niveau de la structure de la
machine au couple nominal, simulée sur le logiciel Flux2D. Elle démontre aussi le
phénoméne physique derriere le faible facteur de bobinage li¢ a la configuration de

bobinage concentrique. En effet, une partie du flux a vide peut sauter du pdle nord au pdle
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sud en traversant les becs des dents, ce qui augmente leur saturation locale et diminue le

couple effectif.

Isovalues Results
Quantity : Equi lux Weber

Time (5.) : 0,01 Pos (deg): 224,999E-3
Line/ Value

1/ -60037867E-6
2/ 4806061656
3/ 360,83363E6
4/ 241061126
5/ -121,2886E6
6 / -1SIG08E6
7/ 118256ME6
8 / 238028976
9/ 3578014766
10 / 477.57401E6
11/ 59734652F-6

Color Shade Results

Quantity : [Flux density| Tesla

Time (s.) : 0,01 Pos (deg): 224,999E-3
Scale / Color

2,82755E-6 / 157,73843E-3
157,73843E-3 / 315,47403E-3
315,47403E-3 / 473,20962E-3
473,20962E-3 / 630,94527E-3
630,94527E-3 / 788,68085E-3
788,68085E-3 / 946,4165E-3
946,4165E-3 / 1,10415

1,10415 / 126189
1,26189 / 1,41962
1,41962 / 1,57736
1,57736 / 1,73509
1,73509 / 1,89283
1,89283 / 2,05057
2,05057 / 2,2083

22083 / 2,36604
236604 / 2,52377

Figure 3.27 : Niveau d’induction a couple nominal

La Figure 3.28 présente le relevé du couple a courant nominal pour une seule paire de
poles. Considérant la machine ayant 16 paires de pdles (p=16), le couple total nominal

moyen est ainsi estimé a 130 Nm.

__Newton.m

7,75

Figure 3.28 : Tracé du couple électromagnétique nominal (6 Agys/mm®).
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La validation du couple nominal permet ¢galement d’établir I’amplitude du couple de
détente li¢ a I’encochage du stator (couple réluctant) et aux harmoniques d’espace liées a la
discrétisation du champ tournant au stator (de la force magnétomotrice). La fréquence
fondamentale du couple de détente est 6 fois supérieure a celle électrique, ainsi
I’amortissement inertiel des roues ainsi que la déformation de la semelle des pneus et des
coussinets de tables de suspensions suffiront pour éviter une grande part de la propagation

des vibrations électromagnétiques vers le chassis, méme a basse vitesse.

3.10.4 Validation du couple électromagnétique maximal

L’atteinte du couple électromagnétique maximal est directement liée a la limitation
des aimants permanents telle qu’investiguée a la section 3.10.6. Le graphique de la Figure
3.29 illustre le couple maximal développé pour une densité de courant de 33 A/mm? (5,5
fois le courant nominal) pour chaque paire de poles. Comme le nombre de paires de poles

«p »estde 16, le couple créte est équivalent a 520 Nm.

Newton.m

w

W

I\?\I\ITI\I\T\IHT\II

Figure 3.29 :Tracé du couple électromagnétique crété a courant max (33 Agyg/mm’)

La saturation de I’acier influence a la fois la valeur du flux de réaction d’induit et
celle du flux a vide. Il est impossible de départager 1’effet de la saturation sur chacun de ces
parametres d’ou la courbe de saturation est fonction de 1’induction totale dans la machine.
Le graphique de la Figure 3.30 illustre (en vert) les exigences minimales du cahier des
charges en termes de comportement en régime saturé (avec, selon le Tableau 2.18, une

chute de 7.5% des performances chaque fois que le couple nominal est doubl¢), (en rouge)
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le couple attendu d’aprés les validations par éléments finis (équivalent approximativement
a un comportement a K, =5% si ce couple est implanté dans 1’équation (£q.2-5) et (en bleu)

le couple décrit par le modéle analytique non saturé.

Couple  Couple électomagnétique en fonction de la densité de courant
(enNm)
800 T i T i
— I I I I
700 — = = Moldelel: ana}l\{thue B —
[ === Validation Eléments-finis -
600 -— ==== Saturation maximale tolérée par le CdC -
| === Comportement approximé a 5% =
— -
500 - /
Cd - e | lassust®
400 e 5/ EPPTLL
P [
e
- Ll
300 e
Pty
P et
200 j
o
-
100 ~ Densité de courant
7~ A/mmA"2
0 t
0 5 10 15 20 25 30 35

Figure 3.30 : Courbes de saturation du couple en fonction du courant induit

3.10.5 Validation du modéle de pertes
Le modele de pertes au rotor peut aussi étre validé par le calcul du champ par
¢léments finis en considérant les matériaux du rotor comme des conducteurs massifs. Le

modele a été présenté dans la section 3.7.2.

3.10.6 Niveau minimal d’induction dans les aimants permanents

Les simulations en magnétodynamique permettent d’observer le niveau de
démagnétisation des aimants pour chaque position du rotor pour différentes valeurs de
courant d’induit. Elles permettent également de valider les pertes au rotor puisque les
variations du flux y sont connues. Les harmoniques de la force magnétomotrice ont non
seulement pour effet de créer des variations de flux au rotor, mais influencent également le

couple. Ces variations sont données par ce type de simulation.

Bien qu’une valeur d’induction de ’ordre « Kjams » fois (voir équation (Eq.3-17))
celle du courant nominal est considérée dans le dimensionnement analytique de 1’épaisseur
des aimants, les risques de démagnétisation sont évalués dans la présente section.
Rappelons qu’un profilage important des aimants pourrait impliquer une augmentation

supplémentaire de ce facteur de sécurité. La simulation par calcul du champ demeure tout
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de méme le meilleur moyen de valider la limite critique du courant a injecter, pour une
température donnée, pour ne pas démagnétiser les aimants. Il est évidemment nécessaire de

se référer a la courbe de démagnétisation du matériau donnée a la Figure 3.5.

Les graphiques de la Figure 3.31 présentent 1’induction le long de la section
périphérique d’un aimant ou I’axe des Z « Time (s) » impose le déplacement du rotor pour
déterminer la plus critique (la plus faible) induction dans les aimants durant un cycle
¢lectrique complet pour une machine alimentée sous un courant équivalent a 5.5 fois sa
valeur nominale (atteinte du couple créte requis par le Tableau 2.18). La Figure 3.5 permet

pour sa part de fixer 0.2 T a 120°C comme seuil minimal d’induction a ne pas atteindre.

Flux density / Normal compon

= 1.233
e 1,133
1,034
935,104E-3
835,723E-3
736,342E-3
636,961E-3
537,58E-3
593 438,199E-3
338,817E-3

. 239.437E-3

15,291

11,468 &
7845 39E-3
3822

Magnet {mm> 3,437E-3

1,233
a1 B K1M8 - BEES 1,133
1,034
835 935,104E-3
835,723E-3
736,342E-3
636 636,961E-3

537.58E-3
438,199E-3
338,817E-3
239.437E-3

43

239EJ! =3 1
9,999E-3 591,999E-3 533,999E-3 0476 0,418 0,36
Time {(s,)

Figure 3.31 : Induction minimale dans les aimants avec 5,5 fois le courant nominal

(33 Agmg/mm?)
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Une ventilation forcée dans la machine brassant 1’air de 1’entrefer pour le faire aboutir
sur un thermocouple est utilisée, ce qui a I’avantage de définir la plage d’opération encore
disponible de I’aimant. En effet, les performances crétes de la machine sont grandement
affectées pour une augmentation de 100 a 150 °C de la température des aimants. Ainsi, la
plage d’opération de la machine peut étre étendue (jusqu’a 36 Arys/mm?) si le contrdle est
adéquat, que la température est bien instrumentée et que le mod¢le interne est représentatif

de la réaction d’induit réelle et son effet sur 1’induction minimale des aimants.

3.11 VALIDATIONS DE NATURE MECANIQUE

3.11.1 Validation du coefficient de remplissage des encoches

Le coefficient de remplissage des encoches est sans doute 1’aspect mécanique le plus
critique de 1’optimisation puisqu’il nécessite de faire correspondre une section de fil de
cuivre idéalement de dimensions standards avec la forme des encoches de la solution
optimale. Le facteur de réussite de I’implantation peut étre déterminé en utilisant une
modélisation sur un logiciel de CAO. La capacité de produire ce bobinage compact est un
autre ¢lément a valider physiquement. La fabrication d’une bobineuse figure comme ’une
des particularités de cette partie des validations. Le fonctionnement de la bobineuse est

expliqué dans la section 6.5.2.1.

3.11.2 Dimensionnement mécanique et thermique

Le dimensionnement des pieces de support du moteur soumises aux efforts
mécaniques discutés précédemment (a la section 2.12) est une étape importante des
validations mécaniques a faire par un logiciel d’¢léments finis. Le moyeu, les pieces de
support du stator et les picces structurales du rotor (portées de roulements) sont les
principaux ¢éléments critiques a dimensionner. Cette partie a été réalisée au niveau du

travail effectué, mais elle n’est pas présentée dans le présent ouvrage.
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3.12 CONCLUSION ET SOLUTION OPTIMALE

Le Chapitre 3 a permis de dresser I’ensemble des modeles analytiques de
dimensionnement ¢électrique, €lectromagnétique et thermique de la machine de traction. Son
processus de conception et d’optimisation ainsi que les éléments de validation ont été
présentés. L’issue de ce chapitre est bien entendu de dresser les paramétres de la machine
de traction retenue pour la confection. Le tableau suivant illustre les principales contraintes
du cahier des charges et les caractéristiques finales de la géométrie, de 1’induction et des

spécifications ¢électromécaniques de la machine.

Plus de détails sur les dimensions du prototype de la machine sont donnés en
ANNEXE 1. Le prochain chapitre a pour but de dresser le modéle de commande et de
controle a adopter pour piloter I’alimentation de la machine de traction. La capacité du
systeme dont le dimensionnement a été dressé dans la section 2.12.6 sera considérée dans
cette commande. Un résumé du processus d’optimisation vue dans ce chapitre est aussi

disponible dans une publication parue en mai 2013 [46].
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Tableau 3.2 : Résumé des caractéristiques de la machine solutionnée

VARIABLE | DESCRIPTION ET UNITES | LIMITES | SOLUTION
Limitations géométriques
Dre Diamétre externe du rotor (en mm) <266.7 266.6
Dsi Diamétre interne du stator (en mm) >175 195
L Longueur active (en mm) <100 80
Mtot Masse totale avec le carter (en kg) <25 25
Point d’opération
Speed nom Vitesse nominale (en km/h) >90 90
Speed max Vitesse maximale (en km/h) >120 120
Tnom Couple nominal moyen >132 Nm 130 Nm
Tmax Couple créte moyen >520 Nm 500 Nm
nmoteur Efficacité¢ nominale >96% 95.5%
Limitation des matériaux
Bmin & Bmax Plage d’induction des aimants (en T) 02al.14 0.3920.9
Bt Niv. de sat.de dents <1.8T 1.73T
Bb,,ux Niv. de sat. dans les becs <185T 1.9T
Bsy Niv. de sat. dans la culasse statorique <1.35T 1.3T
Bry Niv. de sat. dans la culasse rotorique <1,5T 1.45T
Caractéristiques électromagnétiques
fv Flux a vide capté par phase 0.13 weber
Ls Inductance synchrone 1.33mH
K, Fact. de réduction de I’épais des aimants 16%
Ksat Comportement saturé attendu (T>130 Nm) <7.5% | *5%
Caractéristiques électriques
. . . p=16

Nombre de spires divisibles Oui No. =192
a Facteur de remplissage > 65% 70%
Acond Section du conducteur (en mm) 1.34 x 2.68 (12AWGQG)
Jom Densité de courant nominal (Arms/mm?2) >3 6
T Densité de courant créte (Arms/mm?2) <36 33
FP Facteur de puissance au point nominal >90% 96.7%
Van Tension AC d’alim. au point nominal <212Vrms 176Vrms

*Le comportement saturé est évalué par l’équation (. Eq.2—5)
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CHAPITRE 4. COMMANDE DE LA MACHINE

4.1 INTRODUCTION

Le systeme de contrdle pilotant I’alimentation a découpage (onduleur) d’une machine
synchrone a aimants permanents doit intégrer 1’ensemble des caractéristiques €lectriques de
celle-ci afin d’optimiser son fonctionnement. En effet, pour contréler le couple
¢lectromagnétique, le controleur doit évaluer les flux magnétiques circulant dans la culasse,
c'est-a-dire tant la réaction d’induit que le flux a vide. D’une part, un encodeur indiquant la
phase du flux rémanent, en quadrature avec la tension induite (FEM), sert de référence de
phase pour des capteurs de courants. D’autre part, ces capteurs mesurent 1’amplitude et la
phase de la fondamentale du courant par rapport a la tension induite par la machine (FEM).
Les caractéristiques ¢€lectriques servent ensuite a tracer les vecteurs des tensions qui sont a

I’origine du contrdle d’un onduleur de tension piloté en courant.

Dans ce chapitre, la démonstration mathématique du contrdle vectoriel qui se base sur
le calcul des grandeurs électriques représentées dans un référentiel tournant est d’abord
présentée [17]. 1l est aussi question de définir la commande du moteur de traction adapté a
I’application. Pour commencer, une identification des zones de fonctionnement de la
machine est effectuée. Les limites de fonctionnement dans ces zones sont ensuite attribuées.
Les considérations a 1’égard de la limite en puissance de I’alimentation de la batterie de
faible capacité, telle que dimensionnée dans le cahier de charge, sont aussi mises en

évidence.

4.2 MISE EN CONTEXTE

Le couple électromagnétique développé par un moteur électrique de type synchrone
est toujours di a un gradient (variation) du flux magnétique dans I’entrefer en fonction de
la position du rotor. Cette variation peut étre liée au passage d’un courant dans les bobines
ou simplement a une longueur d’entrefer non constante de la machine. Il s’agit

respectivement du couple d’induit et du couple réluctant.
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Les conditions nécessaires pour délivrer un couple non nul sont réunies lorsque'il y a
un flux a vide créé par les aimants au rotor et que le courant d’induit est injecté avec un
déphasage non nul par rapport au flux a vide. Le couple d’induit est directement
proportionnel a la force des deux champs créés respectivement par 1’inducteur au niveau du
rotor et par les bobines du stator. Ces deux champs sont en interaction pour exercer un
couple sur I’ensemble des piéces mécaniques en rotation au niveau du rotor. La grandeur du
couple ¢lectromagnétique dépend des différents parametres qui interviennent dans
’équation (£q.3-105 ) vue précédemment. La Figure 4.1 illustre le couple de la machine
synchrone a pdles lisses en fonction du déphasage du courant d’alimentation par rapport a

la FEM [17].

Cem ‘P

Moteur

>

| Générateur

-Cum

Figure 4.1 :Variation du couple en fonction de ’angle d’injection du courant

Ainsi, dans le cas d’une machine a poles lisses, I’amplitude créte du couple peut étre t
généré par le contrdle vectoriel du courant de sorte qu’il se retrouve en quadrature avec le

flux magnétique induit par les aimants permanents (courant en phase avec la FEM).

4.3 ETAT DE L’ART ET STRUCTURE DE COMMANDE PROPOSEE

Le controle et 1’asservissement des machines électriques sont des sujets largement
couverts par la littérature, puisque chaque application et chaque machine recourent a leur
propre stratégie. La méthode de contrdle utilisée dans le projet est bien entendu basée sur
les stratégies applicables a une machine synchrone a aimants permanents et a poles lisses
[13] [17]. L’asservissement des machines synchrones sans amortisseurs a hautes fréquences
se base sur des outils de calculs constitués de matrices de transformation pour travailler

dans différents référentiels (transformation de Concordia, de Clarke et de Park). Une
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analogie pourrait étre faite et qui s’apparenter a I’opérateur matriciel Laplacien pour passer
des coordonnées cartésiennes en coordonnées polaires. La matrice de transformation la plus
utilisée dans 1’étude des machines triphasées permet de passer plutot d’un référentiel
vectoriel triphasé fixe avec le stator vers un référentiel diphasé tournant avec le rotor de la
machine en exprimant les grandeurs électriques selon deux axes quadratiques. Il s’agit en

fait de la matrice de transformation de Park.

4.3.1 Représentation vectorielle

La Figure 4.2 illustre comment sont projetées les grandeurs électriques sur les deux
axes tournants de référence de la machine (axes de Park « d » et « ¢ ») qui permettent
d’exprimer les valeurs continues de ces grandeurs plutét que sinusoidales lorsque la
machine est en régime constant. Notons ici que 1’angle considéré correspondant a la
position angulaire du rotor est 8 = wt et que ’angle « aj » représente le déphasage du

courant par rapport I’axe « d » .

Pour une machine synchrone, I’axe « d » (axe direct) est en phase avec le pole Nord
du rotor. Comme la force €lectromagnétique (FEM) s’exprime par la dérivée du flux dans
le temps (e(?)=0¥/ot), la position médiane entre le pole Nord et le pdle Sud, soit I’axe « g »
(pour quadratique, a 90°), fera toujours poindre la valeur efficace du vecteur de la FEM

« E».

Les vecteurs des grandeurs électriques devant subir un changement de référentiel sont
ceux de la tension, du courant et du flux. Les axes du référentiel sont ceux des 3 phases du
stator, décalées de 120° 1’un par rapport a I’autre. Les grandeurs électriques exprimées dans
ce référentiel triphasé ( a, b, ¢ ) auront des modules instantanés variables en fonction du
temps suivant la fréquence et ’amplitude du signal. Ainsi, les valeurs instantanées des
vecteurs suivants (tension, courant et flux) changeront en fonction du temps :

vl =[Va Vo vc]"
lig] = [ia @ i]"

[Wl1=[a ¥ %" (Eq.4-1)
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D’ou l'intérét d’appliquer la transformation proposée (transformation de Park) qui
permettra d’exprimer les grandeurs électriques avec des vecteurs exprimés dans un
référentiel tournant (référentiel de Park) et dont le contenu demeure inchangé a tout
moment lorsque la machine est en régime permanent. Ceci permettra de faciliter

I’implantation du contrdle de la machine en utilisant des grandeurs continues.

Figure 4.2 : Diagramme de Fresnel

4.3.2 La transformée de Park

La transformée de Park est une transformation qui permet de passer d’un systéme
triphasé fixe (référentiel « a, b, ¢ ») en un systéme diphasé tournant (référentiel de Park « d,
g »). En effet, pour effectuer cette transformation, c’est-a-dire de faire tourner des vecteurs
diphasés dans le référentiel du rotor, il faut d’abord exprimer les grandeurs électriques des
trois phases du stator selon des vecteurs diphasés fixes (dans un référentiel diphasé fixe),

puis appliquer la matrice de rotation.
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La transformée de Park est dite directe pour une transformation triphasée vers un
référentiel diphasé tournant. Cette transformation est utilisée pour convertir les lectures des
courants en des grandeurs diphasées pouvant servir aux régulateurs (correcteurs) assurant

I’asservissement.

Elle est dite inverse si le référentiel est appliqué sur des grandeurs diphasées tournant
pour les ramener sur un référentiel triphasé statique. Cette transformation est par exemple
utilisée pour convertir les tensions diphasées calculées par les controleurs en des signaux de
modulation par largeur d’impulsion (MLI) envoyés a la commande rapprochée de

I’onduleur triphasé.

L’intérét de la transformée directe est de visualiser la dynamique du moteur sans étre
affecté par I’interaction séquentielle des phases. En effet, seule la résultante des trois phases
sera perceptible comme projection sur les axes « d » et « g » (directe et quadratique) qui
tournent respectivement en phase avec le pdle Nord et la FEM (tension induite). Ainsi,
I’avantage est net lorsque la machine tourne a haute vitesse puisque la dynamique des
correcteurs demeure indépendante face a la fréquence fondamentale de 1’alimentation de la
machine (tensions v,, v, et v;). Il existe donc une transformée de Park qui conserve les
grandeurs électriques, qui sera beaucoup plus utilisée dans le cadre du projet permettant,

par exemple dans le cas de la matrice des tensions, 1’opération suivante :

Va
Va | = [P] x [vs] (Eq.4-2)
Vo

Ou V, est la composante homopolaire de la tension, qui est nulle dans une machine
équilibrée. La matrice de transformation utilisée permet le passage du triphasé vers les axes
«d, g». Ce changement de référentiel est appelé la transformée directe de Park. Si les
grandeurs ¢€lectriques sont initialement des valeurs efficaces, elles le demeureront dans le

domaine de Park.
cos(8)  cos(@ — 2m/3) cos(@ + 2m/3)

[P] = g —sin(@) —sin(0 —2n/3) —sin(8 + 2m/3) (Eq.4-3)
1/2 1/2 1/2



182

Ou « 8 »est I’angle entre la phase «a» et I’axe «d». Il est donc nécessaire de
projeter chaque grandeur é€lectrique sur les trois phases du stator avant de pouvoir effectuer
la transformée directe de Park.

A I’inverse, la transformée inverse de Park permet le passage de grandeurs électriques
référencées selon les axes «d, g » vers une représentation triphasée. L’exemple des
tensions s’écrirait :

Va
[vs] = [P]7! x| Vg (Eq4-4)
Vo

Cette matrice de transformation inverse est donnée par :

cos(8) —sin(0) 1
[P]7! = [cos(@ — 2m/3) —sin(6 —2m/3) 1 (Eq.4-5)
cos(0 + 2n/3) —sin(@+2w/3) 1

Ainsi les transformées directe et inverse ne représentent pas la combinaison des
efforts mutuels des trois phases simultanées, mais plutdt des grandeurs électriques
efficaces. Il faut donc se référer a la transformée de Park modifiée pour assurer la

conservation des puissances si de telles grandeurs doivent étre manipulées.

4.3.3 La transformée de Park modifiée
D’une part, la transformée inverse de Park modifiée serait utile a manipuler des
grandeurs de puissance (active, réactive et apparente) dans le référentiel du stator alors

qu’on détient ces grandeurs de consommation liées au déplacement du rotor. Il n’est

question que d’ajouter un coefficient de 4/3/2 a ’avant de chaque paramétre €lectrique
pour 'utiliser a de telles fins. Par exemple, la puissance efficace active (en négligeant les

pertes fers) est estimée par I’équation (Eq.4-15).

D’autre part, une application typique de la transformée inverse de Park modifiée
serait de projeter les courants et les tensions équivalentes du systéme triphasé¢ dans un
référentiel diphasé pour calculer le couple et les puissances apparentes, réelles ou réactives
connues dans le référentiel du stator. La Figure 4.3 montre le passage des grandeurs

¢lectriques considérant les efforts mutuels de celles-ci sur chaque bobinage.
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Figure 4.3 : Diagramme Park modifié (représentation des courants triphasés)

4.3.4 Structure de commande de la machine

La structure de commande de la machine définit a la fois I’instrumentation utilisée, la
génération de consigne et la méthode d’asservissement considérée. La Figure 4.4 montre la
structure de commande de la machine proposée utilisant un capteur de position angulaire du
rotor et des capteurs de courant. Cette structure est inspirée d’une structure typique avec
alimentation en tension et régulation des courants et a découplage des axes [17]. Dans ce
cas-ci, le concept de découplage des axes a été poussé jusqu’a utiliser un modele électrique
interne qui fait le calcul et I’attribution des tensions respectives sur les axes «d » et « g » a

partir des courants corrigés provenant des correcteurs.

La simplicité des correcteurs employé€s et la robustesse de la structure de commande
proposée reposent sur le travail d’adaptation passage de la tension vers le courant et vice-
versa par le « Modeéle interne » et le « Controleur de saturation en tension » dont les
équations sont basées sur les « Parametres électriques de la machine ». (cf. Figure 4.4) Le
systeme peut ainsi tolérer une grande divergence entre ces modeles et la machine réelle en
conservant pratiquement les mémes performances et la méme robustesse que lorsque les
« Paramétres électriques de la machine » sont bien définis. Dans ce cas, c'est-a-dire
lorsque le modele concorde avec la réalité, la structure découplée permet méme un

asservissement en boucle ouverte (BO) en sautant 1’étape de contréle des courants.
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Figure 4.4 : Diagramme de la stratégie de contrdle développée pour la machine synchrone [17, 20]

La loi de commande considérée dans le diagramme de la Figure 4.4 définit les
courants de consigne sur chacun des axes du plan de Park par rapport & la demande de
’utilisateur. Pour établir un point d’opération sur la machine, la loi de commande nécessite

la valeur de la tension CC et la puissance créte de I’alimentation, une rétroaction sur la
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vitesse de la machine ainsi que 1’ensemble de ses parametres électriques pour définir les

limites en tension du systéme versus le courant désiré.

Dans I’éventualité que la machine soit saturée ou mal caractérisée, le controleur de
saturation en tension, placé en pseudo-cascade tel un correcteur a anticipation, viendra
réduire les signaux de commande provenant de la loi de commande puisque celle-ci
considere les valeurs idéales de la machine. La commande sur I’axe direct « d » doit avoir
une saturation égale ou inférieure au courant nominal de la machine. Cette commande
pourrait également saturer a la valeur 0 s’il est choisi de ne pas sous-exciter la machine

(défluxage).

— Al (Eq.4-6)

Idcorrigé = ld commande

La commande de correction sur le courant de I’axe en quadrature « g » est quelque
peu différente puisque la valeur du « Alq » sera toujours positive alors que le couple pour
sa part peut étre négatif. Ainsi, la formulation mathématique pour considérer le signe est la

suivante :

Al

=1 Eq.4-7
dcorrigé 9 commande chommande ( q )

Notons que la valeur absolue de cette équation peut aussi €tre substituée par une

saturation qui ne permet qu’une diminution du courant de réaction d’induit.

Les nouvelles valeurs de courants, possiblement réduites par les correcteurs de
saturation en tension, sont ensuite comparées aux valeurs réelles sur les phases de la
machine ramenées dans le référentiel de Park. Il est a noter que deux capteurs de courant
distincts placés sur chacune des deux phases instrumentées de la machine sont nécessaires
pour gérer 1’étendue de la plage de lecture, sans quoi le bruit dans les capteurs a grande
plage de courant est impossible a traiter par rapport a sa résolution trop faible sur une plage
de fonctionnement a faible courant. Tel que présenté a la Figure 4.4, la phase des filtres
analogiques est déduite comme un retard sur I’angle fourni par le décodeur d’encodeur,

puis I’angle résultant est utilisé pour la transformation directe de Park.
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Ainsi, les valeurs des courants triphasés instantanés sont lues puis passées dans une
matrice de transformation pour étre interprétées dans le référentiel diphasé de Park. Il est a

noter que ce sont les courants crétes qui seront des lors a I’entrée des comparateurs. Dans

ce cas, il est conseillé d’appliquer un facteur % pour travailler avec les courants efficaces.
Si les parametres sont bien définis, un asservissement (avec modé¢le interne) en
boucle ouverte sur le courant est une possibilité pour réduire le colt li¢ a I’instrumentation
et aux ressources attitrées a la conversion analogique numérique a relativement haute
fréquence. En effet, lorsque le degré de confiance sur les parameétres de la machine est
grand, la couverture de deux plages de courant par deux capteurs distincts sur chacune des
phases instrumentées peut étre évitée pour la portion a faible courant qui pourra plutot étre
traitée en boucle ouverte (BO). Les fléeches curvilignes montrées sur la Figure 4.4
présentent la portion du traitement de la commande a sauter pour passer en mode BO.
Sinon, la section 4.7.2 traite de I’instrumentation, de I’angle de retard (Eq.4-42) associé et

du dimensionnement des controleurs de courants.

L’injection dans le modele interne des courants diphasés corrigés par les deux
correcteurs en pseudo-cascade permet le découplage des deux axes et la création des
tensions diphasées respectives. Ces tensions passeront ensuite par la transformation inverse
de Park pour étre appliquées au bobinage triphasé de la machine par I’onduleur de tension
MLI. Le mod¢le interne devrait théoriquement prendre en compte la variation transitoire du
courant sur chacun des axes en plus de I'impédance liée a la fréquence en régime
permanent. Par contre, pour les simulations, le terme de la réaction transitoire sur le courant

a été négligé puisqu’une commande par échelon a pour effet de créer une dérivée infinie.

_dld.

Va="2"Latla Ru—w Lg-Iq (Eq.4-8)
dl .
Vo="t-Lg+lg Ry +E+w-Lg-Ig (Eq.4-9)

Les tensions diphasées provenant du modele interne sont non seulement acheminées
vers la transformée inverse de Park, mais aussi vers le « controleur de saturation en

tension ». Dans celui-ci, la tension résultante est comparée a celle de ’alimentation (tension
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de la batterie) pour définir s’il y a présence d’une erreur a corriger ou non. En considérant
I’utilisation de valeurs efficaces dans le modéle interne, la définition du seuil de saturation

de la tension est donnée par :

_ 2 2 Vba ,
Vs(rms) - \/Vd(rms) + V(Z(rms) = 2_\/{ (V) (Eq4'10)

Une multiplication par un facteur V2, nécessaire pour obtenir les tensions crétes,
permet le passage du référentiel de Park au référentiel triphasé en s’assurant de la
conservation des grandeurs électriques instantanées [vg] = [Vgn Vpn Venl?. Les tensions

triphasées résultantes représentent les tensions ligne-neutre instantanées.

La derniére étape de la construction du systéme de commande avant d’appliquer les
tensions d’alimentation a la machine est la phase de définition de la largeur des impulsions
a générer pour I’onduleur de tension. Pour obtenir le rapport de modulation instantané a
appliquer au niveau de 1’onduleur pour chacune des phases, il est nécessaire de référencer
ces tensions par rapport a la créte de tension que peut fournir le convertisseur, soit la moiti¢
de la tension de la batterie. La valeur de tension dite unitaire et exprimée en « % », pour la

phase « a » par exemple, est calculée par :

220 ,
Vany, = — 2 (V) (Eq.4-11)

Vpat

Pour finir, les tensions unitaires sont toutes comparées avec un signal variant de -1 a
1 avec une forme triangulaire. La fréquence nominale de commutation des transistors est
inversement proportionnelle a la période de ce signal triangulaire. La commutation des
transistors du haut de 1’onduleur s’effectue lorsque la tension unitaire est plus grande que
celle de ’onde triangulaire alors que celle des transistors du bas s’effectue lorsque la
tension unitaire est plus faible que le signal triangulaire. Un délai de commutation (temps
mort) doit étre implanté entre les deux commutations pour assurer le blocage des transistors
du haut avant la commutation de ceux du bas et vis-versa La Figure 4.5 illustre un exemple

de génération de signal MLI pour la commande des interrupteurs de 1’onduleur .
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Figure 4.5 : Exemple de commande par MLI (PWM) du transistor d’un bras d’IGBT [58]

Il y a dés lors création de 6 signaux de modulation (de tension) par largeur
d’impulsion (MLI) qui seront amplifiés et isolés par une commande rapprochée située sur
I’onduleur puis le pilotage des transistors amplifiera les signaux en tension plus élevée pour

fournir la puissance a la machine alimentée par 1’onduleur.

La Figure 4.6 présente le systéme multivariable (diphasé) réel implanté pour la
commande de notre machine de traction. Ce systeme complet comporte des outils de
simplification par 1’utilisation du modele interne qui assure le découplage de la chaine
d’asservissement multivariable et les facteurs de conversion du correcteur de saturation en
tension. Les deux boucles d’asservissement peuvent également étre analysées et

dimensionnées séparément.

La « Boucle de correction en courant » utilise une rétroaction sur les courants de
phases de la machine par le biais de capteurs et de filtres analogiques. Le modéle de
machine considéré est diphasé. Ainsi, ’angle de I’encodeur et le déphasage des signaux de
courant n’apparaissent pas dans le mod¢le, mais doivent toujours étre pris en charge par la
structure d’implantation du systéme de commande, tel que présenté a la Figure 4.4. Tel que

mentionné précédemment, il aussi est possible, pour une plage de fonctionnement a faible
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courant, de délaisser la rétroaction et la correction pour passer en mode « boucle ouverte ».

Le mode¢le interne est utilisé pour le découplage. Notons que les constantes « KdQ, KgD,

KdV et KqV » sont déterminées dans la section 4.7.

La « Boucle de correction en tension » est utilisée en dernier recours pour se

substituer a la loi de commande si les paramétres réels de la machine différent de ceux

implantés dans le modele. Ainsi, pour limiter la tension d’alimentation nécessaire sur

I’onduleur, provenant de la batterie, il est nécessaire de corriger la commande envoyée aux

controleurs de courant par les paramétres « Ald(s) » et « Alq(s) » .

Limite de tension
Vmax|

-
o
e®

Boucle de correction en courant
]

S

Loi de ]
Idcom(s)

Corr. Sat. Tension:

¥

Corr. de
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A GcVsat(s)

AV GcVsat(s)

Vs(s)

| X Ald(s)
»

Option pour 1aBO }
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Vd(s)

~{>\> *
*Id(s) >

Corr. de Y

courant: >®-

V| ¥

Modéle int. Axe Q
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Boucle de correction en tension
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Figure 4.6 : Diagramme multivariable de régulation en pseudo-cascade

la(s)

Filtres:

Gf(s)

Yq(s)

Notons que dans le cas de la machine a pdles lisses, les paramétres d’inductances sont

équivalents sur les deux axes. Ainsi Ld = Lg et Xd= Xgq. La résistance « Rs » peut aussi

s’écrire « Rcu ».
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4.4 HYPOTHESES D’ IMPLANTATION
Un certain nombre d’hypothéses est considéré pour simplifier I’implantation et la

modélisation du systéme de commande :

o Le modele interne utilisé pour le découplage des axes ne tient donc pas compte
de la caractéristique de saturation magnétique dans la variation des paramétres
de la machine;

. La commande prévoit I’instrumentation de la tension sur le bus CC pour
I’ajustement des tensions unitaires;

. La température du bobinage est connue et permet de limiter la puissance de la
machine en cas de surchauffe et d’évaluer la valeur de la résistance du
bobinage;

o Les courants triphasés circulant dans la machine sont connus grace a deux
capteurs a effet Hall. Par contre, la résolution et la précision relative de ces
capteurs a faible puissance ne permettent pas 1’asservissement de ces courants
en boucle fermée. Une boucle ouverte basée sur un modele continu interne de la
machine devra étre utilisée dans ces conditions. Cet aspect de I’asservissement

implique une excellente caractérisation des parametres de la machine.

4.5 METHODOLOGIE DE REALISATION DU CONTROLEUR

Pour la réalisation du controleur de la machine, des simulations de contrdle sont
préalablement effectuées. Elles ont pour but de connaitre le comportement du courant dans
la machine et 1’état de I’alimentation a courant continu dans les pointes d’utilisation. Une
fois que la loi de commande est corrigée en fonction des résultats obtenus, le modele de

commande vectorielle est implanté dans le contrdleur.

Le contréleur basé sur une carte FPGA est ensuite implanté pour controler le couple
de la machine alimentée par un onduleur utilisant des modules IGBT. La réalisation d’un
onduleur adapté a [I’application n’est pas nécessaire. Une premiere structure

surdimensionnée, mais fonctionnelle est satisfaisante.
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4.6 STRATEGIE DE LOI DE COMMANDE

La loi de commande de la machine est 1’¢lément le plus variable d’un systéme a
I’autre, utilisant des stratégies qui différent selon les limites de 1’application ou du systéme
de traction considéré. Les différences majeures entre les stratégies de commande des
machines résultent principalement dans leur limitation physique liée a leur contexte
d’utilisation dans les systémes de traction et dans I’interprétation de la consigne fournie par
I’utilisateur pour atteindre les différentes plages de fonctionnement de la machine. Ces

deux aspects sont traités distinctement dans cette section du chapitre.

4.6.1 Interaction avec les éléments du bus CC

4.6.1.1 Considération de la tension du bus CC dans la loi de commande

Les limitations dimensionnelles de la batterie de puissance d’un systéme de traction
hybride a faible autonomie ¢électrique combinée a une puissance créte importante disponible
avec des machines logées directement dans les roues peuvent étre problématiques si aucun
régulateur de tension du bus CC n’est implanté. Ainsi, les plages d’opération et la gestion

de chacun des ¢éléments de puissance doivent minimiser la chute de tension sur le bus CC.

Les caractéristiques limitatives de 1’application, a 1’égard de la puissance et du choix
de tension, ont respectivement été discutées dans les sections 2.8 et 2.10 . Elles ont permis
de déterminer le dimensionnement de la batterie au niveau de sa masse, de sa capacité et de

son efficacité, et d’en évaluer la plage de variation de la tension.

La vitesse maximale du véhicule est limitée par la tension d’alimentation de la
machine synchrone et le flux a vide de celle-ci. Ces limitations ont pour leur part été
considérées dans le processus d’optimisation de la machine. Il est implicite que la solution
optimale atteint les objectifs en termes de contraintes appliquées sur le modele analytique

électrique présenté dans la section 3.6.

4.6.1.2 Considération de la puissance dans la loi de commande
La puissance des moteurs doit étre limitée a la capacité du bus CC a la débiter ou a la

stocker. Dans le cas ou le systeme est équipé d’un écréteur, le contrdle en freinage n’a pas
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de contrainte mis a part les limitations thermiques de la machine électrique. Du point de
vue des accélérations, la loi de commande doit veiller a une saine gestion de la puissance
maximale tolérée sur la batterie combinée a celle produite par le générateur, dépendamment
du mode de conduite. La définition des puissances maximales de fonctionnement en

fonction du mode de conduite est traitée dans la section 5.7.3.

4.6.2 Zones de fonctionnement de la machine de traction

4.6.2.1 Introduction aux plages d’opérations de la machine

La caractéristique prédominante de fonctionnement d’une machine synchrone est sa
capacité a produire un couple impulsionnel important au démarrage. Le fonctionnement a
couple impulsionnel, correspondant a la « zone 2 » sur la Figure 4.7, ne peut généralement
pas étre maintenu plus de quelques secondes a cause de 1’échauffement important de la

machine.

A plus hautes vitesses d’opération (vitesses proches de la vitesse de base du rotor
« Qp »), malgré I’'importance du couple demandé, le courant sera réduit jusqu’a sa valeur
nominale sans en changer la phase, ce qui caractérise la « zone 3 » du fonctionnement.
Ensuite, une plage de vitesses plus €élevées peut €tre atteinte grace a 1’injection d’un courant
de sous-excitation qui effectuera le défluxage de la machine a cause de la limitation de la
tension d’alimentation. La « zone 4 » implique donc une chute du couple de la machine qui
s’accompagne généralement d’une chute de rendement. La « zone 1 » définit la plage de

fonctionnement dite autopilotée a y=0.

. couple impulsionnel

Qb Q[fmite Q th i ﬂ

Figure 4.7 : Zones de définition de la loi de commande dans le plan couple-vitesse [4]
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4.6.2.2 Zone 1

Le couple exigé par I’opérateur est égal ou inférieur a ce que peut fournir la machine
en régime permanent nominal sans atteindre I’échauffement maximal admissible. Dans
cette zone, pour une consigne stable, le courant est maintenu constant jusqu’a 1’atteinte de
la vitesse de base « €, » définie par la limite de la tension d’alimentation. Ainsi, la vitesse
correspondante a la limitation de la tension d’alimentation peut étre supérieure a « £ » si
I’amplitude du courant d’induit est réduite par rapport a sa valeur nominale. Si la machine
continue d’accélérer et qu’elle atteint une vitesse supérieure a la vitesse de base, la zone 4

entre en action.

4.6.2.3 Zone 2

Si le couple demandé est supérieur au couple nominal, la commande doit saturer en
fonction des limites thermiques de la machine. Ainsi, la valeur maximale du couple est
fonction de la température interne de la machine et du dimensionnement des aimants pour
résister a leur démagnétisation. La fin du travail dans cette zone est définie par une
température excessive ou I’atteinte de la limite de la tension d’alimentation. Cette derniére

contrainte correspond au début de la zone 3 faisant la transition entre la zone 2 et la zone 4.

4.6.2.4 Zone 3

La limite de la tension d’alimentation de la machine et la contrainte de y=0 pour la
valeur nominale du courant (machine non sous-excitée) délimitent les frontieres de cette
zone. Par contre, il sera nécessaire de déterminer la vitesse correspondante a I’atteinte de la
limite de tension et la vitesse de base de la machine pour envoyer au controleur la grandeur
de la plage de vitesse sur laquelle s’étend la zone 3. A chaque changement de vitesse de la
machine, une nouvelle valeur de courant « [, » doit étre évaluée. Cette particularité est

traitée dans la section 4.6.5.2.

4.6.2.5 Zone 4
Le fonctionnement de la zone 4 exploite le mode d’alimentation en sous-excitation de
la machine, aussi désigné sous le nom de régime défluxé. La méthode de contrdle de la

phase du courant de sous-excitation utilisée est décrite dans la section 4.6.6. Rappelons que



194

la valeur efficace du courant ne devra pas étre supérieure au courant nominal de la machine
pour en limiter I’échauffement. La vitesse théorique que peut atteindre la machine « €, »
est celle pour laquelle aucun couple n’est associé. La vitesse de base « € » calculée par le

courant et la tension de la machine délimite le début de cette zone. (cf. Figure 4.7).

4.6.3 Stratégie de commande par autopilotage a y=0 (zone 1)

Le terme « autopilotage » dans une machine synchrone désigne 1’asservissement de la
fréquence des tensions de phases appliquées par son alimentation (par ’onduleur) a la
vitesse du rotor en utilisant la position angulaire. Cette position est donnée par 1’encodeur
utilisé comme observateur de la position du flux magnétique. A 1’exception de la zone 4 de
fonctionnement, I’ensemble des plages de fonctionnement de la machine vise un
autopilotage a y=0 sur le courant ou la référence de phase est donnée par la valeur créte de
la tension a vide (FEM), alignée sur I’axe quadratique « g ». C’est-a-dire que le courant est
toujours maintenu en phase avec la FEM. Cette stratégie de contrdle permet de maximiser
la puissance de la machine (obtention du couple maximal) au détriment d’une légere
dégradation du facteur de puissance de 1’alimentation. D’un autre c6té, une machine a
bobinage concentrique dont la conception favorise le flux a vide au détriment de la réaction
d’induit aura toujours un bon facteur de puissance, ce qui est d’ailleurs idéal pour
minimiser la puissance apparente de dimensionnement de 1’onduleur. En effet, en
négligeant la résistance, le facteur de puissance sur I’onduleur peut étre estimé par [17] :

cosp = (Eq.4-12)

La Figure 4.8 présente le diagramme vectoriel de la machine correspondant a cette
stratégie de commande qui vise a contrdler le couple dans le moteur par I’entremise d’une

consigne sur le courant « /, ».
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Figure 4.8 : Diagramme vectoriel en autopilotage (y=0)

4.6.4 Stratégie de commande en zone transitoire (zone 2)

La zone 2 de fonctionnement posséde deux limitations en couple alors que sa
limitation en vitesse est établie par le début de la zone 3. Ces limites de couple sont
respectivement liées a I’échauffement des aimants et du cuivre. La gestion thermique du

systéme de traction est aussi traitée dans la section 5.6.2.

4.6.4.1 Seuil de démagnétisation des aimants

La force coercitive des aimants établit le courant maximal pouvant étre injecté sur
I’axe quadratique de la machine sans risque de démagnétisation permanente. Ce courant
maximal est prescrit par le dimensionnement des aimants de la machine, trait¢ dans les

sections 3.5.2 et 3.10.6.

La tolérance de ces aimants au courant de phase est intimement liée a la température
des aimants. C’est pourquoi un thermocouple a ¢été placé au niveau de I’entrefer.
L’échauffement des aimants permanents sera principalement lié¢ aux pertes internes et a leur
faible capacité thermique. Idéalement, le modele de pertes dans les aimants et leur modele
thermique transitoire pourrait étre implanté dans le contrdleur pour étre en mesure
d’estimer leur température interne. En absence de ces informations, la limitation du couple
impulsionnel peut étre fait selon une regle prédéterminée en fonction de 1’échauffement de

I’entrefer dont la température est instrumentée.

La Figure 4.9 illustre un exemple de cette reégle de déclassement des capacités de la
machine de traction a produire son couple maximal en fonction de la température mesurée

au niveau de D’entrefer. Le parametre « ATg» désigne la différence de températures
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estimées entre la température de I’entrefer et celle a I'intérieur des aimants permanents.
Une surestimation de cette marge est essentielle pour conserver un facteur de sécurité entre
le point de démagnétisation et le point de fonctionnement. Ici, une marge de 20°C est
considérée suffisante puisque la circulation de 1’air dans I’entrefer est forcée par de petits

ventilateurs.

Couple
maximal

(en Nm) Conditions optimales

limites de la zone 2

Limite réelle des

aimants permanents /
ATlg

Déclassement des

capacités de la
machine en zone 2

/

Conditions limites

/ de la zone 1
T,
nom Machine en
_~—" probléme !
0 Temp. (°C
0 100 120 150 200 p- ()

Figure 4.9 : Déclassement du couple maximal de la machine selon I’échauffement de son entrefer

4.6.4.2 Limitation thermique du bobinage

Le régime transitoire est aussi limité par 1I’échauffement des enroulements de cuivre.
En effet, les grandes pertes par conduction associées aux forts courants pour atteindre le
couple impulsionnel ainsi que la faible capacité thermique des enroulements sont

responsables d’un échauffement important méme a rotor bloqué.

Comme un thermocouple est directement en contact avec les tétes de bobines, la
marge entre la température limite du vernis sur le cuivre et celle instrumentée peut étre
beaucoup plus mince. La figure suivante présente une régle de déclassement du couple de

la machine en fonction de la température lue a la surface des enroulements.
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Figure 4.10 : Déclassement du couple maximal de la machine selon I’échauffement de ses enroulements

4.6.5 Stratégie de commande en zone transitoire (zone 3)

4.6.5.1 Introduction a la stratégie de commande

La zone 3 de fonctionnement de la machine de traction peut étre identifiée comme la
zone transitoire entre le fonctionnement a couple impulsionnel maximal et la zone de
fonctionnement en mode sous-excité. Le courant allouable dans la machine est limité soit

par amplitude de la tension d’alimentation ou la consommation de puissance.

Il existe au moins deux techniques simples pour implanter ces limitations sur la
commande en courant sur 1’axe quadratique «/, » qui est proportionnel au levier
d’accélération. Dans les deux cas, le couple maximal disponible sera toujours imposé par la

plus contraignante des deux valeurs de courant issues de ces limitations.

La premicre méthode est simplement de conserver la commande de courant constante
jusqu’a ’atteinte de sa limite dans la zone transitoire. Une saturation est alors imposée sur
la commande en courant. Cette stratégie est illustrée par le tracé orangé de la Figure 4.11 et
a ¢té choisie pour étre implantée dans le contréleur. L’autre méthode est d’assurer une
conservation du pourcentage de la commande du levier d’accélérateur en fonction de la
plage de couple disponible, toujours selon la plus faible des deux valeurs. Elle est illustrée

par le tracé vert sur la Figure 4.11. Cette figure aborde également la possibilité de ne pas
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utiliser le mode de sous-excitation de la machine tel que trait¢ dans la prochaine sous-
section. Les tracés plus étroits montrent, selon les deux stratégies, comment le contrdle
avec sous-excitation de la machine peut affecter la grandeur de la vitesse de pointe du

véhicule (Qnax p=0 < (N

Iq Légende: . Limite en tension ou en puissance

Stratégie par saturation de la commande
. Stratégie a % de la plage de couple constant

Icom —— Tracés sans sous-excitation

=== Tracés avec sous-excitation

O Zone 3
O Zone 4

Zone 1

o — —

Q b Qmﬂx Q th ﬂ

Figure 4.11 : Stratégie de controdle du courant « I, » en zone transitoire

4.6.5.2 Limitation en tension

La loi de commande ne prend pas en compte le modele é€lectrique transitoire pour
simplifier la résolution des équations. Le courant maximal allouable dans la machine sans
dépassement de la tension d’alimentation de I’onduleur peut étre déterminé par une
résolution quadratique de I’équation (£q.4-19) si le courant « I, » est mis en évidence. Ce

courant est donné par 1’équation ci-dessous qui utilise les coefficients suivants :

a=(R®+ wpp?Lg?), b=(2"wop 0y -Rs), ¢=(wpp? @2 = V) (Eq.4-13)
-b+VbZ—4ac -
Iy = Tac avec: wop < We, (Eq.4-14)

Lorsque la machine ne se sous-excite pas facilement a cause de la conception
minimisant la quantité de cuivre et maximisant le flux rémanent pour 1’atteinte d’un couple
créte important, il est suggéré de prolonger la zone 3 a couple réduit jusqu’a I’atteinte de
I’équilibre entre le couple de charges et le couple de la machine en éliminant ainsi le mode
sous-excité (zone 4).Cette technique, bien qu’elle ne soit pas exploitée dans le cadre des

présents travaux, permet de conserver un algorithme de contrdle simple puisqu’elle ne
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possede qu’elle n’exploite que le mode en autopilotage. Elle est par ailleurs aussi efficace
pour limiter la tension d’alimentation apres la vitesse de base, toutefois la vitesse maximale

sera atteinte plus rapidement.

4.6.5.3 Limitation en puissance

En négligeant les pertes fer dans les culasses, dans les dents et dans les aimants
permanents, la limite en puissance de 1’alimentation peut facilement définir le courant « Z, »
en fonction de la vitesse d’opération. L’utilisation des grandeurs électriques dans le calcul
des puissances fait intervenir la consommation des autres phases du bobinage de la
machine. Dans ce cas, la puissance maximale fournie par I’alimentation a la machine

est donnée par :

3 ,
Prax ~ 5 (EIq + Rs - 15%) (Eq.4-15)

Ainsi, le courant circulant dans la machine est limité parla valeur calculée par

I’expression suivante :

—E+ /E2+§-(RSZ-Pmax) )
I, = (£q.4-16)

a 2'Rg?

Notons que la valeur négative du courant est rejetée pour un couple positif.
Rappelons enfin que la plus faible valeur du courant, entre celle donnée par I’expression
(Eq.4-14) et celle fournie par I’expression (Eq.4-16), prédomine sur la limitation de la
commande. La définition de la puissance maximale dépend essentiellement de la
température de la batterie et du mode de conduite du véhicule sélectionné, respectivement

traités par la Figure 5.5 et la section 5.7.3.

4.6.6 Stratégie de commande en sous-excitation de la machine a y >0 (zone 4)
L’injection d’un courant en opposition de phase au flux a vide de la machine a un
effet direct a la fois sur la tension nécessaire pour atteindre des vitesses de rotation plus
¢levées, mais €galement sur la diminution drastique du couple ¢électromagnétique. En fait,
la puissance réelle diminuera pour un méme courant puisqu’un courant servira de moins en

moins a la création du couple a mesure que la machine accélére puisqu’elle sera de plus en
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plus sous-excitée. Bien que I’induction dans 1’acier soit réduite dans les conditions de sous-
excitation, ce qui engendre une diminution des pertes fer, 1’efficacité¢ diminue généralement
puisque le bobinage doit générer une puissance réactive tel que le ferait une capacité. Le
comportement moins inductif dans cette zone améliore toutefois le rendement du

convertisseur di au meilleur facteur de puissance au niveau de I’alimentation.

L’illustration suivante présente un diagramme vectoriel typique d’une machine
synchrone alimentée par un courant de sous-excitation. Il est intéressant de remarquer la

diminution des besoins en tension d’alimentation, soit le vecteur « Vs ».

¥ d

Figure 4.12 : Diagramme vectoriel d’une machine sous-excitée

Il existe différentes méthodes pour controler le courant de sous-excitation qui ont
toutes leurs intéréts et leurs limites. Il est possible d’ajouter un contrdleur de type PI
(proportionnel intégral) sur la commande du courant « /; » dans la loi de commande qui
asservira une tension d’alimentation calculée a partir d’un modéle ¢électrique interne. Cette
méthode est efficace, mais nécessite plus de ressources sur le contrdleur et une calibration
de sa dynamique de régulation. Elle est donc utilisée pour les simulations, mais n’est pas

implantée dans le controleur physique.

La stratégie employée pour I’implantation de la loi de commande dans la zone 4 de
fonctionnement est une interpolation lin€aire de 1’angle de défluxage. Cette stratégie ne

nécessite donc pas de controleur sur le courant de I’axe «d» par contre, un calcul
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analytique est nécessaire pour chaque nouvelle valeur de courant commandée par

I’opérateur.

L’interpolation étant basée entre deux points, ceux-ci sont déterminés par la vitesse
de base et la vitesse théorique pour chaque courant commandé. C’est pour cette raison que
les wvaleurs limites de I’angle «wy » concorderont avec les valeurs obtenues par
I’asservissement de la tension. Les équations analytiques devant étre implantées font ainsi
intervenir les deux situations décrites par la Figure 4.13. L’illustration de gauche montre le
diagramme vectoriel de la premicre situation correspondante a la vitesse de base « € »
(pour y=0°) alors que I’illustration de droite montre celui de la deuxiéme situation
correspondante a la vitesse maximale théorique « Qg » (pour y=90°). Pour chacune des
situations, des calculs analytiques doivent étre faits pour faire concorder I’approximation
linéaire de I’angle de défluxage « y » aux limites de la plage de fonctionnement en régime

sous-excité.

ﬁfem [ 140
—> Rl R —>fem | 13
X.Ig —> Rl
f 100
——> X.Id | X.Iq
— Vs oL 60 I — X.Id 80
— s >, 50 Vs 60
—— 40 | s
—— 30 | 40
— 2 I 20
—— — 10 [
———————— 0 T o
0 50 100 150 200 0 100 200 300 400 500

Figure 4.13 : Diagrammes vectoriels pour y=0° et y=90°

L’interpolation de 1’angle de défluxage s’effectue donc linéairement entre les deux
vitesses délimitées par les deux situations présentées par les graphiques précédents.

L’amplitude de la tension d’alimentation est considérée constante entre les deux situations.

L’expression de la tension de la machine lorsque 1’angle y=0° permet de trouver la
pulsation €lectrique « w,,» correspondant a la vitesse de base €. Cette expression de la

tension conduit a une équation quadratique a résoudre et qui s’obtient comme suit :

V2= V2 + V% = (E+Rs 1) + (Xg - 1) (£q.4-17)
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2 2 ,
Vi? = (wep, " @p + Rs1g)" + (we,, *Lq " 1g) (Eq.4-18)
Ve = wep?  0p? + 2 we, " @y Rs I+ Rs® - 152 4 we ) ® - Lg* - 1, (Eq.4-19)
0=we,? (@2 + Lg% 1;°) +we, - (2-9p R 1g) + (Rs* - 1,7 — V&%) (Eq.4-20)

Ainsi, la pulsation ¢lectrique de la vitesse de base « w,,» peut €tre obtenue apres

résolution de cette équation quadratique considérant les coefficients suivants :

a= (> +Lg" 1%), b=(2-9, Rs"1y), c= (R’ 1 = V?)

Wy, = —b+,/by—4ac (Eq4_21)

b 2a
Bien entendu la valeur de « we,» négative doit €tre rejetée consideérant la situation en

propulsion (en vitesse d’avant). Au contraire, en situation de marche arriére, la solution de

vitesse positive est rejetée.

Dans la deuxieme situation ou y=90°, la vitesse théorique atteignable par la machine,
sans qu’elle puisse produire de couple, est trouvée en utilisant 1’équation suivante :
V2 = V2 + Vg = (B + Xa - 1% + (Ry - Ip)? (Eq4-22)

Notons que le courant « I; » apparaitra négatif en mode de sous-excitation. Ainsi, la

pulsation électrique « w,,, » correspondante a la vitesse théorique est déterminée comme

suit :.

Vs2 = (‘)ethz oy + La-1g)* + Rs2 ’ Id2 (Eq.4-23)
VSZ_RSZ'IdZ ,

We,, = OptLlgly (Eq.4-24)

Cette pulsation ¢lectrique théorique « we,, » est donc donnée pour le courant nominal
de la machine puisque I’injection d’un courant de sous-excitation supérieur pourrait certes
permettre le prolongement de la plage de fonctionnement de la machine, mais aurait pour
conséquence d’engendrer son échauffement excessif. Ainsi, la vitesse théorique atteignable
ne possede que la tension d’alimentation comme variable dans le temps si la résistance du

bobinage n’est pas réévaluée en fonction de la température d’opération. Ainsi, la valeur de
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I’angle d’injection du courant « y » en fonction de la pulsation électrique correspondant a
la vitesse d’opération « wg;, » (pulsation en rad/s) peut €tre déterminée par I’interpolation

linéaire suivante :

/2 -
= " Wphy, AVEC Wiy > Wy = W Eq.4-2
710 Wep —we, op th op ep ( q. 5)

4.6.7 Simulation de la commande en boucle ouverte avec parameétres idéaux

L’objectif de cette section est de valider par simulation le fonctionnement de la loi de
commande pour les plages usuelles de la machine sans ’utilisation des correcteurs de
courant. Tout d’abord, le modéle interne, basé sur les équations (Eq.4-8) et (Eq.4-9), est
I’¢élément cl¢ du fonctionnement en boucle ouverte. En effet, il permet un parfait
découplage des axes direct et quadratique. La Figure 4.14 présente I’implantation de ce
modele dans le logiciel Matlab Simulink. Les parameétres idéaux entrent d’abord dans le
modele, aprés quoi des gains sont prévus pour changer ces parametres afin de tester
ultérieurement la robustesse de la stratégie de régulation en pseudo-cascade vue a la
Figure 4.6. Les entrés en courant « I; » et « I, » proviennent de la loi de commande qui
considére les limitations en tension et puissance respectivement donnés par les expressions
(Eq.4-14) et (Eq.4-16), alors que la phase de la fondamentale de courant « /; » en zone 4
(cf. Figure 4.7) est donné par I’expression (£q.4-25).

Les sorties du modele sont respectivement « Vy», « V, » et « Vi » . La considération
des variations transitoires des courants sur ’'un ou I’autre des axes peut étre implantée, tel
qu’illustré dans le haut du diagramme. Par contre, des blocs de saturation doivent Etre
ajoutés pour éviter des valeurs de tensions infinies face a une commande ayant une forme

d’échelon.

L’implantation du modele interne de la Figure 4.14 dans la structure de commande
présentée a la Figure 4.4 permet une simulation du groupe de traction. Une fois implanté
dans le modéle dynamique présenté au chapitre 2 (cf. Figure 2.2), le groupe de traction
asservi peut simuler les accélérations du véhicule en considérant les limitations de nature

¢lectrique. Afin de tester la robustesse de 1’algorithme de contrdle, des blocs de gains
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nommés « modif » sont intentionnellement placés pour simuler le comportement du

systtme dans le cas ou une mauvaise configuration des parametres de la machine, qui

arrivent a gauche dans ce schéma bloc, avait ét¢ implantée dans le contrdleur.
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Figure 4.14 : Modéle interne pour le découplage des axes
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La Figure 4.15 présente ainsi différents tracés du couple demandé par ’utilisateur,

celui du couple de résistance mécanique et le couple fourni par la machine limité par la loi

de commande. La faiblesse du couple de résistance mécanique suggere qu’une forte

accélération engendre une augmentation drastique de la vitesse de rotation impliquant

rapidement I’atteinte de la limite en tension. La limite de tension est prise en charge a la

fois par la stratégie de réduction du couple par saturation de la commande dans la zone 3 et

se poursuit par I’induction du courant nominal dans la zone 4 qui sera injecté de facon a

sous-exciter progressivement la machine.
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Figure 4.15 : Démonstration de la loi de commande en sous-excitation (limite en tension)

La Figure 4.16 permet de quantifier les erreurs engendrées entre le courant « I; »
circulant dans une machine idéale versus celui demand¢ par la loi de commande. Les
erreurs momentanées sont causées par le modele de découplage (modele interne) ne
considérant pas les phénomeénes transitoires (section du haut de la Figure 4.14). Le mod¢le
interne est donc soumis aux variations transitoires de courant appelées par la loi de
commande lors de I’essai illustré a la Figure 4.15. Le filtre de courant a été retiré pour avoir
le plus exactement la différence entre les courants du modéle de la machine et celui issu de
la loi de commande. La Figure 4.16 présente donc les différences sur le courant de 1’axe
direct «d » par rapport au comportement de la machine idéale. Le comportement est
semblable sur I’axe quadratique « g ». Pour les valeurs d’inductance de la machine étudiée
(cf. section 3.10.2), le fait de négliger les périodes transitoires représente une erreur
d’approximation maximale de 40 % sur environ 12 ms, soit un maximum de 3 périodes
pour un fonctionnement a fréquence maximal (212 Hz). Il est donc primordial de considérer
ce délai li¢ a la I’inductance de la machine dans le dimensionnement des correcteurs traité

dans la prochaine section.
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Erreurs transitoires sur le courant pour une stratégie de commande en BO
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Figure 4.16 : Erreurs sur le courant, en BO, dans le modéle interne négligeant les effets transitoires

4.7 STRUCTURE ET DIMENSIONNEMENT DES CORRECTEURS

4.7.1 Principes généraux de controle de la tension et du courant

Malgré la définition des parameétres de la machine qui confine celle-ci dans une plage
d’opération bien définie, une mauvaise caractérisation, la saturation de la machine, les
changements de température ou une dégradation des aimants peuvent fausser le modele
interne et la capacité de la machine a atteindre les points d’opération prescrits. La boucle
fermée sur le courant (régulation du courant) demeure une solution incontournable pour

atteindre la consigne de courant prescrite et le facteur de puissance attendu.

L’utilisation d’un modele interne nécessite un gain unitaire sur 1’apparition d’une
erreur a I’entrée des correcteurs. Ainsi, la structure choisie pour la régulation du courant est
basée sur un controleur proportionnel intégral (PI) de type parallele. La Figure 4.17
présente la structure adoptée pour le correcteur de courant, intégrant les équations (Egq.4-6)
et (Eq.4-7). Un « antireset » peut étre placé a I’entrée des correcteurs pour éviter d’intégrer
I’erreur alors qu’on désire, par exemple, fonctionner en boucle ouverte. Les courants
entrant (ID et IQ) dans le sous-systéme proviennent de la loi de commande et sont dés lors
corrigés par le « contrdleur de saturation en tension » via les entrées « Delta Id » et
« Delta_Ig ». La valeur corrigée de chaque courant sera ensuite utilisée comme consigne

pour la rétroaction sur la boucle de courant.



207

Id_command

maxRatio
adding1

@ S Integrator Kid1
I_Lu <lg>

Constant

70
Ratio maxRatio O

Substracting dding3 Ratio
addng Adding2

Integrator1

Delta_Id

err_q

Delta_lq

lg_command1

Figure 4.17 : Sous-systéme des correcteurs paralleles de courant choisi

La Figure 4.18 présente pour sa part le sous-systéme de correction de la saturation en

tension qui comprend également un modele interne basé sur les hypotheses suivantes :

e Le bloc de correction est piloté par une fonction logique qui évite a la fois de
stocker une valeur de correction dans I’intégrateur et de faire fonctionner ce bloc
lorsque la tension limite n’est pas atteinte;

e La variation transitoire du courant n’est pas prise en compte puisqu’elle a de toute
fagon une influence positive sur 1’atteinte des objectifs de limitation en tension;

e La tension a vide (force €lectromotrice) est également négligée dans le correcteur
de tension puisque les variations de courant n’ont aucune influence sur cette
grandeur électrique pour une vitesse donnée;

e Le controleur de saturation en tension choisi est de type parallele a gain
proportionnel unitaire puisque les parameétres électriques de la machine suffisent a
mettre a I’échelle les corrections de la tension vers des valeurs de courant;

e Une hystérésis d’une valeur de 10 V est placée au niveau de I’intégrateur pour
assurer sa remise a zéro lorsque le systéme n’est plus compensé par le correcteur

en tension.
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Figure 4.18 : Modé¢le d’implantation du bloc de correction (régulateur) de la tension

Dans la Figure 4.18, seule I’inductance « Ld » est utilisée puisqu’il est question d’une
machine a pdles lisses pour laquelle I’inductance est équivalente sur les deux axes. Une
saturation sur la valeur de correction du courant « delta _Id » a été ajoutée autour de la
valeur nominale de courant de la machine puisqu’on ne dépassera jamais cette amplitude

dans 1’axe direct.

Les équations utilisées pour I’implantation du correcteur de saturation de tension, qui
sont issues du modele interne de la machine, sont ainsi réduites aux expressions suivantes,

OU « Wy, » est la pulsation €lectrique d’opération :

_ AVg+wopLgAlg -
Al; = —— (Eq.4-26)
Al = = ord (Eq.4-27)

Ou les erreurs diphasé€es sur la tension de saturation (AVy et AV,) sont détermin€es par
les relations des grandeurs vectorielles de la Figure 4.19 :

AV = AV, - 24 (£q.4-28)
S
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)
Vs

(Eq.4-29)

\

Ou «AVy» est I'ajustement a apporter sur 1’amplitude du vecteur de tension

—

d’alimentation « V; » pour atteindre la tension maximale « Vp,x ». Cette tension maximale

est pour sa part associée a la tension minimale du bus CC par I’expression suivante :

Vcemin .
Vinax = — 2" (£q.4-30)

v -

axe d

Figure 4.19 : Grandeurs vectorielles du dépassement de la tension d’alimentation

Avec une substitution de 1’expression (Eq.4-26) dans I’équation (Eq.4-27) et vis-
versa, une seconde substitution avec les expressions (Eq.4-28) et (Eq.4-29), puis une mise
en évidence des termes « Al » et « Al, » et une simplification des équations résultantes, on

obtient les expressions suivantes:

AVg (Vd+wop.Lq.Vq)

Al, = YsEs wopz.Lq.fZ (Eq.4-31)
(1+ Rs2 )
AVs (V wop'Ld'Vd)
Vg q s .
Al = Vs(Rs wop2-Lq-}zd (Eq.4-32)
1_7
Rs2 )

En pratique, une division par « Vs » risque de mener a une division par zéro. Ainsi, la
référence de tension choisie pour la pondération est remplacée par la tension efficace
maximale pouvant étre délivrée par 1’onduleur, « Ve » donnée par I’équation (Eq.4-30).
Cette stratégie n’a pas d’effet sur le gain statique autour du point d’opération de tension de

saturation.
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Par ailleurs, la correction du courant sur I’axe «d» devrait se faire a un rythme
beaucoup moins ¢€levé que sur I’axe « g » puisque les courants maximaux tolérés sur ces
deux axes sont distincts. En effet le courant « [, » peut prendre une valeur impulsionnelle
« Irete » de ’ordre de six fois le courant nominal « I,,,, » tel que précédemment discuté
dans les sections 2.8 et 3.5.2.3 pour la zone 2 alors que la loi de commande limite le
courant induit sur 1’axe « d » a la valeur du courant nominal de la machine dans la zone 4
pour éviter son fonctionnement a température excessive en régime permanent. Les

équations implantées sont donc :

AVs wop'LqVq
Vmax'Rs (V : Rs ) Inom 2
Al = T : (Eq.4-33)
<1+%P72qd) Ierete
Rs

AVs (V "Jop'Ld'Vd)
AL, = YmaxRs ‘12 Rs
4 (1_°J0p ";q'Ld)
Rs

(Eq.4-34)

Ainsi, en considérant une machine a poles lisses (L&~=L;=L,), les gains apparaissant

sur la Figure 4.6 et repris a la Figure 4.28, sont donnés par :
Wop'Ls
Rs

KdV ———— 2™ et KdQ = KqD =
Rs<1_ DZ 25 ) Icrate

Avec ces gains définis, les équations (Eq.4-33) et (Eq.4-34) se simplifient

respectivement par les équations suivantes :

Ay =5 (v, - KdQ + V) (£q.4-35)
Vmax
AV KqV -
Al, = TZ (Va-KqD —V,) (£q.4-36)

Pour la correction de la saturation en tension, un controleur de type proportionnel
intégral (PI) est utilisé pour rencontrer la contrainte de tension. Sa fonction transfert prend
donc la forme exprimée par 1’équation (Eg.4-37). Le dimensionnement des paramétres du

régulateur de tension est traité dans la section 4.7.3.3.

1 L,
GCVsat = (KCstat + KCiVsat ) _) (Eq4'37)

N
La Figure 4.20 présente le couple résultant pour les quatre roues du véhicule

considéré pour une simulation de tout le systéme de la Figure 4.4 en boucle fermée sur le



211

courant et avec un correcteur sur la tension d’alimentation. La particularit¢ de cette
simulation est la considération d’une machine deux fois plus petite dans 1’ajustement des
parametres de la loi de commande. L’objectif est bien entendu de tester la robustesse de la
méthode de contrdle en pseudo-cascade et le respect des limites opérationnelles malgré une
loi de commande établie sur de mauvaises bases. Le seuil maximal de tension disponible

sur I’alimentation est considéré fixe, tel un montage sans capteur de tension.

Effets respectifs de la commande et des régulateurs sur le couple d'une machine surpuissante

Dynamique du régulateurl
de courant

Nm ; T
Couple réel Couple réel
1000
Effet du régulateur de tension
L
750 L
\ Couple én consigre \
500 N
~ 8.03  8.05

250 = — —

“ffet de la Joi de commande Coupleé résistif

J—

Figure 4.20 : Effets de la régulation en pseudo-cascade sur le couple résultant avec modéle

interne sous-estimé (100% d’erreur sur le flux a vide et les inductances)

La situation observée par la Figure 4.20 est une accélération sur la portion des cinq
premiéres secondes du graphique, un freinage un peu moins intense que 1’accélération sur
la portion entre la 3™ et 8™ seconde alors qu’une autre accélération est lancée sur la

derniere portion.

La courbe la plus ¢levée au départ est celle du couple réel de la machine. Notons que
les correcteurs de courant n’ont pas encore ét¢ adéquatement dimensionnés a ce stade-ci. Le
flux a vide dans la machine dépasse celui prévu dans les paramétres du controleur, ce qui
implique deux phénoménes. D’abord, un couple beaucoup plus important que celui attendu
sera engendré pour un courant donné. Ensuite, la tension induite atteindra la limite des

capacités de 1’alimentation de 1’onduleur beaucoup plus rapidement. Les courbes
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intermédiaires désignent respectivement le couple demandé par 1’opérateur et celui issu de
la loi de commande. Le couple demandé au systéme par la loi de commande demeure plus
faible que la consigne du conducteur puisqu’il considére les limites en tension et en
puissance du systéme. La premicre chute du couple de la loi de commande (entre 2.3
seconde et 2.8 seconde) est attribuable au comportement dans la zone 3 (diminution du
courant sur 1’axe quadratique) alors que la seconde portion (de 2.8 seconde a 5 seconde) est
le comportement dans la zone 4 (en sous-excitation). Enfin, la courbe tout prés de zéro

désigne le couple de charges du véhicule en mouvement.

Une remarque importante doit étre apportée a 1'égard du couple réel d’une machine
surdimensionnée, qui, asservie par les correcteurs en saturation de tension, atteint beaucoup
plus rapidement un couple insuffisant pour générer une accélération du véhicule da a
’atteinte de la limite en tension. La machine fonctionnant a haute vitesse devient ainsi
beaucoup moins réactive si elle ne posseéde pas les spécifications requises pour 1’application
(trop grand flux a vide et trop faible réaction d’induit), mais son utilisation demeure

possible grace a cette stratégie de commande.

Il est important d’éviter le dépassement du courant de phase (Overshoot) suite a une
consigne de couple ayant la forme d’un échelon. En effet, un dépassement du courant
pourrait avoir des conséquences irréversibles quant a la démagnétisation des aimants
permanents. A cette fin, la dynamique des correcteurs de courant peut étre réduite. Le

dimensionnement de 1’ensemble des correcteurs est traité dans la section 4.7.3.

Le graphique suivant présente le résultat de I’implantation de la boucle de régulation
de tension sur une chaine de traction utilisant des moteurs surdimensionnés. Toutes les
tensions sont converties en tension alternative ligne-neutre efficace « Van,,; ». On

remarque que le freinage régénératif a la 5" seconde fait augmenter la tension dans la
batterie (courbe en bleu). La tension en sortie de 1’onduleur alimentant la machine ne

dépasse jamais le seuil établi grace au régulateur de tension qui entre en action a 1.25 s.
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Tension solicitée par le groupe de traction (onduleur) et
Tension réelle maximale rendue disponible par la batterie
lors d'une simulation considérant un seuil de tension maximale fixe

Figure 4.21 : Tensions du systéme avec une machine surdimensionnée controlée par la loi de commande

et un régulateur de tension

La Figure 4.21 permet de démontrer que I’architecture de la boucle de régulation de
tension, placée en pseudo-cascade avec la boucle de courant, limite les impacts sur la
tension. Malgré une trés mauvaise caractérisation de la machine dans le modele interne
comme dans la loi de commande implantée dans le controleur, la sortie de I’onduleur évite
la saturation des signaux de tensions par rapport a ce que peut offrir le bus CC, en
occurrence la batterie. La prochaine section traite de 1’influence de I’instrumentation sur la

dynamique du systéme.

4.7.2 Instrumentation des courants de la machine

Pour éviter d’échantillonner le bruit électromagnétique passant dans les capteurs de
courant, essentiellement 1i¢ a 1’utilisation de convertisseur a base d’¢€lectronique de
puissance alimentant la machine €lectrique, il est préférable de choisir la plus faible
fréquence de coupure possible sans atténuation du signal et de venir corriger la phase de ce
signal par un mode¢le interne. En effet, la fréquence de coupure des filtres analogiques
induit un déphasage sur les signaux de rétroaction du courant. Ce déphasage devient
significatif a mesure que la vitesse de la machine augmente. Le circuit illustré a la Figure

4.22 est celui des filtres analogiques employés a la sortie des capteurs de courant.
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Figure 4.22 : Circuit du filtre butterworth d’ordre 2 utilisé pour la lecture des courants

La fonction de transfert de transfert de ce circuit est donnée par [12], [59] :

1 ,
Gr(s) = RyR5C1Cy52+Cy(Ry+Ry)S+1 (Eq.4-38)

La particularité d’un filtre Butterworth est d’avoir un coefficient d’amortissement a la
limite de la résonnance autour de la fréquence de coupure, ce qui offre une meilleure
dynamique et un déphasage plutot progressif jusqu’a I’atteinte de la fréquence de coupure.
Cependant, la particularité la plus importante des filtres de type Butterworth est qu’ils
offrent une trés faible atténuation des fréquences avant la fréquence d’amortissement (de
coupure). Typiquement, pour obtenir les réglages d’un filtre Butterworth de deuxi¢me
ordre, les éléments passifs du circuit de la Figure 4.22 sont dimensionnés pour une

fréquence de coupure f;, de la fagon suivante :

Ry =R, =Ry (Eq.4-39)
1 ,

CZ = m (Eq4-40)

€1 =26 (Eq.4-41)

Comme [Dillustrent les figures suivantes, l’amplitude est beaucoup moins
problématique que la phase du signal issu de ce type de filtre. La machine atteindra au
maximum une fréquence fondamentale autour de 250 Hz. Ainsi, une fréquence de coupure

de 1 kHz est suffisante pour ne pas affecter I’amplitude du signal de la fondamentale. Par

contre, la phase est trés affectée par ce réglage.
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Figure 4.23 : Amplitude (en %) et phase (en rad) d’un signal filtré 4 1 kHz par le filtre Butterworth

Le modéle de la fonction de transfert du filtre doit étre implanté pour plus de
précision de lecture et d’asservissement si une faible fréquence de coupure est choisie.
L’angle de retard évalué sera alors simplement soustrait a celui de I’encodeur avant de

passer dans la transformée de Park directe (cf. Figure 4.4). Le déphasage est donné par :

_ 2:RpCy21 fy ,
Oriitre = —arctan (I—sz'cl'CZ"l'Tl'z'foz) (Eq.4-42)

Si le modele du filtre n’est pas considéré dans le controleur, une fréquence de
coupure beaucoup plus haute doit étre choisie. Les deux illustrations de la Figure 4.24
démontrent la présence d’un faible déphasage pour la fondamentale de 250 Hz avec une
fréquence de coupure de 10 kHz. Des convertisseurs utilisant des transistors MOSFETs

commutant a 50 kHz permettraient une amplitude du bruit presque entierement atténuée.

Gain (%) Magnitude Phase Frequency (H2)
120 N : S — 1 10 100 1000 10000 100000 1000000 10000000
T i o
| 1 | RH i
| ™
0
? | | | 05 N
0 , N
1 <1
o i i \ T \
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i | | N \ £ 25 \
20 " \\
i i H H i H 2]
, ‘ N\ ‘ f" ) 3
1 10 100 1000 10000 100000 1000000 10000000 | 35

Figure 4.24 : Amplitude (en %) et phase (en radian) d’un signal filtré a 10 kHz par le filtre butterworth

I1 est ainsi préférable d’intégrer le modele du filtre analogique dans 1’algorithme de
traitement de la rétroaction du courant pour éviter de contraindre la conception du systéme
a utiliser des convertisseurs d’¢lectronique de puissance dispendieux (a transistors

MOSFETs). La prochaine section vise a éliminer les risques d’instabilit¢ liés au


ocote
Placed Image
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dimensionnement des contrdleurs de courant a 1’égard du déphasage induit par les filtres

analogiques et les inductances de la machine électrique.

4.7.3 Structure et dimensionnement de la dynamique des correcteurs

Les limitations de 1’échantillonnage liées au matériel de controle sont loin d’étre
contraignantes puisqu’elles ne dépendent que de la fréquence du traitement des valeurs de
courants par la transformée directe de Park et de I’échantillonnage des entrées analogiques.
Les cartes d’entrées utilisées offrent un taux de rafraichissement d’environ 40 kHz pour
chacun des six canaux qui devraient étre utilisés dans la version finale du banc d’essai du
systtme de traction (quatre sondes de courant et deux jauges de déformation). Cette

fréquence est encore bien supérieure a la fréquence de coupure des filtres analogiques.

La méthode des contours [60] prévoyant I’ensemble de la dynamique du systéme est
donc choisie pour déterminer les parameétres des contréleurs a 1’égard du dimensionnement

des filtres et du délai imposé par le procédé.

4.7.3.1 Dynamiques et structure de correction générale
La Figure 4.25 présente un diagramme simplifié des boucles de tension et de courant
implantées pour 1’asservissement de la machine par des correcteurs en pseudo-cascade avec

modeéle interne.

La méthode des contours [60] est utilisée pour maximiser la marge de phase de cette
premiere boucle de régulation en courant pour en assurer la stabilité. Dans ce qui suit, le
dimensionnement des correcteurs de courant est d’abord présenté en traitant seulement la
boucle de courant de fagon simplifiée, c'est-a-dire en négligeant le caractére multivariable
du systeme, puisque le découplage permet cette approximation. Ensuite, le
dimensionnement du correcteur de tension est trait€¢ pour I’ensemble des axes par la boucle

ouverte sur la section du systéme qui le concerne.
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Figure 4.25 : Diagramme simplifié des boucles de régulation du contrdleur

l

Boucle de courant

Vs(s)

4.7.3.2 Structure de la boucle en courant et dimensionnement des correcteurs
La fonction de transfert de la boucle de régulation en courant compose avec le
déphasage imposé par le contréleur de courant, par I’inductance de la machine et par les
filtres analogiques. La fonction de transfert de la boucle ouverte simplifiée sur le courant
est donnée par :
Heourant(s) = Ge(s) * G (s) * Gp(s) - Gr(s) (Eq.4-43)
Ou « G.(s) » est la fonction de transfert du correcteur de courant, « G,,(s) » estla
fonction de transfert du mod¢le interne, ce qui revient a G, (s) = R, « G,(s) » est la
fonction de transfert de la machine €lectrique et « G¢(s) » est la fonction de transfert du
filtre. En substituant les fonctions de transfert des différents éléments de la boucle ouverte

de courant, la fonction de transfert de cette boucle devient :

Kic 1 1 ,
e ® = (K +) R (1) () Gttt
Avec:T = i—f = % , ou f. et & sont respectivement la fréquence de coupure et le

c c

coefficient d’amortissement (0.707) du filtre. La marge de phase définit le déphasage du
procédé en boucle ouverte lorsque le gain est unitaire pour une fréquence encore inconnue.

La marge de phase est donnée par [61] .

b =m+ (arctan (KI’;;CU) - %) + (— arctan (L;w)) + (— arctan( 25w )) (Eq.4-45)

. —1202
ic s T°we+1

ZGe(w) Z6p(w) £G6f(w)
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En utilisant cette équation, le ratio des gains du contrdleur peut étre déterminé selon

par I’expression suivante :

% = tan (¢ — 5 — £6p(w) — £6f(w)) = (Eq.4-46)

Gainratio
Comme le découplage du systéme peut étre considéré parfait, le gain proportionnel
devrait prendre une valeur « K < 1» pour limiter le dépassement de la commande. La
relation (Eq.4-46) suggére également que plus la fréquence (agressivité) de correction est
grande, plus le gain intégrateur sera important par rapport a celui proportionnel. Dans le

méme ordre d’idée, I’agressivité du correcteur est diminuée si une large marge de phase est

exigée.

Quelle que soit la fréquence de coupure, soit la valeur limite de « w » avant
atténuation du gain du procédé, I’expression suivante doit étre valide pour conserver la
stabilité de la boucle d’asservissement en courant. L’équation (Eq.4-47) qui suit évoque en
effet que la somme des déphasages du systeme (machine et filtre) et de la marge de phase
« &y, » doit étre beaucoup plus faible que 180°. Il est nécessaire de contraindre la somme
du déphasage dans le procédé (machine et filtre) pour €tre en mesure de conserver une

marge de phase minimale, idéalement toujours au dessus de 40° [62]. Ainsi :

dm — £6p(w) — £6f () < 180° (Eq.4-47)
La marge de phase est définie a la fréquence de coupure du systeme. Ainsi, pour

déterminer la fréquence de coupure du systéme, c'est-a-dire la fréquence a laquelle le gain

de la fonction de transfert de la boucle ouverte de courant est unitaire, il faut résoudre la

valeur de « w » dans I’expression suivante :

. «I(K cw) +Kic? 1 1 2
|Heourant Gw)| = - |-R,- ( ) =1 (Eq.4-48)

’ S J (Lew)2+R2 | WAZT70)2+28Tw)?

)
IGelw)] IGp(@)] 67l
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La résolution de I’équation (Eq.4-46) permet de définir le gain intégral du controleur
de courant en fonction de la fréquence de coupure et des paramétres de la machine en

utilisant 1’équation suivante:

w 1

K. = : Eq.4-49
O Gp@ler@lRs [ 22 (5 )
Ensuite, le gain proportionnel peut étre calculé en utilisant la formule suivante :
Ky = Kic - Gaingqyio (Eq.4-50)

Le systéme d’équations formé par les expressions (Eq.4-48), (Eq.4-46) et les angles
donnés par I’équation (Eq.4-45) utilisant les paramétres du correcteur de courant nécessite
une résolution par calcul numérique. En vérité, il y a une multitude de possibilités quant au
choix de marge de phase est de fréquence d’asservissement. Une marge minimale fixée a

75° assure déja un systéme suramorti sur I’ensemble de la fonction de transfert.

Le choix de la fréquence de coupure peut pour sa part minimiser ou méme ¢éliminer le
dépassement (overshoot) qui peut s’avérer dangereux pour la démagnétisation des aimants
permanents. La dynamique recherchée par 1’opérateur pour 1’atteinte de la consigne en
couple est en fait la seule contrainte sur I’agressivité de la boucle de régulation sur le
courant. En considérant une réponse du systeme amorti semblable a celle d’un deuxieme
ordre, la consigne devrait étre entierement atteinte apreés seulement deux fois sa constante
de temps. Si une contrainte de « t;pg9, = 0.1 seconde » est imposée pour 1’atteinte de cette
consigne, alors la fréquence de coupure, définissant la dynamique de I’asservissement en

courant, est donnée par :

wEZ-n-( 2

tm%) =2-7-20Hz = 125.66 rad/s (£q.4-51)
La Figure 4.26 illustre le comportement du systeme en boucle ouverte a I’aide d’un
Abaque de Black. Le point indiqué sur le graphique est celui ayant été utilis€ pour le
dimensionnement des correcteurs de courant. Le graphique permet de vérifier la marge de
phase a la fréquence de coupure, c'est-a-dire lorsque le gain est a 0 dB. L’ Abaque de Black

permet également de vérifier la stabilité de ce systeme par I’évitement de 1’ceil central.
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Abaque de Black : Fonction de transfert de la BO de régulation en courant
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-0

50

80

Gain en BO (dB)

100 /
120

140

o | | | | <16 5

“Se0 En B E3 ) EES S0 s 0
Phase en BO (en °)

Figure 4.26 : Comportement de la boucle ouverte (BO) du contrdle en courant.

Le dimensionnement de la boucle ouverte de régulation ne considére pas le caractére
multivariable du modéle interne comme celui de la machine. Toutefois, le contrdle s’aveére
aussi performant sur I’un ou I’autre des deux axes (« d » et « g »). La Figure 4.27 présente
la réponse temporelle du couple de la machine permettant en fait d’observer la dynamique

de régulation du courant sur I’axe quadratique « I, ».

Figure 4.27 : Réponse de la boucle fermée en courant pour un réglage suramorti

Le graphique de la Figure 4.27 permet de conclure que pour les réglages définis

précédemment (¢,=75° , w=125 rad/s), 1’asservissement se fait sans dépassement de la
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consigne, sans instabilité¢ et avec un temps de réponse environ 50% plus court que ce qui

¢tait attendu ( #;992,~ 0.05 ).

4.7.3.3 Structure de la boucle en tension et dimensionnement du correcteur

De son coté, la rétroaction de la boucle de régulation de tension (anticipation de la
saturation en tension) est connectée aprés le modele interne. Cette partie du systéme
n’interagissant pas avec les filtres analogiques ni avec la machine électrique, le
dimensionnement du correcteur de tension est beaucoup moins critique que celui des

correcteurs de courant. La Figure 4.28 illustre cette boucle de régulation de tension.

La définition de la fonction de transfert exacte de la boucle de tension est
extrémement laborieuse, c¢’est pourquoi le dimensionnement du contréleur de tension se
base sur I’hypothése que les seuls éléments induisant des effets dynamiques (déphasage)
dans cette boucle de régulation sont les controleurs de courant de type parallele. Les
branchements illustrés pour la partie assurant la correction de saturation de la tension sur la

Figure 4.28 reviennent aux expressions (Eq.4-33) et (Eq.4-34).

Modeéle interne Axe D

vd(s)

1d*(s)

Limite de tension m
Vmax
= ——

Corr. de
courant
GceD(s)

Corr. Sat. Tension:

Corr. de GeVsat(s)

Ays *AV
*@—-» Tension ¢

A GCVsat(s)

Ald(s)

Corr. de

X
— courant

Geals) Va(s)

Yy v

Sommateur
Vs(s)

Figure 4.28 : Diagramme multivariable de régulation de tension

La fonction de transfert de la boucle ouverte avec le controleur d’anticipation par la

variable d’entrée « AVs», permettant d’obtenir une variation de tension a la sortie du
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mode¢le interne, peut étre estimée en négligeant les gains statiques (constantes). En effet,
ces gains n’induisent pas de déphasage et un découplage parfait du systeme représente
normalement un gain statique unitaire entre 1’entrée du correcteur en tension et la sortie du

mode¢le interne. La fonction de transfert de la boucle ouverte en tension est donnée par :

Hv(s) = Gc(s) * Geysar(s) (Eq-4'52)
Kic Kicvsa #

Ho(s) = (Kpe +°2) - (Kpeysae +2122) (Eq.4-53)

La boucle ouverte devrait avoir une valeur de gain proportionnel « Ky, ¢y sq¢ » unitaire

puisque le modéle posséde déja des gains de découplage. Le choix de la marge de phase et
celui de la fréquence d’asservissement de la tension influent énormément sur la dynamique

du systéme. La marge de phase est pour sa part calculée par I’expression suivante :

Kpc @y

¢y = m + arctan (

i Kpchat'wv) 1
) > + arcta ( >

icVsat

éGc(wv) AGchat(wv)

(Eq.4-54)

c

En imposant une valeur quelconque de marge de phase, une premiére estimation du

gain de I’intégrateur du contrdleur de tension peut étre effectuée par I’expression suivante :

Kpcvsat' Wy )
tan(dvafarct;n(KI;(C—i'ca"’)) (Eq.4-55)

Kichat1 =

Le gain de la fonction de transfert en boucle ouverte est pour sa part donné par :

|Hv(jw,)| = \/(KpC'wv)2+KiC2 .\/(Kpchat"“v)z-"Kicvsatz =1 (Eq.4-56)

Wy Wy
|Ge(wy)] [GeVsat(wy)|

Par résolution de I’équation quadratique découlant de I’isolation variable « @, » dans
1’équation (Eq.4-56), le choix de la fréquence de coupure de la boucle de correction de la
saturation en tension peut étre effectué. L’équation a résoudre est la suivante :

2 2
0= (1),,4 (Kpc2 ' Kpchatz) + wvz (Kpc2 "Kicvsar + Kic2 ' Kpchat - 1) + (Kic2 ' KichatZ)

A 5 c
(Eq.4-57)

La fréquence de coupure est ainsi définie comme suit :

—B+VBZ—-4AC
24

w, = (£q.4-58)
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Une optimisation numérique est une fois de plus nécessaire puisque le coefficient
«Kicysar » est a la fois un coefficient nécessaire a la détermination de « w,, » et utilise cette
pulsation dans son dimensionnement. L’optimisation est donc contrainte par un gain
unitaire sur la boucle ouverte de régulation de la tension. La valeur minimale de la marge
de phase est aussi contrainte a étre supérieure a 40°. Les seules variables d’optimisation
sont la fréquence de coupure « w,, » et la marge de phase « f,,, ». Toutes deux sont injectées
dans le systeme d’équations comme variables indépendantes puis calculées respectivement
par les expressions (Eq.4-58) et (Eq.4-54). Le diagramme de la Figure 4.29 illustre le
comportement intégrateur du controleur de tension ayant subi le réglage déterminé par
I’optimisation. Le point indiqué dans cet abaque correspond au point calculé par

I’optimisation des parametres du contréleur de tension.

Abaque de Black: Fonction de transfert en BO de la régulation de tension
T T ] T T

Gain en BO (dB)

" L ! i : : i | | i : Lo ol

-360 315 270 25 180 135 80 s 0

Phase en BO (en ©)

Figure 4.29 :Abaque de Black de la boucle de régulation de tension

Le Tableau 4.1 illustre les parametres des correcteurs optimisés pour les deux boucles
de contrdle. Les valeurs de marge de phase et de fréquence de coupure attendues sont
comparées avec les résultats de simulation, montrés respectivement par la Figure 4.26 et
Figure 4.29. Les valeurs des constantes des correcteurs, issues de l’optimisation, sont

¢galement présentées dans le Tableau 4.1.



224

Tableau 4.1 : Résumé des paramétres de réglage des correcteurs

- PARAMETRE SOLUTION
VARIABLE DESCRIPTION ET UNITES THEORIQUE | (SIMULATION)

Correcteur de courant

O Marge de phase assurée en boucle ouverte 75° 75°

) Fréquence de coupure 125.5 rad/s 122 rad/s

K. Constante d’intégration 0.0231

K, Constante proportionnelle 125.6
Correcteur de tension

[ Marge de phase assurée en boucle ouverte 46.7° 47°

, Fréquence de coupure 178 rad/s 178 rad/s

Kicvear Constante d’intégration 1

Koevsar Constante proportionnelle 177.75

4.8 CONCLUSION

Ce chapitre a permis de mettre en place une structure de contréle robuste et
performante pour la commande de la machine synchrone de traction considérée. Le
contrdle de la machine synchrone est une étape importante des objectifs de réalisation du
systéme de traction. Dans un premier temps, les transformations mathématiques ont permis
de simplifier la représentation vectorielle et d’établir une structure de controle dont la
dynamique ne dépend plus de la fréquence fondamentale de la machine. L’¢laboration
d’une loi de commande a permis aussi d’établir les bornes des plages d’opération (zones)
atteignables par la machine de traction en tenant compte de ses parameétres €lectriques et

des limites de son alimentation.

Un modgele interne a ensuite été configuré pour assurer le découplage des axes direct
et quadratique afin de permettre 1’opération en boucle ouverte sur le courant. L’¢laboration
de la structure de contrdle en pseudo-cascade pour réguler la tension d’alimentation tout en
asservissant le courant injecté est a I’origine de la robustesse du concept final. En effet, la
structure permet de contourner les erreurs de contrdle liées a une mauvaise caractérisation
de la machine. Cette structure permet méme d’implanter une autre machine de traction que
celle prévue par la paramétrisation du contrdleur sans affecter les performances ni la

robustesse du systéme de controle.
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Le dimensionnement des filtres analogiques a été réalisé par la suite par 1’analyse de
la limite en fréquence avant atténuation du signal fondamental. Pour éviter le déphasage des
signaux de courant, le déphasage du filtre a été pris en compte dans la transformée directe
de Park. Les correcteurs de courant et de tension ont été dimensionnés par la méthode des
contours [60] pour faciliter la définition de leur réponse temporelle en termes d’agressivité
et de robustesse. Enfin, des résultats d’implantation ont démontré la performance de la

structure de contrdle et de la méthode de dimensionnement choisie.

La machine électrique de traction n’est pas le seul dispositif du systéme de traction
qui nécessite une attention particuliére de gestion et de contrdle. Le prochain chapitre
¢labore certaines grandes lignes directrices pour la gestion des autres composants de

puissances branchés sur le bus CC.
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CHAPITRE 5. GESTION DES COMPOSANTS DU BUS CC

5.1 INTRODUCTION

Dans le chapitre précédent, la loi de commande a ét¢ définie pour la machine de
traction a poles lisses, dimensionnée au troisieme chapitre, en décrivant les modes
d’alimentation en fonction des zones de travail et des limites matérielles. Dans le présent
chapitre, les équations de contréle sont mises a profit pour simuler le comportement du
systéme d’alimentation. Les équations dynamiques mécaniques du véhicule ainsi que celles
de la machine synchrone a pdles lisses sont considérées pour simuler la charge et la
motorisation du véhicule. Le dissipateur thermique est également implanté pour simuler le
freinage dissipatif lorsque le systéme atteint des pointes importantes de puissance lors des
décélérations. Dans le méme ordre d’idée, la génératrice est ajoutée au systéme de traction
pour analyser ses cycles de fonctionnement et son apport en puissance lors de forte

accélération pour le mode hybride.

Le systetme de traction global pourra ensuite étre soumis a différents scénarios de
’algorithme de gestion pour valider les modes de fonctionnement et leur influence sur la
consommation et l'utilisation de la batterie. De plus, le modele générique met en

perspective le dimensionnement de chaque composant.

Avant toute chose, le présent chapitre dresse les grandes lignes de I’intégration et la
gestion des systémes de sécurité et de protection humaine et matérielle. Les requétes
d’isolation galvanique dans le cahier de charge de conception des composants de puissance

comme la définition des types de fautes et des modes d’intervention y sont traitées.

En somme, le présent chapitre dresse d’abord le portrait du projet de réalisation du
bus CC. Il traite ensuite des aspects de la sécurité¢ du systéme, du dimensionnement des
composants prévus a cet effet et des méthodes de diagnostic des problemes du systéme et

leur gestion. Le portrait global de la stratégie de gestion du stockage d’énergie dans une
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batterie a haute tension et de ’utilisation de la génératrice figure aussi dans le présent

chapitre.

5.2 MISE EN CONTEXTE

La puissance engendrée par la traction ¢électrique nécessite des stratégies de gestion
du stockage a grande densité de puissance telle que 1’utilisation de supercondensateurs [13].
Cependant, I’hypothese d’utilisation d’une batterie Lithium Oxyde de Titanate (LiTO) est

la solution considérée depuis la section 2.8.

L’interfacage avec le logiciel LabVIEW facilite I’instrumentation du systéme c’est
pourquoi le choix du matériel d’implantation s’est arrété sur le systéme embarqué
« CompactRIO » de la compagnie National Instrument (NI). D’un autre c6té, le systéme est

suffisamment performant et versatile pour étre implanté sur un banc d’essai [5].

Différents modes de gestion de la génératrice sont proposés dans la littérature pour
les systémes hybrides séries. Bien que les plus prometteurs suggeérent d’implanter des
algorithmes de gestion prévisionnelle au trajet poursuivi [2, 63], cette démarche nécessite
une grande gestion de I’information de géolocalisation en plus de celle déja fournie par le
véhicule. De plus, les méthodes par prédiction ne peuvent cartographier les trajets hors

route comme le nécessite le présent véhicule.

De fagon générale, les systémes de traction préconisent 1’utilisation de la batterie sur
la premiere portion du trajet avant de tomber en mode hybride. Par contre, la chute
drastique de la tension du bus CC a puissance créte des groupes de traction peut altérer les
performances ou méme le bon fonctionnement du systéme. La réserve de 10% prévue dans
la batterie doit donc étre suffisante pour rencontrer les spécifications minimales de

performances.

5.3 DEFINITION DES TRAVAUX DE REALISATION
L’interconnexion des ¢éléments de puissance du véhicule électrique passe par le bus
CC. La gestion de celui-ci sera une priorité lors de I’implantation du systéme dans le

véhicule, mais la mise en place finale ne fait pas objet du projet de maitrise puisqu’elle
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déborde de I’échéancier. Par contre, la réalisation du bus CC avec les principaux ¢léments

de puissance et leurs ¢léments de sécurité a été¢ grandement avancée.

En somme, le controle d’un chargeur de batterie, d’un dissipateur thermique, d’un
onduleur triphasé et de tous les éléments de pilotage et d’instrumentation du bus CC a été
implanté. De plus, les sectionneurs de la batterie de puissance ainsi que celui prévu pour la
recharge du véhicule ont tous été implantés dans le systeéme. Le systéme de sécurité a
¢galement été implanté en utilisant un automate de sécurité « Smart Guard » de la
compagnie Allen-Bradley qui veillera a la gestion des erreurs du systéme et au pilotage des
composants de sécurité¢ (contacteurs) principaux. Notons que plusieurs de ces travaux de
réalisation ont été effectués en collaboration avec une équipe d’étudiants lors des cours de

projets et d’un stage.

Différents codes d’erreurs peuvent étre détectés depuis les installations matérielles :
les fautes d’isolation ¢électrique (impédance entre la batterie auxiliaire connectée au chassis
et la batterie de puissance), la présence de tensions sur le bus CC ou sur le redresseur,

I’ouverture des boitiers de puissance ou la surcharge sur le disjoncteur triphasé du chargeur.

5.4 METHODOLOGIE D’EVALUATION DES STRATEGIES DE GESTION DU BUS CC

La gestion de I’énergie dans le véhicule est effectuée par des simulations sur le
logiciel Matlab et un algorithme y étant implanté. Le but étant d’¢élaborer plusieurs modes
de gestion selon I’utilisation du véhicule et de trouver les limites d’application de chacun
de ces modes. Le motif principal d’une gestion intelligente de la réserve de stockage de
I’énergie est essentiellement de réduire la consommation globale du véhicule et d’assurer sa

sécurité de fonctionnement.

Pour I’ensemble des simulations, un modele global, dont I'¢laboration est illustrée en
ANNEXE 3, est utilisé pour implanter 1’algorithme de gestion désiré pour le bus CC. Ce
modele global considére ainsi une batterie, dont le modéle est basé a partir du module
SimPower System de Matlab, une génératrice, un dissipateur thermique et le groupe de

traction a moteurs-roues comme ¢léments de puissance. Le couplage mécanique est
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appliqué sur les parameétres inertiels et aérodynamiques du véhicule selon 1’équation

(Eq.2-1). Enfin, un controleur de gestion du bus CC est intégré au systéme par un

programme embarqué qui respecte 1’algorithme présenté plus loin a la Figure 5.10.

5.5

GESTION DE LA SECURITE DE BASE

5.5.1 Principes de base

Bien que la conception et la gestion de la sécurité interne du systéme de stockage

d’énergie n’est pas traitée dans ce chapitre, il est bon de souligner que la batterie et son

systéme de gestion (BMS) doivent posséder un minimum d'éléments de sécurité tels que :

Un accélérometre a trois axes (« crash sensor ») pour détecter les chocs violents
anormaux afin de couper I’alimentation aux moteurs;

Un signal sur le connecteur de la batterie (« interlock ») pour assurer son
branchement adéquat et sécuritaire

Des contacteurs internes aux boitiers de la batterie, dimensionnés pour le courant
créte, pour permettre la déconnexion de chacune des bornes (positive et négative)
en cas d’impact, de mauvaise connexion ou de surélévation de la température (cf.
Figure 5.1). La carte de gestion interne des batteries a toujours priorité sur les
commandes provenant du contrleur central.

Un coupe-feu du systéme d’allumage ou un étrangleur sur la pompe a injection qui
devrait étre activé sur la génératrice dans ces mémes conditions (impact détecte,
mauvaise connexion de la batterie au bus CC ou température du systéme de
stockage anormalement ¢élevée).

La tension de la batterie devrait étre divisée par modules de plus faibles tensions,
idéalement toutes équivalentes. La batterie utilise donc des contacteurs au milieu
du module («mid-pack contactor(s) »), en plus de ceux placés aux extrémités
positives et négatives.

Une résistance de précharge intégrée a la conception de la ou des batterie(s) qui

limite le courant de démarrage et permet de détecter les fautes d’isolations ou les
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déséquilibres de tension avant d’accepter le transfert de grandes puissances (cf.
Figure 5.1).

e Un bouton d’arrét d’urgence implanté sur le prototype devrait avoir la méme
fonction que ’accéléromeétre a trois axes (« crash sensor »). Si plusieurs blocs
batteries sont placés en parall¢le, leur interconnexion, via les contacteurs internes,
ne peut étre tolérée si les tensions ne sont pas semblables. Seule la batterie dont la
tension est la plus élevée sera branchée en mode de traction alors que le véhicule
en recharge connectera seulement le plus faible module sur le bus CC.

e [L’alimentation a basse tension ne posséde, pour sa part, que des fusibles pour
protéger le matériel et des relais évitant le drainage de la batterie auxiliaire a

'arrét.

La Figure 5.1 constitue un aide-mémoire sur les principaux dispositifs de sécurité a
considérer dans la conception d’une batterie, soit les contacteurs, la gestion des limites
thermiques et le capteur de présence intégré au connecteur de puissance. Le dispositif de
précharge, comprenant une branche auxiliaire composée d'un contacteur secondaire et d'une
résistance qui limite le courant de démarrage, est implanté dans chacune des batteries. Cette
résistance doit pouvoir étre dimensionnée pour résister a la puissance de démarrage en cas
de court-circuit. Si un courant « I, » est lu par le systeme de gestion de batterie (BMS), le
contacteur de la borne positive, ne comportant pas de résistance, ne sera pas enclenché.
Normalement, si le systtme de stockage comprend plusieurs batteries branchées en
parallele, celles-ci doivent communiquer leur tension a une carte de gestion principale
(«master BMS ») qui assurera 1’équilibre des tensions de chacune des batteries avant leur
connexion au bus CC. Enfin, un fusible (ou disjoncteur) doit toujours étre placé sur

chacune des charges reliées au bus CC.

Une note importante doit étre apportée a 1’effet que I’instrumentation du courant de
précharge doit avoir une plage de lecture permettant de distinguer un bruit d'un courant de
court-circuit ou un courant de faute. Un capteur de courant dédi¢ peut étre prévu ou une

résistance de précharge plus faible et plus puissante pour assurer ce discernement.
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Figure 5.1 : Dispositifs de sécurité de base d’un systéme de stockage a haute tension

5.5.2 Principe général de gestion des fautes

La gestion des fautes du systéme de traction doit considérer a la fois les risques
associés aux problémes du systeme et a ceux que peuvent occasionner les actions prises
pour isoler la faute ou y mettre un terme. En effet, certaines réactions du systeéme, suite a la
détection d’une ou plusieurs fautes, pourraient avoir un impact beaucoup plus grave sur la
sécurité de I'utilisateur que la faute elle-méme. Les sections qui suivent ont pour objectif de

dresser les bonnes actions a prendre sous différentes conditions du systéme.

5.5.3 Faute d’isolation galvanique
Conditions de détection de la faute

Le contact avec le bus CC demeure I’élément le plus dangereux dans 1’exercice de
maintenance du véhicule et de ses composants. Pour limiter les risques, une carte de
détection de I’impédance entre la masse du chassis et les bornes du bus CC est utilisée pour
relever constamment 1’état de I’isolation. Si une faute d’isolation est détectée durant 5
secondes, le systeme de sécurité recoit une alarme. En soi, la faute d’isolation n’expose pas

de danger direct, mais elle représente une barriere de moins contre 1’électrocution.
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Avec la conception du chargeur présenté a la Figure 5.7, sans isolation galvanique,
I’erreur apparaitrait pour une charge sous un courant alternatif puisque le connecteur de
charge SAE-J1772 comporte une broche de masse a laquelle est branché le chassis du
véhicule. La connexion du chargeur a la borne de recharge, dans le cas d’une faute réelle,
est extrémement dangereuse puisqu’elle créera un courant de court-circuit aussitot la borne
énergisée. La Figure 5.2 démontre la nécessit¢ de la conception d’un chargeur isolé

(« flyback ») pour éviter les dangers de court-circuit liés aux problémes d’isolation.
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Figure 5.2 :Versions non isolée et isolée du chargeur a haute puissance

Risque de dégradation

L’apparition de ’erreur doit étre affichée a 'utilisateur aussitot qu’elle est détectée.
Par contre, elle doit étre traitée différemment si le véhicule est en service ou s’il est
stationné. En effet, bien que dans les conditions de fonctionnement cette erreur signifie
qu’un contact franc s’est produit entre un cable de puissance et le chassis du véhicule, la

seconde borne n’est pas nécessairement accessible. Par contre, si la faute se prolonge, les
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risques de court-circuit ou d’électrocution sont bien réels. Ainsi, les risques encourrus

augmentent a mesure que les vibrations du véhicule désagreégent 1’état du cablage.

Actions conditionnelles

Il est question de maintenir le véhicule en fonction le plus longtemps possible
considérant le danger que peut représenter I’immobilisation compléte sur la voie publique
ou dans un lieu inaccessible. Un compte a rebours devrait se mettre en fonction aussitot que
la faute est détectée dont la durée est suffisante pour que le véhicule puisse quitter une voie
achalandée et soit en mesure d’emprunter une voie de desserte. Pour inciter 1’utilisateur a
conduire le véhicule a un lieu de maintenance, le « mode tortue » devrait étre engagé apres
quelques minutes. Le « mode tortue » est couramment employé pour les véhicules
¢lectriques lorsque la batterie est trés faible pour permettre d’augmenter son autonomie en
diminuant sa vitesse et sa limitation en puissance. Si le véhicule s’immobilise ou réduit sa
vitesse sous la barre des 50 km/h, le « mode tortue », limitant le véhicule a cette vitesse de
référence, est aussitot engagé jusqu’a ce que I’erreur disparaisse. La recharge du véhicule

n’est pas possible si une faute d’isolation apparait.

5.5.4 Faute liée a I’ouverture des boitiers
Conditions de détection de la faute

Les couvercles des boitiers contenant les ¢éléments de puissance du systeme de
traction sont normalement boulonnés. Les boitiers de prototypage produit dans le cadre du
projet ont pour leur part des loquets de plastique permettant leur ouverture s’ils ne sont pas
cadenassés. Un détecteur d’ouverture de boitier devrait €tre implanté dans chaque boitier
qui est traversé par de la haute tension. Ces capteurs devraient agir au méme titre que les

capteurs de proximité des connecteurs de puissance.

Risque de dégradation

Le danger li¢ a I’énergisation des ¢éléments du bus CC lorsque les boitiers sont
ouverts est important. Méme avec I’isolation entre le chassis et les bornes de la batterie
effective, le systéme ne devrait pas pouvoir étre mis sous tension (contacteurs des modules

de batterie activés) si un bofitier traversé par les conducteurs positif et négatif est ouvert. Si
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le systétme comporte des boitiers de distribution distincts pour les bornes positive et
négative du bus CC, le systétme ne devrait pas rester sous tension si les deux boitiers sont

ouverts en méme temps ou que I’isolation du systéme est rompue.

5.5.5 Faute liée a un impact (collision)

Conditions de détection de la faute

Les chocs violents subits par le véhicule ont des seuils différents dépendamment de
I’axe sur lequel on se situe. Les seuils d’accélération latérale et longitudinale doivent étre

moins permissifs que celui donnant les impulsions verticales liées aux sauts du véhicule.

Actions conditionnelles
Une importante calibration doit étre faite sur la carte de détection des chocs,
composée essentiellement d’un accélérometre a trois axes, avant sa mise en service
., . ,. . ,
puisqu’elle agira sur la commande d’interruption de courant. Cette commande est envoyée
au controleur chargé de la sécurité du systeme qui pilotera les contacteurs prévus pour
I’interruption des afflux en puissance. En cas de panne de la tension des instruments a bord,

les contacteurs d’affluence de 1’énergie sur le bus CC sont normalement ouverts.

5.6 ANALYSE ET GESTION DES FAUTES MATERIELLES
Les différentes fautes sur les ¢léments de puissance peuvent étre détectées de facon
logicielle ou par I’instrumentation de certains phénomenes. Les fautes principales et les

actions a poser selon différents scénarios sont traitées dans cette section.

5.6.1 Surcharge en courant sur le chargeur

Un disjoncteur est branché en série avec le contacteur triphasé a 1’entrée du chargeur.
Un témoin de position du disjoncteur permet de relever 1’erreur de surcharge en courant sur
cette alimentation. La réactivation du disjoncteur mécanique suite a une faute en surcharge
doit normalement &tre faite manuellement. Dans ces conditions, le bouton de réinitialisation

du chargeur doit €tre facilement accessible.
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5.6.2 Klévation de la température dans le systéme

Plusieurs composants sont a risque de surchauffer s’ils rencontrent un probléme de
refroidissement, de surcharge en puissance ou de bris d’isolation. L’ensemble des
dispositifs d’électronique de puissance utilise soit des modules intelligents (transistors) qui
communiquent directement un code d’erreur en température ou des thermistances. Les
machines ¢€lectriques, les bobines du chargeur et les modules de batterie(s) comportent pour
leur part des thermocouples. Les seuils de températures anormales et critiques ne sont
évidemment pas les mémes pour chacun de ces composants avant de relever une faute. Les
paragraphes suivants définissent les groupes d’erreur en température et les actions

suggérées pour limiter les risques de bris du matériel.

Une note importante doit étre considérée a 1’égard d’une faute d’isolation combinée a
une I’¢élévation de température sur les machines électriques. La fragilité de 1’isolation du
bobinage des machines combinée aux contraintes de vibration pourrait étre a 1’origine de
cette chute d’isolation entre le chassis et une des phases. Il n’est donc pas toléré de faire
fonctionner une machine au dessus des températures nominales (80°C dans 1’entrefer)
lorsqu’un bris d’isolation est détecté, et ce méme en « mode tortue ». Les sections 4.6.4.1 et
4.6.4.2 illustrait comment peuvent s’intégrer la gestion des fautes sur les moteurs de
traction a 1’égard de leur limitation thermique en intervenant directement dans leur loi de

commande.

Températures anormalement élevées
Lorsque la température est anormalement €levée dans le systéme, un voyant constitué
de pictogrammes dédiés pour chaque section a probléme devrait étre affiché sur le tableau
de bord. Tel que discuté dans la section 4.6.4, des limitations de performances sont
également prévues pour la machine de traction lorsque ces niveaux de température sont
atteints. Les limites de températures suggérées pour définir un comportement irrégulier ou
une sollicitation anormale sont:
e 100°C pour I’entrefer des moteurs (dimensionnement sécuritaire des aimants

autour de 120°C);
e 150°C pour le cuivre du bobinage des moteurs;
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e 55°C pour la batterie;
e 100°C pour les convertisseurs statiques.

Températures critiques

L’atteinte d’un des seuils de températures critiques doit faire clignoter les
pictogrammes attitrés aux différentes sections & probléme. A ce stade, le systéme ne doit
plus tolérer aucune créte de couple sur les machines de traction, ni les pointes de puissance
sur le bus CC. Un couple modéré permettra de protéger les aimants permanents d’une
démagnétisation. Un « mode tortue » devrait ainsi étre activé jusqu’au rétablissement des
températures sous le seuil critique. Les limites de température suggérées pour définir

I’atteinte d’un état critique du systéme sont :

e 120°C pour I’entrefer des moteurs (risque élevé de démagnétisation des aimants
a 150°C);
e 175°C pour le cuivre du bobinage des moteurs (la température du vernis est
limitée a 200°C);
e 65°C pour la batterie;
e 125°C pour les convertisseurs statiques.
Le systtme qui est réinitialisé et dont les températures sont au-dessus des

températures dites critiques n’est pas autorisé a fermer ses contacteurs de puissance.

Températures d’arrét du systeme

Enfin, certaines limites de température sont suggérées pour définir le seuil ou une
demande d’arrét complet du systeme est requise. Dépendamment de la précision de la
mesure des thermistances et des thermocouples, ces températures pourraient étre revues a la
baisse. Lors d’un arrét du systeme, les accessoires sont maintenus en fonction pour assurer
I’acheminement du liquide caloporteur dans les systetmes de refroidissement et
I’instrumentation des différents sous-systémes. Les limites de températures suggérées pour

I’arrét du systéme sont :

e 145°C pour I’entrefer des moteurs (la température des aimants est limitée a
150°C);
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e 185°C pour le cuivre du bobinage des moteurs (la température du vernis est
limitée a 200°C);
e 70°C pour la batterie;

e 150°C pour les convertisseurs statiques (la jonction des transistors est limitée a
175°C).

5.6.3 Autres considérations dans la définition de I’état du systéeme

Plusieurs éléments doivent également étre pris en considération pour la gestion du
systeme de traction hybride. Le seuil de charge de la batterie apparait comme un premier
¢lément déterminant pour le systéme. La température de cette batterie devrait aussi étre
considérée si des systeémes de chauffage sont prévus pour les conditions hivernales. La
température du moteur a combustion définit également s’il est appelé a faire un démarrage
a froid, ce qui demande particulicrement d’énergie dans le cas d’un moteur diesel. Le
systéme antipollution a également besoin d’une certaine température pour étre performant,

ce qui joue essentiellement sur les cycles d’arréts et de départs par temps froid.

5.6.4 Conditions de mise en route et gestion thermique

Lors de la réinitialisation du systéme de traction, I’état de 1’ensemble des composants
est défini en fonction de différents parameétres. Une attention est particulierement portée sur
I’isolation du chassis du véhicule, I’état de charge de la batterie, les températures des
composants de puissance et la connexion des capteurs de proximité (continuité des
connexions des éléments de puissance et boitiers fermés). Si les températures des
composants de puissance sont sous les seuils critiques, que la boucle des connexions et des
boitiers est fermée et que 1’isolation du chassis est correcte, les contacteurs principaux
peuvent étre fermés. La séquence de démarrage du systeme utilise d’abord les contacts de
préchargement sur la borne positive de la batterie avant de connecter la borne directement
sur le bus CC. La connexion est ainsi séquencée une batterie a la fois si le systéme de

stockage possede plus d’une batterie.

Si une faute d’isolation est présente, il s’avere impossible d’utiliser le chargeur de
type non isolé avec une borne de recharge externe. Le systéme peut tout de méme mettre sa

génératrice en marche pour assurer la recharge de la batterie.
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Les conditions de démarrage systématique de la génératrice sont définies par un seuil
de charge de la batterie sous la barre des 12% ou si la température de celle-ci se trouve sous
la barre des -15°C et que le mode ¢électrique n’est pas activé. Dans ces conditions, le moteur
a combustion est respectivement utilisé pour charger les batteries ou pour augmenter la
température du fluide caloporteur dans le circuit de refroidissement, a la fois par sa propre
culasse et par le biais du dissipateur thermique. Le seuil de charge de la batterie établit la
condition principale de I’état du systéme dans I’algorithme de gestion de la génératrice

proposé a la section 5.7.3.

Une proposition de circuit de refroidissement pour le véhicule étudié est présentée a
la Figure 5.3. Les onduleurs et les moteurs ainsi que 1’alternateur et le convertisseur
statique (chargeur-dissipateurs) possédent un systéeme de refroidissement constituant le
premier stage en température. Le circuit est partagé en cinq branches paralleles provenant
de la pompe. Les dispositifs d’¢lectronique de puissance sont placés en série avec les
machines électriques. L’afflux de 1’ensemble de ces sous-circuits passe ensuite dans le
moteur a combustion. Ce dernier, en se refroidissant, augmente davantage la température
du fluide caloporteur. Enfin, la chaleur du dissipateur thermique est extirpée par le fluide

caloporteur.

D’un autre coté, le circuit secondaire, utilisé pour la gestion thermique de la batterie
et celle de I’habitacle, dirige la température désirée du fluide caloporteur dans I’habitacle.
Un jeu de restrictions sur la ligne principale et de distributeurs hydrauliques alimentés de
part et d’autre de ces restrictions est donc prévu pour assurer 1’échange thermique adéquate
entre la boucle principale et la boucle secondaire en fonction de la température du systéme
de refroidissement principal et celle de I’habitacle. Tel que le montre la Figure 5.3, la
position « 1 » de la restriction sur la ligne et celle des distributeurs hydrauliques correspond
donc a une affluence de chaleur dans la boucle secondaire (en rose) alors que la position
« 2 » correspond a un refroidissement de cette boucle. L’échange dans la batterie devrait se

faire via un ventilateur thermostatique pour réguler la température interne des modules a
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partir de 1’affluence ou la dissipation de chaleur offerte par le fluide caloporteur de la

boucle principale.
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Figure 5.3 :Shéma du circuit hydraulique de refroidissement du véhicule

5.6.5 Diagnostic du systeme de traction par des modéles

Certains problemes sur le groupe motopropulseur peuvent étre détectés par le
comportement anormal des controleurs de courant ou de tension. En effet, les valeurs
stockées dans les intégrateurs fournissent un indice important sur la divergence des
parametres réels des machines par rapport au modéle basé sur les caractéristiques
théoriques. Les erreurs statiques importantes peuvent ainsi signifier une détérioration
permanente de la machine. D’un autre c6té, des erreurs dynamiques importantes peuvent
signifier un déséquilibre des phases li¢ a un court-circuit dans le bobinage, une mauvaise

fixation d’un encodeur ou un probléme avec un bras d’onduleur.
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Enfin, le rendement instantané¢ de la machine peut étre calculé en utilisant la
puissance ¢lectrique consommée et celle calculée a partir du couple théorique et de la
vitesse angulaire. Si les rendements des différents points d'opération sont implantés dans
une table de valeur, il sera possible d'observer si la machine s’éloigne beaucoup trop des
rendements prévus pour détecter un probléme qui causera tot ou tard un échauffement. Le
méme principe peut étre appliqué sur la puissance consommeée par I’onduleur et celle
fournie a la machine. Ces deux situations permettent de décrire avec plus de précision un

événement diagnostiqué tel qu’expliqué par le paragraphe précédent.

5.6.6 Procédures en cas de fautes

5.6.6.1 Introduction au concept de priorités

Le controleur central gérant la sécurité¢ doit étre informé des diagnostics des
contrdleurs en plus des problémes de sécurité¢ de base. Un arbre de priorité doit étre défini
pour établir la gravité de la faute en considérant également 1’état du systeme. Les actions a
poser sont ensuite déterminées. La liste suivante établit les priorités sur les différentes

erreurs pouvant étre rencontrées et diagnostiquées :

Erreurs prioritaires — Arrét du systéme complet si on rencontre :

Un choc violent causé par un impact important;

Un boitier ouvert ou une interconnexion des cables rompue;
Une température d’arrét du systeme;

L’activation du bouton d’arrét d’urgence.

Erreurs secondaires — Isolation du secteur a probléme si on rencontre :

e Un probléme d’isolation au chassis et un courant de masse du chargeur;

e Un probléme d’isolation au chassis et un moteur a température anormale;

e Une surconsommation des éléments de traction (chute de rendement) et une
température critique.

Erreurs tertiaires — Lancement du mode tortue, pour entretien s’il advient :

Un probléme d’isolation au chassis durant plus de 5 minutes;

Un probléme d’isolation au chassis et que la vitesse diminue sous 40 km/h;
Température anormale sur un secteur isolé¢;

Température critique sur un ou plusieurs composants;
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e Secuil de charge faible sur la batterie et génératrice en probléme ou sans
carburant.

5.6.6.2 Cas des erreurs prioritaires

L’arrét du systéme prévoit une coupure de 1’alimentation séquencée par I’arrét du
contacteur triphasé a I’entrée du chargeur, la coupure des contacteurs des modules de
batterie et 1’activation du dissipateur thermique. Ce dernier présente un intérét important
pour freiner le véhicule d’urgence et limiter les surtensions sur le bus CC. Le
dimensionnement des machines ¢électriques doit par contre étre étudié pour que le courant
de freinage (sur la résistance du dissipateur) a vitesse maximale ne cause pas de risque de
démagnétisation. Sinon, les dispositifs d’isolation par secteur, discutés au prochain
paragraphe, doivent étre débrayés pour laisser le véhicule s’arréter de lui-méme. Une faute

prioritaire nécessite généralement un remorquage.

5.6.6.3 Cas des erreurs secondaires

L’isolation d’un secteur a probléme requiert des sectionneurs pour chaque groupe de
traction. Il peut étre avantageux a cet égard d’avoir des sectionneurs divisant le groupe
motopropulseur en deux sous-groupes, soit a ’avant et a 1’arriere du véhicule pour
minimiser les cofits. Si le chargeur est a probleme, I’isolation se fait par le biais du
contacteur triphasé. L autonomie du véhicule sera alors a surveiller. Une faute secondaire
requiert une maintenance, mais le véhicule pourra généralement se rendre sans remorquage

au lieu d’entretien.

5.6.6.4 Cas des erreurs tertiaires

Un secteur déja isolé du systeme dont la température dépasse le dimensionnement
nominal déclenchera le mode tortue. Lorsque le mode tortue est activé, il y a limitation a la
fois du couple des machines de traction (a 50% de leur capacité nominale par exemple) et

de la vitesse du véhicule (a 40 km/h par exemple).
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5.6.7 Dissipateur thermique

Le dissipateur thermique (convertisseur statique et ¢lément chauffant) agit comme un
¢lément de sécurité sur plusieurs aspects. Tout d’abord, en fonctionnement normal, il assure
un freinage régénératif sans égard a 1’état de charge de la batterie, ce qui stabilise le
comportement du véhicule. Dans un deuxiéme temps, le dissipateur thermique agit
littéralement comme un frein si la vitesse du véhicule s’emballe au-dela de la vitesse
correspondante a la tension permise par 1’alimentation. Dans ces deux cas, le dissipateur
thermique protege la batterie contre les surintensités. Dans le cas d’un freinage régénératif
trop agressif pour la capacité de la batterie, le dissipateur protége également contre les
pointes de courants acheminées au systeme de stockage. Refroidi avec du glycol, 1’élément
chauffant peut littéralement étre utilisé pour réchauffer I’habitacle ou préchauffer le
systtme de stockage (batteries) en saison froide tel que présenté dans la section 5.6.4.
Enfin, le dissipateur thermique agit comme un élément de drainage des capacités

résiduelles qui sont situées a I’entrée des convertisseurs statiques et a la sortie du chargeur.

A cet effet, pour augmenter la sécurité des travaux de maintenance sur le bus CC, les
capacités recommandées pour 1’ensemble du systeme sont de type polypropyléne. Leur
grande durabilité, la grandeur des tensions de dimensionnement disponibles, leur
fonctionnement non polarisé et leur extréme faible inductance parasite sont les principales
caractéristiques de ces capacités qui permettent de supporter d’importantes variations de
tension. Ainsi, les capacités de polypropyléne permettent de réduire le dimensionnement
(capacitance) des filtres et celui des capacités mis a proximité des transistors pour ’aide a
la commutation «snubber ». Elles sont donc plus faciles et rapides a drainer avant

d’effectuer une intervention sur le bus CC.

Théorie du dimensionnement

Le dimensionnement électrique et mécanique du dissipateur thermique a été présenté
dans la section 2.10.6. La méthode d’asservissement de son convertisseur statique (hacheur
dévolteur) comprend pour sa part deux modes de régulation, soit en tension et en courant.

La stratégie de contréle [64], qui utilise une boucle de régulation en pseudo-cascade
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adaptée pour I’application du dissipateur [29], est illustrée a la Figure 5.4. La convention
est choisie pour que le courant de recharge de la batterie, par exemple lors d’un freinage
régénératif, soit négatif. A I’inverse, un courant de décharge, utilisé par exemple pour

alimenter les moteurs de traction lors d’une accélération, est considéré positif.

Gf(s)

A

Pv

VB
Ghv(s) >
rz ez

r e1
VBmax
—> Gc2(s)*Gcln-1 f Gel(s) u pi
Smin=] IB
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Gf(s)

Smax=0

[

Figure 5.4 : Structure en pseudo-cascade des boucles de controle du dissipateur

Les fonctions de transfert « Gf(s) » représentent celles des filtres analogiques,
semblables a ceux donnés en 4.7.2 par I’équation (£q.4-38) (de type Butterworth), qui sont
ici implantés sur les mesures de tension et de courant de la batterie. Ces deux éléments
controlés recoivent des perturbations en tension et en courant, respectivement « Pv » et
« Pi », depuis les autres ¢léments du systeme tels que les moteurs et le chargeur. Un
contrdleur dédié pour chaque boucle d’asservissement, soit de tension et courant,
respectivement « Ge2(s) » et « Gel(s) », est prévu pour réguler ’'une ou 1’autre de ces
variables. Les fonctions de transfert liées aux effets du dissipateur sur la tension et le
courant du bus CC sont respectivement « GhV(s) » et « Ghl(s) ». Le gain sera négatif quant
a I’influence du hacheur sur la tension, tel que présenté a I’équation (Egq.5-2), et positif sur
le courant selon la convention établie précédemment, tel que présenté & 1’équation (Eq.5-1).
Ces fonctions de transfert décrivant le procédé non linéaire autour d’un point d’opération,
en négligeant I’inductance de la charge de dissipation, sont définies par [29] :

Al D .
Gui(s) = Ag((ss)) =2F "Ra (Eq.5-1)
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AVg(s) D .
Gy (s) = Mf(:) ~—2-RpE- - (Eq.5-2)
Ou:
D est le rapport cyclique moyen établissant le point d’opération;

4D estlavariation du rapport cyclique;

Al estlavariation du courant de la batterie;
AV estlavariation de tension de la batterie;
Rp est la résistance de la batterie;

R, est la résistance de charge du dissipateur;
E est la tension a vide nominale de la batterie.

Ces fonctions de transfert linéarités ont uniquement pour objectif de dimensionner les

controleurs dont les fonctions de transfert sont données par [29]:

_u(s) _ ngy K (1+mTys) Ao
Gcl(s) - el(s) - mTys (Eqs 3)

_u(s) _ nyKep(1+mTys) Ao
GCZ (S) - ez(s) - mT;s (Eqs 4)

Avec nq,n, et m sont des parameétres de réglage pour accélérer la dynamique.Les

parametres de ces deux controleurs sont définis comme suit :

Rgq

K =55 (Eq.5-5)
K, =—24_ £q.5-6
c2 — 2-Rg-E-D ( q.o- )

Principe de fonctionnement

La saturation de la boucle de régulation en pseudo-cascade illustrée a la Figure 5.4
ne fait apparaitre que les courants excédant la marge acceptable dans la batterie soit la
valeur devant €tre dissipée pour limiter la tension. Ainsi, la boucle de régulation en tension
a priorité sur le courant jusqu’a ce que le courant excede la plage acceptable. La commande
en courant de recharge maximale est définie par la densité de puissance de la chimie
choisie. Une table de valeurs considérant la température peut étre implantée pour définir le
seuil de saturation du courant de recharge sans intervention du dissipateur. La figure
suivante illustre un exemple de dégradation des performances relatives a la valeur créte de
puissance de recharge d’une batterie en fonction de la température. Dans le cas illustré, la

valeur de courant de saturation implantée dans 1’algorithme sera maximale entre 12 et
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28°C. L’exemple d’utilisation illustré vise la durabilité des cellules puisqu’en vérité, les
performances d’une batterie s’améliorent lorsqu’elle s’échauffe, mais ses cellules se

dégradent beaucoup plus rapidement. Le courant de saturation peut s’écrire comme suit :

Ig .. = Capacité, anom (en A) (Eq.5-7)

Ou:
Capacité,, ., est le facteur établi par la table de valeurs illustrée par la Figure 5.5;
I} Bnom est le courant maximal pouvant étre débité par la batterie (a 20°C).

o, Puissance des batteries en fonction de leur température

o /TN

80 / \

70 / \

60 / \

50 / \
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10 / \ °C

Figure 5.5 : Dégradation des performances d’une batterie en fonction de la température.

Le contrdle de la température de la batterie a partir du méme circuit hydraulique que
I’habitacle du véhicule, tel que présenté¢ a la section 5.6.4, trouve tout son sens par la
correspondance de la plage optimale de travail recommandée pour la batterie et celle

assurant le confort des occupants du véhicule.

Essais en laboratoire

Les résultats préliminaires de ’asservissement du dissipateur thermique, basés sur
des essais en laboratoire, sont présentés par la Figure 5.6 [29]. La batterie a été matérialisée
par une machine tournante a courant continu (CC) alors que le moteur en fonctionnement
générateur a été matérialisé par une source d’alimentation variable CC. L’échelon de
courant de recharge est imposé par un commutateur mécanique qui introduit spontanément

de la puissance dans le systéme.



246

Légende

m—Tension sur le bus CC

m—Courant du dissipateur
—Courant dans la batterie

m—Courant du groupe de traction

Tek A ] Stgp+

Rappel de

Selection
ETe Fichier

fy=—60 — Cusasiddasrarerae— Rappel

Aucun fichier

CH2 200mY M 25.0ms CH2 7 1.43v
CH3 200m% CH4 1.00% 16—&ou—13 22:03 <10Hz

Figure 5.6 : Résultats d’essai en laboratoire sur la gestion du dissipateur [29]

La figure précédente montre le cas d’un asservissement du courant de recharge de la
batterie a 2 A. Le reste du courant est dissipé dans le hacheur dévolteur sur une résistance
chauffante (dissipateur thermique). La tension de la batterie n’est pas asservie, mais le
courant injecté et la résistance de dissipation sont tous deux trop faibles pour percevoir une
variation importante autour du point d’opération. Les temps de régulation ne dépassent pas

les 10 ms.

5.7 CONCEPTION ET CONTROLE DES DISPOSITIFS DE COGENERATION

5.7.1 Chargeur de batterie

Le chargeur de batterie est un pur hacheur survolteur a absorption sinusoidale utilisé
pour rehausser la tension d’entrée jusqu'a celle sélectionnée dans la section 2.10.6 (tension
de batterie de 960V). Un capteur de tension établit la forme de tension redressée alors qu'un
capteur de courant de type "shunt" est utilisé pour recopier cette forme dans une plage de
tolérance qui définit la bande d’un comparateur a hystérésis. Ce comparateur est a 1’origine
de la création des signaux MLI sur le transistor de puissance du hacheur survolteur. Le
schéma du chargeur considéré pour les simulations correspond a la version non isolée
présentée a la Figure 5.2 [23]. Une topologie de convertisseur universel pour assurer la

gestion du bus CC est aussi suggéré¢E dans un article de conférence publi¢ en octobre 2015

[30].
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Le choix d’une haute tension de batterie, supérieure aux 500 V pouvant étre fournis
par les bornes de recharge rapide standard « SAE-J1772 » Combo ou « JEVS G105-1993
CHAdeMO », implique une conception de chargeur embarqué de grande puissance pour
assurer la recharge rapide. Ces standards permettent généralement une recharge jusqu’a
80% de la batterie. Les bornes de recharge usuelles fournissent une puissance de 50 kW,
souvent limitée par la tarification en vigueur. Ainsi, le temps de fréquentation maximale
d’une borne de recharge rapide pour la dimension de batterie définie au Tableau 2.2

(9,8 kWh) serait de 1’ordre de 9.5 minutes.

De plus, le chargeur est également utilisé pour coupler la génératrice embarquée afin
de minimiser le nombre de convertisseurs statique. Ainsi, il doit étre en mesure de
transmettre la puissance continue maximale équivalente a la puissance de sortie du groupe

¢lectrogene donnée au Tableau 2.14.

L7

-
Radiateur (Air-liquide)

Figure 5.7 : Apercu de différentes sections du prototype de chargeur-dissipateur

Note : Le schéma de chargeur consideré n’a pas d’isolation galvanique requise pour isoler la
référence de tension de la batterie et celle de [’alimentation triphasée. Ainsi le potentiel du chassis du
vehicule se retrouve naturellement dans une position médiane par rapport a la tension de la batterie lorsque
le véhicule est branché a une borne fournissant du courant alternatif.
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Pour minimiser 1’espace et regrouper les éléments de puissance, la Figure 5.7 montre
une conception qui intégre un chargeur et un dissipateur dans le méme boitier. La puissance
de recharge est pour sa part limitée par la section des conducteurs des inductances et la

tension du contacteur triphasé et son courant nominal.

Le contacteur utilis€¢ a I’entrée du chargeur comporte un disjoncteur qui limite la
puissance de ce prototype, mais les inductances devrait supporter un courant de saturation a
100 A. Ainsi, la limite en puissance pour une alimentation par une borne de recharge rapide

serait de 50 kW.

Le principe de fonctionnement, basé sur un comparateur hystérésis de courant, utilise
une enveloppe variable en fonction de I’amplitude pour limiter la fréquence de
commutation [23]. La figure suivante présente des résultats de simulation du courant dans
I’inductance du survolteur pour une entrée triphasée. La bande variable démontre
clairement la possibilité de limiter de la fréquence de commutation.

Courant
(en A) Courant a la sortie du redresseur avec une alimentation triphasée a 1'entrée
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Figure 5.8 : Enveloppe variable du comparateur a hystérésis du chargeur [23]
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La tension moyenne a la sortie du redresseur « Vredmoy » en fonction de la tension

créte « U, » (tension ligne-ligne triphasée de 1’alternateur) est pour sa part donnée par

I’expression suivante [65] :

Zom = 220 =573V (£q.5-8)

Vredmoy = T
La tension créte « U,, » dépend donc de la tension nominale de la machine électrique

(alternateur) dont la valeur est décrite dans la section 5.7.2.

La Figure 5.9 qui suit illustre pour sa part I’acheminement du courant sur le bus CC
pour une valeur moyenne du courant débité sur le bus CC de I’ordre de 1.5 fois moins
importante qu’illustrée la Figure 5.7. En effet, la tension plus élevée du bus CC, a la sortie
du convertisseur survolteur (chargeur), par rapport a la tension redressée a la sortie du pont
de diodes implique une réduction du courant de charge de la batterie explicable par le
phénomeéne de conservation de la puissance. Le courant moyen lu par le correcteur utilisé
pour asservir la puissance de charge passe tout d’abord par un filtre analogique dont la
fréquence de coupure se situe en dessous de la fréquence minimale du courant redressé, soit
120 Hz pour une alimentation a 60 Hz. La Figure 5.9 présente du méme coup la rapidité du

correcteur de courant pour atteindre le courant de charge désiré (environ 30 ms).

Courant

(en A) Courant de charge de la batterie A 860V avec une entrée triphasée

(I

10 |

1 1 I 1 1
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1
Temps (s)

Figure 5.9 : Régulation du courant moyen sur le bus CC pour une entrée triphasée [23]
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Comme le moteur & combustion posséde déja son propre gouverneur sur la pompe a
injection, sa vitesse est régulée mécaniquement par un controle proportionnel (toujours une
erreur statique). Ainsi, la régulation de la puissance se fait directement en controlant le
courant moyen injecté sur le bus CC. La structure de controle a adopter au niveau du
chargeur est donc d’implanter un controleur de courant moyen (gain sur la forme de

tension) en cascade sur le controleur a effet hystérésis.

5.7.2 Alternateur du groupe électrogéne
Le dimensionnement de I’alternateur n’est pas traité dans le présent mémoire, mais le

cahier des charges est a ce stade assez bien défini pour les travaux futurs ou:

e La vitesse maximale correspond au point d’opération de puissance créte du moteur
diesel deux temps sélectionné.

e Pour atteindre la pleine capacité du systéme en mode hybride (en minimisant le
courant des bobines du chargeur-survolteur), la tension redressée maximale
provenant de I’alternateur a cette vitesse doit correspondre a la tension inférieure du
bus CC (600 V). La tension ligne-neutre efficace maximale de dimensionnement de

’alternateur est donnée par I’expression suivante [65] :

— Veemin _ 600V - ’
Vanmax = V23 /\/g = 245VRus (Eq.5-9)

e La puissance apparente sur l’alternateur doit considérer le déphasage de la
fondamentale du courant li¢ au convertisseur statique. Typiquement, le facteur de
puissance du convertisseur est de 95.5% [65]. Ainsi, la puissance apparente,

calculée depuis la puissance du moteur a combustion « Pp,o¢eqyr » €5t décrite par :

P - ,
Saiternateur = %tseg (Eq.5-10)

e [’utilisation d’un chargeur a pont redresseur favorise les formes de tensions induites
triphasées de type trapézoidales, fournies par les machines de type « Brushless
DC »;

e Les machines a relativement haute fréquence peuvent étre utilisées pour minimiser

la masse tout en respectant les contraintes de rendement fixées au chapitre 2.
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5.7.3 Gestion de la génératrice

La génératrice a essentiellement la fonction de prolonger 1’autonomie du véhicule en
minimisant le colit et le poids associés a la batterie. Par contre, ce groupe é€lectrogéne peut
également étre sollicité pour les pointes de puissance afin de réduire le stress sur la batterie
ou augmenter la plage d’utilisation de la batterie tout en offrant une puissance créte
importante. L’intégration de la génératrice au centre de la gestion du stockage d’énergie et
de la gestion thermique est une priorité pour créer un systeme adapté a la fois a la faible
capacité¢ de la batterie et aux conditions hivernales. La Figure 5.10 propose donc un
algorithme de gestion de la génératrice considérant aussi bien les puissances sollicitées sur
le systéeme a 1’égard de ses caractéristiques et ses capacités que le seuil de charge de la

batterie et les températures importantes du systeme.
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5.7.3.1 Explication générale du fonctionnement

L’algorithme présenté a la Figure 5.10 gére quatre modes de consommation distincts,
soit le «mode performances », aussi appelé «mode course», le « mode hybride
traditionnel », le « mode hybride a prolongation de 1’autonomie électrique » et le « mode

¢lectrique pur ». Ces modes se définissent ainsi:

e Mode tout électrique : le groupe €lectrogéne n’est utilisé qu’en cas de faible état de

charge (SOC). La puissance maximale disponible sur le bus CC est équivalente a
celle de la batterie;

e Mode performance : le groupe électrogéne assure toujours un niveau de charge

important. La puissance disponible sur le bus CC est équivalente a la somme de la
puissance maximale de la batterie et de celle de la génératrice;

e Mode hybride standard : le « SOC » de la batterie est maintenu autour de 50%. La

puissance disponible sur le bus CC est équivalente a la somme de la puissance
maximale de la batterie et de celle de la génératrice;

e Mode hybride a plage électrique étendue : Ce mode est basé sur une gestion hybride

de la puissance, mais exploite une large plage du « SOC » de la batterie. La

puissance maximale disponible sur le bus CC est équivalente a celle de la batterie.

Il existe également un « mode de dissipation d’énergie » pour la gestion thermique du
systetme de traction au démarrage par temps froid. Essentiellement, ce mode s’assure
d’atteindre plus rapidement la température minimale d’opération requise sur la batterie.
Dans les modes hybrides et le mode performance, le moteur a combustion assure
I’affluence de cette puissance de chauffage par le biais de sa culasse et par la dissipation de
la puissance du générateur dans le dissipateur thermique. En mode électrique, le systeme
doit étre branché sur une borne de recharge pour éviter de dissiper I’énergie de la batterie
pour la chauffer. Si des plaques chauffantes n’ont pas été prévues dans la conception de la

batterie, le dissipateur thermique jouera le méme role.

L’algorithme présenté a la Figure 5.10 est essentiellement divisé en deux sections. La

branche de gauche de cette figure attribue la puissance a envoyer en consigne au groupe
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¢lectrogeéne ou les conditions pour son interruption. La branche de droite définit pour sa
part les conditions de démarrage de la génératrice. Notons que le courant de la génératrice

est considéré négatif tout comme un courant de recharge de la batterie.

Les consignes de puissance sont toutes définies en fin de lignes apres avoir vérifié
I’état du systéme au niveau de la puissance requise par la batterie ou produite par les
moteurs en freinage, des seuils de charge (« SOC ») et des températures. Le principe de
sélection de la puissance se base sur une évaluation progressive des différents cas : du pire
cas jusqu’au cas le moins problématique. Ainsi, une demande en puissance créte est
prioritaire par rapport au traitement d’une faible puissance. Le seuil de charge résiduelle
dans le systéme de stockage (batterie) est nivelé a la baisse pour les cas moins critiques en

puissance.

La puissance actuelle (instantanée ou moyenne) est donc comparée avec les
puissances correspondant aux points d’opération en puissance du systeme (puissance
nominale, maximale ou celle affichant une efficacité maximale) alors que les seuils de
charge de la batterie sont comparés avec des constantes prédéfinies. L’utilisation de
constantes prédéfinies est ¢galement la stratégie adoptée pour la gestion des températures
du systeme. Dépendamment du mode d’opération du systéme, les arréts et départs de la

génératrice se feront plus ou moins tardivement.

Le moteur a combustion peut étre alimenté par un biocarburant nécessitant une
température de fonctionnement d’au moins 20°C. Celle-ci est asservie électriquement par
un thermostat lorsque le moteur est a 1’arrét alors qu’un circuit de glycol devrait pouvoir
acheminer la puissance thermique lors du fonctionnement du moteur. Généralement, on
¢vite de dissiper de la puissance dans le biocarburant lorsque la puissance créte est
nécessitée sur le bus CC. Le dégivrage du véhicule (mode de dissipation d’énergie)
s’effectue entre -20°C et -10°C apres quoi, en mode hybride, le moteur ne s’éteindra que si

la batterie atteint au moins 20°C et que le chauffage n’est pas requis dans I’habitacle.
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Pour éviter de faire entrer le fonctionnement du dissipateur en conflit avec la
génératrice, une condition peut étre utilisée, tel qu’illustré en haut a gauche de la Figure

5.10, pour imposer une puissance de génératrice nulle lorsqu’il y a freinage régénératif.

5.7.3.2 Définition des puissances de fonctionnement

Les demandes fréequentes en haute puissance (Dem. fréquentes en H.P.) sont traitées
par un chronométre mesurant 1’intervalle de temps entre deux pointes de puissances
(puissance supérieure a la puissance maximale de la génératrice). Le seuil de comparaison
de ce compte a rebours (délais) est un parametre de réglage important qui limitera les
arréts-départs inutiles du moteur a combustion pour en éviter son usure prématurée. Le
statut « Dem. firéquentes en H.P. » est remis a zéro lorsque le délai réglé est écoulé. Notons
que le statut « Dem. fiéquentes en H.P. » n’a pas été considéré dans les simulations qui

seront présentées dans la section suivante (cf. Figure 5.11 a Figure 5.14).

La puissance instantanée (P_inst) n’est prise en compte que pour |’appel en
puissance créte défini par un seuil prés de la limite de la batterie. Cette limite doit étre
affectée d’une table de valeurs telle qu’illustrée a la Figure 5.5. La puissance est calculée a

partir des mesures instantanées de tension et de courant sur la batterie et la génératrice.

La puissance moyenne (Pmoy) est typiquement calculée sur les 3 a 10 dernicres
secondes d’utilisation. Le temps de moyennage est un parametre de réglage important qui
joue sur la dynamique transitoire du systeme de cogénération. Il est ainsi suggéré que le
mode hybride a plage électrique étendue ait une période de moyennage plus large. Ce
réglage n’est pas trait¢é dans la présente implantation pour distinguer les effets de

I’algorithme logique uniquement.

5.7.3.3 Définition des puissances de dimensionnement

Les puissances prédéfinies pour le systéme en ordre d’importance sont la puissance
maximale, la puissance nominale et celle affichant la meilleure efficacit¢. Un mode de
« dissipation d’énergie » est prévu pour assurer, par le biais de la génératrice et du

dissipateur thermique, I’atteinte d’une température confortable pour la batterie.
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La puissance maximale (Pgen_max) définit la limite atteignable par le groupe
¢lectrogene sans égard a I’efficacité. La puissance maximale est appelée dans trois
situations, soit un besoin de chauffage du systéme avant le démarrage (mode de dissipation
d’énergie), une demande créte (instantanée) de puissance ou lorsque le véhicule remorque
une charge. Dans le cas de la dissipation de puissance, s’effectuant entre -20°C et -10°C, la
totalité de la puissance générée sert a réchauffer le systéme au glycol, tel que présenté dans

la section 5.6.4. Cette puissance correspond a la valeur créte inscrite au Tableau 2.14.

La puissance nominale (Pgen_nom) définit la puissance de dimensionnement du
groupe ¢€lectrogene autour des températures nominales de fonctionnement. La gestion
thermostatique du chauffage du biocarburant, si applicable, est traitée sous cette puissance.
Elle correspond a la valeur nominale en puissance spécifiée dans le Tableau 2.14. La
densité de courant dans I’alternateur doit ainsi respecter le dimensionnement thermique

prévu.

La puissance d’efficacité maximale (Pgen_eff) définit un point d’opération en
puissance habituellement inférieure au point « Pgen_nom », souvent a vitesse de rotation
réduite, capable d’aller chercher la consommation (en litre/kWh) la plus faible.
L’algorithme suggére donc que cette puissance soit inférieure a la puissance nominale. La
puissance « Pgen_eff » est privilégiée chaque fois que le mode de fonctionnement le
permet. Si la puissance moyenne consommeée prescrit une valeur inférieure a la puissance
efficace, cette derniere est systématiquement sélectionnée. Elle ne correspond a aucune
valeur de puissance dans le Tableau 2.14. Elle ne pourra étre déterminée que par une

caractérisation compléte du groupe électrogéne.

5.7.3.4 Simulation du mode performance (mode course)

Le mode de conduite de type performance a pour but de ne jamais manquer de
puissance. Il offre également un meilleur rendement au niveau de la batterie et des
onduleurs puisqu’il assure un maintien d’une haute tension sur le bus CC. Une marge de
10% sur le niveau de charge de la batterie est conservée pour assurer le stockage lors des

freinages régénératifs.
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Le parcours simulé est un nombre incessant de virages (de type slalom) a haute
vitesse nécessitant une série de freinages brusques et d’accélérations intenses. La Figure
5.11 a) présente d’une premicre part le profil de vitesse emprunté par le véhicule sur une
durée de 3 minutes, variant de 80 km/h a 110 km/h. D’une seconde part, la Figure 5.11 b)
montre la courbe d’utilisation de la batterie (seuil de charge) qui est au départ de 85% et

pour laquelle le systéme tente de maintenir une charge a 90%.

Vitesse en fonction du temps (profil de solicitation) Seuil de Charge (SOC) en fonction du temps
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Figure 5.11: a) Vitesse du véhicule et b) état de charge du véhicule en mode performance

5.7.3.5 Simulation du mode électrique pur

La particularit¢ du mode électrique est essentiellement 1’exploitation maximale de la
décharge de la batterie, jusqu’a 12% du seuil de charge, et sa plus grande limitation en
puissance. En effet, ce mode implique une diminution de la puissance de traction
équivalente a celle que peut fournir la batterie. La loi de commande est ainsi modifiée pour
que le courant de I’axe quadratique limite la puissance tirée sur la batterie comme le prévoit

la section 4.6.5.3.

La Figure 5.12 présente le comportement du cyclage (charge/décharge) de la batterie
déja déchargée sur le méme parcours extréme d’utilisation que présenté dans la Figure 5.11
a) mais cette fois simulée sur une période de 10 minutes et en mode tout €lectrique. La
capacité de la batterie considérée dans cette simulation est 50% inférieure a celle spécifiée

par le Tableau 2.15 pour accélérer les résultats.
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Le systeme tente donc de conserver un seuil minimal de charge a 12% apres quoi il
démarrera la génératrice. Le seuil pourra ensuite monter jusqu’a 18% apres quoi la
génératrice s’éteindra. Rappelons que la puissance moyenne générée est surévaluée (de
20%) dans ce mode pour réduire le facteur d’utilisation de la génératrice. Les petits pics en
dents de scie représentent chacun des accélérations et freinages du systéme de traction. Les
pentes négatives sont attribuables a des accélérations alors que les pentes ascendantes sont
dues a des freinages régénératifs. L enveloppe générale est pour sa part liée a la charge a
puissance constante de la génératrice entre la 10°™ et la 500°™ seconde puis a son arrét

complet entre la 500°™ et la 540°™ seconde.

Seuil de charge (SOC) en fonction du temps
SOC % Pour une utilisation en mode électrique

i i | L
0 100 300 400 500 600

Figure 5.12 : Etat de charge de la batterie du véhicule en mode électrique

Ainsi, la demande intense faite par I’opérateur dans le graphique de la Figure 5.12 ne
justifie par la sélection du mode électrique pur, puisque dans ces conditions d’utilisation,
I’interruption du fonctionnement de la génératrice serait d’a peine 80 secondes une fois le
seuil de 12% atteint sur une batterie ayant une capacité correspondante aux spécifications
du Tableau 2.15. L’objectif de démarrer la génératrice malgré la sélection du mode tout
¢lectrique est d’éviter le cyclage la batterie sous le seuil de 10%; critique sur la durée de vie

de la batterie et sur la chute de tension du systéme.
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5.7.3.6 Simulation des modes hybrides

Les modes de fonctionnement de type hybride standard et hybride a plage ¢électrique
étendue sont trés similaires. En fait, seule 1’exploitation ou non du point d’opération a
puissance efficace les distingue. En effet, ce point d’opération est prévu essentiellement
pour pallier a une décharge éventuelle de la batterie en mode hybride standard alors que le
mode a plage é¢lectrique étendue favorise cette décharge. Par contre, pour observer une
pleine utilisation de la batterie sans cogénération, la puissance sollicitée par le groupe de
traction doit étre inférieure a la puissance de dimensionnement nominal de la génératrice,

ce qui suggere une utilisation a basse vitesse.

Le cycle d’utilisation imposé par I’opérateur dans la simulation qui suit permet donc
d’illustrer la réponse du systéme de cogénération en fonction des différentes sollicitations
en puissance selon les deux modes hybrides. Un ensemble d’accélération et freinage
intensifs sont sollicités sur une période de 50 secondes, puis le couple d’accélération est
ensuite réduit sur une période de 70 secondes. Ce cycle de deux minutes est ensuite répété.
Les figures suivantes présentent ainsi le comportement de la génératrice et ses impacts sur
la batterie selon les deux modes hybrides respectifs. Les puissances sont d’abord présentées

a la Figure 5.13. Les seuils de charge de la batterie sont ensuite illustrés a la Figure 5.14.

Puissance appelée et générée (en kW) en fonction du temps Puissance appelée et générée (en kW) en fonction du temps
KW en mode hybride standard en mode hybride a plage électrique &tendue
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Figure 5.13 : Puissance appelée (en jaune) et générée par le groupe électrogéne (en mauve)

en mode hybride a) standard et b) a plage électrique étendue

Une différence entre les deux graphiques ci-dessus est observable quant a la

puissance générée, entre les crétes, qui tombent a zéro dans le cas du mode hybride a plage
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¢lectrique étendue (cas b) alors que la génératrice conserve une puissance de génération
efficace dans le premier cas (cas du mode hybride standard). La batterie se décharge donc
plus rapidement dans le cas b) tel qu’illustré a la Figure 5.14, ce qui favorise une économie

de carburant sur de courtes distances.

Seuil de charge (SOC) en fonction du temps
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Figure 5.14 : Seuil de charge (SOC) de la batterie en a) mode hybride standard et b) en
mode hybride a plage électrique étendue
5.8 CONCLUSION

Ce chapitre a permis de dresser les considérations importantes dans la gestion globale
du systéme de traction du véhicule considéré. Les aspects de sécurité et la gestion des
fautes du systéme ont été traités prioritairement. La gestion thermique du véhicule,
I’algorithme de contrdle de la génératrice et le fonctionnement du chargeur ont également
été présentés. Le fonctionnement de 1’algorithme de la génératrice a été démontré sur des
points d’opérations (niveau de la puissance sollicité sur 1’alimentation et le seuil de charge
la batterie) significatifs pour les différents modes de fonctionnement (électrique,
performance, hybride standard et hybride a large plage électrique). Les niveaux de
température n’ont pas été considérés dans ces simulations, mais 1’algorithme présenté
prévoit modifier le comportement du systéme de gestion selon la demande en chaleur dans
I’habitacle. A cet égard, I"opération du dissipateur thermique (écréteur) n’a pas été simulée.
Par contre, des résultats d’essais en laboratoire sur le dissipateur ont été présentés, suite a
I’implantation d’une stratégie de contrdle sur un systéme embarqué de type « NI
CompactRIO ». La stratégie de controle présentée se base sur un asservissement en pseudo-
cascade respectant les limitations en courant et en tension de la batterie [66]. Le chapitre 6

présente I’ensemble des réalisations spécifiques au groupe motopropulseur.
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CHAPITRE 6. REALISATION ET ESSAIS DU PROTOTYPE
DE LA MACHINE DE TRACTION ET DE SON ALIMENTATION

6.1 INTRODUCTION

Ce chapitre intégre les projets de réalisation mis a terme au cours de ce travail de
recherche, tant au niveau de la motorisation que du c6té de son alimentation triphasée et de
son controle. L’accent est particuliérement porté sur la réalisation de la machine électrique.
L’ensemble des gabarits et des méthodes de fabrication est présenté. Suites a quelques
problémes rencontrés, des recommandations sont aussi proposées, pour le prototypage de

cette solution de machine.

La caractérisation du prototype apparait comme la finalité du projet. Des essais a vide
sont d’abord élaborés puis le montage permettant d’effectuer des tests avec une charge
statique est présenté. Notons qu’a la base le chargeur-dissipateur devait permettre de
bénéficier d’une source de puissance réversible en courant continu. Comme ce projet
d’alimentation universelle n’a pu étre complété avant le début des expérimentations, celles-
ci exploitent une autre source de puissance tirée depuis I’alimentation d’un moteur a

courant continu pour alimenter 1’onduleur.

Il est important de noter que 1’ensemble de la programmation de la loi de commande,
de la génération de signaux MLI pour la création d’un courant sinusoidal et I’interprétation
de la position de I’encodeur est implanté dans le systéme embarqué CompactRIO de la
compagnie National Instrument en utilisant une interface de programmation du logiciel

LabVIEW présentée dans ’ANNEXE 2.

6.2 MISE EN CONTEXTE

6.2.1 Moteur-roue
Le concept d’utilisation des dents d’acier a grains orientés, considéré dans notre

machine électrique, n’est pas nouveau [1]. Seulement, le choix d'une machine & grand
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nombre de paires de poles a des implications majeures sur le nombre de pieces a assembler
(dents collées sur la culasse du stator). Comme la découpe de la tole du prototype a été
effectuée par Laser, le développement de méthodes de manipulation novatrices a di étre
considéré. L’objectif de baser le prototypage sur la découpe laser est essentiellement de
simuler la mise en production par un découpage par poingonnage, qui offrirait les mémes
contraintes en ce qui a trait aux manipulations liées a la préparation des surfaces avant le
collage et le moulage des dents laminées. En effet, bien que le prototypage puisse étre
assuré par une découpe au fil ( a I’électroérosion), un autre procédé menant a beaucoup plus
de précision et significativement moins de manipulations, le développement des techniques

d’assemblage allait permettre de valider la viabilité d’une production industrielle.

6.2.2 Onduleur

Du point de vue des convertisseurs de puissance a base de transistors IGBT,
’utilisation de modules intelligents apporte plus de sécurit¢ de fonctionnement et une
meilleure capacité a diagnostiquer les problémes potentiels (échauffement, problémes de
commande, chute de la tension isolée des commandes rapprochées, etc.). Au moment de la
réalisation de ce projet, seuls des modules avec détection des croisements de signaux et
avec des thermistances intégrées étaient disponibles et ont été utilisés. Des circuits,
permettant d’instrumenter 1’échauffement maximal de 1’onduleur, ont aussi été¢ développés

[12].

6.2.3 Controleur

Les systemes CompactRIO sont souvent utilisés dans les bancs d’essai pour faciliter
I’implantation de I’instrumentation et du contrdle des systemes complexes [5]. L’interface
de programmation conviviale permet littéralement d’accélérer la réalisation et 1’intégration
de D’ensemble des composants d’un systéeme complexe. Les systémes embarqués
CompactRIO sont trés puissants puisqu’ils permettent de joindre la grande capacité¢ de
calcul d’un microcontrdleur et I’exécution d’une grande quantité de fonctions paralleles
grace a une carte de type FPGA. La technologie FPGA est effectivement éprouvée pour les

besoins d’exécution de boucles en parallele des fonctions vitales du systeme. Dans son
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utilisation pour le contrdle des machines, I’implantation sur FPGA permet 1’exécution sans
interruption des taches de lecture de I’encodeur, de production des signaux de MLI, de

transformation matricielle et de I’ensemble des conversions analogiques numériques.

Du c6té du chargeur (survolteur), la lecture de la forme de courant a recopier a partir
de la forme de la tension redressée prend relativement beaucoup de ressources. En effet, ce
systéme fonctionne grace a un comparateur a hystérésis a tolérance variable pour conserver

une fréquence de modulation constante tel que vu a la section 5.7.1.

6.3 OBJECTIFS SPECIFIQUES DE REALISATION

6.3.1 Moteur-roue

Le fonctionnement mécanique du moteur-roue est le premier aspect d’importance qui
doit étre assuré lors de sa réalisation; c'est-a-dire que I’ensemble du processus de réalisation
doit assurer la conservation d’un entrefer mécanique viable. Les processus d’assemblage de
la culasse statorique, de collage des dents et d’usinage du rotor ne doivent en aucun temps
déformer la circularité du moteur. Le montage du stator doit aussi assurer une coaxialité

entre le circuit magnétique et les roulements coniques utilisés.

Les tétes de refroidissement en cuivre, faisant circuler le glycol, doivent étre le plus
pres possible des tétes de bobines pour favoriser 1’échange de chaleur, mais I’isolation
¢lectrique doit rester un critere prioritaire. Ensuite le nombre de coudes dans le systéme est
important (environ 25) dans un espace trés restreint. L’étanchéité des conduites du systéme

constitue un enjeu d’importance.

6.3.2 Onduleur

L’onduleur doit étre en mesure de supporter 1’échauffement 1ié¢ aux pertes de 1’ordre
de 4% de la puissance transitée dans le systéme. Avec une puissance motrice nominale de
12 kW, des pertes en chaleur de pres de 480 W doivent étre extirpées par le systeéme de
refroidissement de I’onduleur. Un refroidissement forcé au liquide (glycol) est prévu pour

assurer la réduction du volume de ’onduleur. L’onduleur doit également supporter les
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tensions crétes sur le bus CC de I’ordre de 1000 V et des courants de phase efficaces

pouvant atteindre des pointes de 200 A.

6.3.3 Controleur

L’objectif de réalisation du controleur est d’étre en mesure d’implanter et de mettre
en opération simultanée chacune des sections qui pilotent le fonctionnement du moteur.
Comme des problémes d’instrumentation ont été rencontrés au cours de la réalisation, le
modele interne de la machine est également implanté pour permettre son fonctionnement en

boucle ouverte, c'est-a-dire sans rétroaction sur le courant réel de phase.

6.3.4 Banc d’essai expérimental

Un banc de test dynamique devait étre fabriqué, en partenariat avec le Laboratoire de
Recherche en Energie Eolienne (LREE), pour étre en mesure de coupler le moteur-roue sur
une charge dynamique variable. Par contre, la conception d’un banc de test était un projet
en soi qui dépassait largement 1’échéancier du projet traité par la présente recherche. A
terme, une machine a courant continu ayant une puissance maximum de 30hp semble
suffisante pour tester la majorité des points d’opération du moteur-roue si elle est utilisée

avec une transmission mécanique ayant un rapport appropri€.

Dans le cadre de la présente recherche, les premiers essais, ayant pour but de
caractériser le modele ¢électrique de la machine réelle, sont effectués a vide. Puis, dans le
but de valider la relation entre le couple et le courant injecté dans le moteur-roue, ce dernier

sera soumis  a des efforts statiques contre une cellule de charge.

6.4 HYPOTHESES ET CONTRAINTES
6.4.1 Cas du moteur-roue

6.4.1.1 Production du stator

Certaines étapes de la réalisation du prototype de moteur-roue n’ont pu étre faites
dans une optique de production série a cause des colts trop élevés des gabarits de
production a utiliser et des équipements requis a cette fin. Par contre, I’ensemble des

procédés de fabrication et d’assemblage peut étre automatisé. Pour limiter le temps et les
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colts de réalisation, il a été convenu de ne fabriquer qu’une seule de ces machines
¢lectriques. La machine est congue et fabriquée en fonction de [’ensemble des
recommandations émises suite a la réalisation du prototype précédent. La Figure 6.1

présente cette premicre version.

Figure 6.1: Version précédente du prototype de moteur-roue (stator a grains non orientés)

Parmi les modifications majeures a la conception initiale figuraient : un moyeu plus
robuste, un bobinage plus dense par son préformage et son insertion par le dessous des
dents séparées, un systeme de refroidissement soudé a haute température avec un meilleur
acces aux canalisations, un encodeur ¢€loigné du bruit électromagnétique statorique, un
systeme de ventilation résistant a plus haute température et une conception de la butée de

roulement arriére facilitant la maintenance de la machine.

Ainsi, les enroulements concentriques sont prébobinés a leur forme finale avant d’étre
insérés autour de dents faites d’acier a grains orientés et assemblées par une procédure de
moulage. Ces dents moulées puis bobinées sont ensuite collées sur la culasse faite d’acier a
grains non orientés. Pour limiter la quantité d’acier utilisée, chaque lamination de la culasse

est découpée en tiers de cylindre et empilée en quinconce dans un gabarit d’assemblage.
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6.4.1.2 Systéeme de refroidissement

Le systéme de refroidissement est un autre élément important a considérer dans la
réalisation du moteur-roue. Le principe de ventilation, utilisé pour brasser 1’air a I’intérieur
du moteur, doit pouvoir résister a plusieurs milliers d’heures d’utilisation avant de
nécessiter une maintenance. Ainsi, les moteurs a brosses sélectionnés (UC-260S 12300P de
Transmotec) ont été modifiés pour fonctionner avec des roulements a billes (kit 832 VXB
bearing : 2x5.5x2mm Miniature ball bearings). Bien que la température d’opération
ambiante recommandée pour les petites machines 24 V soit de 60°C pour limiter les risques
de démagnétisation des aimants, des essais ont permis de conclure que ces dispositifs

pouvaient opérer sous une tension de 18 V dans les conditions limites thermiques de la

machine (120°C) durant des semaines sans présenter de signe de fatigue magnétique.

Au niveau du refroidissement forcé par liquide, 1’étanchéité, 1’isolation ¢€lectrique et
I’espace disponible sont tous autant de défis qui ont rendu la réalisation difficile. Le
nombre important de coudes impose 1’utilisation de la soudure au bronze pour éviter le
déplacement des piéces au cours de I’assemblage de la tuyauterie. En effet, la température
de soudure du bronze étant trop importante pour €tre tolérée prés du bobinage, les soudures
a I’étain sont réservées pour la jonction des sections du circuit de refroidissement qui

doivent se faire en place.

Le diélectrique de la machine doit étre validé pour chaque bobine afin que I’isolation
¢lectrique obtenue permette de passer a 1’¢tape suivante. L’étanchéité des tétes de
refroidissement doit ensuite étre éprouvée avant le début de la soudure des phases puisque

le systéme de refroidissement avant est enfoui sous ces jonctions.

6.4.2 Cas de ’onduleur

Les onduleurs de puissance doivent étre en mesure d’accepter la tension
d’alimentation, les courants de pointe et le courant nominal qu’exige chaque moteur-roue.
Pour s’en assurer, les onduleurs sont spécifiquement dimensionnés pour cette application

avec un léger surdimensionnement pour augmenter le rendement du systéme.
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Les circuits magnétiques des capteurs de courant (L01Z200S05 de la compagnie
Tamura) sont prévus pour ne pas saturer sous un courant de phase créte de 200 A, soit la

valeur pointe du courant maximal admissible dans le moteur.

Les onduleurs doivent aussi offrir tous les outils nécessaires a un bon asservissement.
Ainsi, deux capteurs de courant bidirectionnels ayant une plage de lecture équivalente aux
courants crétes pouvant étre débités dans la machine sont placés dans le boitier et un filtre

analogique permet de minimiser le bruit li¢ a la fréquence de hachage. (fyoquiation = 10 kHz,

Jeoupure = 1 kHZ).

6.5 METHODOLOGIE DE REALISATION DU PROJET

6.5.1 Réalisation du moteur-roue

Les différents aspects critiques du processus de réalisation du moteur-roue peuvent
étre divisés en quatre sections, soit le stator, le rotor, les pieces de support et les roulements
puis le systéme refroidissement. Les plans de détails du moteur réalisé sont fournis dans

I’ANNEXE 1.

6.5.2 Meéthodes de réalisation du stator magnétique.

6.5.2.1 Bobinage

Pour réaliser le stator, la bobineuse est 1’un des premiers gabarits a avoir été
fabriquée. Le développement de la méthode de réalisation du bobinage est d'ailleurs
impliqué dans le processus de validation du facteur de remplissage suite au choix des
conducteurs (de type rectangulaire). La figure suivante présente la bobineuse développée
permettant le pliage du fil sur son sens le plus large nécessitant un meilleur soutien. Les
risques d’affaissement des étages (tours) de fils entassés les uns sur les autres lors des
efforts de pliage sont minimisés par la présence de petits panneaux coulissants soutenant
latéralement la bobine en mouvement. Le principe implique également le préformage d’un

changement de niveau par une plieuse en escalier pour assurer un encombrement minimal

de I’empilement et une déformation concentrée dans les tétes de bobine (cf Figure 6.3).



268

La bobine est ensuite recalée dans le tambour d’une profondeur équivalente a
I’épaisseur d’un conducteur a chaque changement de niveau. Enfin, un guide longitudinal
permet une référence sur la distance entre les plis. Les quatre machoires (A, B, C et D)
permettent respectivement de soutenir le fil lors du préformage en escalier (section
amovible), de guider I’arrivée de celui-ci et entrainer le fil avec le tambour en I’enroulant
autour de la tige centrale. La surface de dessus du tambour doit étre polie, tout comme celle
des calles et celle du dessous des machoires pour évider d’endommager le vernis
considérant I’importance de la friction des piéces du montage avec le cuivre dans son

préformage.

Plicuse en escalier  Tige centrale Guide longitudinal

\

coulissants

; \\ panneaux

encoche de recallage
et calles d'épaisseur

Tambour

Figure 6.2 : Présentation de la topologie de la plieuse (bobineuse)

L’angle de rotation du tambour doit assurer la capacité de contrer 1’effet de rappel du
cuivre écroui. La tige centrale qui impose le diamétre interne des tétes de bobine doit tre
usinée a des diameétres différents déterminés itérativement en fonction du diametre obtenu

au pliage et celui requis pour 1’application.
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Figure 6.3 : Forme en escalier concentrée dans les tétes de bobines pour minimiser ’encombrement

6.5.2.2 Moulage des dents
La procédure de moulage des dents apparait comme le second élément a clarifier

pour assurer une qualité¢ de production. Les étapes réalisées sont les suivantes :

Triage des pieces découpées des dents.
Pour faciliter la manipulation, les toles des dents découpées sont d’abord triées et
placées la téte vers le haut dans des socles de rangement. Il est des lors plus facile de

procéder a leur manipulation a I’aide d’une longue fourchette.

Controle du découpage

La précision discutable du procédé de découpe laser a démontré une variabilité
maximale de la hauteur des piéces découpées des dents entre -0.3 mm et +1.2 mm par
rapport a la valeur nominale due a la difficulté de maintenir ces petites pieces sur la table de
découpe. Ansi, une étape de contrdle de la qualité est nécessaire au niveau de la hauteur de
ces pieces. Par contre, leur largeur n’est pas contrdlée. La figure suivante présente le
résultat d’une section de dent obtenu aprés moulage avec des tdles dont la hauteur n’a pas

été controlée.
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Figure 6.4 : Présentation du probléme de précision de la découpe laser

Pesage (comptage) des toles

Le comptage du nombre de toles par dent pour standardiser le laminage est défini par
la masse de I’empilement (avec le support) en soustrayant celle du socle de rangement (cf.
Figure 6.5). Chaque tole de 0.27 mm d’épaisseur a une masse de 0.33 g. Ainsi, un
empilement de 100 g représente 300 toles. Le facteur de lamination est limité a 98%, ce qui
implique un empilement de 294 pieces laminées ou 98 g. Chaque groupe est séparé par des
blocs d’embout (en acier massif) découpés avec la méme forme que le profil des dents et

qui seront insérés dans les moules apres avoir été lubrifiés.

' coe— J
SOCLE DE RANGEMENT
SIMPLE

¥
BAL 06 FOURCH
BALANCE NUMERIQUE €

Figure 6.5 : Equipement de pesage et de manipulation des tdles



271

Nettoyage des toles

Le nettoyage des toles a deux objectifs, soit celui d’enlever les substances graisseuses
qui pourraient nuire a 1’adhérence de la colle, puis celui d’enlever les bavures laissées par le
procédé de découpe au laser. En effet, de fines gouttelettes d’acier fondues peuvent adhérer
a la surface des toles et le simple fait de les frotter les unes contre les autres élimine une
trés grande partie d’entre elles. Le produit de nettoyage suggéré est le « nettoyeur a frein »
qu’on verse dans un petit bain vidangé régulierement. A la fin du nettoyage, les dents sont
plongées dans une solution de préparation des surfaces recommandée par le fabricant de
colle « Cotronics Corp. » (Rebound Surface Prep 105RP). Un séchage au four est ensuite

nécessaire a une température de 120°C durant une dizaine de minutes.

Préparation des moules

La préparation d’un moule, accueillant I’empilement des 294 toles formant une dent,
comporte deux étapes qui visent essentiellement la protection des piéces mécanique des
moules contre la colle et la facilitation du démoulage. La premicre étape est la réalisation
d’un papier diélectrique, préformé pour s’insérer dans la base des moules, qui assurera
I’isolation électrique entre les bobines et I’acier. Pour augmenter la densité du bobinage et
I’échange thermique, le papier choisi fait a peine 0.13mm d’épaisseur. La forme du papier
permet de libérer les chemins de coulée pour les excédents de colle. La figure suivante
présente les étapes de préformage du papier. La température optimale pour faire ramollir
I’enduit plastique du papier diélectrique sans 1’endommager est de 338°F (170°C). Le
temps minimal d’exposition des moules d’aluminium pour le formage du papier est
d’environ 20 minutes. Une charge de 10 kg est ensuite placée sur chacun de ces moules

pendant le refroidissement accéléré par liquide d’une durée d’environ 2 minutes.
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Figure 6.6 : Moulage du papier diélectrique pour protéger les moules pour les dents

En plus du papier diélectrique, la base du moule est protégée de la colle par une
lubrification a I’aide d’une huile pénétrante. L’huile PLI00 de Prolab a donné
d’excellentes performances de protection des piéces mécaniques et a facilité le démoulage.

L’insertion des pieces enduites de colles est décrite dans la prochaine section.

Bain de colle et insertion des pieces enduites

La colle choisie, de la compagnie « Cotronics Corp. », est un mélange d’époxy a
faible viscosité (600°F Duralco 4460). Un agent flexibilisant (Rebound Flexibilizer and
Adhesion Promoter 105RF) est aussi mélangé a la résine avant 1’insertion du durcisseur au
mélange. Deux seringues sont nécessaires pour assurer le respect des quantités entre la
résine et le durcisseur. La colle mélangée est mise dans une troisiéme seringue pour étre
ensuite injectée dans le bain de colle. Pour une seule dent, les quantités maximales requises
sont : 10 ml de résine (47%), 3 ml d’agent flexibilisant (14%) et 8ml de durcisseur (38%).
La méthode la plus rapide pour enduire les laminations de dent avec de la colle a faible
viscosité sur chacune de leurs faces nécessite le préchauffage du bain et des pieces effectué
pour I’opération du séchage suite a leur nettoyage. Les piéces groupées sont couchées puis
translatées a répétition d’un coté puis de 1’autre dans le bain pour assurer une bonne

pénétration de la colle entre chacune d’elles. Notons qu’on conserve les toles qui seront

mises aux extrémités seches jusqu’a leur insertion dans le moule.
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Insertion des pieces enduites dans le moule

Toujours a I’aide de la longue fourchette (cf. Figure 6.5), les pieces sont retirées du
bain de colle. Une compression de I’empilement est exercée au-dessus du bain pour
égoutter le surplus de colle, puis les pi¢ces sont insérées dans la rainure du moule, a
I’intérieur de la cavité formée par le papier diélectrique. Il est important de noter que pour
faciliter le retrait des excédents de papier, la surface du fond du papier et ses deux chemins
de coulées doivent étre lubrifiés. Les toles des extrémités sont enduites de deux gouttes de
colle (distribuées sur leur hauteur) sur une seule de leurs faces depuis la seringue contenant
le mélange. Cette face doit ensuite se retrouver contre les piéces enduite de colle déja dans
le moule alors que la face séche pointera vers I’extérieur du moule. Les piéces d’embout,
ayant le méme profil que les dents, sont lubrifiées puis mises en dernier pour éviter d’huiler

les sections du papier qui doivent adhérer aux toles.

Fermeture des moules et mise au four

Notons tout d’abord que I’angle de moules assure une coulée du c6té ou ne se trouve
pas la vis de pression longitudinale. En effet, cette vis pointe plutdt vers le haut (cf Figure
6.7). La fermeture d’un moule s’effectue en deux phases comportant chacune quelques
étapes. D’abord, les panneaux supérieurs du papier dié¢lectrique sont repliés sur le dessus
des tdles puis la téte du moule est mise sur le dessus. Dés la téte fixée a son moule, le
pressage méthodique peut commencer. La vis pressant sur guide supérieur, logé dans la téte
du moule (cf Figure 6.7), est d’abord faiblement serrée a la main. Le guide latéral est
également pressé de la méme fagon. Un effort trop important sur ces deux guides
endommagera le papier diélectrique. La vis exercant un effort longitudinal est ensuite
tournée pour presser I’empilement jusqu’a ressentir un effort évident sur 1’outil de serrage.
On relache ensuite 1égérement la pression sur cette vis pour détendre la compression sur
I’empilement de tole afin de serrer finalement le guide supérieur puis le guide latéral. La vis

de pression longitudinale peut enfin donner son dernier effort de pressage.

La téte du moule est ensuite démontée pour nettoyer la téte de la dent. En effet,

comme le papier diélectrique doit étre retiré de sur le dessus de la dent suite au moulage, les
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panneaux du papier sont nettoyés (avec de I’acétone) puis lubrifiés (avec du PL100). On
lubrifie également le dessus de la dent et le guide supérieur qui entrera en contact avec le
papier. Le lubrifiant ne s’infiltre pas entre les toles de la dent puisque la colle occupe déja
ces interstices. Le moule est enfin refermé pour étre envoyé en cure. Les instructions de
cuisson fournies par le fabricant de colle sont les suivantes : 4 heures a 250°F, 2 heures a
350°F et 16 heures a 450°F; d’ou six moules ont été utilisés au total pour minimiser a huit

le nombre de cures nécessaires pour fabriquer la machine.

Figure 6.7 : Six moules en cours de cuisson

6.5.2.3 Collage des dents sur le stator
Pour coller les dents moulées sur la culasse du stator, un gabarit de positionnement a
¢été fabriqué. Pour minimiser les cotits de fabrication, le gabarit n’accueille que 3 dents a la

fois. Il assure leur positionnement et leur maintien en place durant la cuisson de la colle.

La constitution du montage est assez simple. Un arbre en acier massif fixé sur une
base en aluminium posséde un gros trou transversal permettant I’insertion d’un mat.

L’arbre statique possede également 16 trous pointés correspondant aux 16 paires de pdles
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possédant chacune 3 dents. Un anneau d’acier lubrifié, sur lequel est fixé le support de
stator, permet d’indexer la position angulaire du stator magnétique autour de 1’arbre fixe a
mesure que |’assemblage progresse. Les 16 trous pointés assurent le positionnement
angulaire de I’anneau autour de 1’arbre. On utilise ensuite une vis au bout chanfreinée pour
se loger dans les 16 trous de positionnement. Enfin, des anneaux de retenue (circlips) sont
logés dans des saignées réalisées dans I’arbre par souci de sécurité; c'est-a-dire pour éviter

le coulissement de cette piéce massive lors des manipulations du montage.

Le mat maintient pour sa part une piece contenant des cavités qui accueillent des
blocs se déplagant radialement et qui assurent une pression sur les dents qui se longeront
dans de petites cavités prévues dans la forme découpée de la culasse du stator. Pour ce
faire, la piece de logement des blocs assurant la pression est aussi rattachée a I’arbre central
par une piéce ressemblant a un double « H » sur les deux illustrations de gauche sur la
figure suivante. Ces illustrations montrent donc le montage lorsque la piéce de logement

des blocs de pressage et sa piece d’attache sont déployées.

Figure 6.8 : Collage séquentiel des dents a) et b), et remplissage des encoches c)

Pour assurer un collage performant, le stator doit étre nettoyé par le produit de
préparation de surface (Rebound Surface Prep 105RP). Ensuite, de petits bains de colle
sont circonscrits dans les petites cavités de la culasse du stator en mettant un bout de ruban

adhésif sur I’extrémité ouverte. Comme la culasse du stator est poreuse, la colle a tendance
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a pénétrer a travers cette piece et peut endommager 1’axe central du montage. Ainsi, un
linge est toujours placé dans le ceeur du stator durant la cure et une fine couche de silicone
haute température recouvre I’intérieur de la culasse. Le mélange de colle époxy a utiliser
pour cette étape et les temps de cure sont les mémes que ceux discutés pour le collage des

dents dans les moules.

Une seconde étape permettant le remplissage des encoches par de la colle pour rendre
toutes les dents solidaires est également illustrée a droite de la Figure 6.8. Un coté des tétes
de bobines a di étre bouché par du silicone haute température qui a été délogé avant le
collage des tétes de refroidissement. Des modifications importantes seraient a apporter a la
conception du montage pour assurer un collage simultané de I’ensemble des dents du
moteur en une seule étape, ce qui assurerait une meilleure cylindricité et un temps de

réalisation beaucoup plus court.

6.5.2.4 Mise en place du systéme de refroidissement

Le circuit de refroidissement est essentiellement formé par deux circuits utilisant des
tuyaux 3/8 de pouce, parallélisé par des « T » au niveau du moyeu depuis une entrée 5/8 de
pouce, pour aller rejoindre séparément les tétes de refroidissement avant et arriere de la
machine. L’insertion du systeme de refroidissement requiert 1’utilisation de la soudure
haute température au bronze et a ’argent pour éviter d’en modifier la forme lors de la
dernicre étape de soudure, soit celle ou sont réalisées, a 1’étain, les quatre jonctions des

« T », situés tout pres du moyeu.

Des demi-pieces en « U » ont été usinées dans des pieces de cuivre pur pour assurer
le retour du fluide dans chacune des tétes de refroidissement. Lorsque 1’isolation de la
machine a été testée, les tétes de refroidissement sont fixées dans une colle de type
céramique (Resbond™ 920 Thermally Conductive). Les bobines de chaque phase peuvent
ensuite étre soudées ensemble a I’avant de la machine. La Figure 6.9 illustre respectivement
les tétes de refroidissement avant et arriere présentées a deux stades d’assemblage

différents.
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Figure 6.9 : Mise en place des tétes de refroidissement avant et arriére
6.5.2.5 Soudure des bobines des phases

Pour souder les bobines des trois phases du moteur-roue, la soudure a I’argent pur est
celle qui a donné de meilleurs résultats. La protection des surfaces situées pres de la zone
de travail est possible grace a I’utilisation d’un polymere liquide appelé gel de protection
thermique (Thermal Shield Gel). Un carton sur lequel est déposé ce type de gel est ensuite

superposé par une plaque d’acier qui s’insere a I’arriere des conducteurs a souder.

Les conducteurs a joindre ne doivent jamais €tre parfaitement superposés, mais un
peu décalés tels que I’illustre la Figure 6.10. Cette méthode permet en effet d’assurer un
bain de fusion qui favorise une soudure homogene et une meilleure pénétration de 1’argent

dans les interstices. L.’espace entre les deux conducteurs doit pour sa part étre minimisé.

Baguette
d'apport “ Buse
- Protection d'acier
| -
e

Conductélrs \ _Gel t!lermlqlle

Carton d'isolation

ZONE A PROTEGER

Figure 6.10 : Disposition des éléments de soudure

Les illustrations de la figure suivante présentent la préparation de la zone de travail.

La gaine isolante est maintenue a I’écart de la zone de travail grace a un serre-joint. Ce
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dernier permet également le rapprochement des conducteurs pour faciliter la création du

bain de fusion.

Figure 6.11 :Montage de la zone de travail pour la soudure des bobines des phases du moteur.

La Figure 6.12 présente le stator, apres la soudure des phases et leur connexion aux
cables d’alimentation. L’illustration de gauche présente le stator avant son insertion dans le
rotor. On peut aussi voir sur cette photo la piéce d’accouplement de I’encodeur, ultimement
connectée sur bouchon d’acces de I’écrou servant a I’ajustement du roulement conique
avant. La téte de refroidissement avant est a peine perceptible, c’est pourquoi sa fixation
par la colle céramique est réalisée avant I’étape de soudure des phases. On remarque que le
diamétre extérieur du stator au niveau des tétes de bobine avant est légérement supérieur a
celui au niveau de I’entrefer magnétique a certains endroits. L’insertion du stator dans le
rotor n’a toutefois pas été problématique (illustration de droite) puisque [’entrefer

mécanique, de I’ordre de 1mm, permet cette latitude.
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Figure 6.12 : Montage du stator dans le rotor sans facade avant

6.5.3 Réalisation du banc d’essai expérimental

6.5.3.1 Conception du banc d’essai

La fabrication du banc d’essai statique est visée pour obtenir les valeurs de couple a
rotor bloqué sur le prototype du moteur-roue réalisé. La figure suivante présente le banc
statique réalisé pour effectuer les essais a rotor bloqué. Le filtre LC ajouté au montage vise
a éliminer les composantes harmoniques de basses fréquences (360 Hz) issues de
I’alimentation CC a thyristors utilisée. Comme la tension de cette alimentation est en réalité
contrdlée par une rétroaction sur la vitesse d’une machine CC tournant a vide, la
dynamique du controleur d’alimentation peut créer des harmoniques a beaucoup plus
faibles fréquences. Le dimensionnement du filtre doit ainsi étre optimisé et respecter le

critére d’équilibre des capacités de stockage d’énergie des ¢léments réactifs.
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Figure 6.13 : Banc d’essai statique expérimental pour le moteur-roue

La limite en capacité définit la valeur maximale sécuritaire de I’inductance. Le banc
de condensateur monté totalise 2,85 mF avec un point d’opération en tension de 100 V et
une limite en tension (claquage) établie a 400 V (AV, = 300 V). En cas d’interruption du

courant (ouverture du sectionneur), la capacité pourra prendre 1’énergie suivante :

W, =2C-AVc? = 0.5-0.285F - (300V)? = 128.25 ] (£q.6-1)

Dans I’inductance, 1’énergie a restituer se détermine par la relation suivante :

Wy=ZL-I2<W, (£q.6-2)

Donc I’inductance maximale du filtre est déterminée comme suit :

2W, _ 2565]

T = Gomz = 1026 mH (Eq.6-3)

Ly <

6.5.3.2 Opération du banc d’essai

Une alimentation en eau assure le refroidissement des composants de puissance. Le
controle du courant n’a pas besoin du modele interne de la machine, a 1’exception de la
résistance de phase puisque la machine est opérée en régime statique. La phase du courant
injecté est modifiée jusqu’a I’atteinte d’un couple maximal pour une tension donnée.

L’amplitude de la tension triphasée est pour sa part gérée par MLI provenant de I’onduleur
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piloté par le controleur depuis les consignes de I’interface de controle (CompactRIO et
LabVIEW real-time). Les valeurs de tension CC lues sur les voltmétres agissent un peu
comme des lectures sur des capteurs de courant shunt pour évaluer I’amplitude de la
réaction d’induit. Une caméra placée au dessus des voltmeétres et de la cellule de charge

permet de déterminer facilement les points d’opération couple VS courant.

6.6 CARACTERISATION DE LA MACHINE

Il est important de mentionner que le prototype du moteur-roue a subi plusieurs
modifications au cours des tests dues a des bris majeurs. En effet, le décollage d’une partie
des dents du stator est survenu et a forcé une modification de la méthode de fixation des
dents du stator. Une bande de fibre de verre, nécessitant [’usinage des becs au niveau de
I’entrefer, a di étre ajoutée a 1’assemblage final pour les tests a rotor bloqué. Les
parametres €lectriques ont donc été mesurés avant cette modification majeure ce qui permet

de valider le modé¢le théorique. Une analyse comparative des parameétres électriques et

mécaniques est présentée dans la section 6.7.

6.6.1 Détermination des parameétres électriques

6.6.1.1 Détermination de la résistance DC

La résistance de phase du moteur-roue peut étre mesurée a froid directement en
utilisant un ohmmetre (cf. Figure 6.14). Pour obtenir la valeur de la résistance a la
température du fonctionnement nominale, il suffit d’extrapoler la valeur de la résistance
mesurée a la température de mesure, soit 293K, en utilisant la constance du cuivre

« a=0.0043/°C » selon la relation suivante :

Rs = Rmesurée(1 + O((T - Tmesure)) (en -Q) (Eq-6'4)
€
o O

Figure 6.14 : Lecture de la résistance de phase
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L’ensemble du bobinage peut ne pas étre parfaitement symétrique et peut créer un
circuit légérement déséquilibré. Il est idéal de rendre le point milieu accessible pour
mesurer chaque impédance. Par contre, la conception pré-bobinée de la machine assure un
assez bon équilibre entre les phases. Pour la machine étudiée, la résistance de phase

obtenue a 20°C (T},s=293K) correspond a la valeur suivante :

Rs = 244mQ

6.6.1.2 Détermination de ’inductance synchrone et propre
Mesure directe

L’inductance propre peut se mesurer en utilisant un appareil dédi¢ de la méme fagon
que pour la détermination de la résistance de phase. Les valeurs mesurées pour les trois
phases sont données en mH:

Lpan = 0.710mH , Lpp, = 0.759mH, Lpg, = 0.733mH

Cette premicre évaluation montre bien que la perméabilité magnétique relative dans
les dents est affectée soit par une déformation cylindrique de 1’entrefer ou une saturation
localisée. En utilisant les valeurs mesurées, on obtient une moyenne de 1’inductance propre
égale a:

LPamrecs = 0.734mH

La mesure de I’inductance synchrone se fait pour sa part en branchant 1’appareil de

mesure de la fagon indiquée par la figure suivante :

€IH

o
o

Figure 6.15 : Lecture de I’'inductance synchrone (avec un facteur de 3/2)

Apres division de la mesure par 3/2, les valeurs d’inductance synchrone mesurées a

120 Hz pour les trois phases ainsi que la valeur moyenne sont :
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Ls; = 1.078mH , Ls, = 1.033mH, Ls; = 1.068mH, LSy ect = 1.059mH
Mesure indirecte

Une validation des valeurs trouvées précédemment peut étre faite par I’injection d’un
courant triphasé alternatif a rotor bloqué. L’inductance propre peut-étre trouvée par la
méthode de la puissance active et réactive ou I’'impédance « Z » composée. Une résistance
de mesure « Rm » doit étre ajoutée si I’inductance est trop importante pour se rapprocher

d’un facteur de puissance de la charge a 0.5.

Va Vb Ve N

S
b
1Y

(s

o]
o

Figure 6.16 : Montage pour la mesure indirecte de ’inductance propre

En négligeant 1’effet de peau dans le cuivre, I’inductance est calculée par :

Z = % (en Q) (Eq.6-5)
Z =./R? + (2nf - L)? (en Q) (Eq.6-6)
L= 2 (en H) (Eq.6-7)

Les mesures indirectes révelent une valeur moyenne d’inductance propre de :
Lpmarect = 0,64mH
Une valeur moyenne d’inductance synchrone a également été donnée :

Lsindairect = 1.146mH

6.6.1.3 Détermination de I’inductance mutuelle et des fuites
Il demeure possible de déduire la valeur de I’inductance mutuelle a rotor bloqué en
induisant une tension alternative dans une phase et en faisant afficher la valeur de la tension

sortante sur 1’une ou ’autre des deux autres phases. Le rapport de transformation des
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tensions ligne-neutre, tel que mesuré selon la Figure 6.17, donnera le ratio entre
I’inductance propre et I’inductance mutuelle. Comme 1’inductance mutuelle est équivalente
a la moiti¢ de I’inductance principale (pour une machine triphasée), I’inductance de fuite
pourra étre déduite par I’expression suivante.

Lypropre = Lprincipate + Lruite (€n H) (Eq.6-8)

La valeur d’inductance propre peut étre mesurée par un testeur d’inductance

également
1 ,
Lmutuetie = 3 Lprincipale (en H) (Eq.6-9)
3 ,
Lsycn = ELprincipale + Lyyice (en H) (Eq.6-10)

Le ratio des tensions injectées VS induites permet de trouver I’inductance de fuite

« Ly ». Le montage suivant présente le test en transformateur effectué :

VLpropre — Lpropre (Eq6- 1 1)

VLmutuelle Lmutuelle

Va Vb Ve N

S
)<=a
(EE

[e]
o

2
Y

s

o}
o

Figure 6.17 : Montage pour le calcul relatif de ’inductance mutuelle

La valeur de I’inductance synchrone mesurée par le montage monophasé et celle
calculée depuis I’inductance principale et les fuites peuvent étre comparées pour valider la
démarche. Enfin, I’amplitude du changement d’inductance synchrone pour différentes

positions du rotor donne une indication du niveau de saturation par le flux a vide.

L’inductance mutuelle moyenne relevée est de: Lyutyeire = 0.318mH. Ainsi
I’inductance de fuite moyenne calculée depuis I’inductance propre moyenne est de:

Lrute = 0.098mH
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6.6.1.4 Détermination de la force électromotrice (FEM)

La tension induite a vide dans les phases de la machine (FEM) en fonction de la
fréquence électrique permet de définir le flux vu par les enroulements qui influence
directement le couple de la machine. Le mod¢le interne au contréleur nécessite d’ailleurs la
valeur du flux a vide. Elle peut étre trouvée en effectuant un test a vide et en captant la
tension ligne-neutre. Le relevé de la forme d’onde peut s'accompagner d'une analyse du
spectre fréquentiel de la FEM par une transformée de Fourier rapide (FFT) pour déterminer
la composition harmonique de la FEM, un indice important sur la qualit¢ du signal
sinusoidal. Le tracé rouge sur I’illustration de droite de la Figure 6.18 permet a cet effet de
constater la prédominance de I’harmonique 5. En utilisant la valeur efficace de la FEM, le
flux efficace peut étre estimé comme suit :

i, = Zrms — Lammsop W) (£q.6-12)
2nf 2nf

L’analyse des courbes de la Figure 6.18, illustrant la FEM de la machine, permet de
juger de I’évolution du prototype avant les réparations majeures, apres celles-ci (plus large
entrefer) et apres les tests en charge s’étant avérés destructifs (dépassement du courant de
démagnétisation des aimants) tel que le démontre la Figure 6.19. Si aucune saturation dans
les becs n’était présente dans la machine, on devrait s’attendre a un signal s’approchant de

la forme donnée par 1’analyse par éléments finis (cf. Figure 3.24).

\ aeEEER T ——————r HETE o )
“ 20.0ms . | ++¥—3.60000ms 10k points —5.20V |

@ 100V 100V A )2

NW+~0.00000s 1M i Value Mean Min Max Std Dev
value Mean Min & rRvS 7.74 ¥ 7.74 7.74 7.74 0.00

@D Frequency 17.59 Hz 17.39 17.59 &P Max 12.2v 12.2 12.2 12.2 0.00

| @ Peak—Peak  46.0V 46.0 46.0 | @D Frequency 13.45Hz 13.45 13.45 13.45 0.000 )
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Figure 6.18 : Relevé de la tension a vide du prototype de moteur-roue a) initial et b) apreés réparation

On observe aussi que la forme de la tension induite s’approche d’une sinusoide en
¢largissant 1’entrefer. Les harmoniques sont filtrés, mais 1’amplitude de la fréquence
fondamentale a ¢également diminué. Les dommages portés au prototype peuvent étre
évalués en estimant le flux a vide estimé dans les deux situations, présentant une chute de
30% apres réparation ou les valeurs estimées du flux sont:
=0.130 Wb
= 0.092 Wb

Pvinitial
(pvréparé
Enfin, notons que les tests en charge ont clairement porté atteinte au flux a vide par la
démagnétisation localisée des aimants, tel qu’en témoignent les FEMs tracées a la

Figure 6.19. Ces tracés démontrent une diminution du flux a vide efficace de 33% de la

valeur initiale ou Pv gemagnetise = 0-087 Wb :

5.00MS/s [ WRE

& s5.00v 5.00 V ~0.00000s 1M points -2.00V |
value Mean Min Max Std Dev -

@D CycleRMS 6.074 V 1.772 386.8m 6.074 2.131

@D Frequency  11.23 Hz 115.9k 6.596 439.4k 129.8k

@D Peak—Peak 19.14V 4.796 478.9m 19.14 7.093

| @D CycleRMS 6.176 V 6.176 6.176 6.176 0.000

Figure 6.19 : Relevé de la tension a vide du prototype du moteur-roue aprés démagnétisation localisée

des aimants

6.6.1.5 Relevé de la caractéristique couple-courant de la machine

Le couple du prototype du moteur-roue a été testé sur six points d’opération en
utilisant le banc d’essai expérimental statique décrit précédemment. Les résultats sont
illustrés par le graphique de la Figure 6.20. Le courant efficace d’alimentation est déduit
des valeurs de tension de phase. La phase de ce courant est ajustée en cherchant la valeur
créte du couple pour une tension d’alimentation donnée (/,=0). Il est a noter que la

technique de mesure ne considere pas le couple réluctant dii a I’encochage du stator (couple
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de détente) et aux harmoniques d’espaces de la force magnétomotrice (FMM) qui peuvent
représenter un peu plus de 10% d’erreur. La précision du montage et de la cellule de charge

utilisée représente également un risque d’erreur possible.
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Figure 6.20 : Relevé du couple utile du prototype du moteur-roue en fonction du courant

d’alimentation

6.7 ANALYSE DES RESULTATS

6.7.1 Paramétres électriques de la machine

Le tableau ci-dessous illustre les valeurs des parametres électriques issus du modele
analytique, de la validation par éléments finis et des essais effectués sur le prototype. Les
valeurs des parametres inscrits dans I’avant-dernieére colonne (Prototype) sont celles de la
machine avant les modifications majeures. Considérant I’entrefer faisant environ 0.8 mm
sur le prototype au lieu de 1 mm, les valeurs d’erreurs maximales permettent d’observer
que les coins de becs, plus minces que les spécifications de conception, ont une influence

notable sur la réduction des flux de fuites.
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Tableau 6.1 :Comparaison des paramétres électriques de la solution de machine optimale

PARAMETRES ELECTRIQUES SOURCE DE VALIDATION ERREUR

Description Unité | Analytique | Eléments finis | Prototype |MAXIMALE
Inductance propre mH 1.04 - 0,734 29, 4%
Inductance principale mH 0.67 - 0.636 5.07%
Inductance de fuite mH 0,37 - 0,098 73,5%
Inductance synchrone mH 1.38 1,33 1,059 23.2%
Flux a vide Wb 0,125 0,129 0,132 5,60%
Résistance de phase Q 0,225 - 0,244 8,44%

6.7.2 Assemblage mécanique et performances de la machine

Selon la modélisation 3D effectuée pour la machine, le prototype concu devait avoir
une masse d’environ 25 kg. Cependant, le prototype fabriqué affiche pour sa part une
masse de 25.3 kg. Ce léger surdimensionnement du prototype s’explique parce qu’il a di
étre allongé de 3mm pour éviter les courts-circuits des soudures des bobines avec la fagade
d’aluminium avant et que la tuyauterie du systétme de refroidissement n’avait pas été

modélisée.

La chute des performances de la machine relevée par la courbe du couple en fonction
de la réaction d’induit est liée a plusieurs facteurs. Un couple de friction au niveau de
I’entrefer peut étre a I'origine d’une partie de la chute du couple de sortie, mais les

conséquences liées a la modification du circuit magnétique sont plus importantes.

D’une premiere part, la démagnétisation localisée des aimants permanents a créé un
déphasage de la fondamentale du flux a vide par rapport aux centres des aimants le rendant
complétement asymétrique. D’autre part, 1’élargissement de 1’entrefer par I'usinage des
becs a sans doute énormément affecté les réluctances radiale et transversale traversées par
le flux. En plus de D’entrefer ¢€largi, ’'usinage a causé une augmentation séveére de la
saturation dans les becs. Le parcours du flux a I’origine du couple, soit celui résultant de la
réaction d’induit et du flux a vide, a une large composante transversale dans 1’entrefer.
L’inductance de fuite étant déja plus faible sur le prototype sans modification mécanique

que ce qui €tait analytiquement attendu, la réluctance du flux transversal pouvait déja
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s’estimer plus importante. La saturation élevée des coins de becs, difficilement quantifiable,

a donc probablement d’importantes répercutions sur les performances du prototype.

6.8 RECOMMANDATIONS POUR LE PROTOTYPAGE DE LA MACHINE DE TRACTION

6.8.1 Bilan de la réalisation du moteur-roue

Malgré d’importants problémes rencontrés lors de la réalisation du prototype du
moteur-roue, I'utilisation d’un bobinage concentrique préformé avant une insertion sur des
dents séparées a permis de bénéficier d’un assemblage trés dense. Comme cette
manipulation requiert déja I’effort de fabriquer des dents séparées, il est justifié d’utiliser de

’acier a grains orientés pour ces pieces afin d’augmenter les performances de la machine.

Par contre, a cause que 1’assemblage coll¢ des dents sur la culasse statorique n’a pas
tenu le coup, il est nécessaire de repenser a la stratégie d’assemblage pour éviter la
destruction du stator lors des efforts importants. Par ailleurs, une attention particuliére doit
étre portée a 1’égard de la manipulation des bobines et la préparation des surfaces des
encoches. En effet, les problémes de court-circuit sont les plus fréquents dans le bas des
encoches et dans le bas des chanfreins des becs. Le temps de réparation des courts-circuits
et les risques associés aux manipulations que cela nécessite suggerent de revoir le processus

d’assemblage des bobines sur les dents afin d’éviter les fautes dans 1’isolation.

6.8.2 Recommandations et pistes de développement suggérées

La diminution des pertes au rotor par la minimisation du contenu harmonique de la
force magnétomotrice (FMM) suggére déja une modification du type de bobinage
considéré. La segmentation des aimants et la lamination de la plaque d’acier du rotor sont
également des méthodes envisageables pour minimiser les pertes dans cette section de la

machine.

D’un autre coté, le facteur de bobinage demeure assez faible pour la topologie a
bobinage concentrique, ce qui fait pencher vers un nombre d’encoches par pdle par phase

(« Nspp ») unitaire. L’enjeu demeurant de minimiser les tétes de bobines pour maximiser la
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longueur active du stator dans un volume donné, il semble intéressant de se tourner vers le

bobinage toroidal pour une machine radiale a deux rotors [67].

L’utilisation de 1’acier a grains orientés est justifiée pour les dents puisqu’il offre
jusqu’a 25% plus d’espace pour le bobinage. Dans le cas d’une machine a double rotors,
I’utilisation de 1’acier a grains orientés dans la culasse du stator est a étudier pour la
réduction de son encombrement, de sa masse et pour augmenter le couple du rotor interne.
Par contre une attention particuliere doit étre portée afin de surdimensionner les coins de

becs pour pallier a une plus faible perméabilité transversale.

L’augmentation de la fréquence d’alimentation parait également comme une avenue
trés prometteuse pour se rapprocher des performances des modeles concurrents [7]. Par
contre, la dimension des piéces de tole doit faire objet d’une étude dépendamment de la
fréquence. D’ailleurs, la découpe au laser est a proscrire pour le prototypage des dents
considérant le long traitement 1i¢ au nombre important des manipulations sur ces picces, la
dégradation des propriétés magnétiques en pourtour des lignes de découpe et I’imprécision
dans la réalisation du découpage demandant des efforts supplémentaires de triage et
controle de la qualité. La découpe a ’EDM (machine a électroérosion) est une meilleure

solution qui peut étre envisagée pour réduire les efforts de prototypage.

6.8.3 Recommandations spécifiques a I’assemblage du stator

La fragilité¢ du joint de colle a la base des dents a 1’égard des chocs est un argument
suffisant pour modifier la forme de la dent et la rainure dans la culasse qui I’accueille. La
base de la dent doit étre perpendiculaire a ses cotés. De plus, étant donné qu’un simple
collage représente trop de risques de rupture, un cordage doit étre prévu pour maintenir la
dent sur son siege. Les dents devront ainsi étre attachées par un fil de fibre de verre pour
¢viter ’arrachement. Une petite encoche devra étre réalisée dans le milieu des becs sur
toute la longueur axiale de la dent pour permettre le passage de cette corde sans augmenter

I’entrefer. L’encoche aura du méme coup pour effet de diminuer le couple réluctant et de
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devoir augmenter I’entrefer mécanique tel que 1’a nécessité la gaine de serrage utilisé pour

réparer le prototype.

Dans le processus de prototypage, il est recommandé de terminer le collage du stator
avant de procéder a 1’usinage de la culasse rotorique de sorte que I’entrefer mécanique

puisse étre controlé.

6.8.3.1 Piste de solution pour un stator a deux entrefers

Dans 1’éventualité que le projet soit orienté sur une machine a deux rotors, la
diminution de la largeur des dents associ¢e au choix d’un nombre supérieur de dents
(nécessaire pour I’insertion d’un bobinage a pas polaire « Ny,,=1 » et I'augmentation de la
fréquence) constitue un défi de conception majeur pour I’assemblage et le moulage dans la
résine du stator. La faisabilit¢ technique de la machine étant compromise par
I’augmentation du nombre de dents, il serait alors fortement suggéré de revoir 1’application
de la machine (cahier des charges) afin de pouvoir augmenter le diamétre de la machine

pour avoir plus d’espace pour I’assemblage.

6.8.3.2 Recommandations spécifiques a I’encodeur

L’encodeur utilisé au niveau du moteur est un encodeur magnétique installé au centre
du moteur (a l’intérieur du moyeu). La fusée d’encodeur, filetée pour permettre
I’ajustement du jeu des roulements conique, comporte également un petit arbre au centre de
’axe menant a un accouplement dans le bouchon protecteur du roulement avant qui permet
la transmission de la rotation du rotor a I’encodeur. Toute la fusée devrait étre entierement
accessible depuis I’avant du moteur. Il serait donc peut-&tre nécessaire d’augmenter le
diametre du roulement conique avant pour permettre son insertion directe. L’utilisation
d’encodeur optique, beaucoup plus fiable et résistant a la température que la plupart de
ceux de type magnétique, est une avenue a étudier pour une prochaine conception. En effet,
I’encodeur magnétique peut facilement perdre sa calibration, ce qui pourrait avoir des

répercussions catastrophiques sur le contrdle de la machine de traction.
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Par ailleurs, avec un nombre plus important de paires de podles, il serait méme
pertinent de considérer un accouplement a courroie dentée avec un ratio de poulies
équivalant au nombre de paires de poles pour augmenter la résolution sans faire grimper le
colt du dispositif. Une autre méthode de redondance peut aussi étre utilisée et qui
consisterait & machiner ou imprimer I’encodage a I’intérieur de la facade avant du moteur et
fabriquer une téte de lecture optique. Une résolution d’encodeur absolu de 8 ou 9 bits serait

suffisante si I’encodage est multipli¢ par le nombre de paires de poles.

6.8.3.3 Pistes de solutions pour le refroidissement

Au niveau du refroidissement du moteur-roue, 1’avant et I’arriére du rotor devraient
comporter des ailettes obliques, a I’extérieur et a I’intérieur si 1’espace le permet, pour
améliorer 1’efficacité de 1’échange convective recherchée par la ventilation forcée. Ces
ailettes devraient également permettre d’alléger les piéces structurelles du moteur sans en

affecter la rigidité.

Dans le cas d’une machine a deux rotors, une seule téte de refroidissement liquide
placée a I’avant du moteur peut étre utilisée et devrait étre usinéee dans une plaque épaisse
d’aluminium. Les adaptateurs assurant la connexion de la tuyauterie d’alimentation en

liquide s’insereraient dans I’aluminium grace a 1’usinage de filets coniques (NPT).

L’utilité d’une ventilation forcée a I’intérieur du moteur-roue est a réévaluer. Il serait
intéressant de favoriser I'utilisation d’une machine unique coaxiale au moteur qui tirerait
axialement 1’air de D’arrié¢re de la machine pour le pousser contre la plaque de
refroidissement sur les tétes de bobines avant comportant des ailettes. Ainsi, il serait sans
doute question de concevoir un moteur sans brosse a rotor externe avec le coeur (centre)

creux pour assurer une ventilation forcée efficace.
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6.9 CONCLUSION

Ce chapitre a couvert la méthodologie de réalisation du prototype de moteur-roue.
L’accent a surtout été porté sur la réalisation du stator magnétique (dents, culasse et
bobinage) puisqu’elle représente 1’enjeu de réussite le plus important. Ensuite, la démarche
de caractérisation de ses paramétres ¢lectriques a également été présentée. La conception
d’un banc d’essai pour des tests en charge statiques a également permis de caractériser le
comportement du couple de sortie du prototype en fonction de son courant d’alimentation.
Enfin, une liste de recommandations a été dressée pour la conception du stator, le choix
d’encodeur et la conception du systeme de refroidissement. Le prochain chapitre constititue

la conclusion finale du mémoire.
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CHAPITRE 7. CONCLUSION GENERALE

Ce travail de recherche avait pour but de mettre en perspective I’ensemble des
considérations pour améliorer 1’efficacité et la puissance d’un systéme de traction hybride-
série utilisant des moteurs-roues en traitant de son dimensionnement et de son contrdle de
facon intégrée. Un regard critique a été porté quant aux besoins de performances et aux
risques de dégradation de 1’agrément de conduite liés a 1’augmentation de la masse des
machines de traction. Le développement des modeles de pertes utilisés dans le choix de la
tension du systéme a permis de minimiser I’incertitude sur 1’estimation de la consommation
du véhicule afin de conserver une bonne marge par rapport aux systémes de traction

traditionnels.

Le travail a également permis de mettre en ceuvre le processus de dimensionnement
et d’optimisation des machines de traction synchrones a aimants permanents a rotor externe
et dont le stator employait un bobinage concentrique et de 1’acier a grains orientés. Une
méthode de contrdle utilisant un modele interne avec un correcteur en pseudo-cascade a été
¢laborée. La gestion des fautes et des modes de fonctionnement du systéme hybride a
également été expliquée. Enfin, la réalisation d’un prototype de machine de traction ainsi

que la caractérisation de ses parametres ont été présentées.

Différents résultats ont été obtenus dans ce travail de recherche. Au niveau de
I’établissement du cahier des charges, les modeles dynamiques et la méthode intégrée de
dimensionnement mis en place permettent de définir les machines de traction tout en
cherchant un compromis entre les performances et la masse du groupe de traction (moteur
et onduleur). La minimisation de la capacité des batteries par I'utilisation de cellules de
puissance permet également de jouir d’une masse globale réduite et d’une densité¢ de
puissance du groupe motopropulseur (moteur, batterie, génératrice et convertisseurs de

puissance).



295

Au niveau du contrdle des machines de traction, les simulations utilisant une stratégie
de controle en courant avec découplage par modéle interne, imbriquant une boucle de
correction de tension en pseudo-cascade a la sortie de ce modele, ont démontré le potentiel
d’autoréglage du pilotage du convertisseur statique en fonction des limites réelles du

systeme.

Dans I’exercice de I'implantation réelle du contrdle du prototype, les difficultés
rencontrées avec la calibration des capteurs de courant et I’encodeur magnétique suggérent
différentes améliorations sur le choix et la disposition des capteurs. L’utilisation de deux
capteurs de courant de plages complémentaires sur chaque phase lue et le remplacement de
I’encodeur magnétique incrémental par un encodeur absolu optique a multiples remises a

z€ro par tour sont les principales recommandations.

Concernant la machine de traction, les parametres électriques du prototype avant
réparation respectaient sinon dépassaient les valeurs attendues par le modele analytique et
la validation par éléments finis. Les couples électromagnétiques issus du modele analytique
et de la validation par ¢léments finis concordent, mais la saturation importante des becs du
stator semble avoir affecté grandement les performances du prototype. La situation n’a pu
que se détériorer au cours des modifications qui ont été nécessaires apres 1’arrachement des

dents du stator ayant nécessité un élargissement de 1’entrefer.

Concernant la gestion du bus CC, ’instrumentation stratégique principale implantée
dans le projet d’alimentation du bus CC pour la gestion de la sécurité d’interfagage humain-
machine est une carte de détection de 1I’'impédance entre la batterie de puissance et le
chassis puis des capteurs de détection d’une violation de la boucle d’interconnexion du
systetme qui informe un automate de sécurité. Des capteurs de tension, de courant et de
température permettent de classifier 'importance des fautes rencontrées selon un ordre
prioritaire, secondaire ou tertiaire. Le systeéme peut ensuite réagir par le biais de ses

contacteurs et de son dissipateur thermique.
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L’algorithme de gestion de I’énergie intégrant quatre modes de conduite s’est révélé
concluant sur sa capacité a minimiser I’utilisation de la génératrice, fournir de bonnes

performances ou permettre un compromis entre ces deux parametres.

Recommandations

Les principales recommandations du projet portent sur les méthodes de réalisation du
stator de la machine de traction et de son instrumentation. Les dents collées doivent étre
attachées solidement avec un cordage qui permet un meilleur support au fond des encoches.
Le prototypage devrait utiliser la découpe par fil pour jouir d’une meilleure précision et

d’une simplification des manipulations d’assemblage.

Du c6té de I’instrumentation, la rétroaction sur le courant est impossible en n’utilisant
qu’un seul capteur par phase mesurée. La large plage de fonctionnement de la machine
nécessite minimalement deux capteurs couvrant des plages complémentaires. L’encodeur
devrait étre du type optique et absolu, puisqu’un encodeur magnétique décalibré engendre
des répercutions trop importantes pour justifier son utilisation. L’exploitation d’un
entrainement mécanique multipliant la vitesse de ce capteur par le nombre de paires de

poles de la machine pourrait étre considérée.

Dans 1I’éventualité d’une défaillance de I’encodeur, un mode de pilotage de type « DC
brushless », c'est-a-dire sans encodeur et n’utilisant que deux phases a la fois, devrait étre
enclenché. Alimentée par des signaux MLI pilotés selon un modele interne, la machine peut
étre asservie sans encodeur si des capteurs a effet hall permettent de lire la tension induite
sur la phase non utilisée. Ce fonctionnement auxiliaire permettrait d’assurer la pérennité du
fonctionnement de la machine malgré des problémes de capteur de position. La redondance
de la motorisation dans chaque roue pourrait éviter les difficultés de démarrage rencontrées
par ce type d’asservissement en laissant les autres machines assurer le déplacement du

véhicule.
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ANNEXE 1. Plans mécaniques du moteur-roue
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La figure ci-dessous présente la topologie mécanique de la machine par le biais d’une vue de profil explosée. Les prochaines figures ne traiteront que de la
conception finale du circuit magnétique.

Fusée d’encodeur filetée pour I'ajustement du jeu des roulements
Arbre de transmission de la rotation pour I'encodeur

Encodeur magnétique

Joint d’étanchéité intérieur du roulement arriére

Bouchon de roulement
Accouplement d’encodeur
Eqrou d’ajustement du jeu des roulements
i Roulement conique avant
' Vis de fixation de la portée de roulement extérieure avant Facade arriere du rotor et portée de roulement

Rotor magnétique assemblé avec la facade Tambour de frein
Portée de roulement extérieure avant ' Roulement cénique arriere
Tiges de roue filetées Butée de toulerrnc?nt
Joint d’étanchéité du roulement avant Butée de joint

Joint extérieur

{ Ressorts de frein
] y Cylindre et pistons de frein ;
Stator magnétique assemblé avec redroidissement Patins / sabots de frein |
Moyeu (portées de roulements intérieures) . Tige de fixation des sabots
Tables de suspension avec joints a rotules attache aux tables de suspension
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ANNEXE 2.Réalisation du controleur de la machine synchrone



A2.1 RAPPEL DE LA STRATEGIE DE COMMANDE

Pour asservir la machine de traction étudiée, le systéme de contréle doit pouvoir
effectuer certaines rétroactions sur cette machine. De plus, pour I’implantation physique,
il est essentiel de distribuer les tiches associées a la carte FPGA et celles laissées au
microcontrdleur du systéme embarqué CompactRIO. Cette section fait objet de ces deux

implantations.

A2.1.1 STRUCTURE DE COMMANDE

La structure de commande de la machine implantée est celle présentée a la Figure
4.4 du présent mémoire. Ainsi, la loi de commande définie précédemment permet de
quantifier les courants a commander sur chacun des axes du plan de Park par rapport a la
commande de [’'utilisateur. La loi de commande nécessite la valeur de la tension

d’alimentation ainsi qu’une rétroaction sur la vitesse du moteur.

En ce qui a trait aux valeurs de courants issues de la loi de commande, elles sont
ensuite comparées aux valeurs réelles ramenées dans le référentiel de Park. Ainsi les
valeurs triphasées sont lues puis passées dans une matrice de transformation pour les
rendre dans un référentiel diphasé. Les erreurs entre les commandes de courants et les
valeurs diphasées passent ensuite dans deux contrdleurs. L’influence mutuelle entre les
axes et la tension induite par le flux a vide est ensuite prises en compte dans le
découplage, puis les valeurs de tensions diphasées sont retransformées dans un référentiel
triphasé et comparées avec un signal triangulaire pour produire la modulation par largeur

d’impulsion (MLI).

A2.2 REPARTITION DE L’EFFORT DE CALCUL

Les sections a implanter stratégiquement dans la carte FPGA du CompatRIO sont
les calculs de la transformation matricielle de Park (inverse et direct) présentés a la
Figure A2.3, les correcteurs PI sur les deux axes, la rétroaction sur la position de
I’encodeur ainsi que la lecture des courants, puis la génération des six signaux MLI pour

le de déclenchement des gachettes des transistors IGBT présentée a la Figure A2.5.

Pour qu’une section de programme puisse €tre implantée efficacement dans le

microcontrdleur, elle doit pouvoir s’exécuter a plus faible fréquence ou avec des
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interruptions sans influencer le bon fonctionnement du systéme. Surtout, une fréquence
d’exécution irréguliere ne doit pas impliquer de risques pour la fiabilité du systéme. Il est
donc préférable d’effectuer les calculs arithmétiques et logiques relativement complexes
liés a I’évaluation du point d’opération qui ne changent pas régulicerement dans le
microprocesseur et laisser I’exécution des opérations simples réguliéres et rapides pour la
carte FPGA. Par exemple, les sections du programme assurant I’exécution de la loi de
commande et celle de I’interface utilisateur seront avantageusement implantées dans le

microprocesseur.

A2.3 IMPLANTATION ET PROGRAMMATION LABVIEW SUR LE SYSTEME EMBARQUE

COMPACTRIO

A2.3.1 PRESENTATION DE L’ENVIRONNEMENT PROJET

L’environnement projet utilise des variables définies pour la communication entre
le microprocesseur et la carte FPGA. 1l est important de mentionner que toutes les entrées
et les sorties du systeme transigent par la carte FPGA. Donc, bien que certaines sections
du programme ne touchent que le microcontréleur, la communication vers la carte FPGA

demeure essentielle.

De plus, la seule interface accessible par I’utilisateur est implantée dans le
microprocesseur. Ainsi, pour modifier les paramétres de réglage du contréleur implanté
dans la carte FPGA, il est nécessaire de transmettre I’information par le biais de variables
dites «Host to FPGA ». Pour ce qui est de I’affichage de I’instrumentation du systéme sur
I’interface utilisateur, il est nécessaire de définir des variables dites «FPGA to Host»
puisque I’ensemble des entrées du systeme transige par la carte FPGA. Un exemple
typique est la fréquence électrique issue d’un calcul de dérivé de la position dans la carte

FPGA et qui doit étre retournée a la loi de commande implantée dans le microprocesseur.

A2.3.2 IMPLANTATION DANS LE MICROPROCESSEUR

La programmation implantée dans le microprocesseur touche, dans le cadre de cette
application, l’interface des informations du banc d’essai tout comme des fonctions
primaires décisionnelles sur la commande de la machine. La loi de commande est la

fonction prioritaire du microprocesseur. Les aspects décisionnels en ce qui a trait a la



gestion du systéme de traction en entier (génératrice, chargeur, dissipateur et systéme de
refroidissement) lui seront confiés dans le véhicule équipé du moteur-roue. Par contre, les
routines de bas niveau (la génération des signaux MLI, lecture d'encodeur et le contrdle

PI) demeureront implantées dans le FPGA.

La Figure A2.1 présente une routine établie provisoirement pour assurer 1’ensemble
des fonctions du microprocesseur. Dans un premier temps, les réglages du contrdleur du
moteur-roue sont envoyés ¢a la carte FPGA. Eventuellement, les paramétres de ceux du
chargeur et du dissipateur thermique seront implantés de la méme fagon. Dans un
deuxieéme temps, les parametres de la machine électrique sont envoyés a une sous-routine
« loi de commande » qui s’exécute d’un seul jet avant de retourner les valeurs de courant
a commander sur la machine. Le découplage des axes est précalculé dans le
microprocesseur pour étre retourné dans la carte FPGA qui se charge du contrdle de bas
niveau de la machine. Une derniére section de ce programme, qui a été retirée de
I’illustration, assure D’affichage de I’ensemble des informations d’importance pour
I’opérateur. Toutes les informations physiques affichées par le microprocesseur

proviennent de la carte FPGA.
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Figure A2.1: Implantation du programme principal dans le microcontréleur
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La Figure A2.2 présente la loi de commandes issues de la section 4.6 et qui est
utilisée dans la Figure A2.1 pour envoyer la valeur des courants diphasés « Id » et « Ig »
en fonction du point d’opération de la machine, de ses limites thermiques (courant

nominal et courant maximal) et des limites de la tension d’alimentation.
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A2.3.3 IMPLANTATION DANS LA CARTE FPGA

L’implantation dans la carte FPGA comprend un ensemble de routines nécessaires au
fonctionnement. Pour I’instant, comme aucun asservissement n’a été rendu possible en
I’absence d’une machine, seule une boucle ouverte de génération des signaux MLI en phase
avec ceux issus de I’encodeur avec une amplitude et une phase variables a été implantée a
des fins de test. La Figure A2.3 présente la structure préte a accueillir la rétroaction sur le

courant de phase. L ensemble des sous-routines est présenté plus loin.
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Figure A2.3 :Structure d’implantation des routines dans la carte FPGA

Les deux encadrés supérieurs illustrent des sous-routines tournant en parallele pour
ne jamais perdre d’information sur I’encodeur d’une premiére part, et sur la précision de la
génération des signaux MLI avec une fréquence de hachage d’environ 12 kHz. Une fois
I’instrumentation complétée, la conversion analogique numérique et la transformation

matricielle des courants seraient ¢galement effectuées en parallcle.



A2.3.3.1 TRANSFORMATIONS DIRECTE ET INVERSE DE PARK

Les valeurs des trois tensions sont calculées depuis la boucle inférieure de la Figure
A2.3. La transformation inverse de Park s’effectue par le programme illustré a la Figure
A2.4. Un bloc mémoire « SIN » partagé est utilisé pour déterminer les valeurs de sinus de
I’angle fourni par 1’encodeur sur une précision de 0.7° électrique (512 valeurs pour 360°).
Un décalage de 128 positions dans la table de mémoire indique 'utilisation d’une valeur de
cosinus (90°) alors qu’un décalage de 171 positions indique un déphasage de 120°. Il s’agit

simplement de I’implantation de la matrice de transformation directe.

La partie contréle se situera entre les deux
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Figure A2.4 : Structure d’implantation de la transformé inverse de Park (dans la carte FPGA)

A2.3.3.2 CREATION DES SIGNAUX MLI

La modulation sinusoidale de la largeur d’impulsion des signaux envoyés a
I’onduleur pour contrdler le moteur-roue est créée suite au calcul des tensions triphasées
issues de la transformation inverse de Park. La génération d’un signal triangulaire
symétrique, et non en dent de scie, est nécessaire pour hacher le signal. La fréquence de
hachage est dépendante de la vitesse d’exécution de la boucle d’incrémentation et de
décrémentation puis la valeur entre chaque pas. Ainsi, la grandeur des pas devient de moins
en moins raffinée a mesure que la fréquence de hachage augmente. Ici 4096 points

ascendants et 4096 points descendants définissent la précision.
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Figure A2.5 : Implantation du générateur des signaux MLI
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A3.1 PRESENTATION DU MODELE GLOBAL POUR LES SIMULATIONS

Les simulations sur 1’asservissement du syst¢eme de méme que celles démontrant le
fonctionnement de 1’algorithme de gestion de la génératrice présentée dans la section 5.7.3
du mémoire se basent sur le modele présenté par la Figure A3.1. Pour poursuivre la logique
de représentation instaurée a la Figure 1.2 du mémoire, voici la légende des couleurs

utilisées dans le schéma qui suit :

e En vert sont illustrées les informations circulant dans le systéme;

e En bleu sont illustrés les signaux de commandes;

e En orange sont illustrés les signaux de puissance et les grandeurs électriques
physiques;

e En rouge est représenté le seul élément de sécurité qui influe sur la puissance
du systéme, en I’occurrence le dissipateur thermique;

e En magenta est ajouté le modele mécanique discuté a la Figure 2.2 du
mémoire;

e Les entrées et les sorties du systéme, respectivement la commande de couple
simulant une consigne provenant de l’opérateur et les informations sur le
systeme (couple, vitesse, puissances, efficacité, seuil de charge de la batterie,

etc.), sont illustrées en noir.

Ainsi, on observe le couplage des éléments de puissance sur le bus CC par les
connexions illustrées en orange. Pour simplifier la simulation, seul le bilan de ces
puissances fait réagir la batterie, qui impose pour sa part la tension du bus CC, puis ses
informations sont transmises a I’ensemble du systeéme de controle. La majeure partie des
informations circulant dans le modele de simulation sont liées a la machine électrique pour
assurer son controle, tel que discuté au 0. On remarque a cet égard que les signaux de
controle de I’onduleur sont également utilisés pour assurer la rétroaction du correcteur de

tension en calculant la tension efficace injectée sur la machine électrique.
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