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INTRODUCTION GENERALE

Les moyens informatiques modernes et les logiciels dits de conception assistée par
ordinateur constituent des moyens puissants de calcul et d’analyse des systemes et des

structures électromagnétiques en particulier [Spinnler 97].

Ces moyens modernes fascinent par leur facilité, mais ils ne déchargent pas le
concepteur de toute réflexion. lls exigent bien au contraire des connaissances plus étendues
pour étre utilisées efficacement au travers de nombreuses taches. En effet, le concepteur ne
peut pas modéliser ce qu’il ignore, il doit connaitre les lois de comportement pour élaborer
les modéles. De méme, il a besoin d'évaluer rapidement les grandeurs principales pour
apprécier les résultats des calculs automatiques, il doit savoir sur quel paramétre agir pour

améliorer une solution et il doit traduire dans le concret I'abstraction des modéles.

Les outils de calcul puissants qui ne cessent de se sophistiquer, dans le domaine de
I'électrotechnique, sont généralement basés sur des méthodes numériques dont le principe
est souvent connu depuis bien longtemps. La méthode des éléments finis en est un exemple
[Meunier 84], [Wurtz 92], [Sabonnadiaire 93], [Spinnler 97], [Reece 00].

Lorsqu’elle est convenablement appliquée aux problémes d’électromagnétique plans,
volumiques ou axi-symeétriques, la méthode des éléments finis permet d’obtenir des résultats
trés proches de la réalité. Elle devient, ainsi, parfaitement adaptée a la simulation des
performances d’un nouveau produit et a son optimisation en diminuant considérablement le
nombre de prototypes a réaliser. De ce fait, la simulation devient un véritable outil de

prototypage virtuel et devient I'outil de référence du concepteur [Gitosusastro 88] [Gillon 96].

Cependant, les appareils électromécaniques dont les actionneurs, ont souvent une
géométrie et des caractéristigues physiques qui rendent leur modélisation dynamique
délicate. La difficulté de I'étude de tels systemes réside dans la juxtaposition de plusieurs
phénoménes magnétiques (fuites, saturation, courant induits, effets d’extrémité pour les
machines linéaires, mouvement, ...) qui, lorsqu’ils sont tous pris en compte simultanément
dans les simulations nécessitent des temps de calcul trés importants. Néanmoins, il nous a
paru indispensable de développer un modéle éléments finis pour lI'actionneur pas a pas que

Nous avons a concevoir.

Cet actionneur pouvant servir a motoriser un chariot de perceuse de circuits

imprimés, doit étre capable de développer un mouvement incrémental linéaire de pas 2,54
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millimétres et une force de démarrage d’environ 20 Newtons sur chaque pas de

déplacement et sur une course utile d’environ 100 millimetres.

Les modeles numériques développés seront testés sur un premier prototype construit
spécialement pour juger de la précision des résultats de simulation. Une fois ces modeles
validés, ils seront utilisés d’'une part, pour I'élaboration d'une méthodologie de conception
optimisée pour le type d’'actionneur considéré et d’'autre part, pour le développement d’'une
approche globale permettant d'intégrer les résultats de I'analyse éléments finis dans un
processus de modélisation dynamique pouvant étre résolu rapidement. Dans ce sens, nous

décomposons notre travail en trois chapitres.

Dans le premier chapitre, nous nous intéresserons principalement au choix et au
calcul d'un prototype de moteur pas a pas assurant le positionnement linéaire. Pour ce faire,
nous passerons en revue les différents types de moteurs pas a pas capables de générer un
mouvement incrémental ainsi que leurs principes de fonctionnement et leurs modes de
commande. La classification de ces moteurs, nous permettra ensuite, de sélectionner la
structure la mieux adaptée a l'application considérée. Une fois la structure définie, nous
proposerons dans la derniére partie du premier chapitre, une démarche de dimensionnement

permettant de définir les caractéristiques géométriques d’un premier prototype.

Le deuxiéme chapitre sera consacré a I'exposé de la méthodologie de conception

optimisée déployée. Cette méthodologie repose sur l'utilisation de :

e un modele réseaux de réluctances amélioré pour le dimensionnement de la
structure électromagnétique tenant compte de la non-linéarité du matériau et des fuites
d’encoche,

e un modéle éléments finis fiable et validé par des essais pratiques sur un banc
d’essais réalisé a cette fin,

¢ la méthode des plans d'expériences pour l'optimisation des performances des
structures électromagnétiques sous contraintes,

¢ la notion de rapport signal sur bruit afin de définir une zone de stabilité sur laquelle

un ensemble de structures optimales peut étre défini.

Enfin, le troisieme chapitre présente la méthode proposée pour I'étude du
positionnement linéaire a partir d'un modele dynamique prenant en compte des résultats
éléments finis regroupés sous forme de surfaces de réponses. Dans la derniére partie de ce
chapitre, les résultats des essais pratiques sont comparés a ceux obtenus par simulations

numériques.
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Chapitre | : Conception et commande des moteurs pas a pas

|.1. INTRODUCTION

Les moteurs pas a pas sont des transducteurs électromécaniques qui assurent la
conversion des signaux électriques digitaux ou impulsionnels en mouvements de rotation ou

de translation de type incrémental [Jufer 95].

Ces moteurs constituent ainsi une alternative intéressante pour la résolution du
probléme de positionnement auquel nous sommes confrontés. En effet, afin de motoriser un
chariot de perceuse de circuits imprimés devant effectuer des mouvements incrémentaux de
translation dans un plan horizontal, un cahier de charges a été dressé. L’objectif de cette
application est de développer un systéme qui permet de générer un pas ¢lémentaire de
translation de 2,54 millimétres, correspondant & la distance séparant deux pins de circuits
intégrés, ainsi qu’une force de démarrage d’environ 20 Newtons sur chaque pas de
déplacement. Ce systéme est prévu pour fonctionner a faible vitesse et sur une course utile

d’environ 100 millimétres.

Dans ce sens, le premier chapitre consiste a établir une classification des moteurs pas a
pas et de leurs différents modes de commande. Cette classification va nous permettre de

sélectionner la structure la mieux adaptée au probléme posé.

La derniére partie de ce chapitre est consacrée au prédimensionnement de la structure
retenue dans le but de caractériser un premier prototype répondant aux besoins de

I’application.
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|.2. DIFFERENTS TYPES ET SYSTEMES DE COMMANDE DES
MOTEURS PAS A PAS

Le moteur pas a pas est un convertisseur ¢lectromécanique ayant pour fonction la
transformation d’une information électrique en une action mécanique pouvant &tre un

déplacement linéaire ou plus classiquement angulaire [Abignoli 91 a], [Sahraoui 93].

Les performances d’un systéme d’entrainement ou de positionnement, dépendent
simultanément du type de moteur, de la structure choisie, du systéme d’alimentation utilisé et

de la stratégie de commande implantée [Kant 89], [Kauffman 92].

Il est donc important de bien connaitre les moteurs pas a pas rotatifs et linéaires,
réluctants ou a aimants, les phénomenes physiques qui engendrent leurs mouvements ainsi
que les différents modes de commande de ces moteurs pas a pas rotatifs, pouvant étre

appliqués au cas particulier des moteurs linéaires [Abignoli 91 a].

[.2.1. TECHNOLOGIE DES MOTEURS PAS A PAS
Un actionneur électrique peut créer deux types de mouvements : un mouvement de

rotation ou un mouvement de translation.

[.2.1.1. Moteurs pas a pas rotatifs

Les moteurs pas a pas peuvent étre classés en fonction du phénomene physique qui est
a ’origine de leur mouvement. On distingue principalement, deux catégories de moteurs pas a

pas : les moteurs a réluctance variable et les moteurs polarisés [Abignoli 91 b], [Kant 89].

[.2.1.1.1. Moteur pas a pas rotatifs a réluctance variable

La rotation d’un moteur a réluctance variable est engendrée par la réaction, entre un
champ magnétique statorique et un rotor saillant, qui conduit a une disposition alignée de la
partie saillante avec le pole créé par le champ magnétique. Dans ces conditions, le flux est

maximum et la réluctance du circuit magnétique est minimum [Multon 94].

Ce type de moteur est caractérisé par une structure dentée au niveau du rotor et du
stator. Le nombre de bobines dans le stator et le type de connexion déterminent le nombre de

phases du moteur.

La figure I.1 présente un moteur pas a pas réluctant comportant six plots au stator

(1,1°,2,2°,3,3) et quatre dents au rotor.
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Bobine 1

Bobine

Bobine 4

Figurel.l: Structure classique d’'un moteur a réluctance variable rotatif a double saillance

Chaque couple de deux bobines statoriques diamétralement opposées et connectées en
série, constitue une des trois phases de la machine considérée. L’alimentation d’une phase
crée un couple permettant le déplacement du rotor vers une position d’équilibre qu’il garde
tant que 1’alimentation est maintenue. Cet état d’équilibre correspond a une position alignée
entre les dents statoriques porteuses de la phase alimentée et les dents rotoriques. Chaque
nouvelle séquence d’alimentation établit un nouvel équilibre. Le moteur se déplace donc avec

un pas angulaire de 60°.

Pour augmenter la résolution angulaire de ces moteurs, des constructions a circuits
magnétiques multiples, dites multistack, peuvent étre envisagées [Seguier 96]. Ces moteurs se

présentent principalement sous deux formes:

e un empilage de plusieurs machines monophasées identiques assemblées
mécaniquement sur le méme arbre,
e un stator unique, possédant plusieurs rotors magnétiquement indépendants, mais

couplés mécaniquement.

Dans toutes ces machines, le rotor et les stators présentent le méme nombre de dents,
le mouvement étant obtenu par le décalage mécanique des rotors ou des stators, les uns par

rapport aux autres. La figure 1.2 présente une machine multistack a trois stators [Grenier 01].
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Figurel.2: Moteur pas a pas a réluctance variable multistack

1.2.1.1.2. Moteur pas a pas rotatifs polarisés

Les moteurs a aimants permanents

Le fonctionnement des moteurs a aimants permanents est assuré par 1’action d’un
champ électromagnétique statorique sur un rotor compos¢ d’aimants permanents [Kant 89],
[Jufer 95]. Le schéma de la figure 1.3 illustre la structure ¢lémentaire d’une machine a aimant

permanent. Les enroulements sont bobinés sur des plots réguliérement répartis dans le stator.

Figurel.3: Structure d'un moteur & aimant permanent rotatif
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Les moteurs pas a pas a aimants permanents sont souvent alimentés en bipolaire ainsi
les enroulements (o) et (o), figure 1.3, sont mis en série pour ne former qu'une phase (o),

ainsi que (B;) et (B.) pour former la deuxiéme phase () décalée d’un angle de /2.

L’alimentation successive des phases (o) et (B) par des courants positifs et des
courants négatifs, peut donc provoquer un mouvement de rotation entre ses différentes

positions d’équilibre [Ben Salah 97].

Les moteurs hybrides

Les moteurs pas a pas hybrides sont généralement constitués d’un rotor denté muni
d’aimants permanents. Le rotor posséde généralement deux disques polaires décalés d’un
angle électrique de m. La figure 1.4 présente la structure d’un moteur pas a pas hybride a huit

enroulements.

Do

a

\\

Figure|l.4: Structure d’'un moteur hybride

Ce type de moteurs présente a la fois les avantages du moteur a aimant permanent qui
posséde un couple élevé et ceux du moteur a réluctance variable qui permet d’obtenir un
nombre important de pas par tour. Toutefois, I’inertie d’un tel rotor ainsi que les pertes fer

sont relativement importantes et pénalisent donc cette structure [Kant 89], [Gieras 02].

[.2.1.2. Moteurs pas a pas linéaires

Tout comme pour les versions rotatives, les moteurs pas a pas linéaires se composent

d’un stator portant les bobinages et d’une partie mobile se déplagant cette fois-ci linéairement.

10
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Cette partie mobile peut étre réalisée a partir d’une piece ferromagnétique dentée, dans

ce cas la structure est dite a réluctance ou passive ; ou alors la partie mobile est munie

d’aimants permanents et dans ce cas la structure est dite polarisée ou active.

1.2.1.2.1. Moteur pas a pas linéaire a réluctance variable

Ce type de moteur est caractérisé par une structure dentée aux niveaux du stator et de
la partie mobile. Le circuit magnétique est généralement assemblé a partir de tdles
magnétiques de forte perméabilité. Toutefois, les machines destinées au positionnement ou a
une translation lente, peuvent étre réalisées avec des pieces massives. Les enroulements du
circuit électrique sont généralement concentrés autour des plots du stator et donc faciles a
réaliser [Lee 00]. La figure .5 présente une structure linéaire a réluctance variable a deux
modules stator, chaque module comporte deux plots autour desquels sont enroulées les
bobines. Chaque phase de la machine est formée par la mise en série des deux bobines d’un
méme module. Des séparations amagnétiques sont nécessaires entre les différents modules
statoriques afin d’imposer un décalage. En effet, si les plots d’un module sont alignés avec les
dents de la partie mobile, les plots des autres modules stator doivent é&tre décalés pour

pouvoir créer une force de déplacement.

Chaque phase de la machine impose a la partie mobile une position d’équilibre

correspondant a I’alignement de ses dents avec les plots statoriques de la phase alimentée.

Séparation amagnétique

/) Phase 1 /,/) Phase 2 /) Phase 1 /)/) Phase 2
2

1 2 1
— —
S 8
o o
L ] 1 | 1 | O | [ 1
Pas de déplacement P Partie mobile
a. Phase 1 alimentée b. Phase 2 alimentée

Figurel.5: Moteur pas a pas linéaire a réluctance variable
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Sur la figure 1.5.a la partie mobile est alignée avec les dents du module 1, ensuite, sur

la figure 1.5.b la partie mobile vient aligner ses dents avec celles du module 2.

1.2.1.2.2. Moteur pas a pas linéaires polarisés

Les moteurs a aimant permanent

Ce sont des moteurs dont la partie mobile est généralement lisse et formée d’une

succession d’aimants permanents montés en surface.

Les moteurs hybrides

Le mouvement des moteurs hybrides résulte de la superposition de la force développée
par Deffet réluctant des dents et de la force créée par I’aimant [Wang 98]. La contribution des
amplitudes et des périodes géométriques de ces forces permet de réaliser des caractéristiques
statiques trés diversifiées. En effet, ’aimant, placé dans la structure hybride, assure une
certaine distribution des lignes de champ. L’alimentation des bobines produit un phénomene
d’aiguillage des lignes de champ plus au moins important suivant I’intensité du courant
d’alimentation. En jouant sur I’orientation des lignes de champ, il est possible de maitriser la

variation de la force résultante.

La figure 1.6 représente un moteur linéaire réluctant polarisé bipolaire ou 1’aimant et

les bobines sont placés sur le méme support fixe [Jufer 95].

Stator

Partie mobile

Figurel.6: Moteur pas a pas linéaire hybride biphasé

Les deux paires de plots adjacents (1,1°) et (2,2°), de la structure de la figure 1.7.a sont
parcourus dans le méme sens par le flux de I’aimant. Les quatre bobines forment deux phases
constituées chacune par deux bobines montées en série. Si le sens d’enroulement des bobines
est opposé, alors le flux créé par une phase circule conformément a la distribution de la figure
[.7.b. La superposition du flux créé par I’aimant a celui créé par la bobine de la phase 1

produit une nouvelle distribution des lignes de flux, donc de la force, figure 1.7.c.

12



1.3. Position du probléeme

| |
DA
-— — -

_II':_II|II

a. Flux créé par I'aimant

ENEEIR,

[ 1 T LT J

b. Flux créé par l'alimentation d’'une phase

ATl EE

1 1 11 1l

C. Flux résultant

Figurel.7 : Distribution du flux dans un moteur linéaire réluctant polarisé

Pour une structure ou 1’aimant est fixé sur la partie mobile, les flux développés par la

réluctance variable et I’aimant obéissent aux mémes conventions que dans le cas précédent.

[.2.1.3. Caractéres spécifiques aux moteurs linéaires

Un moteur linéaire génere directement une force de déplacement et un mouvement de
translation contrairement aux moteurs rotatifs qui pour y arriver nécessitent 1’utilisation
d’organes spécifiques de transmission afin d’assurer la conversion du mouvement rotatif en
linéaire.

L’attrait pour I’entrainement liné€aire provient directement des avantages intrinséques
de I’entrainement direct qui sont : une grande dynamique du mouvement, une bonne précision
de positionnement, une durée de vie importante, une grande fiabilité, la réduction du nombre
de composants pour réaliser un axe motorisé, la flexibilité et la souplesse [Favre 00].

Toutefois, ces moteurs linéaires, présentent des spécificités, dues a la disposition de

leurs parties mobiles par rapport a leurs parties fixes, notamment des systemes de guidage

13
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particuliers, entrainant de nouvelles contraintes au niveau de I’entrefer magnétique. De plus,
de part leur structure géométrique, les moteurs lin€aires présentent des effets d’extrémités.
Ces différences technologiques par rapport aux moteurs rotatifs doivent étre prises en

compte au moment de la conception et de la réalisation pratique.

[.2.1.3.1. Disposition de la partie mobile et du stator

Contrairement au cas des machines rotatives ou le rotor et le stator sont généralement
coaxiaux, les machines linéaires peuvent se présenter sous forme plate, figure 1.8.a, ou
cylindrique, figure 1.8.b. Elles sont constituées d’une partie mobile et d’un stator fixe dont les

positions peuvent étre inversées [Laforie 74].

Stator fixe

Partie mobile

=)

a. Structure plate b. Structure cylindrique

Figurel.8: Structures de moteurs pas a pas linéaires

Pour les structures plates, il est possible de réaliser des actionneurs a stator unique ou a
stator double. Pour les structures cylindriques, il est possible d’envisager des actionneurs

tubulaires a partie mobile interne ou externe [Jufer 95].

Stator unique

C’est une variante simple qui s’intégre aisément dans les applications courantes mais

qui présente une force d’attraction importante entre stator et partie mobile, figure 1.9.a.

Stator double

La structure a stator double permet d’obtenir, d’une part des forces de poussées plus
¢levées que pour la structure a stator unique et d’autre part d’alléger la partie mobile, car si
cette derniére est bien centrée, la résultante des forces d’attraction est alors nulle. Cette

structure est particulierement bien adaptée au cas ou le stator est fixe, figure 1.9.b.
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cale amagnétique

Stator

a. Variante a stator simple

Stator supérieur

,_____________

Stator inférieur

b. variante a stator double

Figurel.9: Différentes structures plates

Structure tubulaire a partie mobile interne

Cette variante permet une meilleure utilisation du volume disponible. Tout comme la

structure a stator double, la résultante des forces d’attraction est théoriquement nulle a

condition que la structure soit bien centrée, figure 1.10.a.

Structure tubulaire a partie mobile externe

La puissance volumique d’une structure a partiec mobile externe est trés comparable a

celle d’une structure a partie mobile interne, figure 1.10.b. Cependant, la structure a partie

mobile externe est plus délicate a ajuster [Jufer 95].

Stator

a. Structure tubulaire a partie mobile interne

Partie mobile

————— Module stator 1-

- Mod

b. Structure tubulaire & partie mobile externe

Figure1.10: Différentes structures cylindriques
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Pour les différentes structures de moteurs linéaires, le mouvement de la partie mobile
est soit di a un effet de réluctance variable pur, soit a la présence d’aimants permanents, ou

alors a un effet combiné.

1.2.1.3.2. Guidage

Le centrage d’un rotor dans une structure rotative par des roulements est beaucoup
plus simple et efficace que le guidage sur une structure linéaire pour laquelle la résultante des
forces d’attraction peut étre importante et difficile & maitriser a cause de la distance entre les
appuis. Toutefois, certaines structures permettent de s’affranchir de cette force d’attraction et

de faciliter ainsi le guidage [Jufer 95].

1.2.1.3.3. Entrefer

Compte tenu du systéme de guidage entre les parties fixes et mobiles d’un moteur
linéaire, il est difficile de réaliser un entrefer aussi faible que dans une variante tournante.
L’entrefer rapporté au pas de déplacement est, par conséquent, plus élevé. Il en résulte une

force par unité de surface plus faible [Favre 00].

1.2.1.3.4. Effets d’extrémités

Le stator d’un moteur rotatif est ferm¢ sur lui-méme. Il assure donc la continuité des
phénomeénes électromagnétiques contrairement a tout moteur linéaire caractéris€é par une
discontinuité a ses extrémités. Cette discontinuité crée des différences de trajets pour les
lignes de champs circulant dans le fer, selon qu’une phase d’extrémité ou une phase centrale

est excitée [Bolopion 84], [Khidiri 86].

[.2.2. COMMANDE DES MOTEURS PAS A PAS

Deux classes de déplacement peuvent étre définies pour un moteur pas a pas ; soit le
moteur avance d’un pas entier, soit d’un fragment de pas selon un mode de commande adopté.
Dans cette partie, différentes stratégies de commande sont présentées : deux stratégies de
commande en pas entiers, dites commandes en mode 1 et 2 ainsi que trois stratégies de

commandes en pas fragmentés, dites commandes en modes 3, 4 et 5 [Abignoli 91 b].

[.2.2.1. Fonctionnement a pas entiers

1.2.2.1.1. Commande en mode 1

La commutation phase par phase de la structure quadriphasée de la figure .11 permet

au mobile d’atteindre quatre positions d’équilibre sur une période de déplacement.
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Figurel.1l : Structure quadriphasée a alimentation unipolaire

Les interrupteurs K, Kg, Ko et Kg- de la figure 1.11, sont actionnés successivement

conformément au cyclogramme de la figure 1.12.a ce qui conduit & quatre positions

d’équilibre du mobile. La figure 1.12.b symbolise le mode de commande des différentes

bobines et la position relative du mobile suivant 1’alimentation.

Position 1

la| Sens du mouvement

OL)\ ::})

Position 4 B | B
-«——O PO——>

a. Cyclogramme des courants d'alimentation

| €
' | B B Position 2

Position 3

b. Positions d'équilibre

Figurel.12 : Principe d’alimentation en mode 1

Si les interrupteurs de la figure I.11 sont actionnés dans I’ordre inverse : Kq, Kg:, K¢

et Ky, le déplacement du champ et par conséquent celui de la partie mobile se fait dans le

sens contraire du précédent. Ainsi, ’emplacement des positions d’équilibre est conservé mais

leur occurrence est inversée.
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Les connexions sérielles de a et a’, d’une part, et de B et B’ d’autre part, permet

d’obtenir un enroulement diphasé qu’il faut alimenter en bipolaire, figure 1.13.

Figurel.13: Principe de I'alimentation bipolaire en mode 1

L’excitation du stator ainsi connecté, suivant le cyclogramme (a’), (BB’), (-aa’),
(-BB’) donne le méme nombre de pas cyclique que 1’alimentation unipolaire phase par phase,
mais le couple est dans ce dernier cas plus important car deux bobines sont simultanément

alimentées, figure 1.14.

Position 1
-------------------------- -
I, I ! E o Sens du mouvement
: 5 *A @
Fmm = = = J— ] === 4
Ip | I : -
bom oo —— e Position 4 B | BB

<—0 »>O—— >

| _| -------- * --------- — -l g [‘3’ Position 2

E E i A 4 o
O S S S
T ] j
e ey : “lao
Position 3
a. Cyclogramme des courants d’alimentation b. Positions d'équilibre

Figurel.14 : Principe de I'alimentation d’'un bobinage diphasé en mode 1

1.2.2.1.2. Commande en mode 2

Dans le cas de la commande en mode 2, les doublets de phases successives de la

machine de la figure .11 sont alimentés simultanément suivant I’ordre (a,p), (B,a’), (o’,B’),

18
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(B’,a), conformément au cyclogramme de la figure 1.15.a les positions d’équilibre

correspondantes sont illustrées sur la figure I.15.b.

A
Position 1 I Position 2
o
— (B, o) (o, B)
I | |
Iy | i @
5 E Iy
Ia' ;_ ....................... _E - Iﬁ g
Ig:
0 T/2 T (a” B') (B’ av)
Position 4 Position 3
To
Y
a. Cyclogramme des courants d’alimentation b. Positions d'équilibre du champ

Figurel.15 : Principe d’alimentation en mode 2

L’avantage de ce mode de commande est qu’il optimise 1’utilisation du cuivre de la

machine et donc 1’exploitation de sa puissance massique, le couple développé dans ce cas est

multiplié par /2 par rapport au couple développé par une commande en mode 1 unipolaire.

[.2.2.2. Fonctionnement a pas réduits

1.2.2.2.1. Commande en mode 3

Ce mode de fonctionnement est une combinaison en alternance des modes 1 et 2. Le
nombre de positions d’équilibre est ainsi doublé et un déplacement en demi pas est généré. La
figure 1.16.a donne I’allure des courants de phase pour la machine a aimant permanent a
alimentation unipolaire de la figure I.11. Sur la figure 1.16.b sont illustrées les huit positions

d’équilibre correspondantes au fonctionnement en demi-pas.

L’inconvénient de ce mode de fonctionnement est que le champ créé a chaque

position, n’a pas toujours la méme amplitude. Il est V2 fois plus important a la position 2

qu’a la position 1.
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—

a. Cyclogramme des courants d’alimentation

Iy,
A
Position 1 .
Position 8 o Position 2
B, o) A (o, B)
I
I
Position 7 :
Iﬁ' E ,l( 30 > Iﬁ
l Position 3
' B
|
I
Position6 —————— 5 _T_ —5—— Position 4
(a. BN (o] |’0n (B. o)
o
|

b. Positions d’équilibre

Figurel.16 : Principe d’alimentation en mode 3

1.2.2.2.2. Commande en mode 4

La différence entre ce mode de fonctionnement et le mode 3, présenté précédemment,

est que pour obtenir des vecteurs champs d’amplitudes identiques quelle que soit la position,

la consigne de courant est multipliée par un facteur ,/2 lorsqu’une seule phase est alimentée.

Ce mode permet de conserver les pertes Joule constantes au cours du fonctionnement. Les

allures des courants d’alimentation sont, dans ce cas, données par le cyclogramme de la figure

[.17.a et les positions d’équilibre correspondantes par la figure 1.17.b.

a. Cyclogramme des courants d’alimentation
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Figurel.17 : Principe d’alimentation en mode 4
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1.2.2.2.3. Commande en mode 5

Pour améliorer substantiellement la résolution angulaire d’un moteur pas a pas par
action sur la commande, la technique de pilotage en micropas, par variation de 1’amplitude

des courants, peut étre appliquée [Ben Salah 02 a].

Cette technique de fragmentation de pas consiste a alimenter simultanément deux
phases de la machine par deux courants d’amplitudes différentes. Les amplitudes des courants
d’alimentation varient séquentiellement en créneaux entrainant ainsi le rotor par fragments de

pas [Abignoli 91 b] [Paroz 92] [Lucidarme 93].

Par ce mode d’excitation, la modulation des courants injectés dans les phases

statoriques permet de positionner le rotor dans une direction quelconque.

Si les enroulements statoriques du moteur sont alimentés par des niveaux de courant a
variations sinusoidales, figure 1.18.a, alors les phases o et B doivent étre alimentées
simultanément par les courants I, et Ige afin d’obtenir parmi les n positions celle repérée par

0 sur la figure 1.18.b [Hans 91].

A

Courant

a. Cyclogramme des courants d’alimentation b. Positions d’équilibre du champ

Figure1.18: Pilotage par modulation d’amplitude des courants

[.2.3. CONCLUSION
Cette premicre partic a été consacrée a 1’étude de différents types et structures de
moteurs pas a pas rotatifs et linéaires ainsi que de différents modes de commande

envisageables.
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Cette étude a montré que pour générer un mouvement incrémental de translation, le
moteur pas a pas linéaire a attaque directe représente une solution intéressante. En effet, cette
solution se distingue de celle utilisant un moteur pas a pas rotatif par ’absence d’organe de
transmission, réduisant le nombre de composant augmentant ainsi la flexibilit¢ du systéme

[Favre 99], [Favre 00].

Les modes de commande présentés dans cette partie pour des moteurs pas a pas

rotatifs peuvent étre adoptés et adaptés au cas des structures linéaires.
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|.3. POSITION DU PROBLEME

Les performances d’un positionnement utilisant les moteurs pas a pas linéaires
dépendent a la fois de la structure retenue, de la stratégie de commande considérée et du

systéme d’alimentation [Ben Salah 97], [Sahraoui 93].

La figure 1.19 représente les différents blocs fonctionnels permettant de créer un

mouvement de translation.

Pertes
Position de % H
référence Stratégie de Electronique de Actionneur pas Force (N)
> commande puissance — a pas linéaire .
Position (mm)
Alimentation

Figurel.19 : Schéma synoptique de la chaine d’action d’'un moteur pas & pas linéaire

La position de référence imposée par 1’utilisateur est I’entrée du systéme global. Le
role de la stratégie de commande est de conditionner 1’alimentation de 1’actionneur par action
sur I’¢électronique de puissance afin d’atteindre la position de référence sans avoir recours a un

asservissement. Une force de poussée linéaire accompagne le mouvement de translation.

Pour répondre aux exigences du cahier des charges qui impose un déplacement
linéaire au pas de 2,54mm avec une force de démarrage de 20N, une structure de moteur pas a

pas linéaire est dimensionnée dans ce qui suit.

La comparaison des différentes technologies de moteurs pas a pas linéaires nous a
amen¢ a choisir la structure réluctante qui se distingue de la structure polarisée par 1’absence
d’aimants permanents et donc par un colt de fabrication moins ¢levé. Par ailleurs dans la
gamme des actionneurs pas a pas linéaires réluctants, la variante tubulaire semble étre la plus
intéressante grace a son effort radial théoriquement nul réduisant I’effort développé par la

machine a la seule force de translation utile pour le déplacement.

Un prototype congu, dimensionné et réalis¢é permettra de mener I’étude de la
validation de différents mod¢les construits pour I’actionneur considéré et de mettre en oeuvre

et de tester I’efficacité de diverses stratégies de commande élaborées.
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|.4. CONCEPTION D'UN PROTOTYPE DE MOTEUR PAS A PAS
LINEAIRE TUBULAIRE A RELUCTANCE VARIABLE

Apres avoir présenté les différents structures et modes de commande possibles pour
les moteurs pas a pas, nous allons maintenant nous intéresser a 1’étape de conception de

I’actionneur.

Le concepteur d’actionneur électrique est conduit a faire des choix décisifs dés le
départ de la phase de conception. Il a notamment la responsabilité de choisir la structure de
base de son actionneur a partir de ses connaissances et des équipements existants. Ensuite, il

lui faut encore choisir ses outils de dimensionnement et de modélisation.

[.4.1. PRINCIPALES APPROCHES DE DIMENSIONNEMENT

Une étape primordiale dans la conception des machines électriques est 1’étape de
modélisation. Parmi les nombreux types de modeles existant pour les machines électriques, on
distingue: les circuits ¢€lectriques équivalents, les bond-graphs, les réseaux de réluctances et
les €léments finis. Pour 1’étude de leur comportement électromagnétique, les deux derniers
modeles sont les plus fins et semblent étre les plus adéquats [Li 94], [Delforge 95],
[Wang 98], [Sauvey 00].

1.4.1.1. Méthodes basées sur les réseaux de réluctances

De nombreux dispositifs électromagnétiques peuvent étre modélisés par des réseaux
de réluctances. Cette représentation se base sur 1’analogie qui existe entre les équations
¢lectriques et magnétiques. Chaque tube de flux magnétique est modélisé par une réluctance,
R, qui traduit la difficulté rencontrée par le flux magnétique a s’établir dans le circuit
magnétique, figure 1.20. La distribution des flux dans le circuit magnétique est régie par les

équations de Kirshoff [Jufer 95].

€=Ni : force magnétomotrice

Figurel.20 : Modélisation d’un tube de flux par réluctance
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Les réseaux de réluctances permettent de déterminer les flux magnétiques traversant le
circuit équivalent puis les forces qui en découlent. Ce type de modele est trés largement
utilisé car sa résolution est basée sur des relations analytiques pouvant étre rapidement
résolues manuellement ou avec des outils informatiques classiques. Il faut noter cependant
que la modélisation par réseaux de réluctances induit une simplification du circuit magnétique

réel [Haouara 98], [Roisse 98], [Sofiane 01].
1.4.1.2. Méthode des éléments finis

Appliquée a la conception des structures électromagnétiques, la méthode des ¢léments
finis est devenue un outil trés répandu. Elle consiste a chercher une solution approchée a
partir d’une discrétisation du domaine d’étude sur lequel les équations de Maxwell sont

résolues.

Cette méthode permet de déterminer un champ scalaire ou vectoriel ou méme tensoriel
satisfaisant a un ensemble d’équations aux dérivées partielles et d’équations ordinaires en tout

point du domaine d’étude et a tout instant, tout en respectant les conditions aux limites.

Si le temps n’apparait pas comme variable dans la formulation, ce dernier est dit

stationnaire, sinon c’est un probléme d’évolution [Sabonnadiére 93].

Le domaine, dans lequel est effectuée la simulation, est décomposé en éléments sur
lesquels sont construites des solutions approchées dont les inconnues sont les valeurs de la
solution en un ensemble de points finis qui sont les nceuds de la discrétisation. Sur chaque

point est calculé un potentiel, figure I.21 [Reece 00].

Nceuds

y <
/

N

Figurel.21 : Discrétisation par éléments finis en deux dimensions

X

>
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Une simulation réaliste peut exiger des dizaines de milliers de noeuds et d’¢léments.
Les systemes a résoudre sont donc de grande dimension et nécessitent généralement un temps
de résolution important par comparaison aux modeles basés sur les réseaux de réluctances.
Bien que la méthode des ¢léments finis se distingue par la grande précision de ses résultats,
elle nécessite une géométrie initiale ce qui la rend mal adaptée au probléme de

dimensionnement sans a priori.

[.4.1.3. Conclusion

La mod¢élisation analytique basée sur ’utilisation des réseaux de réluctances constitue
une bonne méthode permettant le dimensionnement rapide des machines électriques, alors que
la modélisation numérique utilisant la méthode des éléments finis est parfaitement adaptée a
la résolution des problémes de conception fine et a I’estimation avec précision des
performances des structures €électromagnétiques. Nous nous proposons donc de construire un
premier modele par la méthode des réseaux de réluctances avec pour objectif d’obtenir les

principales dimensions d’un prototype.

[.4.2. DIMENSIONNEMENT D’UN PROTOTYPE DE MOTEUR PAS A PAS
LINEAIRE PAR LA METHODE DES RESEAUX DE RELUCTANCES

Le choix des dimensions d’une machine électrique est une opération de synthése des
aspects techniques et économiques. Les données sont a la fois de nature €lectrique (tension,
courant...) et mécanique (force, puissance, déplacement, vitesse...) [Schoorens 82],

[Abignoli 91 b].

1.4.2.1. Approche de dimensionnement

Le modele analytique proposé s’appuie sur la construction d’un circuit équivalent
formé par des réluctances, permettant de calculer le comportement électromagnétique de la
structure tubulaire du moteur. Ce type de modele peut servir au dimensionnement rapide et a
I’estimation des performances. Cependant, la précision des résultats dépend de la finesse du

circuit élaboré.

1.4.2.1.1. Modélisation par réseaux de réluctances

La modélisation des systémes électromagnétiques par des réseaux de réluctances est
basée sur une décomposition du domaine étudié en tubes de flux magnétiques. Chaque tube
est caractérisé par une réluctance R et une différence de potentiel magnétique scalaire ¢ entre

ses extrémités.
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Caractérisation d’'un tube de flux magnétiques

Un tube de flux magnétique est défini par ’ensemble des lignes d’induction d’une
part, s’appuyant sur un contour fermé C et d’autre part limitées par deux sections Sa et Sp
perpendiculaires aux lignes d’induction, figure 1.22.

Le théoréme de conservation du flux a travers la surface fermée (S) du tube de flux
limité par les sections S et Sg, appliqué a une section S quelconque du tube de flux permet

d’écrire [Desesquelles 88]:

¢o=[_B,.dS,=[_B,,.dS,=[ B,.dS (L1)

Définition du potentiel magnétique scalaire
Si les surfaces Sa et Sg sont perpendiculaires aux lignes de champ d’induction, elles

constituent des surfaces équipotentielles. La différence de potentiel magnétique eap entre les

deux surfaces s’obtient par intégration de la circulation du champ magnétique H sur une ligne

joignant un point de la surface S, a un point de la surface Sg, elle est alors donnée par :

J—

B —
SABZSB—SA:IA H. dl (12)

eaetes étant les potentiels magnétiques des surfaces Sa et Sp dits aussi solénations [Jufer 95],
ils représentant les courants résultants créant le champ magnétique en A et en B. En
considérant N spires traversées par une densité surfacique de courant J, concentriques au

circuit magnétique, le théoréme de Stokes appliqué a 1’équation de Maxwell liant le vecteur

champ magnétique a la densité de courant dans un domaine quasi statique est donné par :

rot(ﬁ):j (1.3)
Le potentiel magnétique peut ainsi étre écrit sous la forme suivante :

a=§c H.dI=N][ _J.ds=Ni (14)
C étant un contour fermé décrit par une ligne de champ, S la section d’un conducteur et Ni

représente les Amperes-tours d’alimentation.

e
a. Tube de flux A b. Potentiel magnétique

Figurel.22 : Flux et potentiel magnétiques
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Réluctance magnétique
La réluctance d’un tube de flux limité par les surfaces Sa et Sg est la quantité positive
définie par :

EB—E€A
¢

R= (1.5)

En supposant les diverses orientations choisies pour donner directement une quantité

positive, I’expression 1.5 devient :
B — —
H.dl
A

(L6)

En supposant le tube de flux suffisamment étroit, la ligne moyenne AB de la figure
1.22 peut étre considérée, elle-méme comme ligne de champ de sorte que :
H.dI=H.dl (L7)
Le flux d’induction a travers la section S du tube de flux peut étre exprimé a partir de
I’induction moyenne B par :

o= S B.ds=B.S (L8)

De plus pour une section S supposée petite, H peut étre assimilé a un champ moyen,
de ce fait son module est lié¢ a I’induction magnétique moyenne B par :
B=p.H (1.9)
u étant la perméabilité magnétique moyenne du tube de champ.

D’aprés les équations 1.6, 1.7, 1.8 et 1.9 I’expression de la réluctance devient :

_(®dl
%—IA s (1.10)

ou u et S peuvent dépendre de 1’abscisse curviligne dl sur AB.

La réluctance du tube de flux, exprimée en Henry”, ne dépend donc que de la
géométrie du circuit magnétique et de sa perméabilité. Par ailleurs, il est clair que le calcul de
la réluctance est plus aisé si la perméabilité magnétique est constante ce qui est le cas des

milieux linéaires tels que les entrefers des machines.

1.4.2.1.2. Calcul de force

La force statique développée par un moteur pas a pas linéaire résulte de la

transformation d’une partie de ’énergie électrique absorbée par la machine en énergie
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mécanique. Cette transformation, est généralement accompagnée de pertes Joule occasionnant

des échauffements.

Bilan énergétique

Un bilan énergétique ne faisant intervenir que les formes d’énergies électriques,
mécaniques et thermiques est généralement déséquilibré en particulier en régime transitoire.
Ainsi, il est nécessaire de faire apparaitre une quatrieme forme d’énergie associ¢e a la
conversion électromécanique qui est 1’énergie magnétique.

Dans [Jufer 95], est présentée une justification intuitive de I’existence d’une telle
forme d’énergie qui se situe essentiellement au niveau de D’entrefer et qui apparait
indispensable a I’interaction électromagnétique entre partie fixe et partie mobile.

La figure 1.23 illustre le principe d’une conversion électromécanique oit dWej, dWnag,
dWioue €t dWpee désignent respectivement des variations d’énergies électrique, magnétique,
thermique et mécanique.

d\Nel

dWJ oule

dWmag

dWme C

Figurel.23: Conversion électromécanique

La conversion électromécanique peut alors se traduire par un bilan énergétique décrit

par I’équation .11 :
dWer = dWinee+d Wiowe +d Winag (I.11)
A partir de I’équation matricielle suivante qui régit le comportement ¢électrique des
phases de la machine, il est possible de déterminer les expressions des différentes formes de

puissances mises en jeu au cours de la transformation énergétique décrite par 1’équation

(111):
[u]= [F] [+ &-[o] (L.12)

avece ©

[(I)]: vecteur des flux totalisés dans chaque phase,

29



Chapitre | : Conception et commande des moteurs pas a pas

[i] : vecteur des courants,
[u]: vecteur des tensions,
[r]: matrice diagonale des résistances de phases.
Ainsi, la puissance totale fournie a la machine par les sources de puissance électrique

est donnée par [Mailfert 86]:
(] []=G1[] [1+ 6D [o] (L13)

Cette puissance est donc répartie:

e en pertes Joules, Py dissipées dans les conducteurs :
Pjoute= [1]t [I'] [1] (114)

mag

e en variation d’énergie magnétique emmagasinée dans la machine —a

e ct en puissance mécanique, Ppe., fournie a ’extérieur, au moyen du travail de la

force ¢lectromagnétique F, au cours d’un déplacement dz :

_p dz
Poec=F, yr (I1.15)

Les équations 1.13, I.14 et I.15 permettent d’évaluer le travail de la force électromagnétique :

_p, 4z ;1 d 7 W omee
Puee =F, E=[i]' 310 ] -—4 (1.16)

ou sous forme variationnelle :
F,0z=[i]" [00]- OW mag (1.17)

Effort statique

Soit 6z un déplacement infinitésimal effectué virtuellement. Il est possible de

déterminer la force électromagnétique développée par une machine en translation a partir
d’une variation d’énergie sur une variation de position [Hammond 86]:

o aflux [¢] constants par :

Fz=(—avg%] (1.18)
[0 ] cst
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e ouacourants [i] constants par :

(1.19)

[i]=cst

Ces deux formules permettent donc d’obtenir la force moyenne de poussée pour une position

z définie et moyennant les hypothéses énoncées sur le courant ou le flux.
Coénergie magnétique

La quantité ([i]t [¢] —Wmag)zwc de la relation 1.19 est généralement appelée coénergie

[Meunier 81], [Mailfert 86]. Elle constitue une forme virtuelle d’énergie plus facile a exploiter
que I’énergie magnétique, vu que dans une machine électrique, il est plus aisé de fixer le

courant que d’imposer les flux.

D’apres I’équation 1.16, pour un systéme au repos, la variation d’énergie magnétique

peut s’écrire sous la forme :
dWase=[i]'[d9] (1.20)

Si un bobinage de N spires est associé au systéme électromagnétique, les équations 1.4
et [.20 permettent d’exprimer la variation d’énergie magnétique en fonction de la force
magnétomotrice € et de la variation du flux magnétique par spire dp, comme le montre

I’équation 1.21 :

dWonag=N[i]'[do]=[e] [do] (1.21)

A partir de I’expression de la coénergie et de 1’équation I.21, il vient ’expression

suivante valable pour un systéme quelconque :

Wet Wanae =[] [ HHz] 0] (122)

La figure 1.24 illustre la répartition de 1’énergie et de la coénergie dans un plan (g, @)

pour un cas non linéaire.
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A
¢ (Wb) Energie Points de
magnétique fonctionnement
Position z;
(Pl % * y* * %
T Position z;
e * % /
* 7 -
x Coénergie /
magnétique
€l € (Ampére-tou?)

Figurel.24 : Energie et coénergie magnétiques.
Cas non linéaire

D’apres la figure 1.24, pour un systéme au repos, 1’énergie et la coénergie magnétiques

peuvent se calculer a partir des relations :

Wmag:.[ O(Pl € .d(p (1.23)

we=[ 0 ¢ .de (1.24)

Si le circuit magnétique considéré est composé d’un ensemble de réluctances ‘R;
traversées par des flux magnétiques ¢; présentant des forces magnétomotrices entre leurs

bornes ¢, alors cette variation de coénergie peut s’écrire sous la forme d’une somme

[Hecquet 95]:

Wczzi: | 0 o .de =Zi: [ 0 %.ds (1.25)
Le réseau de réluctances modélisant un systéme électromagnétique est généralement
compos¢ de réluctances de fer R, de réluctances de fuite Reie et de réluctances d’entrefer
Rer auxquelles peuvent étre associées des perméances de mémes natures données par :
R=L (1.26)
P

Ainsi, I’équation 1.25 devient :

W= [ Prsdery, [ Bueder Y [ Poede (1.27)

fer fuite entrefer
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D’apres 1’équation 1.19, la force développée par la machine modélisée peut Etre
déterminée en dérivant la variation de coénergie par rapport au déplacement a courant

constant, par conséquent le calcul de force revient a résoudre 1’équation 1.28.

8WC Eor Efuit
FZ:E |Ni=cste:%z ( 0 Prer.€ daj |Ni:cste+%z ( 0 Bruir-€ dS) |Ni:cste+

fer fuite

0 Eef
572 ( , Bt d8)|Nicste (1.28)

Pour un déplacement infinitésimal Az de la partie mobile, la valeur moyenne de la

force développée par la machine peut étre calculée a partir d’une différence finie donnée par :

 _AW

27 Az INi=cste

(1.29)

En prenant comme hypotheése que la force magnétomotrice aux bornes de chaque
¢lément du circuit magnétique reste constante au cours du déplacement, la contribution du fer

a la création de la variation de coénergie peut étre considérée nulle.

Si en plus de ces hypothéses, la perméance de fuites est constante au cours du
déplacement, alors les phénoménes d’entrefer sont prépondérants et la variation de coénergie
se situe principalement au niveau de I’entrefer correspondant a une zone purement linéaire.
Dans ce cas, la force magnétomotrice d’entrefer porte 1’information sur I’état global de
saturation de la machine. L’équation 1.30 peut ainsi étre utilisée pour le calcul de la force

développée par la machine :

E=lY et A% (1.30)

entrefer

Pour déterminer la force, il suffit de sommer les contributions des réluctances
d’entrefer. Cette relation reste valable quelque soit 1’état de saturation de la machine, c’est la

force magnétomotrice €er qui varie en fonction de 1’état de saturation [El Amraoui 01 b].

Cas linéaire
Dans le cas d’un fonctionnement en régime linéaire, les réluctances des tubes de flux
sont indépendantes du courant. L’évolution de la caractéristique de flux magnétique en

fonction de la force magnétomotrice est représentée sur la figure 1.25.
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owp) 1
Position z1 Point de
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Figurel.25 : Energie et coénergie magnétiques
cas linéaire

Cette caractéristique, linéaire, divise la partie du plan limitée par les droites
d’équations @=¢;. € =g et les axes € et ¢ en deux triangles semblables se traduisant par
une égalité entre 1’énergie et la coénergie magnétiques. L’équation 1.22 permet ainsi d’établir
les relations :

Wanee (1,2)= W (1,2) =%(p g =%¢ i (131)

Suivant les variables identifiées, 1’équation (I.31) peut prendre différentes formes en
fonction de la réluctance du circuit magnétique R ou de sa perméance P ou alors de son
inductance. Par définition, I’inductance L est donnée par :

Li=¢=No (1.32)

Comme Re=Nipour un systéme a une seule phase alors, I’inductance peut étre donnée par :

N2
L= (1.33)
Il vient :
Wi (a,z):% @Az) €2 (1.34)
Wi (9,2)=1 () ¢? (135)
Wiy (1,2)=3 L(2) 1 (1.36)

La force en régime linéaire peut ainsi €tre déterminée a partir de la dérivée de 1’une des

équations 1.34, .35 ou 1.36 par rapport au déplacement [Faucher 81]:
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1 2
= £ i
P 82 | Ni=cste

oR
F(([),Z)=% 8£Z) (P2 |(p:cste
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(L37)

(1.38)

(1.39)

Cette partie nous a permis d’établir les relations de bases permettant le calcul de la

grandeur de sortie de notre actionneur, la force de poussée.

1.4.2.2. Détermination des caractéristiques de construction

La structure retenue est linéaire réluctante tubulaire et a stator extérieur et, la

disposition générale de I’actionneur pratiquement définie ; il reste a choisir la denture, le

nombre de phases et la forme générale de la machine.

1.4.2.2.1. Disposition générale

Un actionneur linéaire réluctant tubulaire comprend essentiellement [Schoorens 82]:

e une tige mobile cylindrique dont la longueur dépend de la course imposée et sur laquelle

sont usinées des gorges régulicrement espacées de fagon a créer une succession de dents

annulaires de pas dentaire, noté Amobile,

e n modules stator placés autour de la tige mobile et réguli¢rement espacés, séparés par des

anneaux amagnétiques. Chaque module stator comporte un bobinage et un circuit

magnétique présentant deux plots formant les dents statoriques de I’actionneur qui sont

situées de part et d’autre du bobinage avec un pas dentaire, noté Aguior. La figure 1.26

présente une coupe d’un tel actionneur.

Séparation amagnétique

Astator <
Module stator 1|y Module stator 2 — — — | Module stator n

Bobine x

> c .
Astator > N bstator

| I L I I
I_ Panobil Axe mobile
R a:n .O]:ﬂ.e; - -4. ________________ BI;O_bil_ . 4 ______________________

Figurel.26 : Demi-coupe schématique d’un actionneur linéaire
tubulaire a réluctance variable a n modules stator
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1.4.2.2.2. Choix de la denture

Le taux de recouvrement entre les dents du stator et celles de 1’axe mobile détermine
I’effet réluctant de la machine. En effet, un recouvrement total correspond a une position des
dents alignées pour laquelle le flux et la perméance sont maximaux, alors qu’un recouvrement
nul correspond & une position de quinconce pour laquelle le flux et la perméance sont

minimaux.

La position alignée correspond a un état d’équilibre stable caractérisé par le fait que la
partie mobile se maintient dans cette position lorsqu’elle est soumise a une perturbation, alors
que la position de quinconce correspond a un état d’équilibre instable, la partie mobile tendant

a quitter cette position dés qu’elle est soumise a une perturbation.

Entre une position alignée et une position de quinconce, la perméance évolue en
fonction de la forme des dents et de I’état magnétique du circuit. En premiere approximation,
nous supposons une variation sinusoidale de la perméance entre sa valeur maximale et sa

valeur minimale.

Avec cette hypothése d’évolution sinusoidale, la perméance du circuit magnétique

peut s’écrire sous la forme [Ben Amor 99]:

B(2)=Proy+ @maxg@min cos(zgzj (1.40)

ou z est un déplacement axial périodique de période A, @,y la perméance moyenne du circuit

magnétique, P, sa perméance maximale et @, sa perméance minimale. Ainsi, d’apres

I’équation 1.29, la force de poussée peut se mettre sous la forme:

F(z):—% .sin (%).82 (141)

Les évolutions de la perméance et de la force statique en fonction de la position du

mobile sont présentées sur la figure 1.27.
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Figurel.27 : variations de la perméance et de la force en fonction de la position

Le choix de la largeur et de la répartition des dents de ’actionneur aussi bien au
niveau du mobile que du stator doit absolument assurer la réversibilité et la régularité du
fonctionnement en mode pas a pas. Ceci est garanti par le choix de pas dentaires égaux et de
mémes largeurs de dents et d’encoches pour le mobile et les modules stator. L’évolution de la
caractéristique de force statique développée par I’actionneur, en fonction de la position du

mobile est dans ce cas périodique et avec la période la plus courte possible.

En effet, I’inégalité des pas dentaires et/ou des largeurs de dents et d’encoches au
niveau des modules stator et/ou du mobile, figure 1.28, crée des paliers de perméance autour
des positions d’équilibre induisant des zones mortes sur la caractéristique de force statique,
sur lesquelles la partie mobile peut se déplacer librement, pratiquement sans effort, ceci altére
considérablement la précision de positionnement de I’actionneur et allonge sa période de

fonctionnement.
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Figurel.28 : Module élémentaire de I'actionneur

Ainsi la structure qui nous semble la plus intéressante et que nous retenons est celle
présentant le méme pas dentaire au niveau du mobile et des modules stator ainsi que la méme

largeur de dents et d’encoches :

7\‘ 7\‘stat0r :7\‘ (142)

mobile ™

A mobile —stator :a:bmobile :bstator =b (143)

1.4.2.2.3. Choix du nombre de modules stator

Pour un pas dentaire donné, plus le nombre de modules stator est grand, plus le
fonctionnement de la machine est précis, mais plus la machine est longue et sa commande est
complexe. Dans tous les cas, un démarrage sans ambiguité et une inversion du sens de

déplacement sont impérativement exigés.

Pour assurer la périodicité du mouvement, les caractéristiques des forces développées
par les n phases de la machine doivent étre décalées dans le plan du mouvement de la fraction

A,

Les différentes possibilités en nombre de modules stator sont scrutées afin de

déterminer une configuration convenable.

Cas d’un seul module

Une structure a module stator unique est couramment utilisée pour les électroaimants ;
cependant, cette structure est incapable d’entretenir un mouvement continu en pas a pas. En
effet, I’alimentation du module stator ne permet au mobile d’acquérir qu’une seule position

d’équilibre, le retour étant souvent effectué par un ressort.
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Cas de deux modules

Si deux modules stator sont utilisés, ils sont magnétiquement décalés entre eux de
A2+kA. Les caractéristiques de 1’effort statique développé par chacun des deux modules

alimentés séparément sont représentées sur la figure 1.29.
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Figurel.29 : Caractéristiques statiques pour une structure a deux phases

Sous I’action d’un effort résistant F,, la premi¢re phase alimentée maintient le mobile
en position d’équilibre stable a la position M;. Si le courant d’alimentation de la premicre
phase est coupé, et si la seconde est alimentée, 1’effort développé par la seconde phase F; est
négatif et agit dans le méme sens que 1’effort résistant. Ensuite, le mobile s’arréte sur une
deuxieéme position d’équilibre, désignée par M, et décalée de A/2 par rapport a la premiére
M;. L’alimentation de nouveau de la premiére phase du stator ne peut développer qu’un effort
F| négatif imposant encore une fois au mobile de se déplacer jusqu’a la position stable repérée
par M;'dans le sens de ’effort résistant. Ainsi, quelle que soit la commande et bien que des
positions d’équilibre stable soient atteintes, le mouvement ne peut se faire que dans le sens de

I’effort résistant. Une telle machine ne peut donc pas produire un mouvement bidirectionnel.
Cas de trois modules

La figure 1.30 présente les caractéristiques statiques de forces Fy, F; et F3 développées
par une structure a trois modules stator agissant séparément. La force correspondant a
I’intersection de deux courbes d’efforts statiques développés par deux phases consécutives de

I’actionneur peut étre considérée comme la force nominale F,,, de 1’actionneur. En effet, en

39



Chapitre | : Conception et commande des moteurs pas a pas

appliquant un effort résistant F,; inférieur a Fyom, quand la phase 1 est alimentée, la position
d’équilibre stable est en M. Si la deuxieme phase est alimentée apres coupure de la premiére,
la force F; est supérieure a F,j, elle ameéne donc le mobile a la position stable M,. Quand la
phase 3 est alimentée a son tour, elle améne le mobile en M; et ainsi de suite. La séquence
d’alimentation dans 1’ordre 1, 3, 2, permet de déplacer la tige en sens inverse de Mjen Mj'

puis en My'. A chaque commutation, le déplacement mécanique est de A/3.

Force

]

A Position
M3 / 22/3

-

Position initiale

Figure1.30 : Caractéristiques statiques pour une structure a trois phases

Si I’effort résistant F,, appliqué est supérieur a Fyom, lorsque la phase 1 est excitée, la
position d’équilibre est N;. Si la phase 2 est alimentée aprés coupure de 1’alimentation de la
phase 1, F,est inférieur 2 F,, et le mobile glisse sous I’effet de F;, jusqu’en N,... Avec une
seule phase alimentée a la fois, il est donc impossible dans ces conditions d’obtenir la

réversibilité du mouvement.

Pour obtenir la réversibilité du mouvement il est donc indispensable d’opérer avec un
effort résistant inférieur a I’effort nominal. Pour améliorer les performances de 1’actionneur, il

est donc intéressant d’augmenter 1’effort nominal.
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Cas de quatre modules

Pour une structure a quatre modules stator magnétiquement décalés de A/4+kA, les
caractéristiques de forces statiques développées sont présentées sur la figure 1.31 qui montre
I’augmentation de 1’effort nominal par rapport a une structure a 3 phases.
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Figurel.31 : Caractéristiques statiques pour une structure a quatre phases

La forme de la force de poussée représentée en gras sur la figure .31 est obtenue pour

une force résistante nulle.

Pour un nombre n de modules stator supérieur a trois, l’intersection de deux
caractéristiques statiques successives décalées de A/n donne un effort nominal d’autant plus

proche de I’effort maximal développé par la machine que n est plus grand.

Sur la figure 1.32, est présentée I’évolution de I’effort nominal de la machine par

rapport a I’effort maximal pour différents nombres de phases.
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Figurel.32 : Estimation de I'effort nominal par rapport a I'effort maximal
en fonction du nombre de phases

L’augmentation du nombre de phases entraine donc l’augmentation de la force
nominale mais aussi la taille et le colt de la machine. Une structure a quatre modules stator

est choisie assurant un mouvement réversible et régulier de pas mécanique A/4.

1.4.2.2.4. Choix de la séparation entre les modules stator

L’utilisation de la machine en pas a pas nécessite I’emploi de plusieurs modules stator
identiques géométriquement décalés par une séparation amagnétique de largeur c. Cette

largeur est déterminée a kA pres et peut s’écrire sous la forme suivante [El Amraoui 01 a]:
c=co+kA (1.44)

avec: 0<co<A et ke{0,1,2...} ; le pas mécanique de la machine est alors donné par :

Zm—]|

co—b|:% (1.45)

Le signe de la différence (c,-b) impose le sens de déplacement du mobile. Si cette

quantité est positive le déplacement se fait dans le méme sens que celui de 1’alimentation des
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phases et dans le sens contraire sinon. En effet, pour I’actionneur de la figure 1.26, par
exemple, si les phases sont alimentées dans I’ordre (1,2,...n), le déplacement se fait de gauche

a droite pour une longueur ¢, supérieure a b.

Par ailleurs, les différents modules stator de la machine peuvent étre répartis sur la
longueur de 1’axe suivant les besoins de I’application. Pour que la machine fonctionne
correctement, il est important que le décalage entre les modules de la machine soit

scrupuleusement respecté.

Chaque module stator de la machine peut avoir plusieurs positions discrétes par
rapport a I’extrémité libre du premier module, 1’équation 1.46 décrit les différentes positions
ieme

pouvant étre prises par lep~  module de la machine :

z(p)=(p-1)(2a+b+c)+kA (1.46)
La figure 1.33 montre, a titre d’exemple, deux possibilités de placement du deuxieéme module

par rapport au premier repérées par : z,(2) et zs(2).

2a+b+c,
k=0 k=5
____________ 1 pmmmmm oo
(1) @1 O
ool L] IR
L L1 1 Ll 1
< Sk N
,2)

Figurel.33: Positions possibles pour le deuxiéme module stator

1.4.2.2.5. Forme générale de la machine

Comme premiere approche et dans un but de simplifier le probléme, le choix de la
forme globale de la machine se fera sous 1’hypothése d’un fonctionnement en régime linéaire.
Dans la figure 1.34, présentant toutes les dimensions axiales et radiales du moteur a
déterminer, R, désigne le rayon moyen de 1’entrefer, e 1’épaisseur de 1’entrefer, Rex le rayon

extérieur de le machine, ec I’épaisseur de la culasse et hgen la hauteur de dents du mobile.
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Figurel.34 : Demi-coupe axiale du module élémentaire de I'actionneur

La forme générale de la machine est déterminée par rapport au rayon de 1’entrefer pour
un rayon extérieur fixé. Pour les machines rotatives, il existe des formulations simples
permettant de déterminer une valeur optimisée du rayon d’entrefer par rapport au rayon
extérieur de la machine [Hoang 02]. L’une de ces formulations a pour objectif la
maximisation du rapport couple statique sur pertes Joules. Cette formulation sera appliquée au

cas du moteur linéaire tubulaire.

Calcul de I'effort statique

Supposons que seules les lignes de champ passant au droit des dents sont prises en
compte et que la totalité de la force magnétomotrice est consommeée par 1’entrefer. Dans ces
conditions, la force développée par la machine au cours d’un petit déplacement axial Az, peut
étre déterminée a partir de 1’équation 1.30. La perméance d’entrefer est supposée nulle en
position de quinconce ou les dents sont complétement décalées. Cette perméance est par
ailleurs présumée proportionnelle au déplacement. Ainsi, d’apres les équations 1.10 et 1.26 la
variation de la perméance totale d’entrefer entre une position initiale correspondant a des

dents en quinconce et une autre position repérée par Az est donnée par :

AG%%“"S (147)
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ou g est la perméabilité magnétique de 1’air, e est 1’épaisseur de 1’entrefer et S sa section

moyenne donnée par :

S=2.m.R.. Az (1.48)

A partir des équations 1.46, 1.47 et 1.48, I’effort statique moyen développé par la
machine s’écrit sous la forme suivante :

. :n.uo.Re (Ni)?

, 7 e (1.49)

tous les Amperes-tours d’alimentation sont rapportés a 1’entrefer. Le courant d’alimentation

peut étre exprimé en fonction de la densité surfacique de courant J et de la section S. du fil de
cuivre par :

i=].S, (1.50)

La section du fil conducteur peut étre exprimée a partir du coefficient de remplissage

de la bobine d’alimentation kyo, (inférieur a 1) et de sa section Spe,. Cette derniére étant

fonction des parameétres géométriques de la machine :

_ Kob -Spob :kbOb 'b'((Re xt—Cc )‘(Rﬁ-g))

S, N N (I.51)
Ainsi I’expression de I’effort moyen donnée par 1’équation 1.47 devient :
. Wo. R . J? 2
E, 2”02—6 kb0b2.bz.((Rext—ec)»(ReJr%)) (1.52)

Calcul des pertes Joule
Les pertes Joule développées par I’enroulement de la machine se calculent a partir de
I’expression (I.16), dans le cas d’un seul circuit électrique ; elles sont données par :

Pjoue=R.i2=R .J2.S. (1.53)

ou R est la résistance de I’enroulement de phase qui peut s’exprimer en fonction de la
résistivité électrique du cuivre p de la longueur moyenne 1oy d’une spire du bobinage, de sa

section S; et du nombre de spires N par :

R=Pdmer Sly N (1.54)

La longueur moyenne d’une spire circulaire est donnée par :

Loy =27 R oy =0 (R = +R A5 (L55)

ou Ry désigne le rayon d’une spire moyenne du bobinage représenté sur la figure 1.34.
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A partir des équations [.51, 1.53, .54 et 1.55, les pertes Joule peuvent se mettre sous la forme :

Pioute=p- 0.2 Kuop .b.((Rm—ec )—(Rﬁ%)) .(Rext —ect (Re +§)) (L.56)

Coefficient de forme

Ainsi, le rapport force statique sur pertes Joule est donné par :

E kb RelRo-e-Rer )

= . (1.57)
PJoule 2.e. P (Rext — ec)+(Re+%)
L’¢épaisseur de I’entrefer e étant petite devant son rayon moyen R, le terme % peut

alors étre négligé devant R; ainsi, la dérivée de I’équation 1.55 par rapport a la variable R,

permet de déterminer le maximum du rapport k. qui est atteint pour :
Joule

R.~(V2-1)(Rex—e.) (158)
La culasse d’une machine tubulaire est traversée par un flux axial capable de circuler a
travers une épaisseur de culasse treés réduite ; ainsi, le réel 0c=(\/§—1) peut étre considéré

comme un facteur de forme qui fixe le rapport optimal entre le rayon d’entrefer et le rayon
extérieur.

La figure 1.35 présente une coupe radiale a 1’échelle d’un moteur linéaire tubulaire

caractérisé par oc:(\/z—l) pour une épaisseur de culasse petite devant le rayon extérieur.

Rext

o Rexe

Figure1.35: Forme théorique optimale de la machine tubulaire
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1.4.2.3. Dimensionnement d’un premier prototype

La structure retenue est celle de 1’actionneur pas a pas linéaire tubulaire a réluctance
variable a quatre phases représentée totalement sur la figure 1.36.

Le dimensionnement géométrique du prototype est fait en deux étapes et a partir d’un
module élémentaire de la machine. La premiere étape est relative au dimensionnement axial
qui consiste a choisir les dimensions axiales directement liées au pas mécanique de
déplacement du moteur, comme par exemple les largeurs de dents et d’encoches. La deuxiéme
¢tape consiste a choisir les dimensions radiales en relations étroites avec la force développée

par la machine, le courant d’alimentation et les pertes Joule qu’il occasionne.

1.4.2.3.1. Dimensionnement axial

D’aprés I’équation 1.44, le pas dentaire de la machine A est lié au pas mécanique zy,
par:
A=nz, (1.59)
Pour une structure choisie quadriphasée et un pas mécanique désiré z, de 2,54 mm,
son pas dentaire A est, d’apres I’équation 1.59, de 10,16 mm.
Les largeurs de dent a et d’encoche b sont liées au pas dentaire de I’actionneur par
I’équation :
atb=\ (1.60)
si de plus elles sont choisies égales, il vient, a=b=5,08mm.
D’apres les équations 1.43 et 1.44, I’épaisseur de la séparation amagnétique ¢ peut
prendre comme valeurs 2,54mm ou 7,62mm modulo 10,16mm. Pour minimiser

I’encombrement de la machine, la largeur de la séparation amagnétique est prise égale a

2,54mm.

1.4.2.3.2. Dimensionnement radial

Le choix du rayon extérieur de la machine détermine le rayon de son entrefer. Le
rayon extérieur de la machine est imposé par I’encombrement désiré ; il est pris égal a 46mm.
L’¢épaisseur de la culasse peut, quant a elle, étre choisie petite, vue la distribution radiale du
flux dans la machine ; toutefois, une épaisseur minimale de Smm est retenue afin de répondre
a une contrainte mécanique de rigidité.

Le rayon moyen optimal d’entrefer, calculé a partir de 1’équation .58, est par

conséquent égal a 17 mm.
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Pour un entrefer d’épaisseur 0,Imm, centré sur un rayon de 17mm, le rayon extérieur
de la partie mobile est de 16,95mm et le rayon d’alésage stator de 17,05 mm.

La hauteur des dents de la partie mobile est arbitrairement fixée a 4mm. Ainsi, le
rayon intérieur de I’arbre du moteur est de 13mm.

Ainsi, un bobinage de 560 spires de section 0,11mm?” peut étre logé dans ’encoche
statorique. Pour un coefficient de remplissage de 0,5 et une densité de courant d’alimentation
de 4,74A/mm” (les valeurs courantes étant comprises entre 4 et 5 A/mm?). La force ainsi que
I’état magnétique de D’actionneur ont ét¢ déterminés a partir d’'un modele réseau de
réluctances construit dans un objectif de conception. Cet outil de conception présenté au
chapitre suivant a permis d’estimer la force de démarrage de I’actionneur aux environs de
20N.

Toutes les dimensions radiales du moteur peuvent étre réajustées dans des phases
ultérieures de la procédure de dimensionnement ou dans les étapes de conception et de

réalisation du prototype afin de répondre au mieux au cahier des charges.

1.4.2.3.3. Récapitulatif des dimensions du prototype

Le prototype de moteur pas a pas linéaire tubulaire a réluctance variable dimensionné

est représenté sur la figure 1.36.
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Figurel.36 : Structure retenue
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Les dimensions géométriques du prototype sont rassemblées dans le tableau 1.1. Pour
des raisons de commodité de réalisation, nous avons fixé le rayon du mobile, R, en rapport

avec le rayon intérieur normalis¢ des roulements a billes. Un rayon Re de 15mm, le plus

proche possible du rayon optimal trouvé, a donc été retenu.

Tableau 1.1 : Paramétres géométriques du prototype a réaliser

Paramétres géométriques

désignations

Dimensions (mm)

Largeur d’encoche a 5,08
Largeur de dent b 5,08 Axial
Epaisseur de la séparation amagnétique 2,54
Epaisseur de la culasse Cc 5
Rayon d’entrefer R 15,05
Hauteur d’une dent du mobile hdent 4 Radial
Epaisseur de I’entrefer e 0,1
Rayon extérieur Rext 46

La longueur active de la machine ainsi dimensionnée est donc de 68,58mm, la

longueur de sa partie mobile dentée est de 170,18mm ; ce qui correspond a une course utile de

101,6mm.
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1.5. CONCLUSION

Aprés avoir rappelé les principaux modeles de conception électromagnétique, nous
avons présenté la démarche que nous avons adoptée pour le choix d’une structure et le
dimensionnement d’un premier prototype de moteur pas a pas répondant au cahier de charges

fixé.

La structure retenue est celle d’'un moteur pas a pas linéaire tubulaire a réluctance
variable quadriphasée. Cette structure allie les avantages d’un moteur linéaire a attaque
directe a ceux d’une forme tubulaire a effort radial théoriquement nul et a la simplicité de

fabrication d’une machine a réluctance variable.

Une méthode exploitant le concept de coénergie magnétique a été présentée et utilisée
pour I’estimation de la force développée par ’actionneur. Un coefficient de forme fixant le
rapport optimal entre le diamétre extérieur de ’actionneur et son diametre d’entrefer a été
défini. Une structure compacte formée d’une juxtaposition de modules statoriques avec un
espace entre phases minimal a été préférée a une solution distribuée afin de réduire au

maximum la longueur de la machine.

Le prototype dimensionné défini, ainsi que le banc d’essais adapté sont alors construits
dans I’objectif d’évaluer la validité des modéles statiques et dynamique, présentés dans les

prochains chapitres, pour les structures pas a pas linéaires tubulaires a réluctance variable.

L’approche expérimentale offerte par ce banc constitue bien évidemment une aide

précieuse a la compréhension et a la connaissance de ce type d’actionneurs.
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Chapitre Il : Méthodologie proposée pour la conception optimisée

I1.1. INTRODUCTION

Dans ce chapitre, nous présentons la méthodologie de conception optimisée que nous
avons développée pour les structures électromagnétiques. Cette méthodologie se base
essentiellement sur I’utilisation d’un modele rapide de dimensionnement, d’un modele fin de

calcul de performances et d’une méthode d’optimisation.

La méthodologie présentée est appliquée a la conception optimisée de I’actionneur pas
a pas linéaire tubulaire a réluctance variable retenu au premier chapitre pour la motorisation

d’un chariot support de perceuse électrique.

Pour ce faire, un modele réseaux de réluctances est développé pour le
dimensionnement préliminaire de ce type d’actionneurs. Ce réseau est validé par comparaison
aux calculs éléments finis. Un prototype et un banc d’essais sont spécialement construits dans
le but de valider I’ensemble de ces calculs. Ensuite, une nouvelle géométrie du dispositif est
introduite. De nombreux degrés de liberté sont ajoutés a la géométrie initiale, dans le but
d’augmenter les possibilités d’adaptation de la structure et donc ses performances. La
méthode des plans d’expériences est enfin succinctement présentée et appliquée pour

I’optimisation de I’actionneur étudié.

La démarche d’optimisation est envisagée en trois étapes. La premiére étape consiste a
déterminer les facteurs les plus influents pour I’objectif retenu. Ces facteurs sont alors
optimises, pour maximiser les performances de I’actionneur dans un encombrement constant.
Dans une deuxieme étape, la géométrie de I’actionneur a performances maximisées est
réadaptée au cahier de charges en réduisant son encombrement a échauffement constant. Dans
une troisieme étape, la sensibilité de la structure retenue aux bruits de modélisation et de
construction est étudiée. Cette étude permettra de déterminer une zone de stabilité définissant
un ensemble de géométries optimales aussi bien en terme de performances qu’en terme de

robustesse.
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11.2. Dimensionnement par réseaux de réluctances-nécessité d’'affinement du modéle

[1.2. DIMENSIONNEMENT PAR RESEAUX DE RELUCTANCES-
NECESSITE D’AFFINEMENT DU MODELE
La méthode des réseaux de réluctances repose sur une simplification géométrique et
une décomposition morphologique du circuit magnétique [Bllent Ertan 99]. Cependant,
lorsque la saturation magnétique est prise en compte, et I’identification des réluctances

conduite avec soin, elle fournit tres rapidement des résultats de bonne qualité.

Le modéle réseau de réluctances élaboré pour I’actionneur linéaire est déterminé a
partir de la répartition des tubes de flux a I’intérieur du circuit magnétique, la premiere étape
de la modélisation consiste donc a repérer les principaux tubes de flux. A chacun d’eux, est
associée une réluctance dont la valeur dépend du matériau magnétique d’une part et de la

géométrie du tube de flux considéré d’autre part.

Le réseau de réluctance est établi de maniére a prendre en compte au mieux les
possibilités de trajectoires des lignes de champ magnétique, tout en restant suffisamment

restreint pour ne pas alourdir la mise en d’équations.

Le réseau de réluctances modélisant la structure tubulaire étudiée est construit en trois
étapes avec des degrés de complexité croissants : d’abord, sous une hypothése de linéarité du
circuit magnétique, ensuite avec prise en compte de la saturation magnétique et enfin en

ajoutant I’effet des fuites d’encoche.

Pour les trois étapes de modélisation, les lignes de champs sont supposées passer par

la zone d’entrefer minimum et étre radialement orientees, figure 11.1.

Stator

YYYY YYYYy entrefer

Partie mobile

Figurell.l: Hypothése de distribution des lignes de champs dans I'entrefer
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La présence de séparations amagnétiques entre les différentes phases statoriques de
I’actionneur étudié, permet de supposer, dans un premier temps, que les phases sont
magnétiquement découplées. Ainsi, le domaine d’étude est réduit a un module stator placé

face a I’axe denté.

[1.2.1. MODELE LINEAIRE

Pour le cas linéaire le circuit magnétique du module élémentaire de la machine peut
étre modélisé par le réseau de réluctances de la figure 11.2, en supposant que la perméabilité

du fer est constante.

R, R,
e S - E—
R | oot | R |

Figurell.2: Modélisation par réseau de réluctances

Dans cette figure ¢ est le flux créé dans le circuit magnétique, R¢, Ra, Ras, Ram, Sont
respectivement la réluctance de la culasse, celle de I’arbre du mobile, celle d’une dent du
stator et celle d’une dent du mobil et Re une réluctance d’entrefer proportionnelle a la zone de
recouvrement entre une dent du mobile et une dent du stator. Les deux premieres sont

traversées par un flux axial alors que les autres sont traversées par un flux radial.

Les différentes réluctances du réseau de la figure I1.2 étant calculées a partir de
I’équation 1.10 pour un cas linéaire ou la perméabilité magnétique du matériau et la section
de la réluctance ne dépendent pas de I’abscisse curviligne dl, I’expression de chacune de ces

réluctances se réduit a :
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" Si. (I1.1)

ou u; est la permeabilité magnétique du matériau, L; la longueur de I’élément traverse par le

flux et S; sa section moyenne. L et S; s’expriment différemment selon I’orientation de la

réluctance. Dans le cas d’une réluctance radiale, figure 11.3.a, elles sont données par :
Li=R;-R;

(11.2)
sizzn@h (11.3)
Dans le cas d’une réluctance axiale, figure 11.3.b, elles sont données par :
L=, (11.4)
Si=I1 (R -R;?) (115)

R1

1
i
i
1
1
I
1
|
1
|
|
\
i
1
1

vl
— <

a. Réluctance radiale b. Réluctance axiale

Figurell.3: Dispositions des réluctances

Sur le réseau de réluctances de la figure 11.2, R. et R, sont des réluctances axiales

alors que Rys, Re et Ram sont des réluctances radiales.

Le matériau magnétique utilisé est supposé avoir une perméabilité relative constante
de 1000Henry/metre, Dans ces conditions, le calcul des réluctances a partir des expressions
(1.2), (11.2), (11.3), (11.4) et (11.5) est simple et rapide. Néanmoins, I’hypothése de linéarité du

matériau magnétique est tres restrictive vu que les machines a réluctance variable sont
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généralement utilisées en régime de forte saturation afin d’augmenter leurs puissances

volumiques.

[1.2.2. PRISE EN COMPTE DE LA SATURATION

Pour le calcul des réluctances non linéaires qui dépendent de la courbe du matériau

B(H), ou plus precisement de la courbe de premiére aimantation en négligeant I’effet

d’hystérésis, la démarche suivie est présentée ci-dessous.:

La pente w; de la courbe moyenne de premiere aimantation B=p; H est approximée au
sens des moindres carrés par I’expression 1.6, permettant de déterminer la

permeabilité magnétique p; en fonction de I’induction magnétique B [Marroco 90].

L:L B B2o
m HO[S +(C S)Bza+r} (11.6)

c, T, a et g sont les coefficients & determiner de telle sorte que la caractéristique B(H)

construite analytiquement soit la plus proche possible de la caractéristique réelle.

Ensuite, une méthode itérative est utilisée afin d’estimer I’état de saturation de chaque

réluctance et déterminer les valeurs des différentes perméabilités (p; ).

Chaque valeur trouvée de p; est, enfin, introduite dans la relation 11.1 qui permet de

calculer la réluctance de la portion de circuit magnétique correspondante, en supposant
que I’induction magnétique est homogéne dans chacun des tubes de flux représenté par
une réluctance. Cette hypothése peut s’avérer restrictive dans les zones de saturation
locale ; dans ce cas, le circuit magnétique doit étre décomposé davantage en tubes de
flux de dimensions plus réduites. Il est également possible de tenir compte de la
variation de I’abscisse curviligne dl de I’expression 1.10 pour le calcul des réluctances
radiales [Lacroux 89], [Khan 92], [Bianchi 01].

Pour le matériau considéré, les coefficients de I’équation non linéaire 11.6 sont :

e=1,1e*: c=1: a=5_23 et 1=7,02¢".

La figure 1.4 présente la caractéristique de premiere aimantation du matériau

ferromagnétique utilisé ainsi que celle obtenue par exploitation de la formule 11.6.
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Figurell.4: Courbe de premiére aimantation du matériau ferromagnétique

Cette premiére amélioration du modéle permet de prendre en compte la géométrie de
la machine et d’intégrer les non-linéarités dues a la saturation des matériaux magnetiques. La
deuxiéme amélioration consiste a modéliser les fuites d’encoches et a les introduire dans le

modele réseau de réluctances.

[1.2.3. PRISE EN COMPTE DES FUITES D’ENCOCHE

Pour tenir compte des fuites d’encoche traversant la bobine stator, le circuit
magnétique d’un module élémentaire de la machine est modélisé par le réseau de réluctance
de la figure 11.5, comportant une boucle principale représentée en trait gras et une branche de
fuites représentée en trait fin. Les réluctances non linéaires sont symbolisées par des

rectangles barrés signifiant que celles-ci varient en fonction de I’état de saturation.

Figurell.5: Réseau de réluctance tenant compte des fuites d’encoche et de la saturation
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Ry, est la réluctance de fuites a travers la bobine d’alimentation. ¢ est le flux total créé
dans le circuit magnétique, ¢; la quantité de flux utile qui atteint la partie mobile de la

machine via I’entrefer et o le flux de fuites d’encoche.

La détermination du flux totalisé ¢, a travers la bobine alimentée, figure 11.5, permet

de calculer la réluctance de fuite Ry qui lui est liée par I’expression [Jufer 95] :

2

NZ2.
¢2:N(P2:W| (I |.7)
b

ou @ est le flux de fuite par spire et N le nombre de spires de la bobine. L’élément de flux

totalisé d¢, associé a un niveau 'r' de la bobine sur une hauteur 'dr', figure 11.6, peut s’écrire

pour un contour 2mr(r + rp) sous la forme suivante :
dd,=N(r) poH(r) 2 (r+1,)dr (1.8)

Le nombre de spires en fonction de la position, N(r) a pour expression:

N(r):NRLb (11.9)

Le champ magnetique H(r) s’exprime en fonction de la densité de courant par:

H=E j Ibedp (11.10)

bo étant la largeur de la bobine logée dans I’encoche statorique de largeur b.

Rp

Figurell.6 : Dimensions de la bobine
Sachant que :
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J0oRy=Ni (11.11)

I’expression du flux totalisé devient alors :
j N—uo—Jr 27 (r-+ro)dr (11.12)

qui peut étre écrite aussi sous la forme :

6, =2mn0 N IboRb(GRy" +110Ry) (11.13)

La réluctance de fuites de la bobine est alors donnée par I’expression :

6b
Pp= ToRp(3Rp+4r0) (11.14)
La prise en compte de la non-linéarité du matériau ainsi que des fuites d’encoche

augmente la précision du modeéle analytique.

11.2.4. COUPLAGE ET DIMENSIONNEMENT THERMIQUE

Le dimensionnement thermique de I’actionneur est fortement lié a ses caractéristiques

électriques et géométriques.

Dans ce sens, I’objectif de cette partie est de déterminer les caractéristiques électriques
de I’actionneur lui permettant de réaliser les exigences sur les performances tout en gardant
un comportement thermique acceptable compte tenu de sa géométrie. La démarche suivie

consiste donc a :

e Initialiser le probléme, en déterminant la surface disponible pour le bobinage a partir
du dimensionnement géométrique, et en faisant une estimation, d’une part, du nombre
d’Amperes-tours Ni, nécessaires a I’actionneur pour developper I’effort de démarrage
qui est exigé, et d’autre part, de la tension d’alimentation U, de la densité de courant 9,
du coefficient de foisonnement K; et de la température de fonctionnement Ty,

e Déterminer la section normalisée du fil shorm ainsi que le nombre de spires du bobinage
N et évaluer les pertes par effet Joule Pjoule.

e  Vérifier la conformité des résultats avec les estimations et les choix faits dans la

phase d’initialisation.
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Pour U=10V, Ni=300Atr, N=530Spires, 5=4,53Amm™ et Syorm =0,13mm?, K:=0,52, T;=90°C,
on a, Pjue=3,97W pour une surface d’échange thermique de 44,05cm® Ces pertes sont
tolérables vu qu’elles sont inférieures a la limite fixée & 1W par 6,5cm? pour un moteur ouvert
[Liwshitz 67], [Grellet 97].

[1.2.5. PREDETERMINATION DES PERFORMANCES DE LA MACHINE

Un solveur de dimensionnement est élaboré sous un environnement Excel, offrant la
possibilité de programmer des macros en Visuel Basic, a partir des équations analytiques
présentées précédemment. Ce solveur permet de simuler le comportement électromagnétique
et thermique de la machine a partir d’un réseau de réluctances. Le calcul des réluctances est
completement paramétré, ainsi pour tout changement des entrées du solveur, position de la
partie mobile, dimensions géométriques, courbe de premiére aimantation du materiau,
courant d’alimentation de la bobine..., les réponses sont calculées instantanément. Les
équations analytiques programmées permettent de déterminer les inductions moyennes, les
flux magnétiques, les réluctances, les forces magnetomotrices aux bornes de chaque

réluctance, I’échauffement des bobines ...

11.2.5.1. Distribution des flux

Les lois de Kirshoff classiques sont utilisées pour déterminer les flux magnetiques
circulant dans le réseau de réluctances de la figure 11.5. La figure 1.7 présente une
comparaison des caractéristiques de flux utile en fonction du décalage entre dents du stator et
dents du mobile déterminées a partir des trois modeles réseaux de réluctances élaborés. Ces
caractéristiques illustrent I’influence de la prise en compte de la non-linéarité et des fuites

d’encoche sur le modéle de I’actionneur.
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Figurell.7 : Evolution du flux magnétique dans la partie mobile de I'actionneur

Les évolutions des différents flux circulant dans le réseau de la figure 11.5, en fonction
du décalage entre les dents du stator et celles du mobile pour le cas non linéaire avec prise en

compte des fuites d’encoche sont représentées sur la figure 11.8.
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Figurell.8: Evolution des flux dans le réseau de réluctances

D’apres la figure 11.8, il est bien clair que la somme du flux utile @, et du flux de fuite

@ est égale au flux total ¢ ; en effet, les seules fuites prises en compte par le modele sont
celles de I’encoche statorique.
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Le modele analytique construit ayant pour objectif un dimensionnement rapide de
I’actionneur, sa complexité est jugée suffisante. L erreur commise par ce modéle analytique

sera par la suite estimée par rapport au modéle numérique de référence, le modeéle éléments
finis.

[1.2.5.2. Réluctance d’entrefer

La figure 11.9 présente I’évolution de la réluctance d’entrefer déterminée a partir de

I’expression I1.1. pour une perméabilité magnétique p; égale a celle de I’air, une longueur L;

égale a I’épaisseur de I’entrefer et une section moyenne d’entrefer S; proportionnelle a la

largeur de la zone de recouvrement entre les dents du mobile et celles de la phase alimentée.

0 25 50 75 100

Décalage (%)

Réluctance (MHenry-1)

Figurell.9: Evolution de la réluctance d’entrefer dans la machine

La comparaison de I’évolution de la réluctance d’entrefer calculée a partir du modele
analytique avec celle déterminée a partir du modele numérique permettra de vérifier la

validité des hypothéses de dimensionnement.

Par ailleurs, il est a noter que la variation de cette réluctance d’une position du mobile
a une autre est a I’origine de la création de la force de translation axiale utile pour le

déplacement.

11.2.5.3. Calcul de la force statique
La force de translation est calculée, pour une position donnée du mobile, a partir de la
résolution du probleme électromagnétique pour deux positions décalées entre elles de 2% et

équidistantes de la position considerée.
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11.2. Dimensionnement par réseaux de réluctances-nécessité d’'affinement du modéle

La détermination des différentes perméances et forces magnétomotrices relatives au
réseau de reluctances de la figure 11.5 permet de calculer les différents termes de I’expression
1.28 pour plusieurs positions du mobile. La contribution des fuites d’encoches est nulle a
cause de la constance de leur perméance au cours du mouvement. Les contributions du fer et

de I’entrefer sont représentées sur la figure 11.10, pour le cas linéaire et le cas non linéaire.
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b. Cas non linéaire avec prise en compte des fuites d’encoche

Figurell.10 : Evolution de la force

Les résultats illustres par la figure 11.10 valident, d’une part, I’hypothese de
prépondérance des phénomenes d’entrefer dans cette machine a réluctance variable et
montrent, d’autre part, I’influence de la prise en compte de la non-linéarité magnétique et des

fuites d’encoches sur le calcul de force.
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11.3. CARACTERISATION DE LA MACHINE PAR LA METHODE DES
ELEMENTS FINIS

[1.3.1. INTRODUCTION

Parmi les nombreuses méthodes de modélisation électromagnétique, la méthode des
éléments finis est une méthode de référence qui s’est imposée par la précision des résultats
qu’elle fournit. Cependant, la précision des résultats numériques obtenus reste parfois

insuffisante vis a vis de la méthode d’exploitation [El Amraoui 02 f].

En effet, la méthode des éléments finis consiste a rechercher une solution approchée
du probleme électromagnétique sous la forme d’un champ défini par morceaux sur des sous
domaines d’étude (mailles). La solution approchée est complétement déterminée a partir des

valeurs prises par la solution aux différents nceuds du maillage.

Le probléme électromagnétique peut étre résolu en potentiel magnétique scalaire, en

potentiel magnétique vecteur ou sous forme tensorielle. Dans le cas des structures tubulaires,
la possibilité de résoudre le probleme en rA, est offerte par le solveur statique du logiciel PC-

Opéra 2D, ou r est la coordonnée radiale du repere axisymétrique et A le potentiel

magnétique vecteur, les résultats ainsi obtenus étant plus faciles a interpreéter.

[1.3.2. ESTIMATION DES PERFORMANCES DE LA MACHINE

La recherche d’un maillage permettant d’apporter une solution précise au probléme de
détermination de la caracterisation statique de la force par éléments finis pour une gamme

d’actionneurs électriques linéaires tubulaires, constitue I’objet de cette partie.

Comme pour la modélisation par réseaux de réluctances, le domaine d’étude est réduit

a un module stator face a une portion de partie mobile.

Le maillage considéré, figure 11.11, est choisi dense et régulier, sous forme de deux
bandes de triangles rectangles juxtaposees au niveau de I’entrefer et libre a I’extérieur de

celui-ci.
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Figurell.11: Maillage relatif & une phase

[1.3.2.1. Formulation du probléme magnétostatique

D’apres I’équation de Maxwell, on a :
divB=0 (11.15)

le vecteur induction magnétique B pouvant s’exprimer sous la forme d’un rotationnel du

vecteur potentiel vecteur A [Meunier 88] :

_

B=rotA (11.16)
Ainsi, pour une réluctivité magnétique v, il vient [Nathan 92] :
rot (urot A)= J (11.17)

A et J étant respectivement, le potentiel vecteur et la densité de courant, donnés pour un

systéme de révolution, dans un repére axisymétrique (Uy,Us, U,) par :
A=Al (11.18)

3= g (11.19)

L’équation I1.17 conduit a la relation [Reece 00]:

@{u orA) }r@{u orA) } 3 (11.20)

ol r or oz|r oz
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équation identique a celle en 2D plan avec u'z% et A'=rA et possedant une solution unique

compte tenu du fait que I’équation Div(A)=0 est implicitement satisfaite [Gieras 02].

11.3.2.2. Distribution des flux magnétiques

L’expression du flux d’induction ¢ a travers une section S d’un dispositif

électromagnétique peut se mettre sous la forme suivante :

@:js B.@,:J'S rotA.d_é:j;L Adl (11.21)

L étant le contour fermé sur lequel s’appuie S.

Pour un probléeme électromagnétique axisymétrique, cette expression du flux
traversant la surface de révolution engendrée par un segment [P1 P2] de la coupe axiale de la
structure etudiée, figure 11.12, se simplifie et devient :

o=21|(rA),,~(rA),,] (11.22)
cette expression est utilisée pour le calcul de la répartition du flux magnétique dans les
différentes parties de la machine : ¢ dans la culasse de la machine, ¢; dans la partie mobile et
@2 dans I’encoche statorique. Les lignes d’isovaleurs du potentiel modifié rA sont donc les

lignes équiflux.

P2

it

‘ A
EEEEEEEE !llll-

0
[y

Figurell.12 : Distribution du flux dans I'entrefer

La figure 11.13 montre la distribution des lignes de flux dans le circuit magnétique,

pour une position alignée, la non-linéarité du matériau étant prise en compte.
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Figurell.13: Distribution des lignes d'induction dans le circuit magnétique

Une centaine d’autres positions, chacune décalée par rapport a la précédente d’un
centieme de largeur de dent statorique, est considérée afin de déterminer I’évolution des

grandeurs magnétiques en fonction du décalage entre les dents stator et celles du mobile.

Sur la figure 11.14, est représentée I’évolution des flux magnétiques dans les
différentes parties de la machine pour le méme courant d’alimentation 300Ampéres-tours déja

considéré pour les simulations analytiques a partir du réseau de réluctances.
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Figurell.14 : Distribution du flux dans le circuit magnétique

La figure 11.14 illustre la distribution du flux total ¢ en flux utile ¢;,passant a travers
I’arbre de I’actionneur, et en un flux de fuite d’encoche ¢,. Pour des décalages voisins de

100%, I’égalité @=@i+¢, n’est plus vérifiée car quelques lignes de flux se ferment dans
I’entrefer sans passer par I’arbre de I’actionneur ni par la bobine.
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11.3.2.3. Réluctance d’entrefer

Les lignes de flux circulant dans I’entrefer de la machine sont radialement orientées
aux droits des dents. La réluctance moyenne d’entrefer Rer peut ainsi étre calculée a partir des

expressions 1.6, 11.21 et 11.22, formulées respectivement dans un plan axisymétrique. Il vient :

jHrdr

e e A (A). ]

(11.23)

H, étant la composante radiale du vecteur champ magnétique et dr un déplacement radial
dans I’entrefer de la machine sur une ligne d’induction moyenne de la zone active,
figure 11.12. L évolution de la réluctance d’entrefer en fonction du décalage, calculée a partir

de I’équation 11.23, est présentée sur la figure 11.15.
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Figurell.15 : Evolution de la réluctance d’entrefer

La comparaison de cette caractéristique avec celle déterminée a partir du réseau de

réluctances est faite au paragraphe 11.3.3.3.

[1.3.2.4. Calcul de force de poussée

La caractéristique statique de force développée par I’actionneur étudié est obtenue a
partir de la résolution en potentiel vecteur du probléme électromagnétique par la méthode des
éléments finis. Le tenseur de Maxwell et la méthode de coénergie sont exploités pour le calcul
de cette force pour différents types de maillages. Les résultats obtenus sont analysés et

compares entre eux dans cette partie.

11.3.2.4.1. Détermination de la force par le tenseur de Maxwell
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11.3. Caractérisation de la machine par la méthode des éléments finis

A partir du modéle éléments finis, la force de poussée F peut étre évaluée par le
tenseur de Maxwell qui s’écrit sous la forme généralisée suivante [MacFee 88], [Miller 89],
[Binns 92], [Eastham 92], [Hu 02], [EL Amraoui 02 €] :

i__& 2B+o(H. A H
1S 2 H2R+po(H.A)H (11.24)

ou dS est un contour fermé passant a I’intérieur de I’entrefer pouvant étre cylindrique de
rayon R, pour une structure axi-symétrique, figure I11.16, i étant un vecteur unitaire normal a

dS, orienté dans ce cas radialement.

Stator

Figurell.16: Surface d'intégration du tenseur de Maxwell
L’ expression du contour fermé dS est donnée en fonction du déplacement longitudinal dz par:
dS=Rdb dz (11.25)

A I’intérieur de I’entrefer qui est une zone linéaire du circuit magnétique, le vecteur

champ magnétique est lié au vecteur induction par I’équation :

B=poH (11.26)

Par ailleurs, dans un repére axisymétrique, le vecteur champ d’induction présente
généralement deux composantes, dans la direction radiale et la direction axiale, désignées
respectivement par B: et B.. Ainsi, la projection de I’expression 11.24, sur ces directions

donne :
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dF)_1

(ds)z MOBrBZ (11.27)
dF|_1g2 1 g 1.2

(ds)r HO r 2“0 ( ' 8)

Il vient alors I’expression de la composante axiale de la force de poussée :

_2n
Rt R[B:B,dz (11.29)

ainsi que celle correspondant a la composante radiale est donnée par :

Frzﬁ—gR [ (Brz—Bz)dz (11.30)

Il est a remarquer que, la qualité du maillage, en particulier a I’intérieur de I’entrefer, a
une grande influence sur la précision du calcul de la force obtenue a partir du tenseur de

Maxwell [Ratnajeevan 88], [Desesquelles 88], [Imhoff 89], [Miller 90], [Sadowski 93],
[Allegre 98].

Résultats de Simulations par éléments finis
Pour un maillage régulier de I’entrefer en triangles rectangles, et considérant deux

densités de maillage différentes, les caractéristiques statiques (a) et (b) de la force axiale
présentées sur la figure 11.17 correspondent a 40 et 10 nceuds de discrétisation face a une dent

statorique, le déplacement se faisant par centieme de dent statorique.

Des oscillations plus au moins importantes ainsi que des écarts d’amplitudes sont
relevés sur les caractéristiques statiques obtenues.

L’analyse de ces deux phénomenes peut conditionner le choix d’un pas de

déplacement élémentaire en relation avec le type de maillage.
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Figurell.17 : Caractéristiques statiques pour deux densités de maillage

Suppression des oscillations

L’analyse observées des deux caractéristiques de la figure 11.17, montre que les
fréquences des oscillations dépendent du nombre de nceuds du maillage et que celles-ci sont
exclusivement dues a la déformation du maillage au passage d’une position statique a une

autre.

En effet, 10 oscillations apparaissent sur la caractéristique a 10 nceuds face a une dent

statorique, et 40 oscillations sur la caractéristique a 40 nceuds.

Pour un déplacement de 1%, les déformations de maillages sont représentées sur la
figure 11.18.

0% de décalage

1% de décalage —1 — | __—1 —]

Maillage relatif a la caractéristique (a)

0% de décalage

1% de décalage |

Maillage relatif a la caractéristique (b)

Figurell.18: Déformation du maillage en fonction du nombre de noeuds
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Cependant, si le déplacement devient égal a un pas Az multiple entier de la distance

séparant deux nceuds du maillage, ce dernier conserve sa régularité et la caractéristique
statique devient lisse.

Sur la figure 11.19, sont représentées les caractéristiques statiques (a), (b) et (c)
correspondant respectivement a 10 , 40 et 100 nceuds de maillage face a une dent statorique,
pour des déplacements de 10/100, 2.5/100 et 1/100 de la largeur d’une dent statorique, et sur
la figure 11.20, les maillages relatifs a ces caractéristiques.

Pour les trois cas étudiés, ou la régularité du maillage est conservee sur les positions

considérées, il apparait clairement que les courbes de force ne présentent plus d’oscillations.
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Figurell.19 : Caractéristiques statiques pour des maillages réguliers

La disparition des oscillations est due au choix du pas de déplacement statique Az,

égal a la distance séparant deux nceuds consécutifs du maillage axial de I’entrefer.

On peut aussi remarquer que les pics des oscillations observés sur les courbes (a) et
(b) de la figure 11.17, correspondent bien aux différents points des caractéristiques statiques

(@) et (b) de la figure 11.19, car le maillage est bien régulier sur ces positions.
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Figurell.20 : Régularité du maillage au cours du déplacement

Corrélation entre I'amplitude de la force et le taux de déformation du maillage

Bien que la conservation de la régularit¢ du maillage au cours du mouvement
garantisse la disparition des oscillations, le probléme de précision relatif & la densité du
maillage a I’intérieur de I’entrefer demeure. En effet, d’apres les figures 11.19 et 11.20, plus le

nombre de nceuds augmente plus la force maximale en valeur absolue diminue.

Pour étudier I’influence du nombre de nceuds sur la précision des résultats, un taux de
déformation & est défini. Il représente le ratio entre les deux cotés des triangles rectangles du

maillage, figure 11.21.
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Figurell.21: Eléments de maillage de I'entrefer

L’entrefer étant formé par deux couches d’éléments, la distance hg est fixée a la moitié

de la largeur de cet entrefer. Le choix de la distance h, séparant deux nceuds consécutifs de
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I’entrefer, permettra de faire varier le taux de déformation & tout en gardant la régularité du
maillage au cours du mouvement.

L (11.31)

hy
Pour trois positions fixes de la partie mobile correspondant respectivement a des
décalages de 10%, 25% et 50%, les valeurs de la force de poussee sont calculées pour des

taux de déformation allant de 0.1 a 1.4. Les résultats obtenus sont présentés sur la figure 11.22.
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Figurell.22 : Evolution de la poussée linéaire en fonction du taux de déformation
pour les positions 10%, 25% et 50%

Sur la figure 11.22, on constate que les suites de valeurs approchées de la force
convergent vers la valeur donnée par le taux de déformation égal a 1, c’est a dire que la valeur
de la force de poussée est la plus précise lorsque les triangles sont isoceles rectangles. Ainsi la
caractéristique statique de la figure 11.23 représente I’effort statique avec la meilleure

précision trouvée correspondant a un taux de déformation 6=0,98.
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Figurell.23 : Caractéristique statique retenue de la machine

L’amplitude maximale de la force de poussée que pourra développer I’actionneur est
donc de 21,5N. La forme irréguliere de la force en fonction de la position est due a la non-

linéarité du matériau magnétique.

Sur la figure 11.24 est présentée une comparaison entre une caractéristique statique de
force déterminée a partir du modeéle éléments finis linéaire et un modele éléments finis non

linéaire.
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Figurell.24 : Caractéristiques statiques de force

Les caractéristiques de la figure 11.24 montrent encore une fois I’importance de la prise

en compte de la non-linéarité du matériau dans la modélisation de I’actionneur.
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11.3.2.4.2. Calcul de la force en utilisant la coénergie

Le concept de coénergie, déja utilise pour le calcul de force a partir des réseaux de
réluctances, est appliqué dans cette partie, sous une autre forme exploitant la variation du flux
magnétique en fonction de la position du mobile pour un courant constant. Il permet ainsi de
calculer numériquement la force développée par I’actionneur en utilisant les résultats éléments
finis a partir des équations 1.19, 1.20, 1.23 et 1.24 [Marinescu 88], [El Amraoui 02 f].

La figure 11.25 présente deux caractéristiques d’évolution du flux magnétique total,
développé en fonction des ampére-tours d’alimentation, pour deux positions différentes du
mobile z; et z,. La variation de la coénergie magnétique AW, associée au déplacement entre

1 et z,, correspond a la partie hachurée de la figure 11.25.
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Figurell.25: Calcul de la coénergie magnétique

Si les courbes de variation du flux en fonction des ampére-tours sont connues pour
deux positions voisines z; et z, du mobile décalées de Az, il est alors possible d’en déduire la
variation de la coénergie et donc de la force moyenne développée entre les deux positions a
partir de I’équation 1.29.

L’intérét de la méthode, est qu’elle fournit la force de poussée de I’actionneur pour
tout courant et pour toute position relative du stator et du mobile.

Un calcul éléments finis en magnétostatique est effectué pour des positions
successives avec un pas de déplacement égal a cing centiemes de la largeur de la dent

statorique.
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Les caractéristiques statiques de la force de poussée sont representées sur la figure
11.26, pour des déplacements allant de 5 centiémes a 55 centiemes, un maillage régulier de
I’entrefer, un nombre de nceuds face a une dent statorique variant de 20 a 100 et un courant
d’alimentation Ni=300Atr.
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Force (N)

——nnd100 —=—nnd80 —+—nnd60 nnd40 —¥—nnd 20

Figurell.26 : Caractéristiques statiques de force pour différents nombres de noeuds

La figure 11.26 montre que le calcul de force par la méthode de coénergie est beaucoup
moins sensible a la densité du maillage que le tenseur de Maxwell. D’autres simulations
conduites pour des maillages déformés ont de méme abouti a des résultats similaires a ceux

relatifs & un maillage régulier de méme densité.

[1.3.2.4.3. Comparaison des deux méthodes basées sur les résultats éléments finis

La caractéristique statique déterminée par le tenseur de Maxwell pour 100 nceuds et
celle déterminée a partir de la coénergie pour 20 nceuds sont représentées sur la figure 11.27 ;
I’écart relatif moyen entre ces deux caractéristiques ne dépasse pas 1% malgré une densité de

maillage cing fois plus faible utilisée avec la méthode de coénergie.
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Figurell.27 : Comparaison des caractéristiques statiques

Les deux caractéristiques de la figure 11.27 montrent donc une bonne concordance
entre les résultats obtenus a partir des deux méthodes de calcul de force pour les nombres de

nceuds considéreés.

D’autre part, la durée d’une simulation numérique pour la résolution du probleme
électromagnétique avec un processeur Pentium®-800GHz sur une position statique est d’une
minute environ lorsque le maillage global de la structure est construit autour d’un maillage
d’entrefer a raison de 20 nceuds par dent. Cette durée passe a neuf minutes environ lorsque le
maillage est de 100 nceuds par dent.

Ainsi, pour ce type de machine pas a pas, ou I’épaisseur de I’entrefer est tres faible par
rapport a la longueur, la méthode de coénergie semble étre plus robuste et moins colteuse
pour le calcul de force. Cette méthode nécessite, cependant, au moins deux simulations
statiques pour I’estimation d’une valeur de force ce qui est contraignant dans le cas du
traitement en ligne des resultats. Par ailleurs, le probléeme de la dérivee de la coénergie
magnétique par rapport au déplacement virtuel 0z peut étre résolu en utilisant la technique de
la dérivée du jacobien local qui ne nécessite qu’une seule simulation pour le calcul de la force

en une position [Coulomb 83].

En effet, la coénergie magnétique peut étre décrite sous sa forme globale par

I’expression 11.32 :

9’
We = [| [B(H)dH |dQ (11.32)
Q0
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En considérant les éléments e du domaine d’étude Q ainsi que leurs expressions
locales é dans le repére des éléments finis, I’expression 11.32 peut se mettre sous la forme
suivante [Coulomb 83], [Coulomb 97]:

We= | [TB(H)dH}de =>| [TB(H)dH]detG dé (11.33)
eglo € élo

ou det G désigne le déterminant de la matrice G du jacobien local qui exprime les
transformations géométriques du systéme de coordonnées locales au systeme de coordonnees

globales. La force globale peut donc étre obtenue a partir de I’équation 11.34 :

H
_OW, _ oH A 0detG .
R="% _ze: _!B(H) s detGde+![ _([B(H)dHJ =, e (11.34)

Ainsi, le calcul d’une différence finie de coénergie, équation 1.29, nécessitant deux
simulations éléments finis, est remplacé dans ce cas par un calcul de dérivée par rapport a un

déplacement virtuel des nceuds de maillage d’une seule simulation éléments finis.

Considérant que le logiciel utilisé PC-Opéra n’offre pas la possibilité d’un traitement
automatique des résultats éléments finis afin de résoudre I’équation 11.34, Toutefois, il est
intéressant de programmer la résolution de cette équation en post-traitement a partir des

modeéles éléments finis résolus.

[1.3.3. COMPARAISON DU MODELE RESEAU DE RELUCTANCES AU MODELE
ELEMENTS FINIS

11.3.3.1. Introduction

Le modeéle réseau de réluctances a été amélioré par la prise en compte de I’effet de
saturation magnétique et des fuites d’encoche ; cependant, les hypotheses faites sur le calcul
de réluctance d’entrefer a partir de laquelle est calculée la force développée par la machine
peuvent sembler restrictives. Ainsi, la comparaison des résultats obtenus par le réseau de
réluctances non linéaires avec prise en compte des fuites d’encoche a ceux obtenus par
éléments finis s’impose. Elle permet, en effet, d’estimer d’une part I’erreur commise par le
modele réseau de réluctances et de déterminer, d’autre part, des coefficients correcteurs

pouvant étre utilises pour un dimensionnement plus précis.
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[1.3.3.2. Comparaison des flux

L’erreur relative sur le calcul du flux total développé au sein de la structure
électromagnétique étudiée est inférieure a 9% sur la plage de fonctionnement utile
correspondant a un décalage entre les dents fixes et les dents mobiles allant de 0% jusqu’a

50%. La figure 11.28 présente I’évolution de cette erreur.

10

Décalage (%)

Erreur (%)

Figurell.28 : Erreur relative sur le calcul du flux total

11.3.3.3. Comparaison des réluctances d’entrefer

La comparaison de I’évolution de la reluctance d’entrefer déterminée a partir du
modele réseau de réluctances et celle calculée a partir du modele éléments finis a également
montré que I’erreur relative entre ces deux caractéristiques ne depasse pas 8% sur la plage de

fonctionnement utile de I’actionneur, figure 11.29.
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Figurell.29 : Erreur relative sur le calcul de réluctance d'entrefer
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11.3. Caractérisation de la machine par la méthode des éléments finis

11.3.3.4. Comparaison des forces
L’ecart relatif, entre la caractéristique de la force de poussee, obtenue par exploitation
de la méthode des éléments finis et celle obtenue par le réseau de réluctances, est présenté

dans la figure 11.30 sur la plage de fonctionnement utile de I’actionneur.
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Figurel1.30 : Erreur relative sur le calcul de force

Le calcul de la force a partir du réseau de réluctance et de la méthode de coénergie est
entaché d’une erreur relative importante sur les premiéres positions ou la force est faible.
Néanmoins I’erreur relative moyenne sur la plage de fonctionnement utile reste inférieure a
10%. Cette erreur peut étre expliquée par I’existence de fuites magnétiques qui n’ont pas été
prises en compte par le modéle réseau de réluctances et qui sont de plus en plus importantes
quand le décalage est plus important. Cette dispersion de flux est notamment due a I’influence

d’une troisiéme dent de la partie mobile comme le montre la figure 11.31.

Flux de
dispersion

=

Figurell.31: Flux de dispersion a travers la troisiéme dent du mobile
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11.3.3.5. Conclusion

Le modele réseau de réluctances développé a donné, tant au niveau des flux que de la
force de poussée, des résultats qui ont été confirmé par le modele éléments finis avec une
erreur relative globalement inférieure a 10%. Cette précision est amplement suffisante dans la
mesure ou ce modele est utilisé pour le dimensionnement de I’actionneur. Une marge de

sécurité de 10% est toutefois retenue pour la construction du prototype.

Le modele analytique élaboré est complétement paramétré et peut étre appliqué pour le
dimensionnement rapide d’autres structures pas a pas linéaires tubulaires a réluctance

variable.
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II.4. ETUDE EXPERIMENTALE, COMPARAISON DES RESULTATS
PRATIQUES ET THEORIQUES

[1.4.1. INTRODUCTION

Un prototype est spécialement construit pour valider les différentes modélisations et
congu, pour satisfaire plusieurs objectifs nominaux prévus parmi lesquels, un pas de
déplacement de 2.54mm et une force de démarrage de 20N. Il a également pour but I’étude

experimentale des moteurs pas a pas linéaires tubulaires a réluctance variable.

En particulier, la caractéristique de la force statique développée par le prototype est
relevée et comparée a celles déterminées & partir des modéles réseau de réluctances et

éléments finis.

[1.4.2. PRESENTATION DU BANC D’ESSAIS

Le banc d’essais doit permettre, dans un premier lieu, de déterminer la caractéristique

statique développée par le prototype.

Le prototype est réalisé de facon modulaire afin d’avoir la possibilit¢ de monter,
démonter et changer ses différentes parties. Les phases statoriques se présentent sous forme
de galettes en matériau magnétique logeant les bobines d’alimentation a I’intérieur et sont
séparées par des anneaux amagnétiques en bronze. La partie mobile est une tige massique

dentée coulissante et guidée a ses d’extremités par des paliers a billes, figure 11.32.

Mobile denté

Stator assemblé Anneaux amagnétiques

Phases statoriques

Figurell.32 : Différentes parties du prototype réalisé
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Ces derniers sont fixes aux extrémités d’une culasse cylindrique amagnétique assurant
le maintien et la fixation des différentes parties du stator et aussi la protection de la partie
mobile dentée contre I’intrusion de particules. La course du prototype, de 101,6mm,

correspond a 20 pas en avant et 20 pas en arriere.

Les mesures de force statiques et les essais thermiques ont été réalisés sur un prototype
possédant un entrefer de 0,1mm et une seule phase statorique, donc dans les mémes

conditions que celles considérées en simulation numérigue.

Par ailleurs, il est difficile d’assurer la coaxialité des quatre phases statoriques avec un
entrefer aussi faible. En effet, des qu’une phase, désaxée par rapport au mobile, est alimentée,
un effort d’attraction radiale, normalement nul dans I’hypothése de I’axisymétrie parfaite de la
structure, est créé. Cet effort provoque une déformation en fleche de la partie mobile qui vient
se coller contre la phase statorique. La déformation est visible a I’ceil nu et accompagnée
d’un bruit de claguage. Tant que la phase est alimentée, la partie mobile lui est collée et
résiste & toute tentative de déplacement dans le sens axial. Ainsi I’avantage offert par la
structure tubulaire (F=0), est difficilement réalisable pour des structures a trés faible entrefer.
Pour pouvoir réaliser des essais sur le prototype a quatre phases, nous avons décidé
d’augmenter son entrefer de 0,dmm a 0,2mm en intervenant sur le diametre d’alésage du
stator et en doublant les amperes-tours d’alimentation puisque le dimensionnement thermique

de I’actionneur le permet.

Le banc d’essais réaliseé comprend essentiellement le prototype fabriqué, un capteur de
force et un capteur de position fixés au bati. Un palmer, fixé dans le prolongement axial de la
partie mobile, est solidaire d’une plaque d’acier indéformable pouvant glisser dans la
direction du mouvement sur laquelle est fixé le capteur de force. La figure 11.33 présente un

schéma synoptique du banc d’essais réalisé.

Force (F;)

Déplacement
imposé

————» Palmer ——>» Capteurdeforce [—3» Prototype
A T

Alimentation

Position (2)
A

>

Capteur de déplacement

Figurell.33: Schéma synoptique du banc d’essais réalisé
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Le capteur de force utilisé est une jauge de contraintes métalliqgue en alliage
d’aluminium munie d’un circuit de compensation et générant un signal de sortie variable en
fonction de sa déformation sous I’effet des contraintes qui lui sont appliquées. Il présente
I’avantage d’un faible encombrement et d’un poids réduit. Ce capteur est capable de mesurer

jusqu’a 20N.

Pour mesurer le déplacement axial de la partie mobile un capteur de déplacement
linéaire inductif LVDT (Linear Variable Differential Transformer) a électronique incorporée
est utilisé. 1l est constitué d’un bobinage primaire alimenté par une tension alternative, le
mouvement de I’équipage mobile qui canalise le flux magnétique génere des variations de
tensions dans les bobinages secondaires. L’électronique intégrée au capteur permet de délivrer
un signal analogique proportionnel au déplacement, sa plage de linéarité est de 0 a 100mm et
sa sensibilité est de 102,64mV/mm. Une photo du banc d’essais réalisé est présentée sur la
figure 11.34.

— e

Figurell.34 : Banc d’essais

[1.4.3. RESULTATS OBTENUS

11.4.3.1. Essais thermiques

L’¢elévation de température du bobinage AT est déterminée a partir de la mesure de la

résistance R de I’enroulement alimenté. En effet, on a :

R=R, (1+o AT) (11.35)

avec Ry la résistance de I’enroulement & la température ambiante et a=0.004°K™ le coefficient

de température du cuivre. L’étude de I’échauffement du moteur réalisé, consiste a alimenter
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en permanence un enroulement d’une phase par un courant constant et a relever la tension
entre ses bornes en fonction de la durée d’alimentation, Ainsi, pour une tension d’alimentation

initiale Uy, il est possible de déterminer I’élévation de tempeérature AT a partir de la relation

suivante :
1 U
AT_—G(—UO ) (11.36)

Le montage voltampéremétrique utilisé nous a permis de contréler le courant, de

relever la tension U et de déterminer ainsi la variation de température d’échauffement AT.

Les essais réalisés ont conduit aux résultats de la figure 11.35, précisant les
caractéristiques d’échauffement global du moteur en fonction du temps pour des courants
i=0,8A ; i=1,2A et i=1,5A.
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Figurell.35: Caractéristique d’échauffement d’un module stator

Dans le cas d’une alimentation continue d’une phase du moteur, nous constatons que
I’élévation de température est de 51°K pour un courant de 1,5A au bout de 100 minutes

d’alimentation ; par conséquent, la résistance initialement de 18Q2 a augmenté de 20%.

L’essai a été limité dans le temps et en courant vu le caractére intermittent du
fonctionnement du moteur pas a pas ; le bobinage pourrait cependant supporter des courants
d’alimentation plus importants, sur des durées plus longues, sachant que les bobines ont été
réalisées avec des fils de classe H.
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11.4.3.2. Caractéristique statique de force

Afin de relever la caractéristique statique de force en fonction du déplacement, une
phase de I’actionneur est alimentée. La partie mobile acquiert donc naturellement sa position
d’équilibre stable correspondant a un alignement entre les dents fixes et les dents mobiles. Le
palmer est utilisé pour imposer de petits déplacements, via la plaque d’acier indéformable, au
capteur de force initialement placé en position de contact sans effort face a la partie mobile de
I’actionneur. Par action sur le palmer, le capteur de force déplace la partie mobile de sa
position d’équilibre, la partie mobile réagit en appliquant un effort sur le capteur de force. La
mesure de la position et de I’effort appliqué au capteur de force pour chaque déplacement
impose par le palmer permet de relever la caractéristique statique de force en fonction du

déplacement. Les mesures réalisées sur la structure monophasée étudiée sont représentées sur

la figure 11.36.
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Figurell.36 : Caractéristique pratique de force statique en fonction du décalage

[1.4.4. COMPARAISON DES RESULTATS EXPERIMENTAUX AVEC CEUX
OBTENUS PAR SIMULATION

Pour comparer la caractéristique statique obtenue a partir des simulations éléments
finis et celle déterminée expérimentalement, elles sont représentées sur le méme graphe de la
figure 11.37.
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Figurell. 37 . Comparaison des caractéristiques statiques de forces
en fonction des décalages

Les différences observées entre les deux caracteristiques de la figure 11.37 peuvent étre
expliquées par les erreurs de mesures, les eventuels écarts existant entre la courbe B(H)
utilisée pour les simulations et la courbe réelle du matériau ferromagnétique utilisé pour la
construction du prototype; ou encore par les imprécisions numériques qui restent
relativement faibles. Ainsi, les résultats obtenus valident, dans la marge de 10% d’erreur fixée
des la phase de conception, d’une part, le modéle éléments finis construit pour cet actionneur
et d’autre part, les hypotheses de dimensionnement. Ainsi I’étape d’optimisation peut étre

conduite en se basant sur des outils fiables de prototypage virtuel.
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II.5. OPTIMISATION ET ADAPTATION DE LA GEOMETRIE AU
CAHIER DES CHARGES

[1.5.1. APPROCHE PROPOSEE POUR L'OPTIMISATION
11.5.1.1. Introduction

Les plans d’expériences apportent une aide précieuse a I’expérimentateur cherchant a
résoudre un probleme a I’aide d’une suite d’expériences, en lui donnant la possibilité de
planifier efficacement ses experiences [Pillet 94], [Goupy 96]. Cette technique est largement
utilisee dans le domaine d’optimisation des structures eélectrotechniques [Brisset 95],
[Gillon 97], [Sauvey 00]. En effet, ils permettent de fixer les niveaux des paramétres

d’optimisation et donc de considérer des variations discrétes de ces derniers.

Dans cette partie, nous présentons la stratégie d’optimisation que nous avons
développée. Elle est basée sur I’utilisation de plans d’expériences originaux développés dans
[Vivier 02]. Ce sont des plans treillis construits a partir de juxtapositions judicieuses de plans
d’expériences. Ensuite, un mécanisme de translation de plans treillis est proposeé afin de
permettre un balayage efficace du domaine de variation des grandeurs intervenant dans

I’optimisation et aussi des récupérations d’expériences entre plans.

11.5.1.2. Présentation de la méthode des plans d’expériences

Lorsque le résultat d’une expérience dépend de plusieurs variables pouvant varier
chacune entre un maximum et un minimum, la méthode traditionnelle d’expérimentation

consiste a répéter I’expérience autant de fois qu’il y a de parameétres et de niveaux.

De plus, une bonne démarche d’acquisition des connaissances doit fournir des résultats
d’interprétation aisée. La méthode des plans d’expériences apporte une méthodologie capable
de planifier les expériences et permet d’atteindre une meilleure connaissance du systéme
observé avec un minimum d’essais et une bonne précision. Le vocabulaire plan d’expériences

défini dans [Pillet 94] est adopté dans cette partie, ainsi :

e un facteur désigne une variable, ou un état, qui agit sur le systéme étudié et qui peut
étre continu ou discret,

e laréponse d’un systéme est la grandeur mesurée pour connaitre I’effet des facteurs sur
le systeme,
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e un facteur significatif est un facteur qui, lorsqu’il est modifié, modifie
considérablement la réponse du systeme, a I’encontre d’un facteur non significatif dont
I’effet sur la réponse du systeme est nul ou tres faible pour étre apprécié,

e les niveaux d’un facteur indiquent les valeurs que prend ce facteur au cours des essais.

11.5.1.3. Choix des expériences

Pour choisir les expériences a réaliser, I’expérimentateur peut adopter plusieurs
stratégies de recherche. Par exemple dans le cas de deux facteurs A et B a deux niveaux, il
peut choisir des expériences au hasard comme il peut choisir de fixer le facteur A a sa valeur
moyenne et de faire varier le facteur B puis de fixer B et de faire varier A. La figure 11.38.a

présente le domaine expéerimental issu d’une telle stratégie d’expérimentation.

La méthode des plans d’expériences consiste a prendre les mesures aux extrémités du
domaine expérimental, figure 11.38.b. Ainsi le domaine de validité des informations extraites a
partir des expériences est plus large et la réponse est plus facilement interprétable [Goupy 96],
[Gillon 97].

A BA
B R2 s4 S3
1r--- 11"
R3 R4
20___ 2 L___
. RL ! A S1i 2 A
1 2 ' 1 2 '
a. choix classique b. Choix par plans d’expériences

Figurell.38 : Choix de I'emplacement des points expérimentaux

[1.5.1.4. Plans factoriels complets

La réalisation d’un plan factoriel complet consiste a considérer toutes les
combinaisons possibles entre les niveaux de tous les facteurs considéres. Un plan complet
comportant k facteurs & X niveaux et m facteurs & Y niveaux est composé de XY™

expeériences.
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Dans le cas d’un plan factoriel complet a deux niveaux et a deux facteurs, les niveaux
de chaque facteur peuvent étre exprimés en grandeurs réduites, en désignant par 1 le niveau
bas du facteur et par 2 son niveau haut, tableau 11.1. Cette notation permet d’écrire la matrice

d’expériences Acyp Sous la forme suivante :

Tableau I1.1 : Matrice d’expériences

Numéro d’expérience Facteur A | Facteur B Réponse
1 1 1 Y11
2 2 1 Y21
3 1 2 Y12
4 2 2 Yo
A exp

Ainsi, la moyenne générale des essais correspond a la somme des réponses, Yij
correspondant aux niveau i du facteur A et au niveau j du facteur B, sur le nombre

d’expériences Ny

M:Nl 3 (11.37)
exp T

L’effet moyen Ea;j d’un facteur A au niveau i est égal a la moyenne des réponses

lorsque le facteur est au niveau i moins la moyenne genérale des réponses :

p
Enm— > Y;—M (11.38)

ou p est le nombre de niveaux pris par le facteur A.

Ainsi pour le cas de deux niveaux par facteurs, si Ea, désigne I’effet du facteur A

lorsqu’il est au niveau 1 et Ea, I’effet de A lorsqu’il est au niveau 2, il vient :

Eai+Ea2=0 (11.39)

Le calcul des effets moyens du facteur A ne posséde donc qu’un degré de liberté (une

seule valeur indépendante, la seconde se déduit de la premiere).

Ces effets servent a la construction d’un modéle de la réponse sur le domaine de
variation des facteurs, une réponse théorique peut étre donnée par le modele pour chaque

expérience ou le facteur A est au niveau i et le facteur B au niveau j par :
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Y;=M+Eai+Eg; (11.40)

Cependant, lorsque le phénomeéne présente des interactions entre les facteurs, ceci se
traduit par un effet du facteur A différent selon que le facteur B est au niveau haut ou au
niveau bas. La réponse théorique du systeme peut, dans ce cas, étre estimée pour chaque

expérience ou le facteur A est au niveau i et le facteur B au niveau j par :
\?ij=M+EAi+EBj+|AiBj (11.41)

laigj étant I’interaction qui existe entre le facteur A lorsqu’il est au niveau i et le facteur B
lorsqu’il est au niveau j. Lorsque le nombre de facteurs augmente, des interactions d’ordre de

plus en plus élevé interviennent dans la construction du modele de la réponse.
[1.5.1.5. Plans fractionnaires

Un plan complet & deux niveaux comporte 2" essais et permet d’estimer non seulement
les effets des facteurs, mais aussi toutes leurs interactions. Afin de limiter le nombre d’essais,
les interactions d’ordre éleve peuvent étre négligées dans le modéle. Dans ces conditions,
seuls les effets de chacun des facteurs ainsi que les interactions de petit ordre et la moyenne
seront considérés. Dans ce cas, un plan fractionnaire d’un plan factoriel complet peut étre

utilisé afin de réduire le nombre d’essais.

Pour la construction d’un plan fractionnaire, la propriété d’orthogonalité des plans doit
étre respectée. Cette condition est indispensable pour pouvoir calculer les effets d’un facteur
indépendamment des autres facteurs. En effet, lorsque I’effet d’un facteur A est calculé au
niveau i, il faut que le facteur B soit autant de fois présent aux niveaux 1,2, ... ; dans le cas

contraire, I’effet de B biaiserait le calcul de I’effet de A [Goupy 96].

Pour construire un plan fractionnaire & partir d’un plan complet 2, la solution est par
exemple de considérer un plan réduit, en utilisant la matrice d’expériences d’un plan complet
2“P. Le nombre d’expériences & effectuer est donc divisé par 2°. Si aprés cette étude les
résultats obtenus ne permettent pas d’apporter des conclusions sur I’influence des facteurs et
leurs interactions, I’utilisateur pourra étudier un deuxieme plan fractionnaire mieux adapté

pour lever le doute sur certains résultats.
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Soit a étudier Iinfluence de six facteurs A, B, C, D, E et F sur une réponse par
I’intermédiaire d’un plan fractionnaire 2°. A ce niveau, trente deux essais faisant intervenir
les six facteurs sont a définir. Pour élaborer la matrice d’expériences de ce plan, une partie de
la matrice des effets 2° sera utilisée. En effet A, B, C, D et E garderont les mémes séquences
de niveaux que pour un plan 2°, alors que la séquence de niveaux pour le facteur F sera régie
par celle du produit ABCDE. La matrice d’expériences considérée pour cette étude, en

adoptant la notation centrée réduite pour indiquer les niveaux de facteurs, est donnée par le

tableau 11.2 :
Tableau I1. 2 : Matrice d’expériences relative & un plan 2°*
Expériences A B C D E F
1 -1 -1 -1 -1 -1 -1
2 1 -1 -1 -1 -1 1
3 -1 1 -1 -1 -1 1
4 1 1 -1 -1 -1 -1
5 -1 -1 1 -1 -1 1
6 1 -1 1 -1 -1 -1
7 -1 1 -1 -1 -1
8 1 1 1 -1 -1 1
9 -1 -1 -1 1 -1 1
10 1 -1 -1 1 -1 -1
11 -1 1 -1 1 -1 -1
12 1 1 -1 1 -1 1
13 -1 -1 1 1 -1 -1
14 1 -1 1 1 -1 1
15 -1 1 1 1 -1 1
16 1 1 1 1 -1 -1
17 -1 -1 -1 -1 1 1
18 1 -1 -1 -1 1 -1
19 -1 1 -1 -1 1 -1
20 1 1 -1 -1 1 1
21 -1 -1 1 -1 1 -1
22 1 -1 1 -1 1 1
23 -1 1 1 -1 1 1
24 1 1 1 -1 1 -1
25 -1 -1 -1 1 1 -1
26 1 -1 -1 1 1 1
27 -1 1 -1 1 1 1
28 1 1 -1 1 1 -1
29 -1 -1 1 1 1 1
30 1 -1 1 1 1 -1
31 -1 1 1 1 1 -1
32 1 1 1 1 1 1

92



Chapitre Il : Méthodologie proposée pour la conception optimisée

Dans ce cas, le facteur F, et I’interaction lagcpe sont dits aliasés. Dans un plan

fractionnaire, les effets sont toujours aliasés avec des interactions [Pillet 94].

Le générateur d’alias du plan fractionnaire 2°* est I=ABCDEF ce qui veut dire que

I’effet de chaque facteur est aliasé avec I’interaction des facteurs restants.

Le modéle associé au plan fractionnaire est construit de la méme maniere que dans le
cas d’un plan complet : il fait intervenir les effets des facteurs ainsi que les effets de leurs
interactions jusqu’a I’ordre souhaité. Lorsqu’un modele est utilisé pour estimer la réponse
d’un systeme, il est possible de calculer un écart appelé résidu, entre la valeur calculée par le
modele et la valeur réelle de la réponse, si le nombre d’expériences est supérieur au nombre
de degrés de liberté du modele, c’est a dire au nombre de coefficients a estimer entre

moyenne, effets et interactions. Le résidu est donc donné par [Vivier 01b], [Goupy 99] :

r=Y-Y (1.42)

Toutes les informations contenues dans les résultats ne sont pas systématiquement
exprimées dans le modeéle. Il reste des informations a tirer des données expérimentales.
L’étude des résidus par I’intermédiaire de I’analyse de la variance permet d’extraire des

informations supplémentaires.

L’analyse de la variance permet de juger si les effets calculés sont significativement
différents de I’erreur expérimentale, lorsqu’elle existe. Dans le cas de simulations
numeériques, cette derniére n’existe pas. Néanmoins, nous proposons de remplacer cette erreur
experimentale par I’erreur d’ajustement [Vivier 02]. Le test de Fisher, est alors utilisé pour
déterminer si un facteur est significatif. Ce test repose sur le calcul de la variance résiduelle
(V) et la variance entre échantillons pour un facteur (Va) [Goupy 99]. Dans le cas ou les
facteurs étudiés n’ont pas d’effet, le rapport Va/V; suit une loi de Fisher a na et n, degrés de

liberté, ou :
>
V= (11.43)
ne
E _2
VA:Z Al (11.44)

Na
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na étant le nombre de degrés de liberté du facteur A et n, le nombre de degrés de
liberté du residu. Le nombre de degrés de liberté d’un facteur est égal au nombre de niveaux
qui lui sont alloués moins un. Le nombre de degrés de liberté du résidu est la différence entre
le nombre d’expériences réalisées et le nombre de coefficients du modéle de la réponse. Le
nombre de degrés de liberté d’une interaction est égal au produit des degrés de liberté des

facteurs intervenant dans I’interaction.

. . X V,
Le test de Fisher consiste donc a comparer le rapport Fexpérimental ZVA avec la valeur
r

théorique de la table de Fisher définie pour des niveaux de significations de 5% et 1% par
exemple [Droesbeke 97], [Vivier 01a], [Brisset 01]. Si Fexpérimentar €St SUpPerieur a Fingorique de
la table, alors I’effet est significatif. Il existe donc 1% ou 5% de risque pour que le facteur A

soit gardé alors qu’en réalité il n’a aucune influence.
[1.5.1.6. Plan treillis

Les plans treillis se présentent sous la forme de plans d’expériences globaux construits
a partir du maillage du domaine de variation des facteurs en plans fractionnaires élémentaires
a deux niveaux. Ces plans permettent de fixer les facteurs d’optimisation a des niveaux
discrets et de balayer un large domaine expérimental avec un nombre réduit d’expériences. La
disposition des plans fractionnaires les uns par rapport aux autres est telle que deux plans
adjacents partagent le maximum d’expériences, comme le montre la figure 11.39 pour le cas
d’un plan treillis & 3 facteurs A, B et C prenant chacun 5 niveaux. Le plan fractionnaire

élémentaire utilisé est dans ce cas, un plan 2°™.

CAB /
Al /:-
T

/C

<4— Plan fractionnaire

élémentaire 2**

Figurell.39: Plan treillis a 3 facteurs et 5 niveaux par facteur
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L’utilisation de ces plans treillis est d’autant plus intéressante que le nombre de
facteurs et de niveaux par facteur est important. En effet, pour une optimisation a six facteurs
et a cing niveaux par facteur, le plan le plus économique formant la brique élémentaire du
plan treillis est un plan fractionnaire 2°2; le plan treillis global résultant comporte alors 1900
ou 2025 expériences, suivant le générateur choisi pour le plan fractionnaire élémentaire, au

lieu de 15625 expériences pour un plan complet.

Le tableau I1.3 présente une comparaison du nombre d’expériences correspondant a un
plan complet a k facteurs et & X niveaux par facteur a celui correspondant a un plan treillis de
mémes dimensions, pour k=3;4;5;6; 7 et X=3; 5 [Vivier 02].

Tableau 1.3 : Comparaison du nombre d’expériences
entre plans treillis et plans complets

Nombre de facteurs (k) 3 4 5 6 7

Plan fractionnaire 2%t o+t 251 263 274
élémentaire minimal

Nombre de niveaux par 3 5 3 5 3 5 3 5 3 5
facteur
(Plan treillis) 14 63 41 313 66 795 108 | 2025 184 | 5211

Nombre d'expériences | 5,7 | 155 | g1 | 625 | 243 | 3125 | 729 |15625| 2187 | 78125
(Plan factoriel complet)

11.5.1.7. Conclusion

Les plans d’expériences permettent une disposition optimale des expériences, au sens
de la minimisation de I’erreur. Les résultats obtenus a partir d’un plan d’expériences
s’apprétent bien a I’analyse et a I’interprétation a partir d’outils statistiques puissants telle que
I’analyse de la variance.

Ces plans peuvent servir, soit a I’identification des parametres influents sur une
réponse, soit a la détermination de I’optimum pour un probleme d’optimisation. Ils permettent

aussi de définir les simulations a réaliser a priori et de considérer des facteurs discrets.

Par ailleurs, les plans d’expériences apportent une technique de minimisation du
nombre de simulations a réaliser grace aux plans fractionnaires et aux plans treillis en

conservant de précieuses propriétés mathématiques.
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Les plans d’expériences sont alors parfaitement adaptés a I’optimisation a partir des

simulations éléments finis.

[1.5.2. FORMULATION DU PROBLEME D’OPTIMISATION TRAITE

D’une fagcon générale, un probléeme d’optimisation (P) peut étre exprimé sous la forme
suivante [Minoux 83] :

Maximiser f (x)

Sous les contraintes:

P g0 <0: ict g (11:45)

XxeSeRM

Le vecteur x a pour composantes Xi, Xz, ...Xm qui sont les inconnues du probleme ; f
est la fonction objectif. L’ensemble des conditions gi(x) <0; i=l,..x et xeS sont les

contraintes du probleme, S étant le domaine de variation des inconnues du probleme.

La recherche du minimum d’une fonction k(x) se rameéne immédiatement au probléeme
de maximisation de f(x)=-k(x). Les contraintes d’égalité du type h(x)=0 peuvent étre

remplaceées par la double inégalité h(x) <Oet—h(x) <0 . Tout vecteur x verifiant les

contraintes est une solution du probléme (P) ; une solution qui maximise f(x) sur I’ensemble
de toutes les solutions est une solution optimale. La résolution du probleme d’optimisation du
moteur pas a pas linéaire tubulaire se fera en s’appuyant sur les outils qu’offre la méthode des

plans d’expériences, et ceci en trois étapes.

La premiére est une étape d’analyse, dans laquelle la méthode des plans d’expériences
permet de rechercher I’influence de chaque facteur sur la réponse du systeme. En effet, tous
les facteurs de paramétrisation de la structure n’ont pas tous la méme influence, certains ont
un effet prépondérant, d’autres un effet négligeable. C’est pourquoi une selection des facteurs
est nécessaire afin de mener la procédure d’optimisation avec un nombre réduit de facteurs.

De cette facon, le nombre de simulations a réaliser peut étre considérablement diminué.

La deuxieme étape consiste a résoudre le probleme d’optimisation. Les plans
d’expériences sont également utilisés pour la recherche d’un optimum. Une stratégie
particuliére de choix des points expérimentaux utilisant les plans treillis est adoptée  [Vivier
02]. Ces plans vont nous permettre de réaliser une optimisation a faible colt a partir de

facteurs discrets et continus.
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La derniére étape permet de tester la sensibilit¢ de I’optimum aux bruits de
modélisation et de construction et de dégager une zone optimale robuste. A partir des
expériences réalisées, des surfaces de réponses locales sont construites. Le modéle polynomial
créé par la méthode des plans d’expériences est directement utilisé pour juger de la sensibilité
de I’optimum et définir une zone de stabilité dans laquelle peuvent étre choisies les grandeurs

optimales de I’actionneur.

Le but de la procédure d’optimisation appliquée au moteur pas a pas linéaire tubulaire
est dans un premier lieu de maximiser sa force statique de démarrage, Fsoy, SOUS les
contraintes suivantes :

e échauffement constant,
e diametre extérieur constant,
e rayon d’entrefer constant,

e épaisseur d’entrefer constante.

La premiére contrainte s’impose pour la protection du bobinage d’alimentation, les
trois autres contraintes ont pour objectifs, d’une part, de fixer le volume extérieur dans lequel
I’optimisation de I’actionneur sera réalisée et de garder, d’autre part, les mémes dimensions

d’entrefer dont les variations sont fort influentes sur la force développée par I’actionneur.

Dans un second lieu, les parameétres géométriques de la structure seront réadaptés dans
le sens de la minimisation de I’encombrement de I’actionneur afin de faire coincider la force
de démarrage Fsoy avec la valeur imposee par le cahier des charges et pour laquelle

I’actionneur a initialement été dimensionné.

Le schéma de la figure 11.40 présente I’évolution de la structure et de ses performances

d’une étape d’optimisation a I’autre.

dimensions

’ | ’ | ‘é)' Choix des

géométriques
de construction

Structure initiale Encombrement constant Encombrement minimal
Performances imposée Performances maximales Performances imposées
par le cahier des charges par le cahier des charges

N N \__

Premiére étape Deuxieme étape Troisiéme étape

Figurel1.40 : Synoptique de I'objectif des étapes d’optimisation
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11.5.2.1. Détermination des facteurs influents sur la force de poussée

Le tableau 11.4 présente les facteurs susceptibles d’avoir une influence sur la réponse

du systeme, figure 11.41, ainsi que les plages de variation considérées pour cette étude.

Tableau I1.4 : Degrés de liberté géométriques de la structure & optimiser

Facteurs Désignations Minimum (mm) | Maximum (mm)

Hauteur droite d’une dent stator hs 0 0,5

Hauteur des dents rotor et stator rr 0,5 1
Inclinaison des dents zr 0,508 1,016
Largeur d’encoche statorique Ib 0,5 1
Epaisseur de I'encoche. extérieure d’'une la 05 1
dent statorique '

Epaisseur de la culasse ec 0,5 1

Il est clair que de nombreux degrés de liberté ont été ajoutés au contréle de la
géométrie de facon a augmenter sa capacité d’expression et a faciliter son adaptation a

I’objectif poursuivi.

zr
D
Mobile "rf’_
Lzr
j Ib Bobine Stator
-\_\_H_\_H_‘_"—\_
-\_—_\_\_‘_“‘——\_
rr rr
hs ec
e
Re
> Rext
>t

Figurell.41 : paramétrage de la structure a optimiser
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Un plan fractionnaire 2% de générateur I=ABCDEF a permis de déterminer les
facteurs les plus influents sur la réponse en effort statique de I’actionneur. Les effets des
différents facteurs sont calculés pour des variations de 0,5mm sur les facteurs hs, rr, la, Ib ec,
et une variation de 0,508mm sur le facteur zr en rapport avec le type de maillage paramétré
choisi de fagon a garantir la précision du calcul de force a partir du tenseur de Maxwell. Les
effets des facteurs, représentés par I’histogramme de la figure 11.42 sont comparés au seuil

correspondant au niveau de signification 95% pour la variable de Fisher.

e e ke m = -

rr zr Ib hs la ec

Figurell.42 : Effets des facteurs

Ces resultats montrent que :

e les facteurs rr, zr, Ib et hs ont plus que 95% de chance pour que leurs effets soient
significatifs, c’est a dire plus importants que le bruit de modélisation constitué par les
résidus des interactions qui n’ont pas été prises en compte (le modele considéré est
sans interaction),

e les facteurs la et ec ont moins de 95% de chance pour que leurs effets soient

significatifs pour la réponse.

Les facteurs qui seront retenus pour I’optimisation de I’effort de démarrage de
I’actionneur sont alors rr, zr et Ib; hs sera fixé a zéro puisque son effet sur la réponse que nous

souhaitons maximiser est négatif.
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11.5.2.2. Détermination de la force par exploration du domaine d’étude

La méthode d’optimisation utilisée est basée sur les plans d’expériences. Elle consiste
a utiliser les plans treillis présentés au paragraphe 11.5.1.6. En considérant les trois facteurs
retenus pour I’optimisation rr, zr et Ib, la figure 11.43 présente le plan treillis @ 5 niveaux par

facteur qui sera utilisé pour I’optimisation de I’actionneur linéaire.

4 —
Ib] zr

rrl /:.

T

/0

° e /
5 4 “

Figurell.43: Plan treillis utilisé pour 'optimisation de I'actionneur linéaire

Le calcul de force se faisant a partir du tenseur de Maxwell, pour maintenir un taux de
déformation du maillage 6=0,98 constant tout au long de I’entrefer, le facteur zr doit étre un
multiple entier du centiéme de la largeur d’une dent. Par conséquent, ce facteur ne peut
prendre que des valeurs discretes sur son domaine de variation, ce qui explique le choix fait

sur la méthode d’optimisation permettant de fixer zr a des niveaux discrets.

Un maillage du domaine d’étude est donc réalisé avec un pas de 0,125mm sur rr et Ib,
et avec un pas de 0,127mm, lié a la qualité du maillage de I’entrefer, sur zr. Les plans treillis
sont utilisés afin de balayer le domaine d’étude dans le sens de I’évolution de la réponse.
Ainsi, 63 expeériences sont réalisées sur le premier plan a 5 niveaux et trois facteurs. Dans les

mémes conditions, un plan factoriel complet aurait nécessité 125 expériences.
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En reprenant la formulation de I’équation 11.45, le probleme a résoudre devient :
Maximiser Fgy,

Sous les contraintes:

AT=43°C.

Rext=46mm

() \R,=15,05mm (11.46)

2mm<rr<4,25mm

—_a_ —
zr_loot mm avec t=1...30

Omm <1b < 3,25mm

Si I’optimum de la fonction objectif est atteint sur la frontiere du plan treillis, alors
celui-ci est translaté de fagon a placer son centre sur I’emplacement de ce point. Ce processus
est répété sur le domaine de variation des facteurs, jusqu’a ce que I’optimum devienne

strictement intérieur au plan considéré ou se retrouve sur une butée.

A chaque translation, un certain nombre d’expériences est récupéré par le plan
translaté. Le minimum de points récupérés correspond au cas ou I’optimum se situe sur un

sommet du plan initial, dans ce cas, seulement 14 expériences sont récupérées.

Si par contre, I’optimum est strictement intérieur au plan treillis, alors un plan factoriel
complet a trois niveaux est construit autour de ce point ; les expériences déja réalisées sur le
domaine sont récupérées et les simulations complémentaires lancées. Si I’optimum reste
inchangé, les facteurs sont fixés a leurs valeurs optimales. Sinon, la procédure de translation

continue jusqu’a la convergence dans le domaine d’étude.

La Figure 11.44 présente la progression de la recherche de I’optimum sur les deux

derniers plans treillis et sur le plan grille autour de I’optimum qui conserve son emplacement.
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Simulations complémentaires ,\/(i\
pour le plan grille autour de I:> © 4
l'optimum \,9\’ =77 §
[
I3
3,75 4,25 - :

[Te) ,,—”/ '—l— I— -7 [}
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Figurell.44 : Progression de la recherche de I'optimum

La méthodologie d’exploration du domaine d’étude proposée a permis de déterminer
une configuration optimale du moteur pas a pas linéaire étudié. Elle est caractérisée par :
rr=4,125mm, zr=1,143mm et Ib=3,125mm et une force de démarrage Fsoy =41,5 N. Ce
résultat a nécessité six translations de plans treillis soit au total environ 300 évaluations. La

caractéristique de force statique développée par la structure optimale est representée sur la
figure 11.45.

0 25 50 75 100
0 f f f

Décalage (%)
_10 i

Force (N)

-40 -

Structure initiale Structure optimisée

-50

Figurell.45 : Caractéristiques statiques de la structure optimisée
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Les caractéristiques statiques de la figure 11.45 montrent une augmentation de I’effort
statique de démarrage de 20,5N a 41,5N soit de 103%. Ce qui démontre bien la forte influence
des facteurs étudiés sur la réponse de I’actionneur. Sur la figure 11.46 sont représentées la

structure initiale et celle optimisée sous la contrainte d’encombrement constant.

F50%: 20,5N g F5Q%: 41,5N 1]

a. Structure initiale b. Structure optimisée

Figurell.46: Géométries initiale et optimisée de I'actionneur

Ainsi, I’effort statique de démarrage développé par I’actionneur a été maximisé alors
que I’effort imposé par le cahier des charges n’est que de 20N. La deuxiéme étape
d’optimisation consiste donc a réduire I’encombrement de I’actionneur, jusque la maintenu

constant, afin d’adapter I’actionneur a son cahier des charges.

[1.5.3. ADAPTATION DE LA GEOMETRIE AU CAHIER DES CHARGES

Si les performances améliorées de I’actionneur optimisé ne sont pas conformes au
cahier des charges, ce qui est généralement le cas puisque les structures sont initialement
dimensionnées pour répondre au cahier des charges, alors une phase de réadaptation des

parametres géomeétriques est nécessaire.

Les parameétres géométriques axiaux a, b et c, figure 1.34, sont liés au pas mécanique
de la machine. lls sont choisis de telle sorte que la longueur active de la structure
quadriphasée soit la plus courte possible. Ainsi, la réadaptation des parametres géométriques

sera exclusivement appliquée aux dimensions radiales de la machine.

Dans le cas des machines étudiées, I’expression de la force est donnée par I’équation

1.52. En se référant a I’équation 1.58 et aux hypothéses qui lui correspondent, il vient :
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3
F - ‘]ZRext
F leRlextg

(11.47)

ou F; est la force développée par une machine de rayon extérieur Rex et alimentée par une
densité de courant J; F'; est la force développée par une machine de rayon extérieur R'ex €t
alimentée par une densité de courant J'. Par ailleurs, I’échauffement thermique de la machine

se traduit par une élévation de température AT donnée par :

P
AT=——doule 11.48
Ceonv Sth ( )

oU Ceonv €St le coefficient de convection thermique dans I’air et Sy la surface d’échange
thermique de la machine avec I’extérieur. Si seule la surface cylindrique de la machine

contribue & I’évacuation de la chaleur, I’expression de Sy, est donnée par :
Sth=27R ext(8a+4b+3c) (11.49)

Ainsi, sous la contrainte d’un échauffement constant, il vient :

AT Pioute R'ext
= =1 11.50
AT" P Joule Rext ( )

En remplagant les pertes Joules données par I’équation 1.56 dans I’équation 11.50 et en
tenant compte de I’expression 1.58 et des hypotheses qui lui correspondent, I’équation 11.47

peut se mettre sous la forme suivante :

2
F Ret 1o (11.51)

F', R'ext2
Ainsi, il apparait que le rapport des forces developpées par deux actionneurs pas a pas
linéaires tubulaires de structures semblables est proportionnel au carré du rapport de leurs
rayons extérieurs. Il est donc possible de définir le réel positif I' comme étant, d’une part, un
rapport de réduction de force reliant les deux actionneurs et d’autre part, comme étant un
rapport d’homothétie permettant de déduire les dimensions radiales d’un actionneur
développant une force maximale F, a partir de la connaissance des dimensions radiales d’un

actionneur développant une force maximale F',.
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Dans le cas de cette application, F,= 20N et F’,= 41,5N, ainsi I'= /%:0,7. Le

rayon extérieur de la machine ainsi que son rayon d’entrefer sont alors homothétiquement
réduits de la quantité T". Les parametres géométriques rr, zr et Ib sont fixés a leurs valeurs
optimales déja trouvées et la boucle d’optimisation est de nouveau lancée autour du point
optimal déja trouve. Cette procédure est répétée autant de fois que nécessaire afin de
converger vers la valeur de la force de démarrage imposée par le cahier des charges qui est de
20N. L’algorithme de conception optimisée aboutit en 1 itération a trois nouvelles géométries
optimales toutes caractérisées par une force de démarrage de 20,1N avec les mémes valeurs
des parametres zr=1,143mm et 1b=3,25mm mais avec trois hauteurs des dents différentes
rre{4mm; 4,125mm; 4,25mmj.

La caractéristique statique de force développée par la structure optimale finale
caractérisée par: rr=4,125mm; zr=1,143mm et 1b=3,25mm est superposée a celles
développées par la structure initiale et la structure optimisée dans la premiere étape,
figure 11.47.

0 25 50 75 100

Décalage (%)

Force (N)

-40 -

Structure initiale Structure intermédiaire —@— Structure optimisée finale

-50

Figurell.47 : Caractéristiques statiques de force

La figure 11.48 présente I’évolution de la structure au cours des deux premieres étapes
d’optimisation. Le gain sur I’encombrement entre la structure initiale et la structure finale est
de 51%.
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F5o%= 20,5N 1@ Fso% = 41,5N Il

F50% = 20,1N o

a. Structure initiale b. Structure optimisée intermédiaire C. Structure optimisée finale

Figure1.48: Evolution de la géométrie de I'actionneur au cours de I'optimisation

[1.5.4. ETUDE DE LA SENSIBILITE DES PARAMETRES GEOMETRIQUES
FINAUX-ZONE DE STABILITE

11.5.4.1. Notion de bruit et de robustesse

Les structures électromagnétiques, comme tout autre produit congu et optimisé a I’aide
de modéles mathématiques simulés peuvent présenter des sensibilités plus au moins
importantes, d’une part, aux incertitudes de modélisation au moment de la simulation et

d’autre part aux dispersions de construction au moment de la fabrication.

Lorsque le concepteur choisit les caractéristiques d’un produit ou d’un systeme, il
importe de les fixer avec une double optimisation qui vise a la fois le fonctionnement optimal
du systéeme et la robustesse des résultats. Trop souvent la robustesse du résultat est négligée.
Les produits congus restent donc des produits validés en laboratoire qui ont du mal a
fonctionner correctement dans un contexte moins contrélé de I’industrialisation. Par ailleurs,
la disponibilité des méthodes de simulations numériques et les progrés méthodologiques, sont

a la disposition du concepteur pour appréhender ces problémes de bruits.

Ainsi, nous nous proposons dans cette partie d’étudier I’influence de quelques bruits
de modélisation et de construction sur la réponse de I’actionneur optimisé et de dégager une
zone de stabilité pour le choix des dimensions de I’actionneur. Pour ce faire, de petites
perturbations sont volontairement introduites sur le modéle numérique de cet actionneur. Ces
perturbations sont dans un premier lieu, le nombre de nceuds du maillage d’entrefer, la
position de la ligne d’intégration du tenseur de Maxwell et le nombre de points considérés sur
la ligne pour le calcul de la force a partir du tenseur de Maxwell, afin de simuler des erreurs

numériques de modélisation. Dans un second lieu, la courbe de premiére aimantation du
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matériau utilise ainsi que I’épaisseur de I’entrefer et la largeur de dents sont légerement
modifiés afin de simuler les dispersions de fabrication. Des simulations éléments finis seront
donc lancées sur le dernier plan factoriel a trois niveaux ayant permis de localiser I’optimum.
L’ analyse des résultats obtenus permettra de déterminer une zone de stabilité sur laquelle la
réponse est maximale et peu sensible aux bruits. C’est a dire que si les facteurs d’optimisation
rr, zr et Ib prennent leurs valeurs dans cette zone, alors les performances de la machine restent

optimales.

11.5.4.2. Plans produits et rapport signal sur bruit

Pour étudier la sensibilité des systéemes aux facteurs bruits, TAGUCHI propose
d’utiliser des plans produits dans lesquels les facteurs contrélés, qui pilotent le systeme, se
distinguent des facteurs bruits qui sont plutét subis. Deux plans d’expériences sont alors
construits, un premier pour les facteurs controlés (plan principal) et un second pour les
facteurs bruits (le plan bruit). Le plan produit consiste a répéter les expériences du plan
principal pour chaque configuration des facteurs bruits. Ensuite, |"utilisation du rapport
signal/bruit proposeé par TAGUCHI, permet de réaliser une double optimisation afin d’obtenir
des systemes qui fonctionnent de fagon optimale, méme si la modélisation ou la construction
sont bruitées [Pillet 94].

La conception d’un systeme robuste consiste a concevoir celui-ci de telle sorte qu’il
soit le plus possible insensible aux bruits. La traduction de ces bruits en terme de
fonctionnement se fera sous la forme de dispersions plus au moins grandes dans le
fonctionnement du systéme. Un systéme sera d’autant plus robuste que cette dispersion de

fonctionnement sera faible.

La double optimisation consiste donc a positionner la réponse a la valeur souhaitée, en
faisant en sorte que les dispersions autour de cette valeur soient les plus faibles possibles.
Certains facteurs agissent sur le niveau pris par la réponse, d’autres agissent plus sur les
dispersions autour de celle-ci, notamment par le biais d’interactions entre les facteurs

principaux et les facteurs bruits.

Pour illustrer la notion de signal sur bruit par un exemple, la figure 11.49 représente la
réponse d’un systéeme obtenue en fonction de deux facteurs A et B. Le facteur A agit sur le
niveau de la réponse, par contre, le facteur B agit sur la dispersion.
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Figurell.49 : Influence sur la moyenne des réponses et la dispersion des résultats

L’ optimisation d’un procédé dans le cas d’une recherche de maxima soumis a ces deux
facteurs A et B consistera a figer le facteur B au niveau 1 pour diminuer la dispersion (le

rendre plus robuste) et positionner A au niveau 2 de facon a obtenir le maximum recherché.

Si plusieurs facteurs et niveaux de facteurs sont considérés, alors le rapport signal sur
bruit permet de mesurer la maniére dont sont affectées les performances du systéme par les
facteurs bruits. 1l permet, ainsi, de déterminer les paramétres de pilotage de telle sorte qu’ils
minimisent la perte engendrée par les bruits extérieurs et qu’ils augmentent la robustesse de la
conception.

Dans le cas ou I’optimum est un maximum Taguchi propose un rapport signal sur bruit

vi sous la forme suivante [Pillet 94], [Schimmerling 98]:
159 1
vi=—10 log WJZ;‘(Y_.,ZJ (11.52)

ou v; désigne la valeur du rapport pour une ligne du plan produit, Yj; la valeur de la réponse

du systeme a la ligne i et la colonne j du plan produit et n le nombre total d’expériences
réalisées sur le plan produit.
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11.5.4.3. Etude de la sensibilité de la structure aux bruits de modélisation

Le modeéle éléments finis de I’actionneur linéaire tubulaire ayant permis d’optimiser sa

structure a été obtenu avec :

e une densité de maillage correspondant a 100 nceuds face a une dent, (nnd=100),

e une intégration du tenseur de Maxwell sur 10000 points, (pnt=10000), de la ligne
médiane de I’entrefer correspondant a la position, (pos=0,5).

L’observation de la réponse Fsoy, du modeéle sur le dernier plan d’optimisation réalisé,
tableau 11.5, montre que le maximum correspondant a Fso,=20.101N, est atteint pour trois
configurations de facteurs caractérisées par le facteur zr au niveau 0 et le facteur Ib au niveau
1. Ce maximum est relativement trés proche des réponses grisées du tableau I1.5 qui sont

candidates a devenir maxima sous I’effet d’une perturbation du modele.

Tableau 1.5 : Réponse de I'actionneur sur le dernier plan d’optimisation

rr zr Ib Fso0 (N)
-1 -1 -1 18,6272
-1 -1 0 18,8206
-1 -1 1 18,8854
-1 0 -1 19,5171
-1 0 0 19,8269
-1 0 1 20,101

-1 1 -1 18,2868
-1 1 0 18,6167
-1 1 1 18,9334
0 -1 -1 18,6272
0 -1 0 18,8206
0 -1 1 18,8854
0 0 -1 19,5171
0 0 0 19,8269
0 0 1 20,101

0 1 -1 18,2868
0 1 0 18,6167
0 1 1 18,9334
1 -1 -1 18,6272
1 -1 0 18,8206
1 -1 1 18,8854
1 0 -1 19,5171
1 0 0 19,8269
1 0 1 20,101

1 1 -1 18,2868
1 1 0 18,6167
1 1 1 18,9334
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Il est donc impératif de s’interroger quant a la robustesse de la structure optimale et
d’étudier la sensibilité aux bruits de modélisation provoqués, par exemple, par des variations
relativement petites sur le nombre de nceuds, le nombre de points considéres sur la ligne

d’intégration du tenseur de Maxwell ainsi que la position de cette ligne dans I’entrefer.

Ainsi, un plan produit est constitué a partir des facteurs principaux rr, zr et Ib et des

facteurs de bruit nnd, pnt et pos.

Un plan factoriel complet a trois niveaux est considéré pour les facteurs principaux et
un plan fractionnaire a deux niveaux pour les facteurs bruits. Les valeurs prises par les

facteurs bruits de modélisation & chaque niveau sont données par le tableau I1.6.

Tableau I1.6 : Facteurs bruits de modélisation

Niveaux 0 1
nnd 90 110
pnt 9900 10100
pos 0,25 0,75

Le tableau 11.7 présente le plan produit résultant ainsi que les écart-types o; et les
rapports signal sur bruit de modélisation, vi, calculés pour les vingt-sept combinaisons de

facteurs principaux considérées.
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Tableau I1.7 : Plan produit sur le bruit de modélisation

nnd 0 0 1 1

pnt 0 1 0 1

Pos 0 1 1 0
re zr Ib Yii Oj Vi
o R e 20,628 20,4179 20,2066 20,4835 [0,17517251|26,2063474
-1 ] -1 0 20,829 20,6156 20,4027 20,6859 |0,17753394|26,2906481
-1 ] -1 1 20,8948 20,6811 20,4694 20,7552 | 0,1775083 |26,3187384
-1 0 -1 21,7336 21,3406 21,0174 21,1882 |0,30573807|26,5737319
-1 0 0 22,0605 21,6549 21,3322 21,5159 |0,30939772|26,7035167
-1 0 1 22,3469 21,934 21,6105 21,8034 |0,31186036|26,8163171
-1 1 -1 19,6393 19,6629 19,5677 19,5418 |0,05743752(25,8463337
-1 1 0 19,9843 20,0009 19,9061 19,8917 |0,05483658(25,9969336
-1 1 1 20,3159 20,3251 20,2306 20,2272 |0,05303665|26,1390219
0 -1 ] -1 20,628 20,4179 20,2066 20,4835 |0,17517251|26,2063474
0 -1 0 20,829 20,6156 20,4027 20,6859 |0,17753394|26,2906481
0 -1 1 20,8948 20,6811 20,4694 20,7552 | 0,1775083 |26,3187384
0 0 -1 21,7336 21,3406 21,0174 21,1882 |0,30573807|26,5737319
0 0 0 22,0605 21,6549 21,3322 21,5159 |0,30939772|26,7035167
0 0 1 22,3469 21,934 21,6105 21,8034 |0,31186036|26,8163171
0 1 -1 19,6393 19,6629 19,5677 19,5418 |0,05743752(25,8463337
0 1 0 19,9843 20,0009 19,9061 19,8917 |0,05483658(25,9969336
0 1 1 20,3159 20,3251 20,2306 20,2272 |0,05303665|26,1390219
1 -1 -1 20,628 20,4179 20,2066 20,4835 |0,17517251|26,2063474
1 -1 0 20,829 20,6156 20,4027 20,6859 |0,17753394|26,2906481
1 -1 1 20,8948 20,6811 20,4694 20,7552 | 0,1775083 |26,3187384
1 0 -1 21,7336 21,3406 21,0174 21,1882 |0,30573807|26,5737319
1 0 0 22,0605 21,6549 21,3322 21,5159 |0,30939772|26,7035167
1 0 1 22,3469 21,934 21,6105 21,8034 |0,31186036|26,8163171
1 1 -1 19,6393 19,6629 19,5677 19,5418 |0,05743752|25,8463337
1 1 0 19,9843 20,0009 19,9061 19,8917 |0,05483658 |25,9969336
1 1 1 20,3159 20,3251 20,2306 20,2272 |0,05303665|26,1390219

D’apres le tableau I1.7, malgré les perturbations introduites sur le modéle éléments
finis, I’emplacement des optima est conserveé par rapport au modéle non bruité dont la réponse
est donnée par le tableau 11.5. Cependant, la dispersion des résultats est minimale sur la
derniere ligne du tableau I1.7 qui correspond au minimum des écarts types calculés sur

chaqgue ligne du tableau.

Pour déterminer une zone robuste au bruit de modélisation sur laquelle la réponse est
maximale et relativement peu dispersee, le rapport signal sur bruit est modélisé sur le domaine
de variation des facteurs principaux. Le modele construit est du second ordre et tient compte

des interactions entre les facteurs. 1l est donné par I’équation 11.53.
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V=oag+aim?+azzr?+azlb2+o,m+oa,zr + aglb+ (11.53)

Qo T Zr +0ou13 IT Ib + Qo3 ZI |b+0(.123 rrzr b

L’évolution de la réponsev, en fonction des facteurs géométriques rr, zr et Ib est

représentée sur la figure 11.50 a partir d’un seuil minimal v = 26,75dB.
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Figurel1.50 : Rapport signal sur bruit de modélisation en fonction de la géométrie (dB)
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Sur la zone grisée de la figure 11.50, la réponse du modeéle éléments finis est non
seulement optimale mais aussi moins sensible aux bruits de modélisation ayant pour origine le
nombre de nceuds du maillage ou I’emplacement de ligne d’intégration du tenseur de Maxwell

ou encore le nombre de points considérés sur cette ligne pour le calcul de force.

[1.5.4.4. Etude de la sensibilité de la structure aux bruits de construction

Afin d’appréhender I’effet des dispersions de construction sur la structure optimisée de
I’actionneur, I’effet d’une perturbation de construction sur la réponse du systéme est simulé
par le modéle éléments finis. Pour ce faire, Des variations de +5% sont introduites sur la
courbe de premiére aimantation du matériau et des erreurs de £0,01mm sont imposées aussi

bien a la largeur des dents, qu’a I’épaisseur d’entrefer, tableau 11.8.

Tableau |1.8 : Facteurs bruits de construction

Niveaux 0 1
Courbe B-H -5% +5%
Entrefer 0,09 0,11
Largeur de dent 5,07 5,09

La méme démarche que celle utilisee pour I’étude du bruit de modélisation est adoptée

pour I’étude du bruit de construction. Le tableau I1.9 présente le plan produit correspondant.
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Tableau 1.9 : Plan produit sur le bruit de construction

Courbe B-H 0 0 1 1
Entrefer 0 1 0 1

Largeur de dent 0 1 1 0
rr zr Ib Yii Oj Vi
-1 -1 ] 1 19,0831 17,1436 19,2854 16,8758| 1,26293161| 25,1044501
-1 ] -1 0 19,187 17,2949 19,3919 17,0303| 1,23551467| 25,1688651
-1 ] -1 1 19,1227 17,3258 19,345 17,0493| 1,19027706| 25,1647218
-1 0 -1 20,461 18,095 20,7634 17,7541| 1,56282776| 25,6325047
-1 0 0 20,735 18,6105 21,2488 18,0338| 1,5733035| 25,8075507
-1 0 1 20,9456 18,3746 21,0367 18,2688| 1,5422613| 25,8098828
-1 1 -1 19,2865 16,7414 19,5162 16,5652| 1,59098325| 25,0424591
-1 1 0 19,6076 17,0439 19,8391 16,8657| 1,60286648| 25,1928469
-1 1 1 19,911 17,3327 20,1439 17,1523| 1,61238331| 25,3333673
0 -1 ] -1 19,0831 17,1436 19,2854 16,8758| 1,26293161| 25,1044501
0 -1 0 19,187 17,2949 19,3919 17,0303| 1,23551467| 25,1688651
0 -1 1 19,1227 17,3258 19,345 17,0493| 1,19027706| 25,1647218
0 0 -1 20,461 18,095 20,7634 17,7541| 1,56282776| 25,6325047
0 0 0 20,735 18,6105 21,2488 18,0338| 1,5733035| 25,8075507
0 0 1 20,9456 18,3746 21,0367 18,2688 1,5422613| 25,8098828
0 1 -1 19,2865 16,7414 19,5162 16,5652| 1,59098325| 25,0424591
0 1 0 19,6076 17,0439 19,8391 16,8657| 1,60286648| 25,1928469
0 1 1 19,911 17,3327 20,1439 17,1523| 1,61238331| 25,3333673
1 -1 -1 19,0831 17,1436 19,2854 16,8758| 1,26293161| 25,1044501
1 -1 0 19,187 17,2949 19,3919 17,0303| 1,23551467| 25,1688651
1 -1 1 19,1227 17,3258 19,345 17,0493| 1,19027706| 25,1647218
1 0 -1 20,461 18,095 20,7634 17,7541| 1,56282776| 25,6325047
1 0 0 20,735 18,6105 21,2488 18,0338| 1,5733035| 25,8075507
1 0 1 20,9456 18,3746 21,0367 18,2688| 1,5422613| 25,8098828
1 1 -1 19,2865 16,7414 19,5162 16,5652| 1,59098325| 25,0424591
1 1 0 19,6076 17,0439 19,8391 16,8657| 1,60286648| 25,1928469
1 1 1 19,911 17,3327 20,1439 17,1523| 1,61238331| 25,3333673

D’apreés le tableau 11.9, I’emplacement du maximum varie selon que la largeur de dent
est au niveau 0 ou 1 et le minimum d’écart type ne coincide avec aucune ligne de maxima. Le
calcul du rapport signal sur bruit de construction et sa modélisation sur la plage de variation
des facteurs principaux permet de déterminer une deuxiéme zone sur laquelle le niveau de la

réponse est élevé et sa dispersion par rapport aux facteurs bruit est modérée, figure 11.51.
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Figurell.51 : Rapport signal sur bruit de construction en fonction de la géométrie (dB)

115



11.5. Optimisation et adaptation de la géométrie au cahier de charges

La figure I11.51 présente une zone de signal sur bruit de construction limitée par une
surface d’isoréponses correspondant a v =25,8dB. La projection de chaque point de cette zone
sur les trois plans (rr, zr) ; (zr,Ib) et (Ib,rr) permet de déterminer une combinaison de facteurs
(rr,zr,Ib) définissant une structure optimale développant une force maximale et offrant une

robustesse par rapport aux bruits de construction considérés.

11.5.4.5. Détermination d’une zone de stabilité

L’intersection des deux zones sélectionnées de signal sur bruits de modélisation et de
construction correspond a une zone stable sur laquelle le choix des facteurs principaux rr, zr et
Ib permet de construire des structures optimales et robustes. En effet, sur cette zone de
stabilité, le modéle éléments finis donne les meilleures réponses qui sont aussi les moins
sensibles aux bruits de modélisation. De plus, les structures qui en découlent sont assez
robustes face aux dispersions sur les cotes et les matériaux utilisés pour la fabrication de

I’actionneur optimise.

Les seuils de signaux sur bruits tolérés sont choisis par le concepteur. La figure 11.52
présente une zone de stabilité délimitée par I’intersection de deux surfaces d’isoréponses
correspondant respectivement a un seuil minimal de 26,75dB sur le rapport signal sur bruit de

modélisation et un seuil minimal de 25,8dB sur le rapport signal sur bruit de construction.
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Figurell.52 : Zone de stabilité pour le choix des facteurs d’optimisation
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Ainsi, toute structure optimale, c’est & dire, alliant maximum de force et robustesse
aux bruits peut-étre définie par le choix de combinaisons de facteurs d’optimisation (rr,zr,Ib) a

I’intérieur de la zone de stabilité déterminée.

La détermination de cette zone de stabilité a donc permis d’élargir la notion
d’optimum ponctuel a la notion de zone optimale sur laquelle toutes les géométries sont

équivalentes a partir d’un seuil minimal de bruit fixé par le concepteur.
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11.6. ELABORATION D’UNE METHODOLOGIE DE CONCEPTION

OPTIMISEE

Dans cette partie, nous reprenons la méthodologie générale de conception optimisée
que nous avons appliquée et élaborée pour les structures électromagnétiques. Cette
méthodologie repose essentiellement sur trois étapes qui sont: le dimensionnement de la
structure, le calcul de ses performances et I’optimisation de ses caractéristiques. Pour ce faire,
des outils de dimensionnement, de modelisation et d’optimisation ont été développés et sont
réutilisables immeédiatement en ce qui concerne la déclinaison d’une gamme d’actionneurs
linéaires. Cependant, la démarche est générale et peut s’appliquer a la conception de toute

machine.

Le dimensionnement permet dans une premiere étape, de définir une structure initiale
répondant aux besoins du concepteur exprimés dans le cahier de charges. Cette structure n’est

pas nécessairement celle qui répond le mieux aux exigences de ce cahier de charges.

Dans une deuxiéme étape, la construction d’un modele mathématique de la structure
tenant compte des phénomenes physiques auxquels le concepteur s’intéresse, permet de

calculer les performances de la structure.

La troisieme étape consiste a choisir une méthode d’optimisation permettant de
chercher la structure qui s’adapte le mieux aux besoins du cahier de charges en se basant sur

les modeéles élaborés.

Cette démarche a été mise en ceuvre pour la conception optimisée de I’actionneur
linéaire étudié et a nécessité I’élaboration de plusieurs modeles. En premier lieu, nous avons
élaboré un modéle de dimensionnement analytique, par réseaux de réluctances paramétrés.
Ensuite, nous avons construit un modele numérique paramétré basé sur la résolution des
équations de Maxwell par la méthode des éléments finis permettant de calculer avec précision
les performances de ces actionneurs. Ces deux modeles paramétrés sont implémentés dans le

processus de conception optimiseée décrit par I’organigramme de la figure 11.53.

Dans le cadre de cette application, le modéle numérique est résolu en utilisant le
solveur statique du logiciel de conception assistée par ordinateur PC-Opéra 2D. La procédure
d’optimisation, basée sur I’utilisation des plans d’expériences est gérée par le logiciel

d’optimisation Sophemis élaboré au sein du laboratoire L2EP.
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Figurell.53: Organigramme de I’approche de conception optimisée proposée
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Le point de départ est donc le cahier de charges dans lequel sont présentées les

performances exigées de I’actionneur a concevoir.

Ces données sont utilisées pour le dimensionnement d’une structure initiale en
utilisant le modele analytique basé sur les réseaux de réluctances. Ainsi, les parametres
géométriques et électromagnétiques d’une configuration initiale répondant au cahier des

charges sont détermines.

Dans un second lieu, la méthode d’optimisation choisie impose des variations a
certains parameétres de la structure initiale jugés influent sur la réponse du systéeme. Pour
chaque nouvelle configuration, les performances de I’actionneur sont déterminées a partir du

modéele éléments finis.

Lorsque I’optimum est atteint, un dernier test est réalisé sur la conformité des
performances atteintes avec celles exigées par le cahier des charges. Dans le cas ou les
performances de la structure s’avérent acceptables, une étude de sensibilité de I’optimum aux
bruits de modélisation et de construction est lancée afin de déterminer une zone de stabilité
sur laquelle les structures sont optimales et robustes. Dans le cas contraire, les parametres

initiaux sont réadaptes.

Les modéles réseaux de réluctances et eéléments finis élaborés sont complétement
paramétrés. Leur fiabilité a été testée par rapport sur un prototype qui a permis de les valider.
Ces modeéles peuvent alors étre utilisés pour la conception de toute variante de la gamme

d’actionneurs linéaires tubulaires a réluctance variable.

L’utilisation des plans d’expériences pour I’optimisation a servi d’une part, a la
détermination des facteurs influents sur la réponse du systéme dans une étape de screening et
d’autre part a la localisation de I’optimum dans une étape d’optimisation proprement dite.
Toutefois, les résultats d’un screening dépendent de la fonction objectif d’optimisation et

peuvent étre réutilisés dans le cas de cahiers de charges a objectifs semblables.

Par ailleurs, cette méthodologie peut étre proposée pour la conception optimisée des
structures électromagnétiques en géneral. Elle présente en effet, un aspect modulaire qui
permet au concepteur de choisir ses modeles mathématiques et sa méthode d’optimisation.
Elle présente également I’avantage d’utiliser une démarche de maximisation facile a formuler

dans I’optique de satisfaire le compromis entre les exigences du cahier de charges et les
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performances développées par la structure congue. La clé de cette approche est le processus
de réadaptation des parametres geométriques aux cahiers de charges. Enfin, I’étude de la
sensibilité de la structure optimale aux perturbations qu’elle peut éventuellement subir permet
de déterminer une zone stable garantissant I’optimalité de la solution vis a vis de la variabilité
des choix de simulation et également vis a vis de la variabilité dans les procédés de

réalisation.
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Il.7. CONCLUSION

Dans ce chapitre, nous avons développé une méthodologie de conception optimisée
qui a été appliquée avec succes au cas du moteur pas a pas linéaire tubulaire a réluctance

variable étudié.

Les résultats obtenus ont montré I’efficacité de cette méthodologie qui a permis de
réduire I’encombrement de I’actionneur de 51% sous la contrainte d’échauffement constant

par simple action sur la forme de la denture.

L’étude des performances de I’actionneur a montré d’une part, la prépondérance des
phénomeénes d’entrefer et d’autre part, la dépendance de la précision du modele éléments finis
considéré vis a vis du maillage de cette zone. En effet, I’utilisation du tenseur de Maxwell
nécessite un maillage d’entrefer dense et régulier afin de fournir des résultats précis qui ont

été validés par les essais pratiqués sur le prototype.

La démarche d’optimisation proposée permet d’explorer I’espace de conception en
limitant le nombre de simulations et converge rapidement vers la solution optimale. Une
premiére étape a consisté a maximiser la réponse du systeme sous des contraintes
d’échauffement et d’encombrement constants, en figeant les valeurs des diamétres extérieur et
d’entrefer. Ensuite, I’étude de I’effet de ces contraintes sur la réponse a permis de réadapter
les performances de I’actionneur au cahier des charges en une seule itération. De plus,
I’utilisation des plans treillis pour I’optimisation a réduit considérablement le nombre de
simulations par comparaison a des plans factoriels complets et a permis de prendre en compte

un facteur discret.

Par ailleurs, I’étude de la sensibilité de la structure optimale aux bruits de modélisation
et de construction a abouti a la définition d’une zone de stabilité sur laquelle le produit concu
présente une robustesse, au sens de Taguchi, lui permettant de fonctionner correctement dans

un environnement de fabrication industriel.

La méthodologie proposée est tout a fait genérale et peut s’appliquer a la conception de

nombreux dispositifs électrotechniques.
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Chapitre Il : Performances dynamiques et précision de positionnement

[11.1. INTRODUCTION

Pour étudier les performances dynamiques des moteurs pas a pas, les lois d’évolution
des couples électromagnétiques, dans le cas rotatif, et des forces électromagnétiques, dans le
cas linéaire, sont généralement supposées parfaitement sinusoidales [Kant 89], [Yoshida 96],
[Ben Salah 02 b], [Ben Saad 01].

Les résultats obtenus au deuxiéme chapitre ont, par ailleurs, montré que les
caractéristiques de forces développées par I’actionneur linéaire étudié ne peuvent étre
assimilées a des sinusoides et qu’elles sont fortement influencées par I’état magnétique de

I’actionneur et par sa géométrie interne, la forme de la denture notamment.

Dans ce troisieme chapitre, une stratégie de commande est développée a partir d’un
modele dynamique de I’actionneur étudié. Elle est basée sur I’utilisation des surfaces de
réponses, construites a partir de résultats éléments finis, donnant, d’une part ,la force en
fonction de la position du mobile et des courants d’alimentation des phases et permettant
d’autre part de déterminer les courants d’alimentation nécessaires pour un positionnement

précis en boucle ouverte.

Dans la derniére partie de ce chapitre, les résultats des essais pratiqués sur un

prototype quadriphasé de 0,2mm d’entrefer sont présentés.
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l11.2. POSITION DU PROBLEME

Le comportement dynamique des moteurs pas a pas en vue de leur commande est
généralement étudié en régime non saturé, sous des hypothéses de variation sinusoidale de la
force électromagnétique de poussée et de symétrie parfaite des phases [Ben Amor 99],
[Khidiri 86].

Néanmoins, lorsque la variation de la réluctance est a I’origine du mouvement, ces
actionneurs sont utilisés en régime de forte saturation maximisant la force par unité de
volume. Des phénomenes magnétiques non linéaires apparaissent alors et affectent
considérablement les performances des moteurs [Francois 00]. Des effets de bord sont de plus
induits par la géométrie de I’actionneur linéaire et entrainent des dissymétries importantes
entre les différentes phases [Bolopion 84], [Favre 00], [Eastham 02], [El Amraoui 02 d].

Aussi est-il nécessaire de développer une stratégie de commande prenant en compte le
comportement magnétique des actionneurs linéaires et permettant donc d’assurer un
positionnement précis aussi bien pour des déplacements en pas entiers qu’en pas fragmentés
[El Amraoui 02 b].

Cette strateégie est élaborée sur la base de I’utilisation de surfaces de réponses donnant
la force en fonction de la position du mobile et des courants d’alimentation des phases, pour
la résolution de I’équation mécanique du mouvement. Ces surfaces de réponses, vont
permettre de faire le lien entre les simulations éléments finis fournissant des résultants précis
mais codteux en temps de calcul et une modélisation dynamique nécessitant un nombre

important d’évaluations de la force en fonction de la position et des courants d’alimentation.
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111.3. MODELISATION DU SYSTEME EN REGIME DYNAMIQUE

La nature impulsionnelle de I’alimentation des moteurs pas a pas induit des probléemes
spéecifiques [El Amraoui 02 c]. L’étude par simulation de ces problémes, est menée en
considérant I’actionneur modélisé par une équation mécanique classique et alimenté a partir
de sources de courant idéales, la commande du systeme supposé de masse constante étant

réalisée en boucle ouverte.

[1.3.1. FORMULATION D’UN MODELE DU MOTEUR REALISE

Le prototype utilisé pour les essais dynamiques est quadriphasé. Son stator résulte de
I’assemblage de quatre phases cylindriques élémentaires séparées par des anneaux
amagnétiques, figure 11.32. La partie mobile glisse a I’intérieur du stator en maintenant un
entrefer de 0,2mm. Les anneaux amagnétiques, dimensionnés de facon a maintenir le pas
mécanique de I’actionneur et la périodicité du mouvement, sont supposés, dans un premier

temps, assurer le découplage magnétique des quatre phases.

Pour un fonctionnement en pas a pas, chaque position initiale du mobile correspond a
un décalage de 50%, entre les dents du stator et celles du mobile, dans le cas d’un recul d’un
pas et a un décalage de -50% dans le cas d’une avance d’un pas. Par contre, la position finale

correspond dans les deux cas a une position alignée pour laquelle le décalage est de 0%.

La réalisation d’un cycle électrique entraine le déplacement de la partie mobile sur
quatre pas mécaniques, soit 10,16mm. L’alimentation successive des quatre phases entraine

une succession de réponses indicielles.

La figure 1ll.1 présente la réponse indicielle brute en position relevée sur un
oscilloscope numérique et celle filtrée. La réponse brute est obtenue par excitation de I’'une
des phases de I’actionneur par un échelon de courant de 300Atr, le mobile étant initialement
décalé de -50% par rapport a la position alignée. Le filtrage de la réponse utilisant la fonction
filter' de Matlab a réduit les bruits de mesure mais introduit un faible décalage temporel entre

la réponse brute et celle filtrée.
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Figurelll.l: Réponses brute et filtrée en position de I'actionneur excité par un échelon de courant

D’apres la figure 111.1, le mouvement de la partie mobile est oscillatoire présentant un
dépassement important. Les oscillations sont dues a I’énergie cinétique accumulée en cours
du mouvement et dissipée par les frottements. Un modéle mathématique décrivant le

comportement dynamique de cet actionneur est développé dans ce qui suit.

D’apres la relation fondamentale de la dynamique, le mouvement de la partie mobile
de I’actionneur peut étre décrit par I’équation I11.1 [Grellet 97].

d?z
mW:FZ -F (11.2)
avec :
m  :la masse de la partie mobile et de la charge (KQ),
d?2z , VT . 2
gz I’accélération de la partie en mouvement (m.s™),

F, :laforce motrice (N),

F.  :laforce résistante (N).
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Le moteur équilibre a I’arrét une force résistante F,. qui est genéralement décomposee en un

frottement sec fy S|gne( ) dépendant du signe de la vitesse et un terme F. dépendant de la

charge de I’actionneur [Abignoli 91 b], [Ben Amor 00]. Pour prendre en compte I’évolution

oscillatoire amortie de la figure I11.1, semblable a celle d’un pendule, il convient de faire

intervenir dans I’équation I11.1 un frottement visqueux &%‘I—% qui englobe toutes les pertes

proportionnelles a la vitesse.

La décomposition de I’effort résistant, permet de réecrire I’équation 111.1 sous la
forme [Jufer 95], [Grellet 97]:

dz dz
dt2 & =k, —f 5|gne(dt) R (11.2)

m, fy et & étant des parametres intrinseques de l'actionneur supposés constants.

Il est a noter que la force motrice F, de I’équation I11.2 évolue en fonction de la
position et de la configuration d’alimentation. Pour les fonctionnements a basse fréquence que
nous considérons, I’effet des courants de Foucault est supposé négligeable devant celui de
I’effort statique confondu ici avec la force motrice. Cette hypothese est sans influence sur le

régime stationnaire du moteur pas a pas caractérisé par une vitesse nulle.

[11.3.2. DETERMINATION DES PARAMETRES DU MODELE

Ayant détermine, par simulation éléments finis, la caractéristique statique de force,
développée par la premiere phase de I’actionneur quadriphasé alimentée par 300Atr, en
fonction de la position du mobile, I’identification de la réponse dynamique correspondante a
cette méme phase avec la variable z de I’équation I11.2 permet de déterminer les coefficients
de frottement visqueux & et sec fy [Bruniaux 88]. Pour ce faire, I’équation 111.2, discrétisée
dans le temps avec un pas h, conduit, dans le cas d’un fonctionnement a vide, F.=0, a

I’équation suivante :

m (B)=Fk-[Ak(C) (11.3)
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ou:

1,300
| vecteur des forces (111.4)
(F)k=| .
F k2,300
2,-22,+7;
h2
(B)=!. vecteur des accélérations (111.5)

2,22, _1+Zy_,

L signe(—zzgzl)

[Ali= . : matrice des vitesses (111.6)

Zya—Zy-2 signe (Zk—lgzk—Z)
g
( )—[ ] vecteur des paramétres (111.7)

L’estimation C du vecteur des parametres, au sens des moindres carrées, nécessite le
calcul de la pseudo-inverse de la matrice A, au sens de Penrose par exemple [Minoux 83], il

vient :
(e [1A 14 ) * A (R)emi®)) (e

Ainsi, afin de calculer les paramétres intrinseques & et fo du vecteur (C), la réponse

dynamique filtrée de la figure 111.1 est tout d’abord discrétisée avec un pas de 4ms.
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Les quantités F; j s00, indiquant les valeurs prises par la force électromagnétique aux
positions z;, 1<j<k, et pour un courant Ni=300Atr, sont ensuite calculées par interpolation du
vecteur force, déterminé a partir des résultats éléments finis, pour les mémes positions z; de la
partie mobile de I’actionneur.

La résolution de I’équation matricielle 111.8 pour une partie mobile de masse 5Kg
donne: £=65Nsm™ et f;=0,1N. Ces paramétres sont utilisés dans la suite pour les simulations

dynamiques.

[11.3.3. COMPARAISON DES REPONSES EXPERIMENTALE ET SIMULEE

Un couplage magnétique-mécanique peut étre réalisé grace a I’association des résultats
éléments finis, relatifs au calcul de la force électromagnétique développée par I’actionneur, a
I’équation mécanique du mouvement. L’équation différentielle non linéaire obtenue, ne
pouvant pas étre intégrée de facon analytique, est résolue numériquement en utilisant la
méthode de Range-Kutta d’ordre 4 qui a permis la détermination de la valeur de la position a
chaque intervalle de temps h, pris relativement petit. [El Amraoui 98 b], [Ben Salah 99], [Ben
Amor 00].

Sur la figure 111.2, sont représentées la réponse dynamique relevée expérimentalement
et celle obtenue par simulation numérique du modele élaboré caractérisé par les constantes

identifiées pour un intervalle de temps de [0 ; 0,25] seconde.

w10
5.08 T T
: : m=5Kg
4.445------------------:r-----------------:r a=65Nsm'1
H fo=0.1N
381 F----- ———————————:L—————————————————:L ——————————————————
E Mesurée Simuléei
3.175
E
5 254
i
o
o
1.905
1.27
0635 .
! Temps (=)
D 1 1
o 0.25 0.5 a.vsa

Figurelll.2: Réponses dynamiques expérimentale et simulée
Cas d'un intervalle d’observation [0 ; 0,25] seconde
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L’analyse comparée de ces réponses montre d’une part, une bonne prise en compte par
le modéle de I’amplitude et de la largeur des dépassements et d’autre part une persistance
d’oscillations pour celui-ci. Les écarts observés peuvent avoir différentes origines, agissant

séparément ou en combinaison. Elles peuvent étre dues entre autres a :

e la qualité du filtrage, la réponse expérimentale qui méme filtrée, pouvant présenter de
petites ondulations et fausser aussi le calcul ponctuel de la vitesse et de I’accélération
par différences finies,

e La non prise en compte dans I’équation I11.2 de certains phénoménes physiques
pouvant se produire réellement durant le déplacement de la partie mobile de

I’actionneur,

e un probléme de conditionnement de la méthode d’identification, ...

L’identification de la caractéristique filtrée sur I’intervalle de temps [0 ; 0,4] aboutit
aux nouvelles valeurs de paramétres : £=30Nsm™ et K;=1,82N. La caractéristique dynamique

simulée correspondant a ces coefficients est représentée sur la figure 111.3.

¥ 10
5.08 T T
: : m =5 Kg
E L R T T R REEEEEEEEEE r £=30Nsm" -
E E fo=1.82N Erreur statique
A8 T F---- -y ---------- T

E Mesurée Simulée
3.175 Loy ______

2.54

Fasition (m)

1.905

127 bofrmmmmmm e '

0.635

Temps (=)

0.75

Figurelll.3: Réponses dynamiques expérimentale et simulée
Cas d'un intervalle d'observation [0 ; 0,4] seconde

D’apres la figure 111.3, il est clair qu’avec les nouveaux coefficients § et fo, le régime

oscillatoire du mobile est plus rapidement amorti. Toutefois, une erreur statique apparait sur
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la position finale. Cette erreur est due a la valeur élevée du coefficient de frottement sec qui
d’une part, participe a une atténuation plus rapide des oscillations et introduit, d’autre part,
une erreur statique sur la position finale dépendant du signe de la vitesse juste avant son
annulation. Si I’effet de cette erreur statique sur la réponse dynamique n’est pas tres important
dans notre cas, c’est grace a I’importance de la pente de la caractéristique de force statique au

voisinage de la position d’équilibre, figure 111.4.

[ i o
15|:|i § + % :d
10
. 5 T I
é 1 fo :
8 0 | |
5 o .
-5 S A Y \
_10 - /// \\\
/ Position (mm) \\
-15 - \ N
508  / -2,54 0 2,54 5,08
!/ \
Zone morte

f Pente au voisinage du
0 pointdsquilibre

_fO

Erreur statique \

Figurelll.4: Influence du frottement sec sur la précision de positionnement

Ainsi, I’existence d’un frottement sec important crée une zone morte autour de la
position d’équilibre, qui est d’autant plus large que la pente de la caractéristique de force
statique est faible au voisinage de la position d’équilibre. Par conséquent, la force utile pour le
déplacement de la charge est réduite et la précision de positionnement est perdue. En effet, en
présence de frottement sec important, la force développée par I’actionneur va devoir
compenser non seulement I’effet de la charge mais aussi celui du frottement sec. De plus, la
position d’équilibre, normalement ponctuelle, est dispersée sur la zone morte qui correspond a

un frottement sec plus important que la force utile.
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l11.4. METHODE PROPOSEE POUR L'AMELIORATION
DE LA PRECISION DE POSITIONNEMENT

La modélisation du comportement dynamique de I’actionneur va nous permettre
maintenant d’étudier sa réponse a différents régimes de sollicitation, grace a un couplage avec

des simulations éléments finis réalisées sur I’actionneur linéaire quadriphasé.

[11.4.1. IDEE DE BASE DE LA METHODE

La conception par éléments finis de I’actionneur étudié a permis de mettre en évidence
des dissymétries importantes sur la force de translation développée par I’actionneur surtout en
régime de forte saturation magnétique.

A partir de cette constatation, une stratégie de commande adaptée, exploitant les
résultats éléments finis pour I’estimation ponctuelle de la force électromagnétique a partir du
tenseur de Maxwellnest recherchée. Pour cela, des surfaces de réponses sont élaborées pour
déterminer les courants d’alimentation des phases, nécessaires au positionnement précis, sur

un cycle électrique complet, de I’actionneur quadriphasé étudié.

Des surfaces de réponses fournissant pour chaque position du mobile la force

développée par I’actionneur sont ainsi générées, pour la combinaison de courants choisie.

La prise en compte de la non-linéarité du matériau magnétique ainsi que de
I’augmentation de la densité de maillage induisent évidemment des temps de simulation
élevés. A titre d'exemple, la résolution du probléeme magnétostatique pour l'actionneur linéaire
quadriphasé, avec un processeur Pentium®l11-800GHz, sur un cycle électrique complet
nécessite environ 12 heures pour 33 positions du noyau et pour une valeur donnée des

courants.

[11.4.2. DISTRIBUTION DU CHAMP MAGNETIQUE DANS LA MACHINE

Compte tenu de I’importance de la qualité du maillage sur la précision du calcul de
force par éléments finis, le maillage considéré est choisi semblable a celui retenu au deuxiéme
chapitre pour le calcul de force a partir du tenseur de Maxwell. Il est constitué de deux bandes
de triangles rectangles juxtaposées au niveau de I’entrefer et libre a I’extérieur. Ainsi, pour un
entrefer de 0,2mm, 50 nceuds de maillage par largeur de dent sont utilisés afin d’obtenir un

taux de déformation de 0,98. Avec cette densité de maillage au niveau de I’entrefer, la
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modélisation de I’actionneur quadriphasé nécessite approximativement le méme nombre de

nceuds que la modélisation de I’actionneur monophasé d’entrefer 0,1mm.

La figure I11.5 présente le maillage exploité. Les figures 111.6 et 111.7 montrent la
distribution du flux pour les quatre phases de la machine alimentées successivement pour
réaliser une période électrique, d’abord, la phase 1 afin d’aligner les dents du mobile avec les
siennes, figure 111.6.a, ensuite, la phase 2, figure I11.7.a, puis la phase 3, figure Il1.7.b et

finalement la phase 4, figure 111.6.b.

ke
RARA PR AR DEAURK

Figurelll.5: Maillage éléments finis de I'actionneur étudié
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Fuites

a. Premiére phase alimentée b. Quatriéme phase alimentée

Figurelll.6 : Distribution de I'induction et des lignes de flux dans les phases d’extrémités
de la machine

Fuites

a. Deuxiéme phase alimentée b. Troisiéme phase alimentée

Figurelll.7 : Distribution de I'induction et des lignes de flux dans les phases centrales
de la machine

Les figures 111.6 et 111.7 montrent par ailleurs une dissymétrie magnétique importante
entre les phases centrales et les phases extrémes, principalement due aux effets de bords,

entrainant une saturation locale du circuit magnétique [Bolopion 84].

Sur ces figures apparaissent aussi des fuites magnétiques a travers les phases non
alimentées de la machine malgré I’existence de séparateurs amagnétiques entre celles-ci. Ces
phases engendrent la création de forces parasites qui réduisent la force globale développée par
I'actionneur. L’hypothése de découplage parfait des phases statoriques n’étant ainsi plus
vérifiée, il s’avere donc nécessaire de considérer un modéle quadriphasé complet de la
machine.
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La saturation magnétique, observée sur les figures 111.6 et 111.7 étant au voisinage de
1,7 Tesla au niveau de I’entrefer, montre que le circuit magnétique est utilisé au maximum de
ses possibilités. Par ailleurs, une certaine symétrie dans la répartition du champ entre les
phases d’extrémités et également entre les phases centrales peut étre constatée.

Pour un pas élémentaire de la machine de 2,54mm et un petit déplacement Az de
0,3175mm de la partie mobile par rapport au stator, une série de simulations €léments finis a
été lancée a partir du solveur statique éléments finis Opéra 2D, pour déterminer la force pour

chaque position prise par la partie mobile sur une période électrique de 10,16mm.

Les allures des caractéristiques statiques de la force électromagnétique sur une période
électrique sont présentées sur la figure 111.8 pour de faible, moyenne et forte saturations
correspondant respectivement a des courants d’alimentation de 300Atr, 600Atr et 900Atr,

chaque phase étant alimentée separément.
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Figurelll.8: Caractéristiques statiques de force électromagnétique
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Les figures 111.8.a, 111.8.b et 111.8.c mettent en évidence I’existence d’un couplage
magnétique entre les différentes phases qui est d’autant plus élevé que I’alimentation des
phases est importante. Elles montrent aussi que I’augmentation du courant d’alimentation
contribue a I’élévation de la force statique développée par les phases d’extrémité beaucoup
plus que les phases centrales dans lesquelles des fuites importantes apparaissent sur leurs
cotés. La figure 111.9 présente la distribution des lignes de flux sur une phase centrale

alimentée par 300, 600 et 900 Atr pour un décalage de 50%.

[T

= =

C. Alimentation par 900 Atr

Figurell1.9: Distribution des lignes de flux créées par une phase centrale
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La figure 111.9 montre I’influence de I’augmentation du courant d’alimentation sur les
fuites développées par la phase centrale et non pas sur sa propre saturation qui est a I’origine

de la création de la force.

La figure 111.10 présente, une comparaison entre les caractéristiques de force statique
développée par une phase de I’actionneur lorsqu’elle est seule, ou alors placée a I’extrémité
des quatre phases ou encore placée au milieu. Cette figure montre un déséquilibre magnétique
entre les phases d’extrémité et les phases centrales ainsi qu’un phénomene d’osmose
magnétique faisant de sorte que la force développée par une phase d’extrémité soit supérieure

a celle développée par une phase entourée par de I’air des deux cotés.

Ainsi, I’effet de saturation modifie considérablement les caractéristiques de forces
suivant que la bobine se trouve au centre du dispositif ou sur une extrémité. Le comportement
dynamique de I’actionneur pas a pas dépend donc de ces caractéristiques et est affectée par

leurs dissymétries.
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Figurelll.10 : Caractéristiques statiques de force électromagnétique
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[11.4.3. CONSTRUCTION DES SURFACES DE REPONSES FORCE EN
FONCTION DE LA POSITION ET DU COURANT

Pour I’estimation du comportement dynamique de I’actionneur en tenant compte des
effets de saturation magnétique et des dissymétries existantes entre les différentes phases,
nous proposons dans cette partie de construire différents types de modeles de la force
électromagnétique développée par I’actionneur a partir des valeurs prises par celle ci pour
différentes positions de la partie mobile et pour différentes intensités de courants

d’alimentations des quatre phases de I’actionneur :

e un premier modele bidimensionnel F,(z,Ni) élaboré pour le cas ou une seule phase de

I’actionneur est alimentée.

e Un second modele tridimensionnel F,(z,Ni1,Ni2) construit pour le cas ou deux phases
successives de I’actionneur sont simultanément alimentées, permettant le

positionnement en micropas, paragraphe 111.4.4.2.

[11.4.3.1. Surfaces de réponses bidimensionnelles

La force électromagnétique développée par I’actionneur est calculée par éléments finis
en 33 positions, uniformément réparties sur le cycle électrique de fonctionnement de
I’actionneur, et ceci pour chacune des quatre phases les quatre phases de I’actionneur et pour
cing valeurs de courant d’alimentation 100, 200, 300, 600 et 900 Ampeéres-tours ; soit au total

165 résultats de simulation.

Le choix des niveaux de courant entre lesquels la force est estimée a partir d’un
modele du premier ordre, a été guidé par le calcul de la force statique développée par
I’actionneur monophasé alimenté par différents seuils de courant pour plusieurs positions du

mobile.

La figure 111.11 montre I’évolution parabolique de la force pour les faibles valeurs de
courant inférieures a 300Atr et une évolution & peu prés linéaire pour des courants compris
entre 300 et 600ALtr et supérieurs a 600Atr.
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0 100 200 300 400 500 600 700 800 900

Ni (Atr)

-20

Force (N)

-40

-60

—o— 10% ——20% —a— 30% — 40% —50%

Figurelll.11: Evolution de la force en fonction de I'alimentation et de la position
pour une structure monophasée

Afin de construire un modele continu de la force en fonction de la position et de
I’amplitude du courant, une interpolation du domaine global est réalisée sous forme d’un
maillage en sous-domaines. Des simulations éléments finis ont été effectuées pour les quatre
sommets de chaque maille afin de construire un modéle bilinéaire de la force sur le sous-

domaine correspondant a cette maille.

La disposition des points de simulation dans un domaine de fonctionnement, noté D;;:
position du mobile - courant de la phase, avec i€ {1, ..., 33} et je{l, 2, 3, 4, 5, 6} est
présentée sur la figure 111.12, le niveau j=1 correspondant a un courant d’alimentation nul et
donc a une force statique nulle quelle que soit la position du mobile.
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Nil Fr11 F; 2
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1
1
z1 172 z z3§

' 0.3175 mm ,: 33 positions

Figurelll.12 : Disposition des points de simulation
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Le modele bilinéaire de la force, élaboré sur chaque sous domaine D;; de la figure

111.12, s’écrit sous la forme :
F,(zNi)=p+aNi+Bz+5zNi (111.9)

u, a, B et d des paramétres calculés a partir des valeurs prises par la force F,ij, Fzij1, Fzisi

et F,i+1j+1 aux différents sommets du sous domaine D;;.

Des surfaces de réponses force en fonction de la position et du courant d’alimentation
F.(z,Ni), sont présentées sur la figure I111.13. Elles sont construites sur un cycle électrique pour

une phase d’extrémité et une phase centrale, alimentées par des courants inférieurs a 900Atr.

B0 .-

a0l

Force (M)
]

30

B0
200

10,16

u]
MifAtr) u Fosition (rmm)

a. Phase d’extrémité alimentée

ED

30

Force (M)
[

-30

-60
900

10.16

MifAtLr) 0 o

Position {mm)

b. Phase centrale alimentée

Figurelll.13: Surfaces de réponse force en fonction du courant d’alimentation
et de la position du mobile
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Ce type de surface de réponse peut étre utilisé pour I’estimation de la valeur de la
force électromagnétique développée par I’actionneur pour différentes positions de la partie

mobile et pour différents courants d’alimentation.

Le modeéle ainsi développé permet donc d’avoir la force de poussée F, d’obtenir la
force de poussée pour une amplitude de courant Nil de 0 a 900Atr et pour une position z de 0
a 10,16mm, figure 111.14.

z (mm) Surface de réponses
> Phase 1
0<Ni1<900Atr F:1 (N) >
Nil (Atr) 0<z<10,16mm
(SR1)

Figurelll.14 : Surfaces de réponses bidimensionnelles

En procédant de la méme maniére que précédemment, quatre surfaces de réponses
SR1, SR2, SR3 et SR4 sont construites pour les quatre phases de I’actionneur. Le modéle
élaboré correspondant a été testé par des simulations éléments finis sur une dizaine de cas
repérés par des positions et des intensités de courant différentes. L’erreur ne dépassant pas 5%
pour les dix cas considérés, ce modeéle est donc adapté pour le développement de stratégies de
commandes tenant compte des effets de saturation magnétique, comme nous allons le montrer

dans ce qui suit.

[11.4.3.2. Surfaces de réponses tridimensionnelles

Lorsque deux phases de I’actionneur sont simultanément alimentées, I’actionneur peut
avoir des positions d’équilibre artificiel entre ses positions d’équilibre naturel. Ainsi, pour
chaque triplet : position prise par la partie mobile de I’actionneur, courant d’alimentation de la
phase 1 et courant d’alimentation de la phase 2, correspond une force électromagnétique. Pour
construire un modele d’évolution de la force électromagnétique, des sous domaines
d’interpolation tridimensionnelle sont réalisés a I’intérieur du domaine global. La force

électromagnétique est calculée par éléments finis en 33 positions uniformément réparties sur
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le cycle électrique de fonctionnement de I’actionneur et ceci pour les quatre phases et pour les

cing valeurs de courant d’alimentation correspondants a 100, 200, 300, 600 et 900 Atr.

La figure I11.15 présente la disposition des points de simulation dans le domaine de
fonctionnement, D;;.: position-courant de la phase 1 - courant de la phase 2, avec:
ie{l,...,33},je{1, 2, 3, 4,5, 6} et ke{l, 2, 3, 4, 5, 6}. La combinaison j=1, k=1 correspond a
un courant d’alimentation nul sur les deux phases et par consequent a une force nulle sur toute

la période de positionnement.
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6 niveaux de courant Sous domaine D
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|

|
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; Fz i+1,,j+1,k
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; i M_.’Fz 1, kL

Z

Fz i+1,,),k

o———o
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Ni2 Position du mobile

/ (i)
Courant de la phase 2 / 33 Positions

/(k)

6 niveaux de courant

'

Figurelll.15 : Disposition des points de simulation

pour une valeur fixée du courant dans la phase 2

Sur chaque sous-domaine de la figure 111.15 un modele de force électromagnétique est
développé a partir d’un plan factoriel complet a deux niveaux et trois facteurs [Goupy 96] :

Fo(z,Ni1,Ni2)=p + o Nil + B Ni2 + 5 z +
£z Nil + vz Ni2 +n Nil Ni2 + A z Ni1 Ni2 (111.10)

u, o B, o, & v, n et étant les coefficients du modéle déterminés a partir des valeurs prises
par la force électromagnétique F; ijk, Fz i+1jk Fzijtik Fz ijkets Fzistjeak Fzivnjkets Fzijen ket

et Fzi+1j+1 k+1, 2UX SOMmets du sous domaine Di.
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Une surface de réponses globale F; (z, Nil, Ni2) peut étre ainsi construite pour chaque
couple de phases simultanément alimentées sur le domaine global de fonctionnement. La
figure 111.16 présente deux surfaces de réponses de force de poussée correspondants a une

phase d’extrémité, repérée par I’indice 1 et une autre centrale repérée par I’indice 2.

N1=300Aw,

10.16

5.08

; 0
MIZ[Atr) 0 Position (mm)

a. Phase centrale alimentée par un courant variable Ni2 pour Ni1=300Atr

Ni2=30_D&th.:--'""""'“

10.16

5.08

254
; a
MIT (Atr) 0 Positian (mm)
b. Phase d'extrémité alimentée par un courant variable Nil pour Ni2=300Atr

Figurelll.16 : Surfaces de réponses de la force de poussée en fonction
de la position et des courants d’alimentation
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Ce type de surfaces de réponses permet de :

e déterminer la valeur de la force électromagnétique pour n’importe quelles valeurs de la
position et du courant a I’intérieur du domaine d’étude.

e calculer les courants d’alimentation des phases de I’actionneur afin de permettre a
I’actionneur de développer une force nulle a vide et d’acquérir une position d’équilibre

qu’elle soit naturelle ou artificielle.

[11.4.4. UTILISATION DES SURFACES DE REPONSES POUR LE
POSITIONNEMENT

Pour le moteur étudié, il est envisagé dans cette partie d’élaborer une nouvelle
stratégie de commande utilisant les surfaces de réponses : force électromagnétique en fonction
de la position et des courants d’alimentation. Cette stratégie de commande a pour objectif
d’assurer une bonne précision de positionnement de I’actionneur aussi bien pour des

déplacements en pas entiers qu’en pas fragmentés.

l11.4.4.1. Positionnement en pas entier

Les quatre surfaces de réponses bidimensionnelles, SR1, SR2, SR3 et SR4 sont
périodiques de période 10,16mm par rapport au déplacement de la partie mobile. Elles sont,
par ailleurs, activées par une logique de commande pour générer la force F, nécessaire a la

résolution de I’équation mécanique du mouvement.

Par exemple, pour générer un déplacement sur quatre pas mécaniques, sur une période
de temps T, la surface de réponse SR1 correspondant a la premiére phase est utilisée, tout
d’abord, pour la détermination de la force développée par I’actionneur sur I’intervalle de
temps [0,T/4]. Ensuite, la surface de réponses SR2 est utilisée, sur I’intervalle de temps
[T/4,T/2], puis, la surface de réponses SR3 sur I’intervalle [T/2,3T/4] et finalement la surface
de réponses SR4 sur I’intervalle [3T/4,T].

La figure 111.17 présente un schéma synoptique de la résolution de I’équation

mécanique utilisant les quatre surfaces de réponses pour un positionnement en pas entier.
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] . (2, Ni) mouvement

Figurelll.17 : Synoptique de la simulation dynamique en pas entiers

Ce schéma peut étre aussi généralisé au cas de I’alimentation des quatre phases par des
niveaux de courants différents sur des périodes de temps différentes.

Sur la figure 111.18 sont représentées les évolutions dynamiques de I’actionneur sur

quatre pas mécaniques pour deux intensités différentes de courant.
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284 - e S RIREEEE 254114+
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a. Alimentation & 300Atr b. Alimentation & 600Atr

Figurelll.18: Réponses dynamiques de I'actionneur sur quatre pas

Les dissymétries observées entre les différents pas de la figure 111.18 montrent
I’influence de la prise en compte des phénomenes magnétiques sur la réponse dynamique de
I’actionneur. Cette réponse présente une montée plus rapide et des amplitudes d’oscillations

plus importantes lorsque le courant d’alimentation est elevé.
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[11.4.4.2. Positionnement en micropas

[11.4.4.2.1. Principe de la méthode proposée

Si une seule phase de la machine est alimentée, alors, la partie mobile atteint sa
position d’équilibre lorsque la force électromagnétique s’annule. Partant de ce principe, si
deux phases sont alimentées simultanément, il suffit que la force électromagnétique globale
développée par celles-ci s’annule pour que la partie mobile atteigne une nouvelle position
d’équilibre, cette fois-ci artificiel [EI Amraoui 00]. Le choix des phases a alimenter
simultanément, repose principalement sur le signe des forces électromagnétiques dans le
domaine de fonctionnement stable de [I’actionneur. En effet, pour que la force
électromagnétique globale s’annule, il faut que I’une des phases développe une force positive
et que la seconde phase arrive a compenser celle-ci par une force négative, pour atteindre la

position d’équilibre artificiel souhaitée.

[11.4.4.2.2. Génération du micropas

L’inversion de la surface de réponses F,(z,Ni1,Ni2) est exploitée pour la détermination

des courants Nil et Ni2 permettant a I’actionneur de positionner sa partie mobile en z.

Dans le cas d’un fonctionnement a vide, le doublet (Ni1,Ni2) est calculé de maniere a
ce que la force électromagnétique globale développée par I’actionneur soit nulle. Ainsi la
condition d’équilibre imposée par I’équation 111.2 est vérifiée et I’actionneur s’arréte sur le

micropas tant que I’alimentation des deux phases est maintenue.

Pour mettre en ceuvre le principe du positionnement en micropas présenté, les
premieres simulations avaient pour objectif de déterminer, a la position statique z, le courant
Ni2 permettant a la deuxieme phase de générer une force égale et opposeée a celle développée
par la premiere phase alimentée par un courant Nil. Le courant Ni2 a ainsi été déterminé par
inversion de la surface de réponse SR2(z,Ni) ; c’est a dire en cherchant I’intersection de cette
surface de réponses avec le plan F,=-F; a la position z, ou F; est la valeur de la force

développée par la premiére phase a cette méme position z.

Pour illustrer cette démarche, nous nous sommes intéressé au positionnement de
I’actionneur sur un demi-pas. Pour une premiere phase initialement alimentée par un courant
Ni1=300Atr, la deuxiéme phase est alimentée par un courant Ni2=580Atr afin de compenser
les 9N développés par la premiére phase sur le demi-pas. La figure 111.19 préesente les

caractéristiques de force développée par la premiére phase de I’actionneur alimentée par
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300Atr, la deuxieme phase alimentée par 580Atr et les deux phases simultanément alimentées

par ces deux courants.

40 — —&—NE0 —¥— Ni2=580

NiEE300 et Ni2=580 ——Sommedesforces —
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\
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1
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Position d’équilibre souhaitée

Force (N)

Plage de positionnement
en micropas

Décalage (%)
'30 I T T T T T T T
0 25 50 75 100 125 150 175 200

Figurelll.19: Forces électromagnétiques développées pour un positionnement en demi-pas

La somme des deux caractéristiques de force développée par les deux phases
alimentées séparément est représentée en trait fin sur la figure 111.19. Elle s’annule une seule
fois sur la plage de positionnement en micropas, entre la position d’équilibre naturel de la
premiére phase et celle de la deuxieme phase. Cependant, la position sur laquelle s’annule la
caractéristique de force déterminée a partir des simulations éléments finis pour les deux
phases simultanément alimentées par Nil=300Atr et Ni2=580Atr ne correspond pas a la
position d’équilibre souhaitée. Ceci peut étre expliqué par I’existence d’un couplage
magnétique important entre les deux phases qui ne peut étre négligé malgré la présence de

séparateurs amagnétiques, figure 111.20.

Partant de cette constatation, une autre solution consiste a construire des surfaces de
réponses en fonction de la position du mobile et du courant d’alimentation de la premiere
phase et de la deuxiéme phase, qui tiennent compte du couplage magnétique de facon a
pouvoir déterminer avec plus de précision les courants d’alimentation nécessaires pour le

positionnement en micropas.
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C. Premiére phase alimentée par Ni1=300Atr

et deuxieme phase alimentée par Ni2=580Atr

Figurelll.20 : Effet de couplage magnétique lorsque deux phases sont alimentées
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Ainsi, quatre surfaces de réponses tridimensionnelles SR12, SR23, SR34 et SR41
correspondant respectivement a I’alimentation simultanée des couples de phases (1,2), (2,3),
(3,4) et (4,1) de I’actionneur sur la plage de fonctionnement sont exploitées pour la
détermination des courants d’alimentation nécessaires pour le positionnement en micropas. La
figure 111.21, montre I’évolution des courants d’alimentation pour le positionnement sur
plusieurs micropas en alimentant la phase 1 et la phase 2 de I’actionneur. Les fractions de pas

considérés vont de 1/8 jusqu’a 7/8.

600
2
—
= 1/8 PJoule=20,6W
450 ffnfff’f‘,,',,e,,,:,, },LGW
2/8
Poule=5,16W b
300 ] O
\ 3/8
) 4/8
5/8
6/8
150 |
7/8
\ Ni2 (Atr)
o | | \
0 150 300 450 600

Figurelll.21 : Evolution des courants d’alimentation pour un positionnement en micropas

Les quarts de cercle présentés sur la figure 111.21 correspondent chacun a I’ensemble
de points pour lesquels les pertes Joules sont constantes et égales a celles occasionnées par

I’alimentation d’un seul bobinage, de 530 spires de résistance 182, par 300, 450 et 600ALtr.

Le tableau IIl.1 donne des exemples de micropas et les courants de phases

correspondants, se trouvant sur le quart de cercle P;ou.=20,6W de la figure 111.21.
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Tableau I11.1 : Courant d’alimentation des phases pour un positionnement en micropas

micropas Courant d’alimentation de | Courant d’alimentation de
la phase 1 (Nil Atr) la phase 2 (Ni2 Atr)
Position initiale 600 0

1/8 de pas 536 269
1/4 de pas 377 466
3/8 pas 272 534
1/2 de pas 228 554
5/8 de pas 190 569
3/4 de pas 154 573
7/8 de pas 108 590
1 pas 0 600

La figure 111.22 montre I’importance la dissymétrie existante entre une phase centrale
et une phase d’extrémité. En effet, si ces deux phases avaient la méme contribution, la
sollicitation de I’actionneur par deux courants Nil et Ni2 d’intensités égales correspondrait a
un positionnement sur un demi-pas et non sur un fragment de pas compris entre 0,125 et 0,25.

=& Nil —0—Ni2 —@— Nil théorique —@ — Ni2 théorique
(o)) —

500 -

400 -

300 -

Courant (Atr)

200 -

100 -

Fragment de pas
06— : |

0 0,125 0,25 0,375 0,5 0,625 0,75 0,875 1

Figurelll.22 : Surfaces de réponses de la force de poussée en fonction de la position
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En trait fin sont représentées sur la figure 111.22 les formes théoriques des courants a
évolutions sinusoidales permettant un positionnement en micropas en I’absence des effets de
bord et de couplage magnétique mais a pertes Joules équivalentes. Ces derniers sont alors tres
éloignés des valeurs proposées.

[11.4.4.2.3. Etude du comportement dynamique par simulation

Deux phases de I’actionneur linéaire etudié sont simultanément alimentées par des

courants Nil et Ni2 pour le positionnement du mobile sur un micropas.

L’étude du comportement dynamique d’un tel actionneur est réalisée par simulation

conformément au schéma synoptique de la figure 111.23.

fo E m
Ni2 l l l
Logique de \it Surface de ’Equgtion
commande réponses Fz mécanique du 7
o mouvement >
z F,(z, Ni1,Ni2)

Figurelll.23: Schéma synoptique du modéle dynamique de la machine étudiée

Le pas de résolution numérique de I’équation mécanique du mouvement 111.2 étant
fixé a 10ps, des simulations sont réalisées en vue de la fragmentation d’un pas entier en
huitiemes et en quarts de pas. Pour ce faire, une phase d’extrémité est alimentée par un
courant Nil et une phase centrale par un courant Ni2 conformément au tableau Ill.1. Les
résultats obtenus, pour deux vitesses de déplacement différentes sont présentés sur les figures
111.24, 111.25, 111.26 et 111.27.
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I1l.4. Méthode proposée pour I'amélioration de la précision de positionnement

Les résultats de simulation présentés sur les figures 111.24, 111.25, 111.26 et 111.27,
illustrent la précision de positionnement en micropas pour les courants d’alimentation

déterminés a partir de la méthode proposée.

La comparaison des figures 111.24 et 111.26 sur lesquelles le positionnement atteint son
régime établi sur chaque micropas, montre I’influence du nombre de fragments par pas sur les
amplitudes des oscillations. En effet, plus le nombre de micropas au sein du pas est élevé plus

les oscillations autour de la position d’équilibre sont atténuées.

Par ailleurs, pour un pas fragmenté en huit micropas sur deux secondes, figure 111.25,
les oscillations autour de la position d’équilibre sont plus importantes que pour ce méme
régime de fragmentation sur quatre secondes, figure 111.24. Ceci peut étre expliqué par le fait
que I’énergie cinétique emmagasinée dans I’actionneur n’est pas encore totalement dissipée
lorsque la commande impose au mobile de se déplacer dans le premier cas et qu’elle I’est déja
dans le second cas.

Sur les quatre figures, il est clair que I’évolution de la caractéristique dynamique de
force présente des pentes faibles au premier passage par zéro sur chagque micropas. Ces
pentes, sont variables d’un micropas a un autre au sein du méme pas, affectant la précision de
positionnement en micropas en présence de frottement sec. Si de plus, la pente est trés faible
ou le frottement sec est trés important, alors la zone morte s’élargit autour de la position
d’équilibre. Ce frottement sec entrave donc le bon fonctionnement de I’actionneur tout en

limitant les possibilités de fragmentation du pas.

La représentation de la vitesse en fonction de la position montre par ailleurs que pour
les quatre régimes de fonctionnement considérés, le positionnement en micropas est plus

énergique sur le début et la fin du pas mécanique.
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Chapitre Il : Performances dynamiques et précision de positionnement

[11.5. ESSAIS SUR PROTOTYPE

Les essais réalisés ont pour objectif, d’une part, I’étude de la validité des résultats
obtenus par simulation pour le modéle dynamique de I’actionneur quadriphasé et d’autre part
d’étudier la possibilité de faire fonctionner I’actionneur en micropas en réduisant le
désequilibre qui existe entre une phase d’extrémité et une phase centrale par action sur

I’alimentation.

[11.5.1. DESCRIPTION DU BANC D’ESSAIS

Le moteur pas a pas linéaire quadriphaseé réalisé est commandé via un convertisseur de
puissance par un micro-ordinateur. Une carte multifonctions National Instrument® assure la
communication entre le commutateur de puissance et le micro-ordinateur. Le programme de
commande est élaboré sous un environnement LabView®. Plusieurs autres programmes sont
élaborés afin de faire varier la vitesse de déplacement, le nombre de pas, le sens du

mouvement, ect.

La Figure 111.28 présente le schéma synoptique du banc d’essais réalisé.

(b}
°
[
IS
S
e
O
© Carte d'interface
T
b}
o . .
= Alimentation F,
] de puissance Ej [j
S
o
Convertisseur de Prototype
puissance

Figurell1.28: Schéma synoptique du banc d’essais réalisé

La commande assure la succession des ordres de commutation de phase a un rythme
compatible avec les fonctions a réaliser. Compte tenu du caractére synchrone du moteur pas a

pas, cette commande est prévue en boucle ouverte.
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IIl.5. Essais pratiques

Le convertisseur est constitué de transistors fonctionnant alternativement en régime
saturé ou bloqué. Pour éviter les surtensions a la coupure, le convertisseur est congu de fagon
a assurer la décroissance progressive du courant au moyen d’un circuit auxiliaire d’extinction
[Crivii 97]. Le convertisseur de puissance utilisé fonctionne en commutateur de courant. Il
renferme quatre bras indépendants. Chaque bras est concu autour d’un transistor bipolaire de
puissance fonctionnant en blogué-saturé. Le circuit de commande est isolé galvaniquement
du circuit de puissance par des optocoupleurs. Le schéma électronique d’un bras est
représenté sur la figure 111.29 [Ben Salah 97], [El Amraoui 98 a], [Ben Amor 99].

o+ Optocoupleur

© + Bobine

Circuit auxiliaire

d’extinction Phase

—T 1+

Circuit d’aide a la
commutation

Figurelll.29: Bras du convertisseur de puissance

[11.5.2. CARACTERISTIQUES STATIQUES DE FORCE - COMPARAISON
ELEMENTS FINIS / ESSAIS

Le banc d’essais de la figure 11.34 est utilisé pour la détermination des caractéristiques
de forces statiques développées par les quatre phases de I’actionneur. Celles-ci sont
représentées en valeurs absolues sur la figure 111.30 pour 300Atr et 450Atr.

La plage linéaire du capteur de force utilisé s’étend jusqu’a 20N, les mesures
supérieures a cette valeur se trouvent sur la zone de saturation du capteur et sont par

conséquent sous estimées.
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Figurell1.30 : Force développée par les quatre phases du prototype

Les quatre branches de caractéristiques représentés en gras sur la figure 111.30
correspondent a la plage de fonctionnement utile de I’actionneur qui s’étend de la position de
démarrage jusqu’a la position d’équilibre. La figure 111.30 met en exergue les dissymétries
existantes entre une phase centrale et une phase d’extrémité qui sont d’autant plus importantes
que le courant d’alimentation est élevée conformément aux constatations faites en simulations

numériques.

La figure 111.31 présente une comparaison entre les caractéristiques statiques

déterminées a partir des éléments finis pour 300Atr et celles mesurées.
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0
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-15

Figurell1.31: Comparaison calcul-expérience

Les forces de démarrage mesurées coincident pratiquement avec celles simulées,
I’erreur sur ces positions ne dépasse pas 10%. Les écarts observés entre les caractéristiques
simulées et celles mesurées peuvent étre dus aux erreurs de mesures, a la précision des
capteurs et a la connaissance limitée des matériaux magnétiques utilisés pour la réalisation du

prototype.

[11.5.3. POSITIONNEMENT EN PAS ENTIERS

Sur la figure 111.32 est représentée I’évolution de la position sur 4 pas mécaniques pour

des fréquences de commutation différentes et pour des courants d’alimentation différents.
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Figurelll.32: Réponse dynamique pour différents régimes d’ alimentation et de commutation

Les caractéristiques de la figure 111.32 montrent qu’une augmentation du courant
d’alimentation, rend la montée de la réponse dynamique plus rapide mais augmente aussi
I’amplitude des dépassements.

La figure 111.32.d est obtenue pour une fréquence maximale de commutation des
phases a 450Atr. Pour des fréquences plus élevées, I’actionneur n’obéit plus aux ordres de
commutation. Cependant, cette fréquence de commutation peut étre lIégérement augmentée,
sans perte de synchronisme, pour une alimentation de 300Atr. La réponse obtenue pour la
fréquence limite est dans ce cas donnée par la figure 111.33. Elle est obtenue pour une

fréquence de commutation de 17,3Hz qui correspond a une vitesse moyenne de
fonctionnement de 56mm/s.

127
10,16 A

7,62

Position (mm)
o
=)
@

j Temps (s)

0 0,5 1 1,5 2 25 3 35 4

Figurelll.33: Avance de 4 pas a la fréquence 17,3Hz sous 300Atr
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[11.5.4. POSITIONNEMENT EN MICROPAS

L’alimentation simultanée d’une phase d’extrémité et d’une phase centrale de
I’actionneur par des courants déséquilibrés a permis de vérifier la possibilité de faire

fonctionner le prototype en micropas.

La figure 111.34 illustre les positions d’équilibre intermédiaire prises par I’actionneur
alimenté par les différentes combinaisons de courants (i1,i2) correspondant aux ampéres-tours
du tableau I11.1 pour des bobinages de 530 spires. Sur cette méme figure sont représentées les

positions d’équilibre simulées.

12

Courant i%ﬁ__&

—m-—— %"

0,8

0,6 -

Courants (A)

0,4
-_ .
I N
0,2 n_
/ L L N
// m Positions d’équilibre simulées N
/ @ Positions d’équilibre expérimentales Position (Pas)
O T T T T T T T
0 0,125 0,25 0,375 05 0,625 0,75 0,875 1

Figurelll.34 : Positionnement en micropas

Les résultats de la figure 111.34 montrent une forte dissymétrie entre la phase
d’extrémité et la phase centrale qui est plus importante que celle estimée par les simulations.
L’erreur sur le positionnement est d’autant plus importante que le fragment de pas est grand.
Ceci est essentiellement di aux fortes augmentations du courant de la phase2 nécessaires pour
compenser la force créée par la phasel sur le premier demi-pas, et a son évolution faible sur le
deuxiéme demi-pas qui fait que une petite variation de i2 induit une grande variation de la
position. D’apres les caractéristiques expérimentales, le positionnement sur sept huitiemes de
pas nécessite un courant inférieur a 0,1A sur la phase 1, difficile a atteindre avec précision en

pratique.
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Les courants d’alimentation théoriques, nécessaires pour un positionnement en quarts
de pas avec des pertes Joule fixées a 11,6W sont déterminés a partir de la surface de réponses
SR12. Les valeurs du courant il trouvées sont fixees et les courants i2 sont réajustés de fagon
a permettre au mobile de se positionner effectivement sur les quarts de pas visés. Le tableau
I11.2 présente les valeurs théoriques des courants il et i2 ainsi que les valeurs expérimentales

de i2 déterminées pratiquement.

Pour la premiére série d’expériences réalisées, I’alimentation simultanée des deux
premiéres phases de I’actionneur par les couples de courant (il,i2peimena) @ permis de
positionner le mobile de I’actionneur sur les quarts de pas. Cependant, la répétition des
expériences a montré que le positionnement est entaché d’erreurs plus au moins importantes
suivant le quart de pas considéré. Chaque expérience a été répétée dix fois et un écart-type c a

été calculé pour chaque quart de pas, tableau I11.2.

Tableau I11.2 : Courants d’alimentation pour un positionnement en quarts de pas

micropas Courant d’alimentation | Courant d’alimentation de | Courant d’alimentation de c
de laphase 1:il (A) la phase 2 : 12 heorique (A) | 1a phase 2 : i2eparimental (A)

Position initiale 0,85 0 0 0,005
1/4 de pas 0,66 0,33 0,8 0,023
2/4 de pas 0,43 0,73 1,2 0,034
3/4 de pas 0,28 0,79 1,4 0,086

1 pas 0 0,85 0,85 0,005

La figure 111.35 présente les réponses dynamiques de I’actionneur sollicité par les
courants il et i2peimenar du tableau 111.2. La position d’équilibre possible s’inscrit dans une

bande expérimentale centrée sur la moyenne des réponses mesurées et limitée par +oc.
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Figurell1.35: Positionnement en micropas de I'actionneur
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Ces résultats ainsi que d’autres obtenus a partir des expériences réalisées pour des
positionnements en huitiemes de pas prouvent encore une fois que le positionnement en

micropas est plus aisé sur le premier que sur le second demi-pas.

Les difféerentes réponses dynamiques de la figure 111.35 sont relevées en partant de la
méme position d’équilibre stable correspondant a I’alimentation de la phase d’extrémité par
un courant i1=0,85A. Ensuite, I’alimentation est coupée et enfin, les deux courants ilet i2 sont

injectés simultanément dans les phases.
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111.6. CONCLUSION

Dans ce chapitre nous avons développé une approche de commande basée sur un
couplage mécanique-magnétique permettant d’assurer un positionnement précis, tenant
compte des effets de saturation en présence de couplages, de dissymétries et de fuites

magnétiques entre les phases de I’actionneur linéaire.

Nous avons montré, dans la premiére partie du chapitre, la maniére dont le probléme
difficile d’identification des parametres de I’équation mécanique décrivant le mouvement de

I’actionneur est résolu.

Ensuite, & partir des parametres retenus et des surfaces de réponses des forces en
fonction de la position du mobile et des courants d’alimentation des phases, construites a
partir des simulations éléments finis, nous avons élaboré un modele dynamique de
I’actionneur qui nous a permis de simuler son fonctionnement aussi bien en pas entiers qu’en

micropas.

Nous avons donc prouvé, par simulations numériques, que I’application de la stratégie
de commande proposée assure une précision de positionnement en micropas pour les courants

d’alimentation déterminés a partir de I’inversion des surfaces de réponses.

Les essais pratiques effectués sur le banc d’essais réalisé ont, par ailleurs, montré que
les dissymétries existantes entre les phases d’extrémités et les phases centrales peuvent
effectivement étre palliées en déséquilibrant convenablement les courants d’alimentation des

phases.
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CONCLUSION GENERALE

L'élaboration d'une méthodologie de conception optimisée pour les moteurs pas a
pas linéaires tubulaires a réluctance variable ainsi que le développement d'une stratégie de
commande sur la base de surfaces de réponses calculées par éléments finis et introduites
dans le modéle dynamique constituent les principales contributions de nos travaux de

recherche.

Ces approches ont été appliquées a la conception, I'optimisation et la commande
d’'un premier prototype de moteur pas a pas linéaire tubulaire a réluctance variable réalisé
pour la motorisation d’un chariot de perceuse de circuits imprimés permettant la translation
et le positionnement du systéme de pergage. Ce prototype, dimensionné de fagon a générer
un pas de déplacement linéaire de 2,54 millimétres et fournir une force de démarrage de 20

Newtons sur chaque pas, a permis de tester les difféerents modeles élaborés.

La méthodologie de conception optimisée proposée est basée sur l'utilisation des
plans d'expériences et s’appuie aussi bien sur I'élaboration de modéles réseaux de
réluctances pour le dimensionnement que sur I'élaboration de modéles éléments finis pour

I'estimation des performances.

Ces modéles ont été utilisés pour le calcul de la force statique développée par
I'actionneur. Les résultats obtenus a partir du réseau de réluctances ont montré I'importance
de la prise en compte de la non-linéarité du matériau magnétique dans la modélisation et la
prépondérance des phénomeénes d'entrefer dans I'actionneur modélisé. Par ailleurs, les
résultats éléments finis ont montré I'existence d’'un lien étroit entre le choix de la méthode de
calcul de force utilisée et la précision du résultat obtenu. En effet, la méthode du tenseur de
Maxwell nécessitant un maillage d’entrefer dense et régulier en triangles isocéles rectangles,
présente une forte sensibilité a la déformation du maillage. Par contre, la méthode exploitant
le concept de coénergie magnétique se caractérise par une stabilité remarquable vis a vis du
maillage d’entrefer et fournit des résultats aussi précis que ceux obtenus par le tenseur de

Maxwell avec une densité de maillage beaucoup plus réduite.

Cette méthodologie a été appliquée au moteur linéaire étudié et a permis de
déterminer une zone de stabilité offrant un compromis entre la précision du modéle et la
précision de réalisation de lactionneur. Ainsi la structure optimisée doit pouvoir étre

fabriquée industriellement sans dégradation de ses performances.
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Tous les modeles élaborés sont paramétrés et peuvent étre appliqués pour la
conception optimisée d’'une gamme d’actionneurs linéaires tubulaires a réluctances variables
répondant & des cahiers de charges différents. Les essais statiques réalisés sur le prototype
ont validé la démarche de dimensionnement par réseaux de réluctances ainsi que le calcul

de force obtenu a partir des modéles éléments finis.

La stratégie de commande développée assure un couplage entre les équations
mécanique et magnétiques grace a l'utilisation de surfaces de réponses construites a partir
de la force développée par I'actionneur en fonction de la position du mobile et des courants
d’alimentation des phases, déterminées a partir de simulations éléments finis. Ce couplage
hors ligne diminue considérablement le temps de calcul en comparaison a des simulations
magnétodynamiques et semble particulierement bien adapté a I'étude du comportement

dynamiqgue des moteurs pas a pas fonctionnant en pas entiers ou en micropas.

Au cours de la réalisation du prototype, nous avons été confronté a la difficulté du
centrage de la partie mobile a I'intérieur du stator avec un entrefer de 0,1 millimétre. Il a donc
été nécessaire de rectifier le diamétre intérieur du stator afin de doubler I'entrefer et
diminuer, par conséquent, I'effort d’attraction radial. Cet effort se manifeste en présence de
courants d'alimentation importants et provoque un collage de la partie mobile contre la partie
fixe. De plus, malgré l'utilisation de roulements a billes, un frottement sec contribue a la
création de zones mortes de fonctionnement ayant pour conséquence une dispersion du
positionnement. Cette dispersion étant d’autant plus importante que [l'alimentation de
l'actionneur est faible. C’est pourquoi, nous avons choisi d’'effectuer des essais pour des
courants d'alimentation d’intensités moyennes afin de s’éloigner de ces deux phénomeénes

antagonistes.

Des essais pratiqués sur le prototype ont également mis en exergue l'existence de
dissymétries importantes entre les phases d’extrémité et les phases centrales de I'actionneur

qui sont d’autant plus importantes que la machine est saturée.

Les essais dynamiques ont montré l'importance de la prise en compte de |'état
magnétique de l'actionneur sur sa réponse dynamique, et prouvé la possibilité de faire

fonctionner I'actionneur linéaire en micropas.

De nombreuses perspectives peuvent étre envisagées pour faire suite a ce travail.
Afin d’améliorer la précision de positionnement en tenant compte des caractéristiques
physiques du moteur, des surfaces de réponses donnant les forces en fonction de la position
du mobile et des courants d’alimentation des phases peuvent étre déterminées a partir

d’essais pratiques.
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La notion de surfaces de réponses peut étre étendue pour la réalisation d'autres
types de couplages entre les différentes équations décrivant le fonctionnement de
I'actionneur, comme par exemple des surfaces de réponses d’inductances pour le couplage

avec les équations électriques.

Ensuite, un calcul évolutif pourra, étre utilisé pour I'élaboration de commandes en
lignes & partir d'un stockage d’informations permettant une évolution de la commande en
fonction de certaines variations. Il est également possible d’envisager de développer des
commandes en boucle fermée utilisant I'effet réluctant de I'actionneur comme indicateur de
position afin de s’affranchir des problemes de positionnement provoqués par le frottement

SecC.

Les modéles, et les stratégies de commandes élaborées pourront étre implémentées
sur le banc d’essai réalisé qui offre une grande souplesse d'utilisation ainsi qu’une évolution

facile apportée par une partie commande réalisée sous forme logicielle.

Par ailleurs, I'étude magnétodynamique d’actionneurs linéaires plus véloces avec
prise en compte des courants de Foucault ainsi que I'implantation du calcul de force a partir
de la dérivée du jacobien local, en post-traitement sur des résultats éléments finis nous

semblent étre des points particulierement intéressants a développer.

Et c’est dans ce sens que nous envisageons de poursuivre nos travaux de recherche.
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