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Introduction générale

A cause de l’épuisement avancé des réserves d’énergies primaires fossiles et en raison des me-

naces immédiates du changement climatique sur les sociétés humaines et sur la planète, la maîtrise

de la production et de la consommation de l’énergie est indispensable pour réduire les émissions

de gaz à effet de serre et le coût énergétique mondial. Cet objectif d’économie d’énergie passe

nécessairement par une meilleure utilisation des machines électriques. En effet, les machines élec-

triques sont les dispositifs les plus importants dans les systèmes industriels. Grâce à l’avènement de

l’électronique de puissance et l’amélioration des systèmes d’alimentation, elles occupent une place

croissante tant dans la génération d’énergie qu’en actionnement. Aujourd’hui leur champ d’appli-

cation est de plus en plus étendu, il va de la robotique au domaine des transports en passant par

les applications électroménagères. A titre d’exemple, 70 % de la consommation d’électricité dans

l’industrie est dédiée au fonctionnement des machines électriques (30 % pour la compression, 20 %

pour le pompage, 13 % pour la ventilation et 37 % pour les systèmes d’entrainement) [Som18]. Il

va de soit que les machines électriques jouent un rôle prépondérant dans l’économie d’énergie. Il

est donc urgent de concevoir des machines plus performantes énergétiquement en agissant à la fois

sur leur conception et sur leur contrôle afin de réduire la pollution de l’environnement et baisser la

facture énergétique.

Il existe plusieurs types de machine qui se différencient selon leurs applications et leurs gammes

de puissance. Traditionnellement la Machine à Courant Continu (MCC) était l’actionneur le plus

utilisé grâce au contrôle facile du couple et de la vitesse à partir de la tension de l’induit sans l’uti-

lisation d’un variateur de fréquence. Elle a aussi l’avantage d’un raccordement direct aux sources

d’énergie telles que les batteries et les accumulateurs. Mais aujourd’hui la MCC est sur le déclin.

En effet son principal défaut réside dans son système balais-collecteur. Ce dernier est couteux,

complexe à réaliser et s’use avec le temps. La MCC est progressivement concurrencée par les

machines à courant alternatif dans les applications de forte puissance. A l’origine, la Machine

Asynchrone (MA) ou machine à induction était utilisée simplement en mode moteur. Mais avec le

1
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développement de la microélectronique et des variateurs de fréquence qui permettent de régler la

vitesse, elle est aujourd’hui largement utilisée en mode générateur. Son domaine d’application est

de plus en plus étendu. On la retrouve principalement dans les génératrices éoliennes et dans les

transports en passant par l’électroménager. Actuellement la Machine Synchrone à Aimants Per-

manents (MSAP) est la plus répandue. Elle est utilisée dans les systèmes de traction grâce à ses

performances intéressantes telles qu’un couple massique et une puissance massique élevés et un

bon rendement. Elle présente donc un avantage sur le plan performance/volume. Mais cet avan-

tage de la MSAP est limité par le coût des aimants qui a considérablement augmenté ces dernières

années et le fait qu’elle n’est pas adaptée à fonctionner à des températures supérieures à 200◦C.

La présente étude a pour objectif d’améliorer l’efficacité énergétique et la sûreté de fonction-

nement d’un actionneur électrique à réluctance variable. Comme toutes les machines électriques

tournantes, la Machine à Réluctance Variable (MRV) est constituée d’une partie fixe (le stator) et

d’une partie mobile (le rotor). Son fonctionnement est basé sur l’interaction du stator et du rotor

pour maximiser le flux qui les traverse. Cette machine présente des caractéristiques intéressantes

qui suscitent actuellement l’intérêt de beaucoup de chercheurs et d’industriels. En effet, grâce à

son rotor passif, composé uniquement de matériaux ferromagnétiques et démuni de tout enroule-

ment électrique, la MRV présente une structure simple et un moment d’inertie faible. L’absence de

balais-collecteur lui confère une certaine robustesse et une maintenance relativement facile com-

parativement à la MCC. L’absence d’aimants au rotor réduit considérablement le coût de la ma-

chine et lui permet de fonctionner dans des environnements sévères sous des températures élevées

contrairement à la MSAP.

Le principe de la reluctance variable est l’une des plus anciennes techniques utilisées pour la

conversion électromécanique. La paternité de la MRV est généralement attribuée à Robert Da-

vidson [Kri01] qui a utilisé en premier une MRV de six tonnes pour entraîner une locomotive

ferroviaire de Edinburg à Glasgow à quatre miles par heure en 1842. Quelques applications vont

vite voir le jour notamment dans les systèmes d’horlogerie (horloge de Froment, 1854), dans les

petits moteurs de jouets, dans les systèmes de transmission électrique (synchromachines des ba-

teaux de guerre, rasoirs électriques). La MRV était utilisée aussi pour la génération de courants

hautes fréquences (jusqu’à 20 kHz) dans l’alimentation des fours à induction et dans l’émission

d’ondes radio [Mul94a].

Le développement rapide de la machine à réluctance variable au 19e siècle est freiné par la

concurrence des machines à courant continu et des machines alternatives. A l’époque, la MRV fut
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handicapée par la commutation mécanique des phases, si bien qu’elle fut délaissée au profil des

autres actionneurs. Cependant, le principe à réluctance variable n’a jamais disparu, il continuait

à occuper une place marginale sans réel développement industriel. Il a fallu attendre le début des

années 1970 pour voir le renouveau de la machine à réluctance variable [Mil01] . Mais, c’est à

partir des années 1980 qu’elle a commencé à susciter un réel intérêt de la part des chercheurs et

des industriels. Ce développement fulgurant est favorisé par :

— L’avènement d’interrupteurs de puissance performants (Transistor bipolaire, Mosfet, Igbt)

qui remplaceront les commutateurs mécaniques et permettent une régulation de courant à

des fréquences plus élevées.

— Le développement de microprocesseurs (Dsp, Pic,...) puissants, rapides et économiques

et l’arrivée de circuits intégrés (Fpga) qui permettent l’implémentation d’algorithmes de

commande plus complexes et plus robustes.

— Le développement d’ordinateurs plus performants avec des langages de programmation

avancés (Matlab-simulink, langage C, Vhdl,...) et des méthodes de calculs numériques par

éléments finis puissantes (Femm, Maxwell 2D,...)

Comme toutes les machines électriques, en alimentant convenablement ses différentes phases, la

machine à réluctance variable est réversible et susceptible de se comporter tantôt en moteur, tan-

tôt en générateur, dans les quatre quadrants du plan couple-vitesse. Beaucoup de publications ont

été faites ces deux dernières décennies sur l’utilisation de la MRV en mode moteur ([AABS15]

[XLA15] [RSI+14]). Par contre, peu de travaux sont consacrés au fonctionnement de la Géné-

ratrice à Réluctance Variable (GRV), du fait, peut être, de l’apparence passive de cette machine

qui ne laisserait pas entrevoir immédiatement son caractère réversible [Mul94b]. Eu égard à ses

nombreux avantages sus-cités, l’utilisation de la GRV peut être très pertinente dans certaines ap-

plications. D’une part, sa construction simple et sa robustesse intrinsèque sont recherchées dans

les applications à très haute vitesse telles que les micro-turbines à gaz ([FJHJ95]), les applications

de type automobile ([HSCJ14] [SNH12]), et les systèmes aéronautiques ([VTB+14] [BDEG17]),

où la sécurité des usagers est mise en jeu. D’autre part, sa simplicité de construction et son faible

moment d’inertie font que la GRV est aujourd’hui un candidat potentiel pour des applications basse

vitesse telles que les génératrices éoliennes ([MMM+14] [CCF+15]).

Malgré ses avantages en termes de simplicité de construction, de coût et de robustesse, l’utili-

sation de la machine à réluctance variable dans le milieu industriel reste très limitée. Deux facteurs
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sont à l’origine de cela : un bruit acoustique important (qui peut être d’origine mécanique, élec-

tromagnétique et aérodynamique) et une forte ondulation de couple qui est due à la façon dont les

phases de la machine sont alimentées. En outre, le fonctionnement de la MRV nécessite l’utilisation

d’un capteur mécanique pour connaître la position du rotor pour la commande de la machine. Dans

ce contexte, des efforts à la fois sur la conception et sur la commande doivent être menés pour amé-

liorer l’efficacité énergétique et la sureté de fonctionnement de cet actionneur à réluctance variable

afin de le rendre compatible à des applications grand public.

Contribution de la thèse

Le travail proposé dans cette thèse porte sur la commande de la machine à réluctance variable

de type 8/6, déjà conçue et disponible au laboratoire GeePs (Génie Electrique et Electronique de

Paris). On s’intéressera à la commande de la machine en modes moteur et générateur. Dans un

premier temps, il s’agira de développer des lois de commande robustes aux perturbations (fluc-

tuations de la vitesse et de la charge), qui soient tolérantes aux défauts, efficaces énergétiquement

et qui permettent de garantir des performances élevées en minimisant les ondulations de couple

et les pertes. Dans un second temps, il s’agira de concevoir des lois de commande sans capteur

mécanique (sensorless) afin d’assurer la surveillance de l’actionneur et la continuité de service en

cas de panne d’un capteur de position.

Dans le chapitre 1 nous dresserons l’état de l’art sur la commande de la machine à réluctance

variable. Les travaux de recherche actuels portent principalement sur la modélisation électroma-

gnétique, le fonctionnement quatre quadrants, l’optimisation de la commande selon un critère de

minimisation des ondulations de couple ou de maximisation du rendement, la commande sans cap-

teurs mécaniques, la commande tolérante aux défauts et la réduction des vibrations de la machine.

Dans le chapitre 2 nous aborderons la commande de la MRV en modes moteur et généra-

teur. Nous commencerons par une présentation du principe de conversion d’énergie par réluctance

variable. Ensuite le modèle électromagnétique de simulation sera présenté. Il est obtenu par la mé-

thode des éléments finis à partir d’un logiciel de simulation numérique Mrvsim développé sous

Matlab. La commande de la machine en mode moteur sera d’abord abordée. Il s’agira de contrôler

la vitesse de rotation et le couple de la machine. Elle sera suivie par la commande de la machine

en mode générateur débitant sur bus continu. L’objectif de la commande de la génératrice sera de

maintenir la tension du bus continu constante malgré les variations de la vitesse et de la charge. Ce

chapitre se terminera par l’optimisation des angles de commande des interrupteurs et du courant
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de référence afin de maximiser le rendement de conversion.

Le chapitre 3 sera consacré à la connexion de la génératrice à réluctance variable au réseau al-

ternatif monophasé ou triphasé pour une application éolienne. Un onduleur est utilisé pour conver-

tir la tension continu à la sortie de la génératrice en une tension alternative semblable à celle du

réseau. Dans un premier temps, nous présenterons le contrôle de la partie mécanique : le régulation

de la vitesse sera assurée par le convertisseur de la GRV et le couple est imposé par une machine à

courant continu utilisée ici pour simuler le rôle de la tribune de l’éolienne. Nous aborderons ensuite

le contrôle de la partie électrique. La synchronisation avec le réseau est assurée par une boucle de

verrouillage de phase. La premier objectif sera de maintenir la tension du bus continu à sa valeur

nominale malgré les perturbations. Le second objectif est de contrôler la qualité du courant injecté

dans le réseau. Pour la connexion au réseau monophasé, on comparera l’effet de trois correcteurs

(PI, Résonant et P-Résonant) sur le contrôle du courant réseau. Pour la connexion au réseau tri-

phasé, la tension du bus et la puissance réactive sont contrôlées indépendamment et respectivement

par les courants direct et en quadrature du référentiel de Park à l’aide de correcteurs PI.

La commande sensorless de la MRV sera traitée dans le quatrième et dernier chapitre. Nous

présenterons trois méthodes d’estimation de la position. La première est basée sur la technique

d’injection, elle consiste à envoyer des impulsions de tension dans chaque phase non active de

la machine, puis, en se basant sur la caractéristique de l’inductance, il est possible de trouver

une estimation de la position. La deuxième est basée sur la mesure des grandeurs électriques et

sur la caractéristique de flux pour obtenir la position. La troisième est basée sur les observateurs

adaptatifs. Les trois méthodes seront évaluées en simulation, mais par manque de temps, seule la

deuxième sera testée expérimentalement. Une étude comparative des trois stratégies sera présentée

afin de voir les limites et les avantages de chacune suivant le point de fonctionnement (couple -

vitesse) de la machine.

Enfin, nous tirerons des conclusions sur les travaux présentés dans ce mémoire et proposerons

des perspectives sur les travaux futurs.
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2 Chapitre 1. Travaux de recherche sur la Machine à Réluctance Variable

1.1 Introduction

Les travaux de recherche sur la Machine à Réluctance Variable (MRV) se sont accélérés depuis

deux décennies. Les travaux actuels portent principalement sur les thématiques suivantes : le di-

mensionnement et la modélisation électromagnétique, l’utilisation de la machine en mode moteur

pour la traction, le fonctionnement en mode générateur, la commande sans capteur mécanique de

position, la commande tolérante aux défauts, l’optimisation du contrôle pour améliorer le rende-

ment et la réduction des vibrations,

1.2 Modélisation électromagnétique

La modélisation des phénomènes électromagnétiques dans la machine à réluctance variable

constitue un axe de recherche important. Il s’agit de trouver les caractéristiques électromagné-

tiques du flux, de l’inductance et du couple en fonction du courant et de la position du rotor. Trois

approches sont principalement utilisées pour la modélisation de la MRV. La première est basée

sur les calculs par éléments finis [PRPB05], la deuxième s’appuie sur des mesures expérimen-

tales [CW97] [NKDM13] [FRG16], enfin, il existe des modèles basés sur des calculs analytiques

[Rad95] [MTV17] [VV00].

1.2.1 Méthodes par éléments finis

Grâce à la finesse de la représentation qu’elles permettent d’obtenir, les méthodes de calcul

par éléments finis sont très utilisées pour la modélisation et le dimensionnement. Elles permettent

de calculer les caractéristiques magnétiques et électromécaniques en se basant sur les paramètres

géométriques (dimensions de la machine, nombre de dents, longueur de l’entrefer, ...), sur les

propriétés magnétiques et mécaniques du stator, du rotor et de l’entrefer (nombre de spires, courant

d’excitation, ...) et sur le point de fonctionnement de la machine (vitesse de rotation, couple, ...).

Elles donnent les caractéristiques de flux et de couple à partir d’interpolations linéaires de tableaux

de points discrets du courant et de la position. Les tableaux peuvent ensuite être utilisés par exemple

pour la simulation dynamique de la MRV avec des logiciels métier tels que Matlab-Simulink. Dans

[KKSC13], les auteurs présentent une comparaison entre une modélisation par éléments finis 2D

et 3D d’une MRV 18/12 pour véhicule électrique. C’est une machine 60 kW , 207 Nm avec une

densité de couple élevée 35 Nm/L. Le modèle 3D présente une meilleure précision, l’erreur sur
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le couple par rapport à la mesure est de 3.1 % contre 13.9 % pour le modèle 2D. En revanche, les

temps de calcul sont de deux heures pour le modèle 2D et soixante douze heures (trois jours) pour

le modèle 3D. Les modèles 2D peuvent être utilisés en cas de besoin de résultats rapides et peu

précis.

FIGURE 1.1 – Modélisation par Eléments Finis d’une MRV 18/12 [KKSC13]

1.2.2 Méthodes expérimentales

Comme la méthode des éléments finis, les méthodes expérimentales sont basées aussi sur des

"lookup tables". Les réseaux de flux et de couple sont obtenus à partir de mesures expérimentales

statiques et sont stockés dans des tableaux à trois dimensions. Dans [FRU93], les auteurs pro-

posent une technique simple pour mesurer le flux et le couple en intégrant la force électromotrice

(fem) mesurée par une bobine test placée sur un pôle du stator. En effet, en bloquant le rotor à

une position bien connue et en négligeant le couplage entre phases de la MRV, la force électro-

motrice dépend uniquement de la variation du flux. La coénergie est ensuite calculée en intégrant

les courbes de saturation du flux. La Figure 1.2 (a) montre les courbes de coénergie de la MRV

testée obtenues à partir de 21 courbes de saturation, chacune mesurée sur 20 valeurs de courant

avec un pas de 1 A. Les courbes de la coénergie sont reconstruites sur 500 points à partir d’une

interpolation parabolique. La caractéristique de couple est enfin déduite en calculant la dérivée de

la coénergie en fonction de la position. La Figure 1.2 (b) montre que le réseau de couple obtenu

par cette méthode est proche de celui mesuré par le couplemètre.
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FIGURE 1.2 – Modélisation de la machine à réluctance par une méthode expérimentale (a) coéner-

gie, (b) couple statique, (-* mesuré par un couplemètre). [FRU93]

Les méthodes par éléments finis et les méthodes expérimentales ont l’avantage de prendre en

compte l’effet de la saturation magnétique et des non linéarités. Par contre, elle sont limitées par

l’interpolation linéaire des caractéristiques qui réduit la précision. Pour améliorer la finesse, il faut

réduire le pas de discrétisation, mais cela implique des tableaux de tailles plus grandes et des temps

de calcul plus élevés. Les méthodes expérimentales présentent l’inconvénient supplémentaire qu’il

faut disposer de la machine et de l’instrumentation adéquate.

1.2.3 Méthodes analytiques

Il est difficile de trouver une relation mathématique du flux et du couple en fonction du courant

et de la position à cause des non linéarités de la MRV dues à la saturation des circuits magnétiques.

Mais, en supposant le courant d’alimentation suffisamment faible par rapport au courant de satu-

ration de la machine, on peut trouver un modèle analytique qui permet de décrire le comportement

électromagnétique de la MRV. Les méthodes analytiques permettent de réduire le temps de calcul

et l’espace mémoire utilisé, mais, la précision du calcul dépend de la finesse du modèle choisi. Le

modèle analytique peut être utilisé pour le calcul des paramètres de la machine et pour la synthèse

des lois de commande.

Les méthodes analytiques sont basées sur la géométrie de la machine et sur les propriétés

magnétiques des matériaux utilisés. Une méthode analytique est présentée dans [VV00]. Cette
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méthode simple et rapide tient compte des non linéarités de la caractéristique de flux mais elle ne

considère pas l’effet du couplage entre les différentes phases de la machine. [MTV17] présente une

nouvelle approche analytique qui prend en compte l’interaction mutuelle entre deux ou plusieurs

phases actives de la machine. Le flux élémentaire dépend des courants de toutes les phases actives

simultanément. Elle permet une modélisation plus précise de la machine que les méthodes analy-

tiques classiques qui considèrent un découplage des phases. Les Figures 1.3(a) et (b) montrent les

variations du flux et du couple en fonction de la position obtenues par la méthode des EF et la mé-

thode analytique tenant compte du couplage mutuel entre les différentes phases d’une MRV 8/6.

Les résultats montrent que cette méthode analytique permet d’obtenir une bonne précision avec

une erreur sur le couple inférieure à 1 % par rapport à la méthode de calcul par EF prise comme

référence.

FIGURE 1.3 – Comparaison entre la méthode EF et la méthode analytique pour MRV 8/6 mutuel-

lement couplée. (a) flux , (b) couple [MTV17]

En conclusion, le choix de la méthode de modélisation dépend de l’objectif. Pour dimensionner

une machine ou analyser avec finesse l’évolution des grandeurs physiques, le modèle EF sera

préféré même s’il peut être couplé avec des modèles analytiques lors des phases d’optimisation

des paramètres de la machine. En revanche pour la synthèse des lois de commande ou l’analyse

macroscopique, les modèles analytiques seront privilégiés même si là encore on peut envisager

une phase initiale avec un modèle EF qui permette d’obtenir les paramètres des circuits électriques

équivalents à la base des modèles analytiques.
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1.3 Fonctionnement en mode générateur

La Génératrice à Réluctance Variable (GRV) est une candidate potentielle dans les applica-

tions où la robustesse et la tolérance aux défauts sont les principaux critères cherchés. La demande

croissante en énergie électrique dans l’automobile et le besoin des constructeurs d’avoir des sys-

tèmes de plus en plus fiables et compacts, font qu’une attention particulière est portée ces dernières

années sur l’étude des GRV comme alterno-démarreur. Le but recherché est d’avoir une machine

capable de fonctionner en mode moteur pour démarrer le moteur thermique, ensuite de fonctionner

en mode génératrice pour charger la batterie et alimenter les équipements électriques de bord.

L’article [Tor02] présente le principe de conversion d’énergie d’une GRV 6 kW conçue pour la

fonction alterno-démarreur dans une application automobile. La structure du contrôleur est iden-

tique à celle en mode moteur. En basse vitesse (en dessous de la vitesse de base), la génératrice est

commandée en courant par un découpage à hystérésis ou bien une modulation de la largeur d’im-

pulsion. Pour des vitesses supérieures à la vitesse de base une commande pleine onde de la tension

est utilisée. Pour le fonctionnement en mode générateur les auteurs ne cherchent pas à contrôler

directement le couple, ils cherchent plutôt à réguler la puissance (ou la tension du bus) de sortie de

la génératrice pour fournir la puissance demandée avec le rendement maximal.

La génératrice à réluctance variable constitue également une solution intéressante dans les

applications éoliennes à basse vitesse [YLD14a] [HWLL15] [BAG+15a]. Dans la thèse [Mor05],

la modélisation et l’optimisation d’une génératrice à réluctance variable directement couplée à

l’éolienne est présentée. La génératrice tourne à 50 tr/mn sous une puissance nominale de 10 kW

et un couple de 2000 Nm. Pour cette application la vitesse de rotation est régulée par rapport à la

vitesse du vent de façon à maximiser le rendement de conversion. Deux boucles de régulation sont

implémentées : une boucle externe de régulation de la tension du bus continu et une boucle interne

de régulation des courants de phase de la génératrice.
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1.4 Optimisation de la commande

Le fonctionnement de la MRV comprend une étape de magnétisation et une étape de déma-

gnétisation des phases. L’excitation est assurée par le convertisseur à demi pont en fermant les

interrupteurs lorsque la position est comprise entre les angles de commande θon et θoff , qui corres-

pondent au début et à la fin de l’alimentation. Pour le fonctionnement en mode moteur, la magné-

tisation commence à la position d’opposition θon = 0◦ (lorsque l’inductance est minimale). Pour

un fonctionnement générateur de la MRV l’excitation commence à la position de conjonction dans

notre cas θon = 180◦ (lorsque l’inductance est maximale) . En revanche, pour des vitesses élevées

(au delà de la vitesse de base), l’angle de début de magnétisation est avancé. La phase d’excitation

commence avant la conjonction en mode générateur pour augmenter l’énergie produite pendant

la phase de génération. Un choix judicieux des angles de commande est primordial pour garan-

tir un fonctionnement performant et efficace de la machine à réluctance variable. Des angles de

commande optimaux permettent une réduction des ondulations de couple et une maximisation du

rendement. Différentes méthodes sont utilisées pour l’optimisation des angles. Dans [SNH12] une

stratégie de commande d’une génératrice triphasée 1 kW basée sur le réglage en temps réel des

angles θon et θoff est proposée. L’objectif est de trouver les angles qui maximisent le rendement,

minimisant en même temps les ondulations du courant de charge. Le contrôle de θon est assuré par

un correcteur proportionnel intégral pour délivrer la puissance de sortie demandée par la charge.

Un algorithme permet de trouver θoff optimal qui donne une ondulation de courant minimale et un

rendement maximal.

Une autre approche est proposée dans [MSKT00]. Le but ici est de fournir une puissance don-

née avec le rendement le plus élevé en minimisant les pertes. La stratégie qui est proposée ici est

de choisir le couple optimal qui correspond au courant efficace minimal dans chaque phase pour

délivrer la puissance demandée. L’optimisation de la commande se fait à partir d’un calcul par

éléments finis. Des cartographies reliant le courant du bus continu avec les angles de commuta-

tion, la tension du bus et la vitesse de rotation sont construites. Elles permettent de trouver les

angles de commutation optimaux (ψopt et θp−opt). Ces paramètres optimaux permettent de mini-

miser les pertes par commutation, les pertes par conduction des interrupteurs ainsi que les pertes

Joule. L’avantage de cette méthode hors ligne se trouve dans sa simplicité, par contre elle nécessite

des ressources importantes en espace mémoire pour stocker les cartographies. Cette commande est

testée sur une GRV 6 kW à haute vitesse 5000 tr/mn alimentée par un onduleur à demi pont.

Un calcul analytique des angles d’excitation θon et θoff optimaux pour maximiser la puissance
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de sortie de la génératrice à réluctance variable est proposé dans [SCLC12]. Ils sont calculés en

fonction de la vitesse de rotation, de la tension du bus et du flux.

Dans [VBG+01] les auteurs présentent une stratégie de commande basée sur un résultat empi-

rique permettant un contrôle en boucle ouverte. L’étude porte sur une MRV 6/4 triphasée 5 kW ,

destinée à une application automobile. Elle est contrôlée en courant au démarrage, pour délivrer

un couple de 140 Nm pour démarrer le moteur thermique. Quand la vitesse de base est atteinte, la

MRV passe en mode générateur. Des simulations et des essais expérimentaux ont permis de trou-

ver une relation très simple entre les angles d’excitation qui permettent de maximiser le courant

de sortie : ” ψ − θp = 70◦ ”. Cette relation est vérifiée sur toute la plage de vitesse. Elle offre

une possibilité simple de contrôler le courant en boucle ouverte dans la mesure où les angles de

commande peuvent être calculés en fonction de la vitesse ou du courant.

1.5 Commande tolérante aux défauts

La structure de la machine à réluctance variable est différente de celle des autres machines

électriques dans la mesure où elle ne comporte ni aimants permanents ni bobinage au rotor. Cette

absence de source d’excitation au rotor et l’indépendance des différentes phases font que la MRV

est une machine intrinsèquement robuste et tolérante aux défauts, capable de continuer à fonc-

tionner en présence d’un défaut sur une ou plusieurs phases, contrairement aux machines où un

défaut sur une phase peut sérieusement affecter les autres phases à cause du couplage magnétique

entre les enroulements. La tolérance aux défauts est aujourd’hui un critère très important dans les

applications critiques, notamment dans les systèmes automobiles et avioniques, où la sécurité des

personnes et des équipements est mise en jeu. La machine à réluctance variable est donc une candi-

date potentielle pour de telles applications. Cependant une analyse des différents types de défauts

de la machine et de l’électronique associée et une étude des méthodes de diagnostic de défauts sont

nécessaires pour bénéficier pleinement de cette capacité tolérante aux pannes qu’offre la machine

à réluctance variable.

Un défaut est un évènement qui peut apparaitre à différents endroits d’un système, capable

d’entraîner des modifications plus ou moins importantes des caractéristiques physiques de ce sys-

tème. Une analyse des défauts de la machine à réluctance variable en mode générateur est abordée

dans [HRN02]. Ils peuvent être classés suivant leur localisation. Ainsi, on distingue les défauts

internes qui surviennent au niveau de la machine et les défauts externes qui apparaissent en dehors
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de la machine.

Le défaut interne le plus couramment rencontré est l’ouverture d’un enroulement à cause d’un

problème de fabrication ou de rupture d’une liaison. Lors d’un tel défaut, la phase défectueuse

ne participe plus à la génération d’énergie électrique. Pour maintenir la même puissance qu’avant

l’apparition du défaut, les autres phases saines seront sollicitées davantage. Cela a pour consé-

quence une augmentation des ondulations sur la tension de sortie. Le second défaut rencontré est

le court-circuit partiel ou total d’une phase de la machine dû à un problème d’isolation des en-

roulements. Ce genre de défaut entraine un dysfonctionnement sur les interrupteurs de puissance.

L’excitation de la phase correspondante devient incontrôlable.

Les défauts externes concernent le convertisseur de puissance (ouverture ou court-circuit d’un

interrupteur, surchauffe, surintensité, surtension au niveau des interrupteurs et des diodes de roue

de libre), les capteurs de courant et de position, la source d’alimentation et la charge. La commande

tolérante aux défauts implique donc la MRV, la topologie des convertisseurs de puissance, les

capteurs de position et de courant et la stratégie de commande. La redondance est la façon la plus

simple pour améliorer la tolérance aux défauts de la MRV. Elle consiste à augmenter le nombre de

phases et/ou de pôles de la machine.

Dans [RSJ09] les auteurs étudient l’influence des différents types de défaut sur les ondulations

du couple. Des tests ont été effectués avec deux types de machines, une structure 12/8 et une

structure 12/14. Les résultats montrent que les ondulations de couple dépendent de la sévérité du

défaut et qu’elles sont moins importantes avec la structure qui a le plus grand nombre de pôles.

1.6 Commande sans capteur mécanique

En raison de ses caractéristiques, l’utilisation de la machine à réluctance variable dans le do-

maine des transports semble devenir une réalité. Conjointement aux critères économiques, les

constructeurs doivent aussi répondre à des critères de sécurité routière des usagers notamment

dans le cas d’une perte d’un capteur électrique ou mécanique. Cependant, la commande de la

MRV nécessite la connaissance de la position du rotor à tout moment pour produire le couple. Un

capteur mécanique est traditionnellement placé sur l’arbre du rotor pour mesurer la position. Tou-

tefois, l’utilisation de capteurs mécaniques de position présente des inconvénients : D’une part cela

augmente le coût et l’encombrement global de l’entrainement, d’autre part, la sécurité des usagers

est mise en jeu en cas de défaillance ou de perte du capteur. Par conséquent, le développement de
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lois de commande sans capteur mécanique (dénommés sensorless control) s’impose et représente

aujourd’hui un axe de recherche qui mobilise de nombreux acteurs aussi bien dans le domaine

industriel que dans le domaine académique.

Plusieurs stratégies de commande sensorless ont été proposées ces dernières années. Un état de

l’art des différentes méthodes de contrôle sensorless de la MRV est présenté dans [EF02a]. Mal-

gré des avancées significatives, aucune n’est parvenue jusque là à remplacer le capteur de position

sans dégrader certaines performances de la machine. De la même manière que les autres types de

machines, les études sur la commande sensorless font apparaître trois techniques principales. La

première repose sur la mesure des grandeurs électriques (courant, tension, flux) pour estimer la

position [ZLZ+09] [MLF+14] . La deuxième est basée sur des techniques d’injections de signaux

à haute fréquence ou de petites impulsions de tension qui sont exploitées pour détecter la saillance

de la MRV et donc la position du rotor [SBDB16] [CD12]. La troisième est basée sur les nou-

velles techniques de l’Automatique (observateurs, logique floue, réseaux de neurones) [SSC+18b]

[SSC+18a].

Les méthodes d’injections sont très performantes à basse vitesse même si elles sont respon-

sables de pertes supplémentaires. Par contre, les méthodes passives (mesure du flux, observateurs)

qui n’utilisent pas la technique d’injection donnent une meilleure estimation de la position à haute

vitesse. Il existe des algorithmes dits hybrides qui utilisent la technique d’injection pour des vi-

tesses faibles et la technique basée sur le modèle dynamique de la MRV pour des vitesses plus

importantes [Rai13].

1.7 Réduction des ondulations de couple et des vibrations

Malgré ses caractéristiques intéressantes, la machine à réluctance variable est handicapée par

des ondulations de couple et un bruit acoustique importants qui sont dus à la structure et au mode de

fonctionnement de la machine. Le mauvais comportement acoustique freine encore son utilisation

en traction notamment dans l’automobile où le confort des utilisateurs est un critère important. Une

étude expérimentale du bruit acoustique émis par une machine à réluctance variable est présentée

dans [CLU92]. Les origines du bruit peuvent être :

— Mécaniques, à cause des frottements et des défauts de forme des éléments tournants

— Aérodynamiques, dues au déplacement de l’air par les parties tournantes de la machine.

— Electromagnétiques, liées aux efforts magnétiques sur les dents statoriques.
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Le bruit d’origine aérodynamique est principalement lié à la vitesse de rotation. Il devient important

lorsque la vitesse est élevée. Les bruits d’origine mécanique et électromagnétique sont prépondé-

rants à basse vitesse. Pour améliorer le comportement acoustique de la MRV afin de la rendre com-

pétitive notamment pour des applications automobiles, beaucoup de travaux de recherche portent

actuellement sur la réduction du bruit. Les solutions proposées portent sur la conception, en mo-

difiant la structure des géométries [DYLL09] [NHS+02], sur la commande de la machine [LF13]

[SF13] et sur la compensation active [PW97] [Lec03].

Dans la thèse [Zha18] deux méthodes de commande sont proposées à partir d’un modèle multi-

physique électromagnétique / mécanique semi-analytique obtenu par la méthode des éléments finis.

La première est basée sur la variation de l’angle de fermeture des interrupteurs θoff pour arrêter

la magnétisation afin de réduire les vibrations. La seconde est une méthode de contrôle direct de

la force (DFC), l’objectif est d’avoir des variations douces de la force radiale afin de réduire les

vibrations.

Les auteurs présentent dans [BGM+14] une méthode de réduction des ondulations de couple et des

efforts radiaux en introduisant une cale d’encoche magnétique dans la géométrie afin de réduire

l’impact des forces radiales sur les dents statoriques. Une étude comparative avec une MRV clas-

sique en statique et en fonctionnement est effectuée. Les simulations révèlent que l’introduction

des cales magnétiques entraine une dégradation moyenne de 16% de la courbe enveloppe, en re-

vanche elle permet une réduction moyenne de 26% de la force radiale sur la dent statorique.

Une méthode de compensation active des vibrations à l’aide d’actionneurs piézoélectriques est pro-

posée [Min05]. Le principe de cette méthode est d’appliquer une déformation contraire à celle des

forces électromagnétiques à l’aide d’actionneurs piézoélectriques placés sur la surface extérieure

du stator. Des simulations numériques avec un logiciel éléments finis et des essais expérimentaux

montrent qu’avec une faible tension appliquée aux électrodes de l’actionneur PZT, on note une

forte diminution des vibrations de la machine et une réduction notable du niveau sonore.

1.8 Conclusion

En conclusion, on peut voir que les axes de recherche sur la machine à réluctance variable sont

nombreux. Dans la suite de ce mémoire, nous apporterons une contribution sur la modélisation

électromagnétique et la commande optimale de la machine en modes moteur et générateur. Nous

nous intéresserons également à la commande sans capteur de position.
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2.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous allons décrire le principe de fonctionnement de la machine à réluc-

tance variable (MRV) et présenter le modèle électromagnétique. Nous en déduirons la structure

du convertisseur d’alimentation avant d’analyser l’influence des paramètres de contrôle les plus

influents sur les performances en modes moteur et générateur sur bus continu. Ce chapitre se ter-

minera par l’optimisation des angles d’excitation et du courant de référence afin de maximiser le

rendement de la chaine de conversion. Le banc expérimental sera décrit et des résultats expérimen-

taux seront présentés.

Le principe de conversion d’énergie par réluctance variable consiste à modifier l’inductance

propre d’une bobine ou l’inductance mutuelle de plusieurs bobines judicieusement alimentées, par

le déplacement d’une pièce en matériaux ferromagnétiques [SM14]. Du fait de l’alimentation suc-

cessive des différentes bobines, le couple électromagnétique de la MRV présente de fortes non

linéarités. En effet, le couple total de la machine est la somme des contributions des couples élé-

mentaires générés par chaque bobinage.

Il a été démontré que le signe du couple dépend uniquement du sens de variation de l’inductance

en fonction de la position. La machine produit un couple positif si on applique un courant lorsque

l’inductance croit, en revanche, elle produit un couple négatif si on applique le courant lorsque
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l’inductance décroit. Comme les autres machines électriques, la machine à réluctance variable a

la capacité de fonctionner dans les quatre quadrants mécaniques du plan couple-vitesse [Nar10]

[BRN15]. Il est donc possible de l’utiliser soit en mode moteur, soit en mode générateur. Il suffit

pour cela de changer le sens de la vitesse de rotation ou bien de jouer sur les angles de commande

pour créer un couple positif ou négatif. On obtient alors le diagramme quatre quadrants de la Figure

2.1. Dans les quadrants Q1 et Q3, la machine fonctionne en mode moteur, le couple et la vitesse

sont de même signe. Dans les quadrants Q2 et Q4, la phase est alimentée telle que la direction du

couple est opposée à celle de la vitesse, cela correspond au fonctionnement générateur de la MRV.

Dans nos travaux, nous considérons que la vitesse de rotation sera toujours positive. Nous allons

nous intéresser uniquement aux quadrants Q1 et Q2. La machine fonctionnera en mode moteur si

elle produit un couple positif, on parlera de couple moteur. Elle fonctionnera en mode générateur

si elle produit un couple négatif. Les applications visées actuellement par ce mode concernent

les génératrices éoliennes et les véhicules électriques hybrides. Nous aborderons les stratégies de

commande associées à ces deux modes de fonctionnement.

FIGURE 2.1 – Fonctionnement 4 quadrants de la MRV
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2.2 Fonctionnement de la machine à réluctance variable à double

saillance (MRVDS)

2.2.1 Présentation de la machine

La Machine à Réluctance Variable à Double Saillance (MRVDS) est composée d’un rotor passif

comportantNr dents, constitué d’un empilement de tôles ferromagnétiques, et d’un stator, lui aussi

en fer doux. Le stator comporte Ns dents autour desquelles sont enroulés des conducteurs. Le

nombre de phases de la machine est noté q. Chaque phase est constituée de deux enroulements

diamétralement opposés. Les possibilités de couples (Ns/ Nr) sont nombreuses, mais elles doivent

vérifier la relation ppcm(Ns, Nr) = q Nr, (ppcm, plus petit commun multiple). Chaque structure

est désignée en fonction du nombre de dents (ou pôles) et du nombre de phases. Dans notre étude,

nous nous intéresserons particulièrement à la MRV 8/6 4-phases représentée à la Figure 2.2.

FIGURE 2.2 – Machine à Réluctance Variable 8/6 4-phases

La MRV utilise le principe physique du flux maximal pour produire le couple électromagné-

tique. L’alimentation à tour de rôle des différentes phases du stator crée un flux magnétique au

rotor. Celui-ci s’oriente suivant les lignes de champ de telle sorte que le flux qui le traverse soit

maximal. Ainsi, en synchronisant parfaitement l’alimentation des différentes phases avec la po-

sition du rotor, un mouvement de rotation continu peut être entretenu. La MRV fait donc partie

des machines synchrones, dans le sens où l’alimentation varie en fonction du mouvement du ro-

tor par rapport au stator. La commande de ce type de machine nécessite donc un capteur méca-

nique de position [Vis16]. Cette machine a la particularité d’être constituée de plusieurs phases
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quasi-indépendantes. Pour décrire son comportement, on fait l’hypothèse d’un découplage total -

absence de couplage magnétique (pas de couple mutuel) et absence de couplage électrique (pas de

connexion électrique) - entre deux phases. Une étude comparative entre une MRV classique et une

MRV dite mutuellement couplée est présentée dans [LLO+14]. Les résultats montrent que ces deux

machines présentent le même couple moyen pour des valeurs de courant faibles. En revanche, pour

des courants plus importants, la MRV classique développe un couple moyen légèrement inférieur

à celui de la MRV mutuellement couplé.

2.2.2 Structure monophasée
En supposant un découplage des phases, la

MRV 8/6 4-phases est la superposition de quatre

machines monophasées contrôlées de façon

indépendante. L’étude du fonctionnement de la

machine peut donc se réduire à l’étude de la

structure monophasée 2/2, présentée ci-contre.

Elle est constituée de Ns = 2 pôles statoriques et

Nr = 2 pôles rotoriques. Les deux enroulements

diamétralement opposés constituent la seule

phase de la machine.

Sur la structure monophasée, on peut remarquer que la périodicité de l’angle mécanique θ est

π, celle de l’angle électrique θe est 2π [Mul94a]. De façon générale, pour une MRV avec Nr pôles

rotoriques, l’angle mécanique et l’angle électrique sont liés par la relation : θe = Nr θ.

Sur une période électrique la structure monophasée présente deux positions particulières.

— La positon de conjonction, pour laquelle la longueur de l’entrefer (e) est minimale. La

machine présente une inductance maximale (LM ) et le flux est maximal φM .

— La position d’opposition, pour laquelle l’entrefer est maximal. A cette position, la machine

présente une inductance minimale (Lm) et le flux est minimal φm.

Si le système se trouve dans une position intermédiaire, en présence d’un courant, le rotor

évolue de façon à maximiser son flux, ramenant ainsi la machine vers une position stable.
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FIGURE 2.3 – Position d’opposition de la MRV 8/6

FIGURE 2.4 – Position de conjonction de la MRV 8/6

Le profil idéalisé de l’inductance en fonction de la position est représenté à la Figure 2.5. On

remarque trois paramètres de réglage importants pour la commande de la MRV :

— Le courant de référence (Iref ) des phases.

— L’angle d’amorçage (ψ). Il correspond au début de magnétisation de la phase. Il correspond

à l’instant de fermeture des interrupteurs du convertisseur.

— L’angle de conduction (θp), qui correspond à la durée pendant laquelle la phase est alimen-

tée.

Nous verrons dans la suite l’influence de ces paramètres sur le fonctionnement de la MRV.
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FIGURE 2.5 – Profil idéalisé de l’inductance en fonction de la position électrique

2.2.3 Modèle électrique d’une phase de la machine

On cherche un modèle électrique équivalent qui permet de décrire le comportement de la ma-

chine. L’étude porte sur la structure monophasée, elle peut être étendue à une machine polyphasée.

Soit u la tension appliquée aux bornes des enroulements de la machine, i le courant de phase, r

la résistance des enroulements statoriques, φ le flux magnétique embrassé par une phase et θe la

position électrique. L’équation électrique aux bornes de la phase est donnée par (Eq. 2.1)

u = ri+
dφ(i, θe)

dt
(2.1)

En régime non linéaire, le flux et l’inductance dépendent du courant et de la position : φ(i, θe) =

L(i, θe)i. En appliquant une différentielle totale au flux, on obtient une deuxième version de l’équa-

tion de la tension (Eq. 2.2).

u = ri+ L(i, θe)
di

dt
+ E(i, θe) avec E(i, θe) = Ka ω i (2.2)

Où ω = dθe/dt est la vitesse électrique. Dans l’équation (Eq. 2.2), le premier terme (ri) repré-

sente la chute de tension résistive au niveau des enroulements statoriques. Pour réduire les pertes

Joule de la machine, la resistance r doit être la plus faible possible. Dans ce cas la chute de ten-

sion est négligeable par rapport à la tension d’alimentation u. Le deuxième terme (L(i, θe) di/dt)
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représente la chute de tension inductive au niveau des enroulements. Le troisième terme E(i, θe)

représente la force électromotrice (fem). Elle dépend du courant, de la vitesse ω = dθe/dt et de

la variation de l’inductance en fonction de la position Ka = dL (i, θe) /dθe. Le schéma électrique

équivalent de la MRV (Figure 2.6) est donc identique à celui de la machine à courant continu dont

l’inductance est variable et la constante électrique Ka varie selon le point de fonctionnement.

FIGURE 2.6 – Schéma électrique équivalent pour une phase de la MRV

2.3 Expression du couple électromagnétique

Dans cette section nous allons calculer le couple électromagnétique instantané et le couple élec-

tromagnétique moyen de la machine à réluctance variable. En faisant l’hypothèse que les phases

sont électriquement et magnétiquement découplées, le couple total est la somme des couples déve-

loppés par chaque phase.

2.3.1 Méthode des travaux virtuels

Il convient de rappeler que la MRV est une machine fortement non linéaire, à cause du méca-

nisme de création du couple électromagnétique. Le calcul du couple se fait en utilisant la méthode

des travaux virtuels [Mul94a]. C’est un outil puissant de la mécanique, dual du principe fonda-

mental de la dynamique, qui permet la mise en œuvre d’équations plus systématique. Il postule un

équilibre de puissance dans un mouvement virtuel : dans un système électromagnétique la trans-

formation d’une énergie électrique We en énergie mécanique Wm (ou inversement) s’accompagne

d’une variation de l’énergie magnétique Wmag du système et de pertes d’origine électrique, ma-

gnétique et mécanique.
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En négligeant l’ensemble des pertes, l’équation traduisant la variation d’énergie s’écrit :

dWe = dWm + dWmag (2.3)

i dφ = Te dθ + dWmag (2.4)

Où dWe = i u dt = i dφ est la variation de l’énergie électrique, dWm = Te ω dt = Te dθ est

la variation de l’énergie mécanique, elle correspond au travail effectué par le rotor pendant dt et

dWmag la variation de l’énergie magnétique emmagasinée dans la machine pendant un intervalle

dt. Si on considère que le flux est constant, le couple est la variation de l’énergie magnétique en

fonction de la position.

Te =

(
− dWmag

dθ

)
φ=const

Te =

(
−Nr

dWmag

dθe

)
φ=const

(2.5)

2.3.2 Définition de la coénergie

Dans l’équation (Eq. 2.5) nous avons exprimé le couple en fonction du flux qui est une grandeur

pas toujours facile à mesurer. On introduit la coénergie Wcmag pour exprimer le couple en fonction

du courant. On peut illustrer la relation entre l’énergie magnétique et la coénergie à partir de la

caractéristique de flux en fonction du courant (i, φ) représentée sur la Figure 2.7. Elles peuvent

s’écrire sous la forme :

Wmag =

∫ Φ

0

i dφ , Wcmag =

∫ I

0

φ di (2.6)

La coénergie correspond à l’aire sous la courbe de la caractéristique. On note que la somme de

l’énergie et de la coénergie est égale au produit du flux par le courant à chaque instant.

Wmag +Wcmag = i φ (2.7)

En dérivant l’équation (Eq. 2.7), on obtient :

dWmag = −dWcmag + φ di+ i dφ (2.8)

En intégrant l’équation (Eq. 2.8) dans (Eq. 2.3), on obtient l’expression du couple en fonction

de la coénergie.

φ di = −Te dθ + dWcmag (2.9)
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FIGURE 2.7 – Illustration de l’énergie et de la coénergie pour θe = 60◦

On peut noter la ressemblance des relations (Eq. 2.4) et (Eq. 2.9). Si on considère que la ma-

chine est alimentée par des courants constants, le couple électromagnétique est défini comme la

variation de la coénergie en fonction de la position.

Te =

(
dWcmag

dθ

)
i=const

, Te =

(
Nr

dWcmag

dθe

)
i=const

(2.10)

2.3.3 Couple électromagnétique en régime linéaire

Si on suppose un fonctionnement en régime linéaire de la machine, c’est à dire pas de saturation

des circuits magnétiques, alors l’inductance ne dépend pas du courant, elle varie seulement en

fonction de la position. Dans ce cas le flux varie linéairement en fonction du courant φ(i, θe) =

L(θe)i. L’énergie magnétique emmagasinée est donc identique à la coénergie. L’équation (Eq. 2.6)

se traduit comme suit :

Wcmag = Wmag =
1

2
L(θ) i2 (2.11)

Finalement, on obtient le couple électromagnétique monophasé de la MRV en dérivant la coénergie

par rapport à la position. Cette expression classique du couple réluctant (Eq. 2.12) ne s’applique

que dans le cas où le courant d’alimentation est inférieur au courant de saturation de la machine ou
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bien dans les systèmes utilisant des matériaux dont la caractéristique magnétique est linéaire.

Te(θ, i) =
1

2
i2
dL(θ)

dθ
, Te(θe, i) =

Nr

2
i2
dL(θe)

dθe
(2.12)

Si on suppose que les phases sont identiques et complètement découplées, le couple électroma-

gnétique total Te(θe, i1, i2, i3, i4) est la somme des couples élémentaires produits par chaque phase

Te(θe, ij) :

Te(θe, i1, i2, i3, i4) =
4∑
j=1

Te(θe, ij) avec j ∈ {1, 2, 3, 4} (2.13)

Te(θe, i1, i2, i3, i4) =
4∑
j=1

(
1

2
i2j
dL(θ)

dθ

)
=

4∑
j=1

(
Nr

2
i2j
dL(θe)

dθe

)
(2.14)

2.3.4 Expression du couple électromagnétique moyen

La couple moyen de la machine polyphasée (q = 4) peut s’obtenir en intégrant le couple

instantané sur une période mécanique (θm = 2π/Nr).

Tmoy = q
Nr

2π

∫ θm

0

Te(θ, i) dθ (2.15)

Mais, il est difficile de calculer précisément le couple instantané à cause de son caractère pul-

satoire. La valeur moyenne du couple est donc calculée en faisant un bilan d’énergie. Si on excite

la machine par un courant constant I , le flux décrit un cycle dans le plan (i, φ). L’énergie magné-

tique convertie (W ) est égale à la surface du cycle comprise entre les positions d’opposition et de

conjonction et la droite d’équation i = I (voir Figure 2.8) [Mil01] .

La puissance magnétique convertie est le produit de l’énergie (W ) par la fréquence électrique

d’alimentation en courant fe = ωe/2π = Nr ω/2π ; où ωe est la pulsation électrique et ω est

la vitesse de rotation. On peut aussi définir la puissance magnétique comme le produit du couple

électromagnétique moyen par la vitesse de rotation. On obtient alors la relation :

Tmoy ω = q W Nr ω/2π (2.16)

Tmoy = q Nr
W

2π
(2.17)
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FIGURE 2.8 – Cycle énergétique de conversion et couple électromagnétique dans une MRV

En assimilant le cycle à une forme trapézoïdale, on peut donner une approximation du couple

moyen (Eq. 2.18), où LM et Lm sont respectivement les valeurs de l’inductance aux positions de

conjonction et d’opposition :

Tmoy = q Nr I
2 LM − Lm

4π
(2.18)

Les relations (Eq. 2.14) et (Eq. 2.18) permettent de mettre en évidence des caractéristiques

importantes de la machine à réluctance variable :

— On constate que la création du couple est due essentiellement à la variation de l’inductance

en fonction de la position. En effet, la MRV est conçue pour fonctionner selon ce principe.

Mais ce couple réluctant n’est pas propre à la MRV, il est rencontré dans tous les actionneurs

présentant une discontinuité du circuit magnétique. Son effet se traduit par des ondulations

sur le couple.
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— On note aussi que le signe du couple dépend uniquement du sens de variation de l’induc-

tance. Un couple moteur positif est produit si on alimente la phase dans la région croissante

de l’inductance. Un couple générateur négatif sera produit si l’alimentation se fait lorsque

l’inductance décroit. La MRV est donc une machine réversible, elle peut fonctionner dans

les quatre quadrants du plan couple-vitesse.

— On observe que le couple dépend du carré du courant, il est donc inutile de chercher à chan-

ger le sens du courant dans les bobinages. Des convertisseurs unidirectionnels sont donc

suffisants pour exciter la machine. Plusieurs topologies de convertisseurs seront présentés

dans la suite, mais, le convertisseur asymétrique à demi pont (Asymmetric Half Bridge

Converter - AHBC) reste le plus utilisé.

— En dernière analyse, la valeur moyenne du couple est fixée en agissant sur l’angle d’amor-

çage (ψ), sur l’angle de conduction (θp) et sur l’amplitude du courant (I). Elle dépend aussi

fortement de la différence des inductances en position de conjonction (LM) et d’opposition

(Lm). Il est important de bien concevoir la machine pour que LM >> Lm afin d’avoir un

couple moyen élevé. Pour maximiser LM , il faut fabriquer la machine avec l’entrefer (e) le

plus faible possible (quelques dixièmes de millimètre).

Au delà de son rôle fonctionnel qui est de recevoir les bobinages, comme dans le cas des autres

machines alternatives, la denture de la MRV présente aussi un rôle structurel car c’est elle qui est

responsable de la conversion de l’énergie et de la création du couple électromagnétique [SM14].

2.3.5 Modèle électromécanique de la MRV

Nous allons dans la suite présenter le modèle électromécanique de la MRV qui sera utilisée

pour réaliser les simulations. Ce modèle permettra aussi la synthèse des lois de commande en

vitesse et en couple. Soit J le moment d’inertie équivalent (machine et charge), F le coefficient de

frottement visqueux, TL le couple de charge appliqué à la machine, Te le couple électromagnétique

total, θ la position du rotor et ω = dθ/dt la vitesse mécanique de rotation. Le modèle mécanique

de la MRV est décrit par la relation (Eq. 2.19).

J
dω

dt
= Te − TL − Fω (2.19)

ω =
dθ

dt
(2.20)
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Le modèle électromécanique de la machine à réluctance variable est représenté à la Figure 2.9.

Les entrées de chaque phase sont les tensions instantanées uj . Le flux de la phase φj est calculé en

intégrant l’équation de la tension élémentaire (Eq. 2.1). Le courant de phase ij est ensuite calculé,

à l’aide d’interpolations linéaires, à partir du réseau de flux φj(ij, θe). Puis, on calcule le couple

élémentaire des différentes phases à partir du réseau de couple Tej(ij, θe). En supposant un décou-

plage des phases, le couple total est la somme des contributions de chaque phase. La vitesse de

rotation ω est déduite en utilisant l’équation de la mécanique (Eq. 2.19), on obtient finalement la

position du rotor θ en intégrant la vitesse.

FIGURE 2.9 – Modèle électromécanique de la machine à réluctance variable 8/6 tétraphasée

Le modèle dynamique de simulation utilise les caractéristiques électromagnétiques de la MRV.

Il s’agit de la caractéristique de flux φ(i, θe) et de la caractéristique de couple Te(i, θe) obtenues soit

par un calcul numérique soit de façon expérimentale. Ce point sera abordé dans la section suivante.
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2.4 Modélisation électromagnétique de la machine

Conformément à ce qui précède, la détermination des caractéristiques électromagnétiques consti-

tue un point essentiel à la fois pour la conception et l’optimisation de la machine, mais aussi, pour

la synthèse des correcteurs. Ces caractéristiques sont obtenues soit de façon numérique par des

méthodes analytiques ou éléments finis, soit de façon empirique [Rai13] [Nar10].

2.4.1 Modélisation par éléments finis avec Mrvsim

Pour avoir une densité de couple élevée, la MRV est souvent utilisé en régime saturé avec des

courants élevés. Il est difficile de trouver un modèle analytique suffisamment précis qui prend en

compte les non linéarités dues aux saturations. Le calcul par éléments finis (EF) permet d’obtenir

une meilleure précision sur les caractéristiques de flux et de couple mais au prix d’un temps de

calcul plus important. Nous allons décrire le modèle de simulation de la MRV selon cette dernière

méthode. Nous utilisons le logiciel Mrvsim [BM04] ; c’est un outil d’aide au dimensionnement

des machines à réluctance variable à double saillance. Il a été développé sous l’environnement

Matlab et permet de réaliser, entre autres, les fonctions suivantes :

— Prédimensionner une MRV avec un nombre de phases ne dépassant pas quatre

— Optimiser le bobinage sur la base d’un cahier des charges

— Etudier un point de fonctionnement singulier

— Calculer la courbe enveloppe (caractéristique de puissance maximale) en mode moteur

— Calculer les caractéristiques électromagnétiques de flux et de couple

— Determiner les paramètres optimaux de la commande (Iref , ψ, θp)

— Calculer les fréquences de résonance mécaniques

Une présentation plus détaillée du logiciel est donnée dans l’annexe A. Les paramètres géomé-

triques et électriques de la machine sont listés dans l’annexe B. C’est une machine à réluctance

variable à double saillance MRVDS de type 8/6 tétraphasée. La courbe enveloppe de la machine

en mode moteur est tracée sur la Figure 2.10. Elle exprime l’enveloppe maximale des points de

fonctionnement dans le plan couple - vitesse (courbe rouge) et la courbe puissance mécanique

maximale (courbe bleue). On y retrouve deux plages de fonctionnement qui regroupent l’ensemble

de points de fonctionnement de la machine. La première correspond à une zone de fonctionnement

à couple constant. La machine peut délivrer son couple maximal constant Tmax = 25 Nm. Dans

cette zone, la puissance mécanique qui dépend de la vitesse croit jusqu’à atteindre sa valeur maxi-
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male. La machine fournit sa puissance maximale jusqu’à la vitesse de base ωb = 1300 tr/mn. La

seconde correspond à une zone de décroissance du couple, la machine développe une puissance

quasi constante jusqu’à la vitesse maximale ωmax = 5000 tr/mn. La puissance nominale de la ma-

chine est Pn = 1.2 kW , elle est atteinte à la vitesse nominale ωn = 3000 tr/mn sous son couple

nominal Tn = 3.82 Nm. Un prototype de cette machine est disponible au laboratoire GeePs. Il

sera utilisé pour la simulation et pour la validation expérimentale.

Une fois la structure de la machine choisie et le cahier des charges défini, la procédure de modélisa-

tion par EF est totalement transparente pour l’utilisateur. Mrvsim réalise le maillage automatique

des géométries en tenant compte du mouvement de la rotation pour ne pas remailler le rotor à

chaque position.

FIGURE 2.10 – Courbe enveloppe de la machine

2.4.2 Caractéristiques électromagnétiques

La Figure 2.11 donne le réseau de flux φ(i, θe) de la MRV. Il représente le flux capté par une

phase en fonction du courant et de la position électrique. Pour la modélisation, nous considérons

que toutes les phases sont découplées. La plage de courant choisie est de 0 à 100 A (courant

maximal) avec un pas de discrétisation de 1.66 A. L’intervalle de position est de 0 à 360◦ avec un

pas de 2◦. Le réseau de flux correspond donc à un tableau de dimension [61× 181].

Les courbes représentatives du flux sont comprises entre deux courbes extrêmes qui correspondent

à la position de conjonction (θe = 180◦), position où le flux est maximal (φM) et la position

d’opposition (θe = 0◦ ou θe = 360◦), position où le flux présente sa valeur minimale (φm). Pour

de faibles valeurs de courant (inférieur à 20 A, 1/5 du courant maximal admissible) les courbes de
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flux sont linéaires. Le flux varie linéairement en fonction du courant si le circuit magnétique n’est

pas saturé. Au fur et à mesure que le courant augmente, l’effet de saturation du circuit magnétique

commence à apparaitre. Cela entraine une non linéarité des courbes de flux. L’effet de saturation

n’apparait pas en position d’opposition où le flux reste proportionnel au courant. Par contre, il est

plus manifeste en position de conjonction où les dents statoriques et rotoriques s’alignent.

L’inductance est aussi une fonction de la position électrique et du courant. A partir du réseau de

flux, on peut retrouver celui de l’inductance par la relation φ(i, θe) = L(i, θe)i qui tient compte

des non linéarités. La figure 2.12 donne le réseau d’inductance de la phase 1 de la machine en

fonction du courant et de la position. Les inductances des phases 2, 3 et 4 s’obtiennent en faisant

respectivement un décalage de 90◦, 180◦ et 270◦. Pour de faibles valeurs de courant (inférieur à

20 A), il n’y a pas d’effet de la saturation et donc l’inductance ne dépend pas du courant, elle varie

seulement en fonction de la position. La saturation commence à apparaitre pour des courants plus

élevés. Elle est particulièrement perceptible à la conjonction où le passage des lignes de champ

est plus faible. Les inductances en position d’opposition et en position de conjonction, en régime

linéaire, sont respectivement Lm = 3.8−4 H et LM = 3.21−3 H .

Le couple électromagnétique est la variation de la coénergie en fonction de la position. Le réseau

de couple se déduit du flux par la relation suivante :

Te(i, θe) = Nr
d

dθe

(∫ I

0

φ(i, θe) di

)
(2.21)

La Figure 2.13 montre le réseau de couple en fonction du courant et de la position. Il est calculé

pour 61 valeurs de courant comprises en 0 et 100 A et 181 valeurs de position comprises entre 0

et 360◦. La machine développe un couple positif entre 0 et 180◦ et un couple négatif entre 180◦

et 360◦. Le réseau de couple est symétrique, pour un même courant, le couple moteur est égal au

couple générateur. La saturation du circuit magnétique se traduit ici par un couple très ondulé pour

des courants élevés.

La modélisation par éléments finis offre une bonne précision dans la détermination des caracté-

ristiques électromagnétiques de la MRV. Les réseaux de flux φ(i, θe), d’inductance L(i, θe) et de

couple Te(i, θe) sont calculés en supposant un découplage total des phases. Dans ce cas, le couple

électromagnétique de la machine est obtenu par sommation des quatre couples monophasés déca-

lés de 90◦. Le logiciel Mrvsim permet aussi de tenir compte du couplage lié aux effets de mutuelle,

mais seulement pour une MRV triphasée. Cependant, le calcul devient considérablement long, il

faut prévoir quelques jours de calcul avec couplage contre quelque heures de calcul sans couplage.
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2.4.3 Convertisseur Asymétrique à Demi Pont (CADP)

Nous avons vu que le couple électromagnétique de la MRV ne dépend pas du sens du cou-

rant. Par contre, le contrôle du courant nécessite d’appliquer une tension positive pendant la phase

croissante du courant et une tension négative ou nulle pour faire décroitre le courant. Le fonction-

nement de la machine à réluctance variable nécessite donc un convertisseur réversible en tension.

L’onduleur en demi pont appelé aussi Convertisseur Asymétrique à Demi Pont (CADP), présenté

sur la Figure 2.14 est la topologie la plus courante pour l’alimentation de la MRV. Le convertisseur

FIGURE 2.14 – Convertisseur Asymétrique à Demi Pont

est constitué de quatre ponts en H indépendants. Chacun comporte deux interrupteurs (T1 et T2) et

deux diodes (D1 et D2). Lorsque les interrupteurs sont fermés, la tension uj = VDC (où VDC est la

tension du bus continu) est appliquée aux bornes de la phase j. Le courant croit. Lorsqu’il atteint

sa référence, les interrupteurs sont ouverts et la tension uj = −VDC est appliquée aux bornes de la

phase j entrainant la décroissance du courant à travers les diodes de roue libre. Grâce à sa réversi-

bilité en tension, ce convertisseur est adapté aux modes moteur et générateur car il permet d’avoir

une puissance électrique positive ou négative Pe = ±ujij .

TABLE 2.1 – Commande des interrupteurs pour un fonctionnement moteur

Phase Courant ij Tension uj Interrupteurs actifs

Magnétisation Croissant VDC T1, T2

Roue libre Décroissant (lent) 0 T1, D1 ou D2, T2

Démagnétisation Décroissant (rapide) −VDC D1, D2

Le passage du mode moteur au mode générateur est obtenu en modifiant les angles de com-

mande en fonction de la position. La commande des interrupteurs sera abordée dans la suite.
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Le convertisseur assure donc les fonctions de magnétisation (en appliquant une tension posi-

tive pour permettre la croissance du courant), de régulation du courant (en modulant la tension

continue d’alimentation) et de démagnétisation (en appliquant un tension négative pour assurer

la décroissance et l’annulation du courant à la fin du cycle de conversion) [Che00]. Cependant,

d’autres topologies de convertisseurs plus ou moins originales sont aussi utilisées pour alimenter

la MRV. L’objectif recherché est principalement de diminuer le coût du convertisseur en rédui-

sant le nombre d’interrupteurs. Dans [TGN+06] les auteurs présentent un convertisseur nommé

"Suppression Resistor Converter - SRC" pour alimenter une MRV en mode générateur. Contrai-

rement au CADP, le circuit de la SRC ne nécessite qu’un interrupteur et une diode par phase. Le

convertisseur est plus simple et plus robuste.
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2.5 Fonctionnement de la MRV en mode moteur

On s’intéresse dans cette section à la commande de la MRV en mode moteur. La structure gé-

nérale de l’actionneur est représentée à la Figure 2.15. Pour l’étude en simulation numérique, la

FIGURE 2.15 – Structure générale de la commande de la MRV en mode moteur

MRV est modélisée par son réseau de flux φ(i, θe) et son réseau de couple Te(i, θe) calculés par

la méthode des éléments finis. Les entrées de la machine sont les tensions instantanées uj (avec

j ∈ {1, 2, 3, 4}) des quatre phases issues du convertisseur asymétrique à demi-pont et le couple de

charge TL. Elle délivre en sortie les courants instantanés ij , le couple électromagnétique total Te,

la vitesse de rotation ω et la position électrique θe.

La partie commande est constituée d’une boucle externe de régulation de la vitesse qui délivre

le couple de référence Tref . Une fois le couple de référence calculé, celui ci est transformé en

courant de référence Iref . Le couple est contrôlé indirectement par les boucles de régulation des

courants dans les phases. Le bloc autopilotage assure la synchronisation et la transformation de

Iref en quatre courants de référence i∗j pour les régulateurs de courant. La séquence d’alimenta-

tion des phases est déterminée à partir des paramètres de commande (ψ et θp) et de la position

électrique θe. Pour la MRV 4-phases, la période d’activation des phases est de 90◦. Chaque phase

est alimentée entre θon = ψ et θoff = ψ + θp, où θon et θoff sont respectivement les angles de

fermeture et d’ouverture des interrupteurs. Le demi pont asymétrique présente l’avantage d’un dé-
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couplage des phases, ce qui assure une meilleure sûreté de fonctionnement. Chaque phase j est

alimentée de façon indépendante, les régulateurs de courant donnent les signaux de commutation

de l’interrupteur s1j et s2j .

2.5.1 Résultats de simulation

Régulation de la vitesse

Nous avons utilisé un correcteur Intégral Proportionnel pour la régulation en vitesse du moteur.

Ce type de correction permet d’éliminer le zéro dans la fonction de transfert en boucle fermée de

la vitesse. Cela permet de supprimer la discontinuité quand on applique une consigne de vitesse

de type echelon à la machine. En outre, le régime dynamique de la régulation se fait plus rapi-

dement qu’avec un correcteur PI classique [LZD10]. La validation de la commande est réalisée à

l’aide de Matlab-simulink. La synthèse du correcteur sera abordée plus loin. La Figure 2.18 montre

0 0.5 1 1.5

0

50

100

ω
(r
a
d
/s
) ω

ω*

0 0.5 1 1.5

t(s)

0

5

10

15

T
(N

m
)

T
e

T
ref

T
L

FIGURE 2.16 – Régulation de la vitesse

les résultats de simulation pour une consigne de vitesse de 100 rad/s. On applique un couple de

charge TL = 2 Nm au démarrage. Il passe à 10 Nm à l’instant t = 0.5 s puis 5 Nm à t = 1 s.

La sortie du régulateur de vitesse donne le couple électromagnétique de référence Tref . Le couple
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électromagnétique développé par le moteur est représenté en bleu. Comme attendu, il présente de

fortes ondulations qui augmentent avec le couple de charge demandé. Malgré ce caractère pulsa-

toire du couple, les résultats montrent que le correcteur IP donne des performances satisfaisantes.

Il parvient à réguler la vitesse aussi bien en régime transitoire en limitant les dépassements pendant

les transitoires de couple, qu’en régime permanent en annulant l’erreur statique et en minimisant

l’effet des ondulations de couple sur la courbe de vitesse.

La Figure 2.17 met en évidence l’influence du couple de charge et de la vitesse sur les para-

mètres de commande. Le courant de référence est très sensible aux fluctuations du couple. Il varie

de 20 A à 60 A lorsque le couple varie de 2 Nm à 10 Nm. Pour une vitesse donnée, les angles de

commande varient aussi, mais faiblement avec le couple. Pour une vitesse de 100 rad/s, l’angle

d’amorçage ψ = −40◦ environ, l’alimentation des phases est avancée dans la région décroissante

de l’inductance pour permettre l’établissement du courant. L’angle de conduction θp est saturé à

la valeur limite 180◦, imposée pour assurer la démagnétisation complète de la phase. Nous pré-

senterons plus amplement, dans la section 2.8, l’influence de la vitesse et du couple sur ces trois

paramètres.
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Régulation des courants

La régulation des courants de phase se fait en deux étapes. D’abord, la fonction autopilotage

permet de calculer les courants de référence i∗j (j ∈ 1, 2, 3, 4) des quatre phases en fonction de

la position électrique et des trois paramètres de commande. Ensuite, la régulation de la phase est

enclenchée lorsque la position est comprise entre θon = ψ et θoff = ψ + θp.

Nous utilisons une régulation par hystérésis pour sa simplicité d’implémentation. Elle permet de

générer la MLI en comparant le courant de référence i∗j au courant de phase ij obtenu par un capteur

de courant. La différence entre ces deux signaux permet de générer les signaux de commande des

interrupteurs s1j et s2j . Le courant est donc compris entre deux valeurs limites Im = i∗ −∆i/2 et

IM = i∗ + ∆i/2. La phase est alimentée en appliquant une tension uj = 24 V quand le courant

descend en dessous de Im. L’alimentation de la phase s’arrête quand le courant atteint IM . Le seul

paramètre de réglage est la largeur de la bande d’hystérésis ∆i. Pour augmenter la précision de la

régulation et réduire les ondulations du courant la bande d’hystérésis doit être suffisamment petite,

mais, cela augmenterait la fréquence de commutation et donc les pertes du convertisseur.

La Figure 2.18 montre un essai de simulation avec une bande d’hystérésis ∆i = 0.5 A. Pour

le point de fonctionnement (100 rad/s, 2 Nm) le courant de référence est i∗j = 24.8 A. Nous

constatons la bonne régulation du courant autour de la référence. La fréquence de commutation

maximale est 10 kHz.
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2.6 Fonctionnement de la MRV en mode générateur sur bus

continu

2.6.1 Principe de fonctionnement de la GRV

Le fonctionnement de la génératrice nécessite une phase préalable d’excitation (ou de magné-

tisation) des phases par la source d’excitation suivie d’une phase de génération. On peut avoir

une phase de roue libre entre la magnétisation et la démagnétisation pour augmenter la puissance

générée [PYDZ11]. La Figure 2.19 résume ces trois situations.

FIGURE 2.19 – Modes de fonctionnement de la GRV

Phase d’excitation (ou de magnétisation) : θon < θe < θoff

Lorsque l’inductance est dans sa partie décroissante (entre la position de conjonction et la

position d’opposition), les interrupteurs T1 et T2 du convertisseur sont fermés. L’énergie

mécanique fournie par la machine à courant continu est transformée en énergie magnétique

et stockée dans les enroulements statoriques de la machine. Cette phase de magnétisation

commence dès la fermeture des interrupteurs θon = ψ jusqu’à leur ouverture θoff = ψ+θp.

Durant cette étape le courant de phase croit à cause de la tension du bus uj = VDC et de

la force électromotrice Ej négative. Ce courant est responsable de la magnétisation de la

phase j. En négligeant la chute de tension résistive, l’équation de la tension de phase se

simplifie comme suit :

Lj
dij
dt

= VDC − Ej (2.22)

Phase de génération (ou de démagnétisation) : θoff < θe < 2θoff − θon
Après l’excitation, les interrupteurs sont ouverts. Il s’en suit une phase de démagnétisation.
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Le courant circule vers la charge à travers les diodes de roue libre D1 et D2. L’énergie ma-

gnétique stockée dans les enroulements est transformée en énergie électrique et transférée

à la charge. Pendant cette phase, l’équation de la tension s’écrit :

Lj
dij
dt

= −VDC − Ej (2.23)

Phase de roue libre Pour augmenter la puissance électrique générée par la GRV une phase de

roue libre est parfois ajoutée entre la magnétisation et la démagnétisation. L’interrupteur

T2 est bloqué, le courant circule à travers T1 et la diode D1. Le courant croit uniquement

à cause de la fem Ej due à la rotation de la machine. Aucune énergie n’est prélevée de la

source continue pendant la phase de roue libre.

Lj
dij
dt

= −Ej (2.24)

Le courant continue de croitre pendant la phase de roue libre lorsqu’une tension nulle est

appliquée à la phase. Il commence à décroitre pendant la phase de génération à condition que

| VDC |>| Ej | . La Figure 2.20 montre le profil du courant en fonction de la vitesse. On représente

la variation de la tension et du courant de phase en fonction de la position pour deux vitesses de

rotation (500 tr/mn et 1500 tr/mn). A basse vitesse le courant de phase est contrôlable par un

découpage de la tension, c’est la commande MLI. La Figure 2.20 a) montre ce mode de fonction-

nement pour une vitesse de ω = 500 tr/mn, un courant de consigne de Iref = 70 A, un angle

d’amorçage ψ = 150◦, un angle de conduction θp = 160◦. Quand la vitesse augmente, la force

électromotrice augmente aussi et s’oppose à la montée du courant. Il peut arriver que le courant

ne puisse pas atteindre sa consigne, l’alimentation est dite dans ce cas en Pleine onde de tension.

C’est ce qu’on montre sur la Figure 2.20 b) avec la même consigne de courant, les mêmes angles

de commande mais avec une vitesse de 1500 tr/mn . Lorsque la machine atteint sa vitesse de base,

alors | VDC |=| Ej |, le courant devient constant.

Il peut arriver en mode générateur une situation que l’on ne rencontre pas en mode moteur, elle

correspond à la perte de contrôle du courant. En effet, à haute vitesse, lorsque la valeur absolue

de la fem dépasse la tension du bus (| VDC |<| Ej |) au moment où le courant atteint sa consigne

[Mil01]. Dans ce cas le courant continue de croitre et dépasse sa valeur de consigne. Il n’existe

dans ce cas aucun moyen de contrôler le courant. La Figure 2.20 c) illustre ce phénomène avec les

mêmes paramètres que précédemment mais ω = 2000 tr/mn.
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FIGURE 2.20 – Profil de courant à basse et haute vitesse en mode générateur
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Le Tableau 2.2 résume les trois étapes du fonctionnement de la génératrice et donne l’état des

interrupteurs pour chaque étape. Pour augmenter la durée de vie des interrupteurs, on peut alterner

l’activation (T1 et D1) et (T2 et D2), pendant les phases de roue libre [Mor05].

TABLE 2.2 – Commande des interrupteurs pour un fonctionnement générateur

Phase Courant ij Tension uj Interrupteurs actifs

Magnétisation Croissant VDC T1, T2

Roue libre Croissant 0 T1, D1 ou D2, T2

Démagnétisation Décroissant −VDC D1, D2

2.6.2 Influence des angles de commande sur le courant

Comme nous venons de le voir, la forme du courant de la génératrice dépend de la vitesse.

Les angles de commande à savoir l’angle d’amorçage ψ et l’angle de conduction θp ont aussi un

important impact sur le profil du courant. En effet, en mode pleine onde, pendant la phase de gé-

nération, le courant circule à travers les diodes de roue libre. Il n’existe alors pas de moyen de le

contrôler pendant cette phase. Pour éviter que le courant pic généré dépasse la valeur maximale

admissible par le convertisseur, le contrôle doit se faire pendant la phase d’excitation, en trouvant

les angles de commande appropriés. En mode générateur, l’excitation doit se faire principalement

après la position de conjonction (180◦), dans la région décroissante de l’inductance, pour produire

un couple négatif.

La Figure 2.21 montre l’évolution du courant pour différents angles d’amorçage alors que la

durée de conduction est fixée. Pour des angles d’amorçage de 160◦, 180◦ et 200◦ respectivement,

les valeurs du courant de pic généré sont 30 A, 46.5 A et 65 A respectivement. Pour un même

intervalle de conduction, la valeur maximale du courant généré augmente si on augmente l’angle

d’amorçage. En effet, la force électromotrice est proportionnelle à la variation de l’inductance par

rapport à la position (dL/dθ). Si ψ augmente, l’excitation se fait dans la région où l’inductance

présente une pente plus grande, par conséquent le courant croit plus vite.
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FIGURE 2.21 – Courant de phase en fonction de l’angle d’amorçage
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FIGURE 2.22 – Courant de phase en fonction de l’angle de conduction

La Figure 2.22 illustre l’évolution du courant pour différents angles de conduction pendant que

l’angle d’amorçage est gardé constant. Lorsque θp prend les valeurs : 100◦, 120◦ et 140◦ respec-
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tivement, la valeur maximale atteinte par le courant est : 30 A, 62.3 A et 77.5 A respectivement.

En effet, si on augmente la période d’excitation des phases, le courant généré augmente aussi. En

revanche si l’angle de conduction devient important, le courant décroit plus lentement et peut ne

pas s’annuler avant la position d’opposition (360◦). On rentre alors dans la zone de production

de couple positif. Même si le couple moyen sur un cycle électrique reste générateur, il décroit si

l’angle de conduction devient important.

TABLE 2.3 – Courant maximal généré en fonction des angles d’excitation

Angle d’amorçage ψ Angle de conduction θp Courant max

160◦ 100◦ 30 A

180◦ 100◦ 46.5 A

200◦ 100◦ 65 A

160◦ 100◦ 30 A

160◦ 120◦ 62.3 A

160◦ 140◦ 77.5 A
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2.6.3 Connexion de la GRV à une charge DC active

Nous présentons ici la connexion de la GRV à une charge DC. Le bus continu est représenté par

un condensateur de lissage CDC , il est choisi suffisamment grand afin de réduire les ondulations de

la tension du bus. La charge est représentée par la résistance RL. La valeur de celle-ci est choisie

en fonction de la tension du bus et de la puissance électrique souhaitée à la sortie de la génératrice.

Pe = V 2
DC/RL. Le couple de charge de la génératrice est imposé par la valeur de la résistance

de charge. Le fonctionnement de la génératrice nécessite une puissance mécanique d’entrée. Elle

peut être la force développée par les pales d’une éolienne ou bien la force cinétique lors du freinage

d’un véhicule. Nous avons choisi une machine à courant continu afin de représenter cette puissance

mécanique extérieure.

FIGURE 2.23 – GRV connectée à une charge DC

Le rotor de la machine à réluctance variable étant totalement passif (pas d’enroulements ni

d’aimants), le fonctionnement de la génératrice nécessite une source de tension exterieure pour

assurer la magnétisation initiale des phases. Une batterie (Vexc = 24 V ) en série avec une diode

est placée sur le bus continu pour exciter la machine au démarrage. La diode empêche le retour du

courant vers la batterie pendant la génération. Lorsque la tension du condensateur devient suffisam-

ment élevée, la batterie est automatiquement déconnectée et le courant d’excitation est fourni par

le condensateur. Aucune énergie n’est désormais prélevée de la batterie. On parle d’auto-excitation

de la génératrice.
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Le courant généré par la GRV iGRV est la somme des quatre courants de phase pendant l’étape

de génération, lorsque les interrupteurs sont ouverts. Soit sj le signal de commutation des interrup-

teurs de la phase j, iC le courant qui circule dans le condensateur et iL le courant dans la charge.

Le courant généré est défini par :

iGRV =
4∑
j=1

sj ij avec sj =

 0 si T1, T2 fermés.

1 sinon.
(2.25)

iGRV = iC + iL (2.26)
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FIGURE 2.24 – Courant d’excitation et courant de génération

La structure générale du système de conversion est représentée à la Figure 2.25. Le fonctionne-

ment de la génératrice est analogue à celui du moteur. L’objectif de la commande en mode moteur

est de contrôler la valeur moyenne du couple électromagnétique et la vitesse de la machine. Alors

que, la stratégie de commande en mode générateur a pour objectif de contrôler la tension du bus

continu et la puissance électrique générée. La partie commande est constituée d’une boucle interne

de régulation des courants de phase et d’une boucle externe de régulation de la tension du bus

continu VDC .

Des angles d’excitation fixes entrainent une augmentation ou une diminution exponentielle de

la tension ou du courant du bus continu. En outre, plusieurs angles d’excitation peuvent réaliser
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FIGURE 2.25 – Structure générale de la commande la MRV en mode générateur

une puissance donnée. La GRV doit être régulée de façon à trouver les paramètres d’excitation

optimaux pour délivrer la puissance demandée avec le rendement maximal. Comme pour le mode

moteur, les paramètres de commande en mode générateur sont les angles d’excitation (ψ et θp) et

le courant de référence Iref .

2.7 Présentation du dispositif expérimental

La Figure 2.26 représente le dispositif expérimental de la génératrice. Il est composé :

— D’une machine à courant continu (MCC) qui fournit la puissance mécanique d’entrée.

— D’une GRV de type 8/6 4-phases. Elle extrait la puissance mécanique de la MCC pour

générer une tension continue 24 V .

— D’un convertisseur à demi pont asymétrique pour alimenter la génératrice.

— D’une batterie externe de 24 V , placée sur le bus continu. Elle assure la magnétisation

initiale des phases.

— D’une charge résistive, placée sur le même bus continu.

— D’un couplemètre et de quatre capteurs de courant.

— D’un capteur incrémental, placé sur le rotor. Elle fournit la mesure de la position et de la

vitesse au contrôleur.
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La partie numérique du contrôle est constituée :

— D’un processeur DSP DS1005 pour la régulation de la tension du bus

— D’une carte FPGA pour la régulation des courants de phase

— D’un PC hôte pour la programmation, la supervision (Matlab-Simulink, Control-Desk) et

l’acquisition de données

FIGURE 2.26 – Dispositif expérimental de la MRV

FIGURE 2.27 – Schéma bloc du banc de test
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2.7.1 Caractéristiques dynamiques de la GRV en boucle ouverte

La tension de sortie de la génératrice dépend de plusieurs paramètres tels que : le courant de

référence Iref , l’angle d’amorçage ψ, l’angle de conduction θp, la vitesse de rotation ω et la charge

RL. Pour analyser l’influence de ces paramètres sur la tension du bus continu, des tests expérimen-

taux préliminaires en boucle ouverte sont d’abord menés.

La Figure 2.28 montre l’influence de l’angle d’amorçage ψ sur la tension lorsque tous les autres

paramètres sont fixés. Idéalement, pour un fonctionnement de la génératrice l’excitation commence

à la position de conjonction, lorsque ψ = 180 ◦. Généralement on commence l’excitation avant la

position de conjonction : On parle "d’avance de l’angle d’amorçage" si ψ < 180 ◦. Si on avance

ψ de 200 ◦ à 140 ◦, la tension du bus passe de 23.4 V à 26.5 V . L’avance de l’angle d’amorçage

permet donc d’augmenter la tension générée et la puissance électrique. En avançant ψ, la tension

du bus continu augmente mais il existe un angle optimal limite ψopt à partir duquel la tension et la

puissance générées commencent à décroitre. En effet on remarque que si l’angle d’amorçage est

avancé de 140 ◦ à 120 ◦, la tension diminue passant de 26.5 V à 24 V .

La Figure 2.29 illustre le comportement de la tension du bus en fonction de l’angle de conduc-

tion θp lorsque l’angle d’amorçage est fixé à la conjonction (ψ = 180 ◦) et la machine tourne à

800 tr/mn. Pour les différentes valeurs de θp : 80 ◦, 140 ◦ et 180 ◦ la tension s’établit respecti-

vement à VDC : 23.5 V, 25.5 V et 26 V . La tension du bus augmente si on augmente la durée de

conduction des interrupteurs.

Sur la Figure 2.30 on peut remarquer que le courant de référence a une influence sur la tension

du bus. A l’instant t = 1.2 s, le courant varie de 10 A à 20 A. Cela se traduit par une variation de

la tension du bus de 23.4 V à 25 V .

La Figure 2.31 montre la réponse de la tension du bus à des variations rapides de la vitesse. On

peut remarquer une augmentation de la tension à chaque saut de vitesse. Nous sommes ici dans le

cas particulier où la vitesse est inférieure à la vitesse de base de la machine ωb = 1300 tr/mn. En

effet au delà de cette vitesse, il existe une vitesse de rotation optimale à partir de laquelle la tension

du bus commence à décroitre.

Pour voir l’influence d’une variation de la charge sur la tension délivrée par la génératrice à vitesse
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constante, nous avons sur la Figure 2.32 représenté les résultats des essais pour quatre valeurs de

résistances. Par exemple, à l’instant t = 8 s on a changé la valeur de la résistance, elle passe de

15 Ω à 20 Ω. On note une augmentation importante de la tension du bus continu, en effet elle passe

de 26 V à 34 V.

On peut conclure à partir de ces premiers résultats expérimentaux même s’ils ne sont pas ex-

haustifs que ces cinq paramètres influent sur la valeur de la tension produite et son sens de va-

riation : VDC = f(Iref , ψ, θp, ω, RL). Ces résultats semblent montrer une plus grande sensibilité

relative au courant de référence, à l’angle d’amorçage et à la durée de conduction. On peut trou-

ver dans la littérature des expressions analytiques de cette dépendance. Il est aussi démontré que

la puissance électrique générée par la GRV et le rendement de conversion dépendent de ces cinq

paramètres [Asa06][PYDZ11] [BNF+16] . Dans la suite, nous souhaiterons réguler la tension du

bus a une valeur constante de 24 V quel que soit le point de fonctionnement de la génératrice.

Pour garantir un fonctionnement performant et efficace de la génératrice, un choix judicieux des

paramètres de commande devra être assuré. Ce point sera abordé plus loin.
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FIGURE 2.28 – Influence de l’angle d’amorçage sur la tension du bus. Les autres paramètres sont

fixés à : Iref = 16 A , θp = 150◦, RL = 15 Ω, ω = 800 tr/mn
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FIGURE 2.29 – Influence de l’angle de conduction sur la tension du bus. Les autres paramètres sont

fixés à : Iref = 16 A, ψ = 180◦ , RL = 15 Ω, ω = 800 tr/mn
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FIGURE 2.30 – Influence du courant de référence sur la tension du bus. Les autres paramètres sont

fixés à : ψ = 180◦ , θp = 150◦, RL = 15 Ω, ω = 800 tr/mn
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FIGURE 2.31 – Influence de la vitesse sur la tension du bus. Les autres paramètres sont fixés à :

Iref = 16 A , ψ = 180◦ , θp = 150◦, RL = 15 Ω
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FIGURE 2.32 – Influence de la charge sur la tension du bus. Les autres paramètres sont fixés à :

Iref = 16 A, ψ = 180◦ , θp = 150◦, ω = 800 tr/mn
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2.7.2 Régulation de la tension du bus continu

Synthèse du correcteur

Les tests en boucle ouverte montrent que la tension du bus continu varie en fonction du triplet

(Iref , ψ, θp), de la vitesse de rotation et de la valeur de la résistance de charge. Le but du contrôle

en boucle fermée est de réguler la tension du bus continu à une valeur de référence V ∗DC quel que

soit le point de fonctionnement du système et les perturbations qui peuvent se produire.

La tension du bus continu VDC mesurée aux bornes du condensateur est comparée à la tension

de consigne V ∗DC , le correcteur génère le courant de référence i∗GRV à injecter sur le bus continu

pour annuler l’erreur ε = V ∗DC − VDC . La relation entre la tension du bus VDC et le courant iGRV

est une fonction T (s) du premier ordre.

T (s) =
VDC
iGRV

=
RL

1 +RLCDCs
(2.27)

La Figure 2.33 présente le schéma de régulation de la tension. Elle comprend une boucle ex-

terne de régulation de la tension par un correcteur PI modélisé par CV (s), utilisé pour sa simplicité

et sa robustesse, et une boucle interne de régulation des courants de phase par des correcteurs à hys-

térésis. La sortie de ce bloc donne la valeur moyenne du courant généré iGRV qui sert à alimenter

la charge résistive et à recharger le condensateur.

CV (s) = KPV +KIV /s (2.28)

FIGURE 2.33 – Schéma de la Régulation de la tension du bus continu

Le correcteur est synthétisé en utilisant la méthode de compensation de pôles. Nous supposons

que la boucle interne de courant est suffisamment rapide par rapport à la boucle externe de tension.

Sous cette hypothèse, la fonction de transfert de la boucle de courant peut être assimilée à une

fonction unitaire. Le schéma de régulation sur la Figure 2.33 peut se simplifier comme suit :
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FIGURE 2.34 – Schéma simplifié de la Régulation de la tension bus

En se basant sur le schéma simplifié, la fonction de transfert en boucle fermée est :

H(s) =
VDC
V ∗DC

=
KPV

(
s+KIV /KPV

s

)
.
(

1/CDC
s+1/RL.CDC

)
1 +KPV

(
s+KIV /KPV

s

)
.
(

1/CDC
s+1/RL.CDC

) (2.29)

Pour améliorer la dynamique du système en boucle ouverte, le pole stable (p = −1/RL.CDC)

peut être compensé par le zéro du correcteur PI (z = −KIV /KPV ). Nous obtenons alors la fonction

de transfert en boucle fermée de la tension du bus sous la forme d’une fonction du premier ordre

de gain unitaire.

H(s) =
VDC
V ∗DC

=
1

1 + T.s
(2.30)

T est la constante de temps.

T =
CDC
KPV

;
KIV

KPV

=
1

RL.CDC
(2.31)

Pour améliorer la dynamique de la boucle de tension, la constante proportionnelle KPV doit être

suffisamment grande. Mais un gain trop élevé peut entrainer une perte de stabilité du système. Le

choix d’une constante de temps T = 5 ms est un bon compromis pour assurer un système rapide

et stable. Le correcteur est calculé pour une valeur de la résistance de charge de RL = 15 Ω et le

condensateur est choisi suffisamment grand (CDC = 23.4 mF ) pour réduire les ondulations de la

tension du bus. Les gains sont donnés par :

KPV =
CDC
T

= 4.68 ; KIV =
KPV

RL.CDC
= 13.3 (2.32)

Pour vérifier la validité de la stratégie de contrôle proposée, des simulations sont réalisées

dans l’environnement Matlab-simulink et une campagne de tests expérimentaux est faite. Nous

nous sommes attachés à évaluer la robustesse du correcteur vis à vis de la vitesse et de la charge,

l’erreur statique et le taux d’ondulations :

∆V = (VDC−max − VDC−min)/VDC−moy
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a - Performances en régime permanent

La Figure 2.35 montre l’évolution de la tension du bus continu pour différentes valeurs de réfé-

rence. La vitesse de rotation est fixée à 800 tr/mn et la valeur de la résistance de charge est fixée

à 15 Ω. Pour chaque nouvelle valeur de la référence de tension, un nouveau triplet (Iref , ψ, θp)

optimal est calculé pour ramener la tension du bus à la valeur désirée. On constate que la tension

rejoint rapidement sa consigne malgré quelques ondulations.
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FIGURE 2.35 – Evolution de la tension du bus pour différentes valeurs de référence

TABLE 2.4 – Ondulation de la tension du bus en fonction de la tension de référence

Tension de référence Simulation Mesure

V ∗DC = 24 V 1.25 % 2.90 %

V ∗DC = 26 V 1.15 % 2.35 %

V ∗DC = 28 V 1.11 % 2.43 %

V ∗DC = 30 V 1.07 % 2.33 %
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b - Robustesse du réglage vis à vis de la vitesse

Pour mesurer l’impact d’une perturbation de vitesse sur la régulation, nous avons représenté sur la

Figure 2.36 les résultats des essais à différentes vitesses de rotation. La tension de référence du bus

est fixée à V ∗DC = 24 V et la résistance de charge est fixée à RL = 15 Ω. On peut noter les bonnes

performances du régulateur face à des perturbations de vitesse aussi bien en simulation qu’en ex-

périmental. Le régulateur rejette rapidement les perturbations de vitesse sur la tension. L’impact

de la vitesse de rotation sur le taux d’ondulation est aussi évalué. Les résultats sont regroupés dans

Tableau 2.5. On peut observer aussi bien en simulation que pour les résultats expérimentaux une

diminution des ondulations de la tension lorsque la vitesse augmente. Par contre on note une dif-

férence significative entre les taux d’ondulation (dans un rapport de 2). Plusieurs raisons peuvent

expliquer cette différence telles que la mesure de la tension du bus continu, le comportement réel

des boucles de courant, la commande des interrupteurs du convertisseur, les imperfections du mo-

dèle et les erreurs de conversion numérique-analogique.

0 5 10 15 20 25 30
18

20

22

24

26

V
D
C
(V

)

b) DC bus voltage regulation under variable speed

V
DC-measurement

V
DC-simulatiion

V
DC-reference

0 5 10 15 20 25 30

t (s)

200

400

600

800

1000

1200

ω
(r
p
m
)

FIGURE 2.36 – Régulation de la tension du bus avec une perturbation de vitesse

TABLE 2.5 – Ondulation de la tension du bus en fonction de la vitesse

Vitesse de rotation Simulation Mesure

ω = 400 tr/mn 4.83 % 9.54 %

ω = 800 tr/mn 1.29 % 3.40 %

ω = 1000 tr/mn 0.92 % 2.04 %
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c - Robustesse du réglage vis à vis de la charge

On étudie maintenant l’influence d’une perturbation de charge sur la régulation. La tension de

référence est fixée à V ∗DC = 24 V à la vitesse de rotation ω = 800 tr/mn. On fait le test avec

trois valeurs de résistance RL : 7 Ω, 15 Ω et 31 Ω, ce qui correspond à une puissance électrique

demandée sur le bus Pe : 82.3W, 38.4W et 18.5W , respectivement. On constate que ce régulateur

donne des performances satisfaisantes, même pour des valeurs de resistance différentes de celle

pour laquelle il a été calculé. Enfin, le Tableau 2.6 indique que les ondulations sont réduites pour

des valeurs de résistances élevées (faibles couples). Cela corrobore l’hypothèse selon laquelle le

taux d’ondulations du couple et de la tension du bus de la MRV diminue au fur et à mesure que le

couple de charge diminue.

0 5 10 15 20 25 30
18

20

22

24

26

V
D
C
(V

)

c) DC bus voltage regulation for different loads

V
DC-measurement

V
DC-simulation

V
DC-reference

0 5 10 15 20 25 30

t(s)

0

10

20

30

40

R
L
(Ω

)

FIGURE 2.37 – Régulation de la tension bus pour une charge variable

TABLE 2.6 – Ondulation de la tension du bus en fonction de la résistance de charge

Résistance de charge Simulation Mesure

RL = 7 Ω 1.54 % 4.87 %

RL = 15 Ω 1.17 % 3.42 %

RL = 31 Ω 0.96 % 2.54 %
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On peut conclure que malgré le choix de régulateurs à structure simple (PI et hystérésis), les

premiers résultats obtenus aussi bien en simulation que sur le banc expérimental sont satisfaisants.

En régime permanent l’erreur statique est maitrisée pour plusieurs points de fonctionnement. Les

perturbations dues aux variations (inévitables) de vitesse et de charge sont bien rejetées. Les études

et les essais doivent être poursuivis sur toute la plage de vitesse, notamment à basse vitesse, afin

de réduire le taux d’ondulations de la tension sur le bus continu.

2.8 Optimisation des paramètres de commande

2.8.1 Maximisation du rendement par optimisation itérative

Pour une utilisation optimale de la machine à réluctance variable, un choix judicieux des pa-

ramètres de commande est nécessaire pour garantir un rendement de conversion maximal et des

ondulations minimales des grandeurs électriques. Comme nous l’avons vu dans la section (1.4)

du Chapitre (1), plusieurs stratégies de commande sont proposées dans la littérature. Dans cette

étude nous avons identifié les angles de commutation (à savoir l’angle d’amorçage ψ et l’angle de

conduction θp) et le courant de référence des phases (Iref ) comme paramètres de commande à la

fois en mode moteur et en mode générateur. Il s’agira de trouver les paramètres optimaux pour

chaque point de fonctionnement.

Les tests en boucle ouverte révèlent que la tension du bus change lorsque le point de fonction-

nement change. Le contrôleur calcule le triplet (Iref , ψ , θp) pour maintenir la tension à sa valeur

de référence. Il existe plusieurs triplets qui permettent d’atteindre cette tension. Par conséquent, il

est important de choisir le triplet qui maximise le rendement tout en réduisant les ondulations de

la tension du bus.

Etant donné que la machine à réluctance variable est fortement non linéaire, il est difficile de

trouver un modèle analytique suffisamment précis pour pouvoir calculer le rendement en fonction

des paramètres de commande, de la vitesse et du couple. Par conséquent, nous allons utiliser une

approche itérative, basée sur le logiciel Mrvsim, pour calculer le rendement à un point de fonction-

nement pour toutes les combinaisons possibles de Iref , ψ et θp.

Après chargement du modèle de la machine précédemment créée (MRV 8/6 4-phases), on fait ap-

pel à la fonction "point singulier" de Mrvsim qui permet de calculer un point de fonctionnement.
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Pour une vitesse donnée, on fait varier les paramètres de commande dans leurs plages de définition.

Pour toutes les combinaisons possibles des paramètres de commande, la fonction "point singulier"

calcule les grandeurs caractéristiques (couple instantané total, les ondulations de couple, les pertes

globales au niveau de la machine et du convertisseur, le rendement de la conversion) relatives à

cette vitesse.

Calcul des pertes [BM04]

La calcul du rendement nécessite la détermination de l’ensemble des pertes dans la machine et

dans le convertisseur. Elles correspondent aux pertes Joule PJ dans les enroulements statoriques,

les pertes magnétiques Pmag, les pertes mécaniques Pmeca et les pertes dans les semi conducteurs

du convertisseur Pconv (pertes par conduction et pertes par commutation).

Pertes Joule

Les pertes Joule correspondent aux pertes résistives dans les enroulements de la machine. Elles

sont données par la relation (Eq.2.33), où q désigne le nombre de phases, r la résistance des enrou-

lements et Ieff le courant efficace de la phase. On peut donc réduire les pertes Joules en minimisant

le courant efficace.

PJ = qrI2
eff (2.33)

Pertes magnétiques

Les pertes magnétiques sont dues aux variations du champ magnétique dans le fer et dans les

enroulements. Par hypothèse, Mrvsim considère que les pertes magnétiques dans le cuivre sont

négligeables. Les pertes magnétiques sont calculées sur la base d’un découpage du circuit ma-

gnétique en zones élémentaires. Les pertes magnétiques correspondent aux pertes par courant de

Foucault PF et aux pertes par par hystérésis PH modélisées par la relation (Eq.2.34). KH et KF

sont deux constantes qui dépendent de la nature des tôles, B désigne le champ magnétique, ∆B

est l’amplitude de l’induction et fe = ωe/2π = Nr ω/2π est la fréquence d’alimentation. Pour

réduire les pertes magnétiques, il est important de choisir des structures comportant un nombre

réduit de dents rotoriques Nr.

PF = KF

(
∂B

∂t

)2

, PH = KHfe(∆B)2 (2.34)
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Pertes mécaniques

Mrvsim propose un modèle de calcul des pertes mécaniques basé sur la théorie de la mécanique

des fluides. Seules les pertes aérodynamiques, généralement prédominantes dans les machines à

grande vitesse (vitesse périphérique supérieure à 60 m/s), sont considérées. A cause de la mau-

vaise quantification des états de surface, la détermination des pertes aérodynamiques est difficile à

faire. Somme toute, elles sont négligeables par rapport aux autres pertes du système.

Pertes dans le convertisseur statique

Les pertes dans le convertisseur sont également calculées par Mrvsim. Elles correspondent aux

pertes par conduction Pcond calculées à partir des chutes de tension dans les transistors et les diodes

et aux pertes par commutation Pcom . Ces pertes dépendent du type de contrôle (MLI ou pleine

onde), de la fréquence de commutation des interrupteurs et des caractéristiques des transistors et

des diodes.

Calcul du rendement

Après avoir calculé l’ensemble des pertes dans la machine et dans le convertisseur, il est pos-

sible de déterminer le rendement global du système.

Rendement moteur (puissance mécanique positive)

La Figure 2.38 donne le diagramme de puissance en mode moteur. Le rendement moteur est le

rapport entre la puissance mécanique et la puissance électrique absorbée par la machine.

η =
Pmecanique
Pelectrique

=
Pem + Pmeca + Pmag
Pem − Pconv − PJ

(2.35)

FIGURE 2.38 – Bilan de puissance en mode moteur
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Rendement générateur (puissance mécanique négative)

Par comparaison au mode moteur, la Figure 2.39 donne le bilan d’énergie en mode générateur

Le rendement générateur se définit comme le rapport entre la puissance électrique générée et la

puissance mécanique.

η =
Pelectrique
Pmecanique

=
Pem − PJ − Pconv
Pem + Pmag + Pmeca

(2.36)

FIGURE 2.39 – Bilan de puissance en mode générateur

Algorithme de maximisation du rendement

La Figure 2.40 présente l’algorithme de maximisation du rendement.

1. On sélectionne un point de fonctionnement défini par son couple T et sa vitesse de rotation

ω. On balaie ensuite tous les triplets (Iref , ψ, θp) pour couvrir leurs plages de définition. La

fonction "point singulier" de Mrvsim est ensuite lancée. Elle calcule l’ensemble des pertes

et les rendements associés à chaque triplet, relatifs au point de fonctionnement choisi.

2. Pour une vitesse de rotation donnée, plusieurs triplets (Iref , ψ, θp) permettent d’avoir le

couple de référence demandé mais avec des performances en termes de rendement et d’on-

dulations différentes. L’ensemble des triplets qui réalisent le point de fonctionnement sont

stockés dans un fichier.

3. Le triplet qui permet de réaliser le point de fonctionnement en maximisant le rendement est

choisi comme triplet optimal (Iref−opt, ψopt, θp−opt)

4. Le triplet optimal est stocké dans une cartographie à trois dimensions qui a pour entrées la

vitesse et le couple. Elle sera utilisée par la commande.

5. On répète ce processus pour couvrir l’ensemble des points de fonctionnement du plan

couple-vitesse.
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1 - Selection du point de fonctionnement :

Couple T ; Vitesse ω

2 - Calcul des triplets (Iref ;ψ; θp) qui

réalisent le point de fonctionnement

3 - Calcul des rendements et choix du triplet

optimal qui donne le rendement maximal

4 - Sauvegarde du triplet optimal

(Iref−opt;ψopt; θp−opt) dans une cartogragraphie

5 - Passage au point de fonctionnement suivant

FIGURE 2.40 – Algorithme d’optimisation du rendement

Selon le mode de fonctionnement de la machine, les plages de définition des paramètres et des

variables de contrôle changent. Le passage du mode moteur au mode générateur est déterminé par

le signe du couple. Nous avons choisi la même plage de vitesse pour les deux modes de fonction-

nement. Nos connaissances a priori des caractéristiques de magnétisation permettent de réduire les

plages des paramètres de commande. Pour couvrir tous les points de fonctionnement de la courbe

enveloppe, les plages de variation de la vitesse, du couple et des paramètres de commande sont

fixées comme suit :

TABLE 2.7 – Plage des paramètres de commande en mode moteur

Paramètres Min. Max. Nombre de valeurs

ω 10 tr/mn 5000 tr/mn 17

Tref 0 Nm 26 Nm 91

Iref 1 A 100 A 20

ψ −120 ◦ 60 ◦ 37

θp 120 ◦ 180 ◦ 13
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TABLE 2.8 – Plage des paramètres de commande en mode générateur

Paramètres Min. Max. Nombre de valeurs

ω 10 tr/mn 5000 tr/mn 17

Tref −26 Nm 0 Nm 91

Iref 1 A 100 A 20

ψ 60 ◦ 240 ◦ 37

θp 120 ◦ 180 ◦ 13

2.8.2 Résultats de l’optimisation des paramètres de commande

Les résultats d’optimisation du rendement de l’ensemble machine-convertisseur sont représen-

tés sur la Figure 2.41. Nous représentons le rendement global dans le plan couple-vitesse en mode

moteur (à gauche) et en mode générateur (à droite). L’optimisation est lancée pour 14 valeurs de

vitesse (entre 10 et 5000 tr/mn) et 91 valeurs de couple (entre 0 et 26 Nm). Le rendement du

système est maximisé pour des vitesses de rotation et des couples élevés. Un rendement maxi-

mal d’environ 70% peut être atteint pour les deux modes de fonctionnement de la machine. La

Figure 2.42 représente l’évolution du courant de référence. Pour une vitesse donnée, le courant

varie linéairement en fonction du couple. Le courant de référence dépend faiblement de la vitesse

de rotation. Il est d’autant plus grand que le couple développé par la machine est important.

L’évolution de l’angle d’amorçage dans le plan couple vitesse est représentée sur la Figure 2.43.
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FIGURE 2.41 – Rendement global en mode moteur et en mode générateur
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En mode moteur, il évolue entre 40◦ et −100◦ avec l’augmentation de la vitesse et du couple. En

effet la magnétisation doit commencer idéalement à la position d’opposition (ψ = 0◦) en mode

moteur. Mais pour une vitesse de rotation maximum et un couple maximum, le début de magnéti-

sation est avancé par rapport à la valeur idéale. En mode générateur on constate une variation de

l’angle d’amorçage entre 200◦ et 60◦ avec l’augmentation de la vitesse et du couple. Là encore, on

note une avance du début de magnétisation en haute vitesse par rapport à la valeur idéale de 180◦

en mode générateur. La Figure 2.44 montre que l’angle de conduction θp évolue entre 120◦ et 180◦

avec l’augmentation de la vitesse et du couple. En effet la durée de magnétisation est d’autant plus

longue que la vitesse de rotation et le couple demandé sont importants. Nous avons fixé une limite

maximale de 180◦ afin d’assurer une démagnétisation complète de la phase.
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FIGURE 2.42 – Courant de référence en mode moteur et en mode générateur

Angle d’amorcage (ψ) - moteur
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FIGURE 2.43 – Angle d’amorçage en mode moteur et en mode générateur



2.8 Optimisation des paramètres de commande 65

Angle de conduction (θp) - moteur
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FIGURE 2.44 – Angle de conduction en mode moteur et en mode générateur

2.8.3 Mesure du rendement de la génératrice

On se propose de vérifier expérimentalement l’algorithme d’optimisation du rendement pro-

posé. Le rendement de conversion électromécanique est déterminée comme suit : η = Pout/Pin.

Le fonctionnement de la génératrice nécessite une source d’alimentation externe pour exciter les

enroulements des phases au démarrage de la machine. La puissance d’entrée Pin inclut donc la

puissance mécanique Pmec et la puissance d’excitation Pexc :

Pin =
1

T

∫ t+T

t

ωTe.dt+
1

T

∫ t+T

t

Vexciexc.dt (2.37)

La puissance de sortie Pout est calculée en mesurant le courant iL qui circule dans la charge

résistive. La tension du bus est maintenue constante à 24 V par le régulateur de tension

Pout =
1

T

∫ t+T

t

RLi
2
L.dt =

1

T

∫ t+T

t

V 2
DC

RL

.dt (2.38)

La Figure 2.46 montre les résultats expérimentaux de la mesure du rendement en fonction de

la vitesse et du couple. Pour l’étude expérimentale, la génératrice est entrainée par une machine

à courant continu (12000 tr/mn, 2 Nm) qui impose la vitesse et une source externe 24 V est

utilisée pour fournir la puissance d’excitation initiale. La génératrice débite sur une charge résistive

RL = 15 Ω et un condensateur de lissage CDC = 23.4 mF placé en parallèle sur le bus continu.

Après la phase de démarrage, la GRV fonctionne en mode auto-excité, la source externe ne délivre

aucun courant, la magnétisation est assurée par le condensateur. Les résultats de mesure révèlent

que la génératrice offre un rendement maximal pour des vitesses et des couples élevés. Les résultats

expérimentaux confirment ceux de la simulation : le rendement maximal est d’environ 70%.
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2.9 Conclusion

Ce chapitre a été consacré à la commande optimale de la machine à réluctance variable en

modes moteur et générateur.

D’abord, nous avons présenté le principe de fonctionnement de l’actionneur à réluctance et pro-

posé un modèle mathématique équivalent de simulation. Les caractéristiques électromagnétiques

de la machine telles que le réseau de flux et le réseau de couple sont obtenus en utilisant le logiciel

de calcul par éléments finis Mrvsim.

Ensuite, nous avons abordé la commande de la machine. En mode moteur, on cherche à réguler

la vitesse et le couple à travers les courant de phase. Tandis que, en mode générateur, l’objectif de

la commande est de maintenir la tension du bus continu à une valeur constante. Les simulations et

les tests expérimentaux montrent la robustesse de la régulation de la tension malgré les fluctuations

de la vitesse et de la charge.

Enfin, nous avons proposé une stratégie d’optimisation de la commande afin d’améliorer l’ef-

ficacité énergétique de l’actionneur. L’objectif est de maximiser le rendement global en tenant

compte des pertes dans la machine et dans le convertisseur. Après avoir identifié les principaux

paramètres de la commande, à savoir le courant de référence, l’angle d’amorçage et l’angle de

conduction, nous avons proposé un algorithme d’optimisation itérative en utilisant le logiciel de

simulation Mrvsim. L’efficacité de l’optimisation a été évaluée avec tests expérimentaux. Le ren-

dement global maximal est d’environ 70 % pour des vitesses et couples élevés.

Dans ce chapitre la GRV est utilisée comme générateur de courant continu, l’énergie générée

est fournie à une charge continue ou stockée dans une batterie. La GRV peut être utilisée aussi

comme générateur de courant alternatif si l’énergie produite est acheminée vers une charge alter-

native locale ou vers un réseau alternatif distant. Dans ce cas, la tension continue à la sortie de la

génératrice est convertie en tension alternative au moyen d’un convertisseur DC/AC. Ce point sera

abordé dans le chapitre suivant.
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3.1 Introduction

On s’intéresse dans ce chapitre au contrôle de la Génératrice à Réluctance Variable (GRV)

connectée au réseau alternatif pour une application éolienne. En effet depuis quelques années la

GRV se positionne comme une vraie alternative dans les unités de conversion de l’énergie éolienne

[YLD14b] [BAG+15b] [CAM17]. Compte tenu des conditions sévères d’exploitation, sa robus-

tesse en fait un candidat sérieux d’autant plus que l’effet du bruit acoustique qu’elle produit peut

être ici négligé dans cet environnement.

Les travaux sont orientés essentiellement sur l’optimisation de la commande pour une meilleure

efficacité énergétique. Généralement les angles de commutation des interrupteurs et le courant de

référence des phases sont choisis comme paramètres de commande. Dans [KWHL15] qui traite

le cas d’un micro-grid DC les auteurs utilisent un convertisseur DC-DC entrelacé pour élever la

tension de sortie de la génératrice de 48 V à 400 V . Dans [GY14], la stratégie de commande de

génératrice est présentée, les angles d’ouverture et de fermeture des interrupteurs (θon et θoff ) sont

identifiés comme paramètres de commande. Les auteurs adoptent deux stratégies de commande : à

basse et moyenne vitesse, une commande en courant par hystérésis et au delà de la vitesse de base,

une commande en pleine onde de tension en contrôlant les angles de commande.

L’optimisation du rendement de la génératrice associée à son convertisseur a été présentée

dans le chapitre précédent. Les angles de commande et le courant de référence ont été identifiés

comme paramètres de commande. Ils sont calculés par une méthode de calcul par EF pour garantir

un rendement de conversion maximal. L’objectif de ce chapitre est de développer une méthode

de contrôle optimal de la GRV. Le premier objectif sera d’assurer le maintien de la tension du bus

continu à sa valeur nominale malgré les fluctuations de la vitesse du vent et de la charge. Le second

objectif sera d’avoir un facteur de puissance unitaire et de contrôler la qualité du courant injecté au

réseau.
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3.2 Structure générale du système de conversion

La structure générale du système de conversion est présentée à la Figure 3.1. Une machine à

courant continu est utilisée pour simuler le rôle de la turbine de l’éolienne. Elle impose un couple

à la GRV qui est l’image de la force développée par l’éolienne sur l’arbre de la génératrice. La

GRV quant à elle impose la vitesse de rotation à la MCC pour satisfaire le couple demandé. Deux

convertisseurs sont nécessaires pour la connexion de la génératrice au réseau. Côté machine, le

convertisseur à demi pont assure le contrôle de la vitesse et des courants de phase de la génératrice.

Côté réseau, le convertisseur DC-AC assure la régulation de la tension du bus et du courant de

réseau. Il permet aussi la connexion et la synchronisation de la génératrice au réseau.

FIGURE 3.1 – Connexion de la GRV au réseau alternatif

La partie commande occupe une partie essentielle du système de conversion de l’énergie mé-

canique extraite du vent en énergie électrique. Elle doit assurer les fonctions suivantes :

— La conversion et le transfert de l’énergie de la GRV au réseau

— Le maintien de la tension du bus continu à sa référence

— La minimisation du Taux Harmonique de distorsion (THD)

— Le contrôle de la qualité de la puissance et du courant de réseau

— Le contrôle de la puissance réactive injectée au réseau

— La synchronisation de la génératrice au réseau

— La maximisation du rendement de conversion

— La minimisation des ondulations du couple et de la tension du bus

Trois critères seront identifiés pour évaluer les performances de notre commande. D’abord, il

s’agit de maintenir la tension du bus continu constante pour tous les points de fonctionnement de

la génératrice. Ensuite, assurer une tension et un courant de réseau le plus sinusoïdal possible et en

phase. Enfin, minimiser le THD du courant et de la tension produite.
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3.3 Etude comparative des convertisseurs DC-AC

Les convertisseurs DC-AC permettent de convertir une tension continue (sortie de notre géné-

ratrice à réluctance variable) en une tension alternative (230 V, 50 Hz) identique à celle du réseau

de distribution. Plusieurs topologies de convertisseur, aux performances techniques différentes,

sont utilisées pour le raccordement des sources DC au réseau de distribution [Did07]. On se pro-

pose de dresser un état de l’art des convertisseurs DC-AC existants, en présentant leur principe de

fonctionnement et en identifiant les avantages et les inconvénients de chaque topologie.

FIGURE 3.2 – Différentes topologies de convertisseurs DC-AC

Onduleur avec transformateur de sortie basse fréquence

La Figure 3.2-a) représente une structure simple d’un onduleur. L’élément de base est l’inter-

rupteur de puissance composé d’un transistor IGBT et d’une diode en antiparallèle qui assure la

continuité du courant lors du changement de sens de celui-ci. Ce circuit comprend deux étages :

la tension continue est convertie en alternatif par l’onduleur à transistors. L’amplitude du signal

alternatif de fréquence 50 Hz filtré par l’inductance est ensuite adaptée à la tension du réseau par

le transformateur basse fréquence. Ce montage présente l’avantage d’une isolation galvanique. En

revanche, l’utilisation du transformateur dégrade le rendement de l’onduleur.
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Pour travailler avec une plage de tension plus large on peut rajouter un convertisseur boost à

l’entrée de l’onduleur. Ce circuit est représenté sur la Figure 3.2-b). Il comprend trois étages : le

convertisseur boost, l’onduleur et le transformateur.

La Figure 3.2-c) représente un circuit identique au précédent mais sans isolation galvanique.

Cette structure permet de gagner quelques points de rendement grâce à l’absence de transformateur.

Convertisseur avec transformateur haute fréquence

La Figure 3.2-d) représente un convertisseur à trois étages. La tension continue est d’abord dé-

coupée à haute fréquence pour la transformer en tension alternative. Elle est ensuite élevée par un

transformateur haute fréquence qui assure également l’isolation galvanique. La tension alternative

obtenue à la sortie du transformateur est redressée par le deuxième étage. Cette tension continue est

enfin transformée par l’étage 3 pour créer la tension sinusoïdale adaptée au réseau 230 V − 50 Hz

à l’aide d’une MLI. Le découpage à haute fréquence du premier étage permet de réduire consi-

dérablement la taille du transformateur. Par contre cette structure avec trois étages est complexe à

contrôler et dégrade le rendement de conversion.

En résumé, il existe différents types de convertisseur DC-AC. L’onduleur peut comporter plu-

sieurs étages avec ou sans convertisseur DC-DC et avec ou sans transformateur. L’utilisation d’un

transformateur dégrade le rendement de conversion mais elle reste obligatoire si une isolation

galvanique est requise. On peut soit placer un transformateur basse fréquence à la sortie du conver-

tisseur, soit placer un transformateur haute fréquence à l’entrée du convertisseur. Cette dernière

solution permet de réduire la taille du convertisseur mais elle pourrait engendrer des pertes supplé-

mentaires. La GRV se comporte comme un injecteur de courant dont la tension de sortie est régulée

à 460 V . Dans notre étude deux topologies seront développées. D’abord une structure simple sans

convertisseur boost DC-DC et sans transformateur est utilisée pour la connexion de la génératrice

au réseau monophasé. Ensuite une structure présentant un transformateur de sortie sera utilisée

pour la connexion au réseau triphasé.
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3.4 Connexion de la génératrice au réseau monophasé

3.4.1 Structure de la génératrice connectée au réseau monophasé

La Figure 3.3 montre la connexion de la GRV au réseau. La génératrice est connectée au réseau

alternatif monophasé par un convertisseur DC-AC monophasé (460 V − 230 V, 50 Hz) piloté en

MLI, qui permet de convertir la tension continue (460 V ) à la sortie de la génératrice à réluctance

variable en une tension alternative (230 V, 50 Hz).

FIGURE 3.3 – GRV connectée au réseau alternatif monophasé

3.4.2 Principe de fonctionnement de l’onduleur

Pour expliquer le principe de fonctionnement, on utilise la Figure 3.4 qui représente une struc-

ture simple d’un onduleur monophasé. Il est composé d’une source de tension continue VDC , de

deux cellules de commutation formées par quatre interrupteurs électroniques bidirectionnels en

courant, commandés de façon appropriée (les interrupteurs d’un même bras fonctionnent de façon

complémentaire). L’impédance de raccordement au réseau est constituée par une inductance Lr

en série avec une résistance Rr. Elle permet de filtrer la tension de sortie de l’onduleur vpwm afin

de fournir au réseau un courant ir quasi sinusoïdal. Le réseau AC est modélisé par une source de

tension alternative idéale vr. On désignera par fd la fréquence de découpage des interrupteurs. On

désigne par PDC la puissance électrique du bus continu et PAC la puissance du réseau. Par conven-

tion, on compte positivement la puissance quand elle est injectée au réseau. Les expressions des

puissances instantanées sont :

PDC = vDCiDC et PAC = vrir (3.1)
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FIGURE 3.4 – Structure d’un onduleur de tension monophasé à deux cellules de commutation

Les interrupteurs d’un même bras Qjp et Qjn (avec j ∈ {a, b}) sont commandés périodique-

ment de façon complémentaire. Les signaux de commutation Sjp et Sjn sont déterminés par la

commande. On adopte une commande MLI (Modulation de Largeur d’Impulsions).
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FIGURE 3.5 – Exemple d’une MLI unipolaire classique

La modulation de la largeur des impulsions est réalisée par comparaison d’une onde de réfé-

rence vr de fréquence fr d’amplitude Vr représentant la tension de sortie désirée et d’une onde

de modulation triangulaire ou porteuse vp de fréquence fp supérieure à fr et d’amplitude Vp. La

commande MLI introduit donc des commutations supplémentaires à fréquence plus élevées que la

fréquence du fondamental, transformant la tension continue en une suite de créneaux d’amplitude

fixe et de largeur variable. Elle permet de se rapprocher du signal désiré (en général sinusoïdal) et

de faire varier l’amplitude du fondamental de la tension de sortie. Elle repousse vers les fréquences
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plus élevées les harmoniques de la tension de sortie, ce qui facilite le filtrage [Cos96]. Les signaux

de commutation des interrupteurs sont déterminés par les instants d’intersection de ces deux ondes.

Ils vérifient :  San = S̄ap bras a

Sbn = S̄bp bras b
(3.2)

TABLE 3.1 – Calcul de signaux de commutation

Sap Sbp vpwm iDC

0 0 0 0

0 1 − vDC ir

1 0 vDC − ir

1 1 0 0

Le Tableau 3.1 donne la tension de sortie de l’onduleur vpwm et le courant du bus continu iDC en

fonction des signaux de commutation Sap et Sbp. Quand les interrupteurs Qap et Qbp sont bloqués

ou bien quand ils conduisent simultanément, la sortie de l’onduleur est court-circuitée, vpwm = 0

et iDC = 0. Quand Qap est bloqué et Qbp conduit, la sortie de l’onduleur est connectée à la tension

− vDC . Le courant circule à travers Qan et Qbp, on obtient iDC = ir. Alternativement, lorsque Qap

conduit et Qbp bloqué, la tension positive vDC est appliquée à la sortie de l’onduleur et iDC = − ir.

Le fonctionnement de l’onduleur peut être décrit par l’expression (Eq.3.3) vpwm = (Sap − Sbp) vDC
iDC = (Sbp − Sap) ir

(3.3)

Pour obtenir une bonne qualité de courant ou de tension à la sortie de l’onduleur, la fréquence

de la porteuse (ou fréquence de commutation ou fréquence de hachage) doit être très grande

par rapport à la fréquence du fondamental. Nous avons choisi une fréquence de commutation

fd = fpwm = fp = 104Hz. La tension de sortie de l’onduleur est donc fortement hachée par

nature. Il est indispensable de filtrer son contenu harmonique selon les contraintes de qualité im-

posées par les charges et le respect des législations en vigueur qui impose le THD acceptable.

La tension de sortie de l’onduleur désirée est un signal périodique de période Tr = 1/fr, on

peut utiliser la décomposition en série de Fourier pour étudier son comportement harmonique. Si
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on suppose le signal impair, la série de Fourier est donnée par [Cos96] :

vpwm(t) = a0 +
∞∑
h=1

bh sin(hωrt) (3.4)

— < vpwm > = a0 est la valeur moyenne de la tension de sortie de l’onduleur

— vpwm−1 = b1 sin(ωrt) est le fondamental

— vpwm−h = bh sin(hωrt) est l’harmonique h

Les coefficients de la série de Fourier a0 et bh sont calculés à partir des formules suivantes :

a0 =
1

Tr

∫ Tr

0

vpwm(t)dt (3.5)

bh =
2

Tr

∫ Tr

0

vpwm(t) sin(hωrt)dt (3.6)

On définit cinq caractéristiques importantes de la commande à MLI :

— L’indice de modulation n = fp/fr >> 1 rapport entre la fréquence de la porteuse et la

fréquence de référence. n est choisi grand pour repousser les harmoniques vers les hautes

fréquences. Cela permet de réduire la taille du filtre à la sortie de l’onduleur

— Le taux de modulation R = Vr/Vp < 1, c’est la rapport entre l’amplitude du signal de

référence et celle du signal triangulaire.

— Le coefficient de réglage de la tension ρ = Vpwm−1/VDC , rapport de l’amplitude du fon-

damental de la tension de sortie de l’onduleur et de la tension du bus.

— Le rapport cyclique α = Ton/Tp, c’est le ratio entre la durée de conduction de l’interrup-

teur Ton et la période de commutation Tp = 1/fp.

— Le signal de modulation m = vpwm−1/vDC , il est relié au rapport cyclique par : m =

2α− 1.

Dans le cas où l’indice de modulation n est suffisamment grand, la tension du réseau AC à la

sortie de l’onduleur a son amplitude telle que : Vr = ρVDC .
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Formes d’ondes de l’onduleur

Pour le pilotage des interrupteurs du pont en H, on définit les rapports cycliques complémen-

taires αa et αb (Eq.3.7) pour les deux bras. Ils sont obtenus en comparant la porteuse à deux

modulantes en opposition de phase. αa = 0.5 + 0.5 (< vpwm > /vDC) Bras a

αb = 0.5− 0.5 (< vpwm > /vDC) Bras b
(3.7)

La Figure 3.6 présente les formes d’ondes pour deux cas différentes :

Cas 1 : Tension AC positive < vpwm >= 120 V , vDC = 400 V ,

Cas 2 : Tension AC négative < vpwm >= −150 V , vDC = 400 V ,

Le tension de sortie vpwm de l’onduleur est calculée à partir du Tableau 3.1. On peut constater

qu’elle est au double de la fréquence de commutation des interrupteurs. Ce résultat est intéressant

pour le filtrage car le rang des harmoniques est doublé par rapport à une MLI bipolaire classique.
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FIGURE 3.6 – Formes d’onde de la tension de sortie
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3.5 Structure générale de la commande

Le contrôle de l’ensemble du système de conversion électromécanique peut être divisé en deux

parties : Le contrôle des grandeurs mécaniques (couple et vitesse) à l’entrée de la génératrice et le

contrôle des grandeurs électriques (tension et courant réseau) à la sortie de la génératrice.

FIGURE 3.7 – Commande de la génératrice connectée au réseau monophasé

3.5.1 Contrôle de la partie mécanique : entrée du système

Régulation du couple de la MCC

FIGURE 3.8 – Régulation du couple de la MCC

Le couple de la machine à courant continu est contrôlé indirectement par le courant. Un correc-

teur proportionnel intégral CT (s) est utilisé afin d’avoir une erreur statique nulle. La MCC impose
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un couple (TMCC) à la génératrice. Ce couple représente la force sur la turbine de l’éolienne due

au vent. La fonction de transfert en boucle fermée du système s’écrit :

HI−PF (s) =
imcc

i∗mcc−PF
=

KIT

Lmcc

(
KPT

KIT
s+ 1

)
s2 + s

(
Rmcc

Lmcc
+ KPT

Lmcc

)
+ KIT

Lmcc

(3.8)

Un préfiltre PF est utilisé pour compenser le zéro. Dans ce cas, la fonction de transfert de la

boucle de courant devient une fonction du second ordre de pulsation naturel ωn et de coefficient

d’amortissement ξ :

HI(s) =
imcc
i∗mcc

=

KIT

Lmcc

s2 + s
(
Rmcc

Lmcc
+ KPT

Lmcc

)
+ KIT

Lmcc

(3.9)

HI(s) =
imcc
i∗mcc

=
ω2
n

s2 + 2ξωns+ ω2
n

(3.10)

Par identification, on trouve les gains du correcteur : KIT = Lmccω
2
n

KPT = 2ξωn Lmcc −Rmcc

(3.11)

On souhaite exprimer les gains du correcteur en fonction du temps de réponse à 2%. Mais

contrairement aux systèmes du premier ordre, il n’existe pas une relation rigoureuse qui lie le

temps de réponse aux paramètres ξ et ωn. Cependant, dans le cas où ξ = 0.707, il est démontré

que, pour une pulsation ωn donnée, une approximation du temps de réponse à 2% est donnée par :

T2% ' 4.22/(ξωn).

TABLE 3.2 – Paramètres de la machine à courant continu

Paramètres valeurs (SI)
Lmcc 0.036

Rmcc 5.3

Fmcc 6 10−3

Jmcc 7.7 10−3

KE 1.07

KT 1.07
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En considérant les paramètres de la MCC résumés dans le Tableau 3.2 et en imposant un temps

de réponse de 0.01 s et un coefficient d’amortissement de 0.707 à la boucle de courant, les gains

du correcteur sont donnés par :

KIT =
4.222Lmcc
ξ2 (T2%)2

= 1.28 104 (3.12)

KPT =
8.44Lmcc
T2%

−Rmcc = 25.08 (3.13)

Régulation de la vitesse de la GRV

FIGURE 3.9 – Régulation de la vitesse de la génératrice

La génératrice quant à elle impose la vitesse de rotation à la MCC pour satisfaire le couple

de charge demandé. La GRV est commandée par une boucle interne rapide de régulation du cou-

rant par des correcteurs à hystérésis CI(s) dont la sortie donne les signaux de commande des

interrupteurs du convertisseur et une boucle externe de régulation de la vitesse par un correcteur

proportionnel intégral Cω(s).

Cω(s) =
KPωs+KIω

s
(3.14)

Il s’agit de réguler la vitesse de rotation de la génératrice à une valeur de référence. En consi-

dérant que le courant suit sa consigne rapidement (boucle interne de courant suffisamment rapide),

la fonction de transfert en boucle fermée de la vitesse est donnée par :

HωPF
(s) =

ω

ω∗PF
=

KIω

J

(
KPω

KIω
s+ 1

)
s2 + s

(
F
J + KPω

J

)
+ KIω

J

(3.15)

Pour améliorer la dynamique du système en boucle fermée, le zéro stable de Hω(s) est compensé

par un pré-filtre PF = 1/(s KPω/KIω + 1) calculé à partir des coefficients du correcteur. La
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fonction de transfert en boucle fermée devient :

Hω(s) =
ω

ω∗
=

KIω

J

s2 + s
(
F
J + KPω

J

)
+ KIω

J

(3.16)

On obtient une fonction de transfert du second ordre. L’identification de Hω(s) avec la forme

canonique, d’amortissement ξ et de pulsation naturelle ωn, permet de calculer les coefficients du

correcteur.  KIω = Jω2
n

KPω = 2ξωnJ − F
(3.17)

En considérant les paramètres de la MRV (J = 5 10−3kg.m2, F = 6.8 10−3Nm/rad/s) et en

imposant un temps de réponse à 2% de 0.2s et un coefficient d’amortissement de 0.707 à la boucle

de vitesse les gains du correcteur sont donnés par :

KIω =
4.222J

ξ2 (T2%)2
= 6.05 (3.18)

KPω =
8.44J

T2%

− F = 0.282 (3.19)

3.5.2 Contrôle de la partie électrique : sortie du système

L’objectif du contrôleur de sortie est de réaliser la connexion et la synchronisation de la gé-

nératrice au réseau alternatif. Un convertisseur DC-AC monophasé permet de convertir la tension

continue (460V ) à la sortie de la génératrice en une tension alternative, de valeur efficace 230 V

et de fréquence 50 Hz, semblable à celle du réseau. L’onduleur doit respecter certaines normes en

vigueur notamment le contrôle et la qualité du courant et de la puissance injectés dans le réseau,

la tension et la fréquence nominale du réseau, le contrôle de la tension du bus continu, le taux de

distorsion harmonique, le rendement de conversion, etc.

Régulation de la tension du bus

La tension du bus DC tend vers une valeur différente à chaque variation du point de fonction-

nement du système (vitesse-couple) due à une fluctuation de la puissance moyenne échangée par

la génératrice et le réseau à travers le bus DC et à chaque fluctuation de la puissance instantanée

due à un déséquilibre sur le réseau ou sur la génératrice [DKA+15].
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L’objectif de cette section est de réguler la tension du bus DC à une valeur de référence v∗DC =

460 V quelles que soient les conditions de fonctionnement. La tension du bus continu est stabilisée

par le convertisseur DC-AC côté réseau. Le courant et la tension du condensateur sont donnés par

les équations (Eq.3.20) et (Eq.3.21), où α désigne le rapport cyclique.

iC = αir − iGRV (3.20)

vDC =
iC

sCDC
=
αir − iGRV
sCDC

(3.21)

La fonction de transfert reliant la tension du bus DC au courant contient un intégrateur pur.

Le bus continu est un système d’ordre 1. En théorie, un correcteur proportionnel aurait suffi pour

le contrôle de la tension, mais cette condition n’est pas toujours vérifiée dans la pratique. Nous

choisirons donc un correcteur proportionnel intégral CV (s) pour réguler la tension du bus DC à sa

valeur de référence quelles que soient les conditions de fonctionnement.

CV (s) =
KPV s+KIV

s
(3.22)

FIGURE 3.10 – Régulation de la tension du bus continu

Par analogie avec les correcteurs de couple et de vitesse, les coefficients du correcteur de la

tension du bus sont donnés par les équations (Eq. 3.23) et (Eq. 3.24). La valeur du condensateur

de lissage est CDC = 4700 10−6 F . On choisit un temps de réponse à 2% de 0.08 s et un facteur

d’amortissement ξ = 0.707 pour limiter le dépassement de la tension.

KIV =
4.222CDC
ξ2 (T2%)2

= 26.16 (3.23)

KPV =
8.44CDC
T2%

− 0 = 0.495 (3.24)



84 Chapitre 3. Génératrice à Réluctance Variable connectée au réseau alternatif

Régulation du courant réseau

La sortie du correcteur de la tension du bus donne l’amplitude du courant de référence I∗r .

Celle ci est combinée avec la phase du réseau (θr = ωrt), obtenue par une boucle de verrouillage

de phase ou PLL (Phase locked Loop) pour créer la consigne sinusoïdale du courant de réseau i∗r .

FIGURE 3.11 – Régulation du courant réseau

La régulation du courant constitue le coeur du système. Si le contrôle du courant se fait grâce

à un correcteur proportionnel intégral classique, en se basant sur le schéma bloc de la Figure 3.11,

la fonction de transfert en boucle fermée peut s’écrire sous la forme :

Hir(s) =
ir(s)

i∗r(s)
=

KPi

(
s+KIi/KPi

s

)
.
(

1/Lr

s+Rr/Lr

)
1 +KPi

(
s+KIi/KPi)

s

)
.
(

1/Lr

s+Rr/Lr

) (3.25)

En compensant le pôle stable de la fonction de transfert en boucle ouverte ”p = −Rr/Lr” par

le zéro du correcteur ”z = −KIi/KPi”, la fonction de transfert de la boucle de courant se simplifie

comme suit :

Hir(s) =
ir(s)

i∗r(s)
=

1

1 + Ti.s
(3.26)

Ti est la constante de temps de la boucle de courant. Elle doit être choisie petite pour avoir une

réponse rapide du courant, typiquement entre 0.5 et 5 ms [YI10]. Le courant de référence i∗r est un

signal sinusoidal, de la forme i∗r = I∗r sin(ωrt) . Le courant réseau est alors donné par :

ir(t) =| Hir(s) | I∗r sin (ωrt+ arg(Hir(s))) (3.27)

ir(t) =
I∗r√

1 + (Tiωr)2
sin (ωrt− arctan(Tiωr)) (3.28)
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L’équation 3.28 montre l’existence d’une erreur statique en régime permanent sur l’amplitude

du courant et un déphasage qui dépendent de la constante de temps et de la pulsation. Idéalement,

pour minimiser l’erreur statique et le déphasage, la constante de temps Ti doit être la plus faible

possible. Mais, en pratique le choix de Ti est limité par des contraintes sur le convertisseur. En gé-

néral, une constante de temps supérieure ou égale à dix fois la période de commutation est choisie.

Une solution alternative consiste à utiliser un correcteur résonant CIr(s). En effet contrairement au

correcteur proportionnel intégral classique qui ne permet pas de suivre parfaitement une référence

sinusoïdale, le correcteur résonant permet d’annuler l’erreur ε entre le courant du réseau ir et le

courant de consigne i∗r [YI10] . Le correcteur résonant choisi est de la forme :

CIr(s) =
M(s)

s2 + ω2
r

(3.29)

On introduit un pôle imaginaire pur résonant provoquant ainsi un gain théorique infini à la pulsation

du réseau (ωr = 2πfr ; fr = 50 Hz) afin d’éliminer l’erreur statique et le déphasage. M(s) est une

fraction rationnelle. Elle est calculée de façon à garantir une bonne dynamique du système : bande

passante et stabilité du convertisseur. L’impédance de réseau est (Lr = 0.01 H Rr = 1 Ω). On

souhaite avoir une marge de phase (MP) de 45◦, pour cette condition, on obtient le correcteur

CIr(s) de l’équation (Eq. 3.30). Le terme ”s+ 100” permet de compenser le pôle ”p = −Rr/Lr”

de la boucle ouverte, le ”1/(s2 +ω2
r)” représente la résonance et ”40000(s+ 552)/(s+ 3219)” est

un correcteur à avance de phase, il permet de régler la MP et d’avoir un temps de réponse à 2%

de 0.028 s [YI10]. Le diagramme de bode en boucle ouverte est représenté à la Figure 3.12.

CIr(s) = 40000.
s+ 100

s2 + ω2
r

.
s+ 552

s+ 3219
(3.30)

Pour éviter les problèmes d’instabilité liés au gain infini du correcteur, un correcteur propor-

tionnel résonant (Eq. 3.31) peut être utilisé à la place du correcteur résonant pur. Ce correcteur

présente un gain fini à la résonance mais suffisamment grand pour minimiser l’erreur statique et

le déphasage à la pulsation du réseau. Les coefficients du correcteur sont calculés de la même fa-

çon que dans le cas d’un correcteur PI classique. Le terme intégral permet d’ajuster le pic de la

résonance [VAC+14]

CI−pr(s) = Kpr +
Kirs

s2 + ω2
r

(3.31)
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FIGURE 3.12 – Diagramme de bode du système en boucle ouverte

3.5.3 Résultats de simulation

Le système est simulé sous Matlab-Simulink. Sur la Figure 3.13 on évalue les performances des

contrôleurs mécaniques. Une consigne de vitesse ω∗ = 1000 tr/mn est appliquée à la génératrice,

La MCC impose une variation de charge entre −10 Nm et 5 Nm. Ces premiers résultats montrent

la robustesse de la régulation de vitesse et de couple aussi bien en mode moteur (couple positif)

qu’en mode générateur (couple négatif).
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La puissance mécanique et la puissance du réseau sont représentées sur la Figure 3.14. Entre

0 s et 0.5 s la machine fonctionne en mode moteur. Pour une puissance mécanique Pmec = 500W ,

une puissance électrique PAC = 750 W est prélevée au réseau. Le rendement de conversion est

dans ce cas η = Pmec/PAC = 66.7%. Entre 0.5 s et 2 s la machine fonctionne en mode générateur.

Pour le point de fonctionnement (ω = 100 rad/s, T = −10 Nm) le rendement générateur η =

PAC/Pmec = 75%.
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FIGURE 3.14 – Puissance mécanique et puissance réseau

Coté réseau, nous évaluons d’abord les performances de la régulation de la tension du bus DC

à une référence de 460V (Figure 3.15). Les résultats montrent un bon asservissement de la tension

du bus DC quel que soit le point de fonctionnement de la génératrice. Nous avons représenté aussi

le courant de charge iGRV injecté par la génératrice sur le bus continu. Par convention, le courant

est prélevé du réseau en mode moteur (iGRV > 0).
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La régulation du courant, illustrée sur la Figure 3.16 , montre que le correcteur résonant permet

de suivre parfaitement une consigne sinusoïdale, avec une erreur statique quasi nulle. On peut

observer que la tension et le courant sont en phase lors du fonctionnement en mode moteur et en

opposition de phase lors du fonctionnement générateur. Pour comparer les trois correcteurs nous
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FIGURE 3.16 – Régulation du courant de réseau

avons calculé l’erreur quadratique moyenneEQM =
∫

(ε2)dt. On note une erreur et un déphasage

plus importants dans le cas du correcteur PI. Dans le cas du correcteur résonant et du correcteur

proportionnel résonant, l’erreur reste très faible. La tension et le courant réseau sont parfaitement

en phase. La puissance réactive injectée au réseau est alors très faible, ce qui améliore le facteur

de puissance. Le taux harmonique de distorsion (THD) permet d’évaluer la qualité du courant ou
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de la tension injectée au réseau. Il représente le rapport de la valeur efficace des harmoniques (Hi)

sur la valeur de la composante fondamentale (F1). Il permet d’évaluer la perturbation du courant

ou de la tension que provoque notre génératrice sur le réseau de distribution. Selon la norme IEC

61727, la limite admissible pour le taux de distorsion harmonique du courant injecté au réseau est

de 5%. La limite des harmoniques impairs, du 3e au 9e est 4% et du 11e au 15e est 2%. [BT16]

THD =

√
H2

2 +H2
3 +H2

4 + ...

F1

(3.32)

Les résultats du calcul du THD pour les trois correcteurs sont présentés sur la Figure 3.18 et dans le

Tableau 3.3. On peut remarquer que l’essentiel de l’énergie est porté par le fondamental (fréquence

50Hz). Les harmoniques impairs présents sont très négligeables par rapport au fondamental. Dans

les trois cas le THD est inférieur à 1%.
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FIGURE 3.18 – Spectre du courant réseau

TABLE 3.3 – Calcul du THD

Correcteur THD (%) H3 (%)

Proportionnel Intégral 0.9722 0.187

Correcteur Résonant 0.9681 0.256

Proportionnel Résonant 0.9681 0.227
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3.6 Connexion de la génératrice au réseau triphasé

3.6.1 Structure de la génératrice connectée au réseau triphasé

Après avoir traité le cas monophasé, on s’intéresse maintenant à la connexion de la génératrice

à réluctance variable au réseau triphasé. Il s’agit de contrôler le flux de puissance échangé entre la

génératrice et le réseau triphasé à travers le bus continu. La connexion est assurée par un convertis-

seur DC-AC triphasé (ou onduleur triphasé). La source DC est constituée par la GRV associée à son

convertisseur. Le rôle de l’onduleur triphasé est de transformer la tension continue (vDC = 460 V )

générée par la GRV en un système de trois tensions alternatives (vpwm−a, vpwm−b, vpwm−c). Le ré-

seau AC est modélisé par un système de tension triphasé alternatif équilibré (va, vb, vc). Pour une

valeur efficace de tension entre phases de Vpp = 230
√

3 = 415 V , la tension minimum requise sur

le bus continu est [SHS18] :

vDC =
2×
√

2× Vpp
m
√

3
' 2×

√
2× 415

1×
√

3
' 678 V (3.33)

m est le taux de modulation. La connexion de notre génératrice au réseau triphasé demande donc

un étage supplémentaire d’élévation de la tension. Cela pourrait se faire soit du coté DC par un

convertisseur DC-DC, soit du coté AC par un transformateur. Pour plus de simplicité de la com-

mande, la deuxième solution est retenue dans la suite. La sortie de l’onduleur donne trois tensions

(vra, vrb, vrc) de valeur efficace entre phases Vr−pp = 50 V .

FIGURE 3.19 – Structure de la GRV connectée au réseau triphasé
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3.6.2 Transformation dans le référentiel de park

Dans la suite de cette étude, nous allons travailler dans le référentiel dq en adoptant la transfor-

mation de Park (Eq. 3.34), qui permet de passer du repère triphasé stationnaire (abc) au référentiel

tournant (dqo). Cette transformation conserve l’amplitude des grandeurs électriques et pas la puis-

sance. Avec l’hypothèse du réseau équilibré, la composante homopolaire est nulle et ne sera donc

pas prise en compte dans la suite.

f(θr) =
2

3
×


cos(θr) cos(θr − 2π/3) cos(θr + 2π/3)

sin(θr) sin(θr − 2π/3) sin(θr + 2π/3)

1/2 1/2 1/2

 (3.34)

L’objectif sera de déterminer un modèle analytique du système de conversion d’énergie destiné à

la synthèse des correcteurs.

3.6.3 Modélisation du convertisseur DC-AC dans le repère (dq)

Il existe plusieurs modèles analytiques pour un convertisseur DC-AC. Dans l’hypothèse où la

période de commutation est très petite devant la période du fondamental, on peut approximer son

comportement à un gain unitaire. Toutefois ce modèle peut être légèrement amélioré en tenant

compte du retard introduit par la MLI. Dans ce cas, le convertisseur DC-AC peut être modélisé par

une fonction de transfert du premier ordre C(s) [Qué12] :

C(s) =
vpwm−q
v∗pwm−q

=
vpwm−d
v∗pwm−d

=
1

1 + sTa
(3.35)

v∗pwm et vpwm représentent respectivement la tension de référence et la tension de sortie du conver-

tisseur. Ta représente le retard introduit par la MLI. Il est approximativement égal à la période de

découpage des interrupteurs : Ta ' Tpwm = 10−4s.

3.6.4 Modélisation du réseau AC

L’impédance de raccordement au réseau pour chaque phase est un circuit (Lr − Rr) série. La

valeur de résistance est Rr = 0.142 Ω. La valeur de l’inductance est choisie selon l’ondulation du

courant de sortie désirée. Elle est donnée par (Eq. 3.36), où h est un facteur de surcharge [SHS18].

Pour une ondulation de courant ∆ir = 5% et un courant nominal de 19.59 A :

Lr =

√
3×m× vDC

12× h× fPWM ×∆ir
=

√
3× 1× 460

12× 1.2× 10000× 19.59 ∗ 0.05
= 0.0056 H (3.36)
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Les expressions des courants de ligne (ira, irb, irc) à la sortie du convertisseur dans le référentiel

(abc) sont données par l’équation (Eq. 3.37) :
Lrdira/dt = −Rrira + vpwm−a − vra

Lrdirb/dt = −Rrirb + vpwm−b − vrb

Lrdirc/dt = −Rrirc + vpwm−c − vrc

(3.37)

En appliquant la transformation de Park (Eq. 3.34) à l’équation (Eq. 3.37) , on obtient les expres-

sions des courants dans les axes d et q.
Lrdiq/dt = −Rriq − Lrωrid + vpwm−q − vrq

Lrdid/dt = −Rrid + Lrωriq + vpwm−d − vrd
(3.38)

Où ωr = dθr/dt . Dans l’équation (Eq. 3.38), iq et id sont les variables d’état du système, vrq et vrd

représentent des perturbations, vpwm−q et vpwm−d sont les grandeurs de contrôle définies par (Eq.

3.39), où mq et md sont les taux de modulation dans le référentiel (dq).
vpwm−q = mq × vDC/2

vpwm−d = md × vDC/2
(3.39)

On peut remarquer dans l’équation (Eq. 3.38) la présence d’un terme direct (Lrωrid) sur l’axe

de quadrature et la présence d’un terme de quadrature (Lrωriq) sur l’axe direct. On dit qu’il y a

couplage des axes. Pour découpler les deux axes, on introduit deux grandeurs de contrôle ud et uq :


uq = −Lrωrid + vpwm−q − vrq axe q

ud = Lrωriq + vpwm−d − vrd axe d
(3.40)

Dans ce cas la régulation des courants iq et id est faite par les grandeurs de contrôle uq et ud

respectivement, et non pas directement par les taux de modulation.
Lrdiq/dt+Rriq = uq axe q

Lrdid/dt+Rrid = ud axe d
(3.41)

Le réseau AC peut dans ce cas être modélisé par la fonction de transfert du premier ordre R(s),

où τ = Lr/Rr est la constante de temps électrique. Le contrôle du courant sera assuré par les

tensions de découplage.

R(s) =
iq
uq

=
id
ud

=
1/Rr

1 + sτ
(3.42)
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3.6.5 Modélisation du bus DC

Le choix du condensateur sur le bus continu est un compromis entre précision et rapidité. Une

valeur élevée de CDC permet de minimiser les ondulations de la tension du bus, en revanche cela

réduit le temps de réponse. Une estimation de la capacité est donnée par [SHS18] [Qué12].

CDC =
PDC

2× ωr × v2
DC ×∆vDC

(3.43)

=
1200

2× 314× 4602 × 0.02
= 451 10−6 F (3.44)

PDC est la puissance du bus, ωr la pulsation du réseau. Pour un taux d’ondulation de la tension

de 2%, une capacité de 451 10−6 F est nécessaire. Dans la suite nous fixons la capacité à la valeur

conventionnelle 4700 10−6 F . Elle permet une faible ondulation de la tension du bus et un temps

de réponse du système acceptable.

En considérant une synchronisation de l’axe direct au réseau, les puissances active PAC et

réactive QAC du réseau dans le référentiel de Park s’expriment :

 PAC = 3/2× vrdid
QAC = −3/2× vrqiq

(3.45)

Pour une régulation VQ, seules la tension du bus DC et la puissance réactive sont contrôlées.

On suppose que toute la puissance active du bus DC est transmise au réseau. Pour un convertisseur

idéal on a :

PDC = PAC

vDCiDC = 3/2× vrdid
(3.46)

PDC est la puissance disponible sur le bus DC, PAC désigne la puissance injectée dans le

réseau alternatif. En négligeant le courant iGRV et en faisant cette approximation : vrd = vDC/2,

on montre que, comme dans le cas monophasé, le bus DC se comporte comme un système d’ordre

1. Le contrôle de la tension du bus est fait par le courant direct. Là aussi un simple intégrateur

aurait suffi pour contrôler la tension du bus. Mais en pratique, nous allons utiliser un correcteur

proportionnel intégral pour la régulation du bus DC [DKA+15].

B(s) =
vDC
id

=
−3/4

sCDC
(3.47)
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3.6.6 Synthèse des correcteurs

Le convertisseur DC-AC contrôle la tension du bus DC et délivre la puissance réactive deman-

dée. A partir des équations (Eq.3.45) et (Eq.3.46), on voit que la puissance réactive (QAC) et la

tension du bus (vDC) peuvent être contrôlées respectivement et indépendamment par les courants

de réseau iq et id. Puisque ces deux grandeurs sont continues, des correcteurs proportionnel intégral

seront utilisés grâce à leur simplicité et leur robustesse. Ils permettent d’obtenir une erreur statique

nulle en régime permanent.

Le schéma de principe de la régulation est représenté à la Figure 3.20. Le contrôle du bus DC

comprend une boucle interne rapide de régulation du courant par le correcteur Cid(s) et une boucle

externe plus lente de régulation de la tension du bus par le correcteur CV (s). La commande de la

puissance réactive se fait quant à elle par une seule boucle de régulation du courant en quadrature

par le correcteur Ciq(s) . Le but de la régulation est de maintenir la tension du bus à sa valeur de

consigne de v∗DC = 460 V en cas de perturbations survenues sur le réseau ou bien sur la génératrice,

mais aussi de contrôler la puissance active et la puissance réactive échangées entre le réseau et la

génératrice. Une attention sera aussi portée sur la qualité du courant et de la tension produits.

FIGURE 3.20 – Régulation de la tension du bus DC et de la puissance réactive
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Régulation de la tension du bus DC

FIGURE 3.21 – Régulation de la tension du bus continu

Le schéma de régulation de la tension du bus continu est représenté sur la Figure 3.21. Pour la

boucle interne de courant, la fonction de transfert en boucle ouverte est donnée par :

HBO−id(s) = Cid(s)C(s)R(s) =

(
Kpd +

Kid

s

)
1/Rr

(1 + sTa)(1 + sτ)
(3.48)

Pour déterminer la transmittance de boucle de la tension on fait l’hypothèse que la boucle interne

de courant est suffisamment rapide pour qu’on l’assimile à un système du premier ordre Heq(s)

vis-à-vis de la boucle externe de tension :

Heq(s) =
iq
i∗q

=
id
i∗d

=
1

1 + sTeq
(3.49)

La constante de temps équivalente de Heq(s) est donnée par l’approximation : Teq ' t10%/2.3

où t10% est le temps de réponse à 10% de la boucle interne de courant [AASH05]. Sous cette

hypothèse, la fonction de transfert en boucle ouverte de la tension s’écrit :

HBO−V (s) = CV (s)Heq(s)B(s) =

(
Kpv +

Kiv

s

)
−3/4

sCDC(1 + sTeq)
(3.50)

Régulation de la puissance réactive

FIGURE 3.22 – Régulation de la puissance réactive
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La Figure 3.22 représente le schéma de régulation de la puissance réactive. Elle est contrôlée

indirectement à travers le courant iq. La fonction de transfert de la boucle de courant est donnée

par :

HBO−iq(s) = Ciq(s)C(s)R(s) (3.51)

HBO−iq(s) =

(
Kpq +

Kiq

s

)
1/Rr

(1 + sTa)(1 + sτ)
(3.52)

Méthode de l’optimum symétrique [BMSU08]

Après avoir décrit et modélisé tous les éléments du système et calculé les fonctions de transfert

en BO, nous allons aborder le calcul des trois correcteurs : Ciq(s) , Cid(s) et CV (s).

Pour le calcul des coefficients des correcteurs on utilise la méthode de l’optimum symétrique.

Cette méthode permet un bon réglage d’un correcteur proportionnel intégral en maximisant la

marge de phase du système et en améliorant la robustesse par rapport aux perturbations. Elle s’ap-

plique à des systèmes dont la fonction de transfert en boucle ouverte est du type :

HBO(s) =

(
Kp +

Ki

s

)
K

s(1 + sT )
(3.53)

Le réglage du correcteur se fait comme dans le cas d’un correcteur à avance de phase. Le Ta-

bleau (3.4) [Qué12] donne les paramètres du correcteur, ωc est la pulsation de coupure du système

en boucle fermée, a est un paramètre de réglage compris entre 2 et 4. Un choix élevé de a entraîne

un facteur d’amortissement élevé donc un système lent.

TABLE 3.4 – Calcul des paramètres

Paramètres valeurs

a 1/(ωcT )

Kp 1/(aKT )

Ki 1/(a3KT 2)

Cette méthode peut aussi être utilisée aussi pour des fonctions de transfert en boucle ouverte

de la forme (Eq. 3.54).

HBO(s) =

(
Kp +

Ki

s

)
K ′

(1 + sT ′)(1 + sT )
(3.54)
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En effet, sous l’hypothèse que T ′ est très grand devant T , (Eq. 3.54) peut se ramener sous la

forme de (Eq. 3.53).

HBO(s) =

(
Kp +

Ki

s

)
K ′/T ′

s(1 + sT )
(3.55)

La constante de temps du réseau étant très grande par rapport à la période de commutation

de l’onduleur (τ >> Ta), les fonctions de transfert des courants en boucle ouverte peuvent se

simplifier comme suit :

HBO−id(s) = HBO−iq(s) =

(
Kpd +

Kid

s

)
1/(τRr)

s(1 + sTa)
(3.56)

Avec Kpd = Kpq et Kid = Kiq. On remarque que toutes les fonctions de transfert en BO

de notre système satisfont la forme de l’équation (3.53) . On peut donc utiliser la méthode de

l’optimum symétrique pour calculer tous les trois correcteurs. En appliquant cette méthode à notre

système, on trouve les coefficients des correcteurs PI regroupés dans le Tableau (3.6) .

TABLE 3.5 – Paramètres des correcteurs

Correcteur PI Pour le courant Pour la tension

ωc 2πfpwm/20 −

a 1/(ωcT ) 3

Kp τRr/(aTa) −4CCD/(3aTeq)

Ki τRr/(a
3T 2

a ) −4CCD/(3a
3T 2

eq)

TABLE 3.6 – Paramètres des correcteurs pour a = 3 et fpwm = 104 Hz

Gain Valeur

Kpq 6.597

Kiq 6.511 103

Kpd 6.597

Kid 6.511 103

Kpv −2.7974

Kiv −416.23

Teq 7.599 10−4
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3.6.7 Résultats de simulation

On présente les résultats de simulation de la génératrice connectée au réseau triphasé, modélisé

ici par une source de tension alternative triphasée parfaitement équilibrée (va, vb, vc). Les profils de

la vitesse de la génératrice et du couple imposé par la machine à courant continu sont représentés à

la Figure 3.23. Entre 0 s et 0.5 s on a un fonctionnement en mode moteur. La puissance électrique

est transmise du réseau vers la machine. Pour fournir la puissance mécanique demandée au réseau.

On active la régulation du courant id (Figure 3.25) pour le contrôle de la puissance active. La
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FIGURE 3.23 – Régulation de la vitesse et du couple
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FIGURE 3.24 – Puissance mécanique et puissance réactive

consigne de courant est calculée à partir de l’Equation de la puissance (Eq.3.45). A noter que la
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régulation du courant iq (Figure (3.25)) n’est pas déclenchée pour le contrôle de la puissance active.

Il s’en suit un fonctionnement en mode générateur entre 0.5 s et 2 s, le couple imposé est négatif.

La génératrice transforme la puissance mécanique extraite du vent en une puissance électrique

injectée au réseau. Le sens de transfert de puissance est inversé, d’où le signe positif du courant id.

Le contrôle de la puissance réactive est testé aussi à la Figure (3.24). Un échelon de 0 à 180 V AR
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FIGURE 3.25 – Régulation des courants id et iq

est appliqué à t = 1.7 s. Comme nous l’avons vu, le contrôle de la puissance réactive est assuré par

le courant iq. On note sur la Figure 3.25 un transitoire de 0 à−3 A du courant iq suite à la variation

de QAC . Les performances de la régulation de la tension du bus DC sont évaluées sur la Figure
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3.26 pour une valeur référence de 460 V . On voit que la régulation de la tension est parfaitement

assurée par le convertisseur réseau quelle que soit la puissance mécanique qui transite sur le bus.

Le courant et la tension côté AC et leurs spectres sont représentés sur les Figures 3.27 et 3.28. Les
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grandeurs électriques injectées au réseau sont sinusoïdales. On a calculé un THD de 0.8602 pour

le courant et 0.7429 pour la tension. Ces valeurs respectent les limites imposées par les normes.
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3.7 Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre le contrôle de la Génératrice à Réluctance Variable (GRV)

connectée au réseau alternatif monophasé ou triphasé pour une application éolienne. La régulation

de la vitesse de rotation est assurée par le convertisseur côté génératrice et le couple est imposé

par la machine à courant continu utilisée ici pour simuler la turbine éolienne. La connexion de la

génératrice au réseau est réalisée par un convertisseur DC-AC qui assure le maintien de la tension

du bus DC par un correcteur PI. Dans le cas du réseau monophasé une étude comparative de trois

correcteurs est menée pour la régulation du courant alternatif. Le correcteur résonant semble être

la meilleure solution pour suivre la consigne de courant sinusoïdale. Dans cette optique, le taux de

distorsion harmonique du courant et de la tension est calculé. Un THD inférieur à 1% est trouvé

dans tous les cas.

Afin d’assurer la surveillance et la sûreté de fonctionnement de l’actionneur, il faudra analyser

l’effet des défauts (capteurs de courant et capteur mécanique) sur les performances de l’actionneur.

Le chapitre suivant sera dédié à la commande sans capteur mécanique de la machine à réluctance

variable.
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4.1 Introduction

Comme nous l’avons vu dans les précédents chapitres, la machine à réluctance variable (MRV)

présente beaucoup d’avantages. Son stator et son rotor sont constitués d’empilement de tôles fer-

romagnétiques. Le rotor est passif, il ne comporte ni conducteur électrique ni aimants permanents,

ce qui confère à la MRV une simplicité de construction, une grande robustesse et un coût relati-

vement faible. Elle présente aussi un couple élevé, indépendant du sens du courant d’alimentation

ce qui simplifie la structure du convertisseur statique associé à la machine. La MRV présente la

particularité d’être constituée de plusieurs phases quasi indépendantes, elle peut donc continuer à

fonctionner en cas de perte ou de défaut sur une phase. C’est une machine tolérante aux défauts.

Tous ces avantages rendent la machine à réluctance variable de plus en plus attrayante dans le mi-

lieu industriel.

Cependant beaucoup d’efforts restent à faire notamment dans le développement de lois de

commande performantes. En effet, à cause de son modèle dynamique non linéaire, la machine

à réluctance variable n’est pas facile à contrôler. En outre, comme pour les autres machines, la

commande de la MRV exige la connaissance de la position du rotor à chaque instant afin d’assurer

l’autopilotage et d’alimenter correctement les différentes phases car le couple électromagnétique

est fonction de la position du rotor et des courants. L’information sur la vitesse est aussi importante

à avoir pour le contrôle en vitesse. Traditionnellement, un capteur mécanique est placé sur l’arbre

du rotor pour mesurer la position. L’utilisation de capteur mécanique a plusieurs inconvénients.

1. D’une part, cela augmente le coût global et l’encombrement de l’entrainement.

2. D’autre part, les capteurs mécaniques sont entachés de bruit et peuvent être défaillants ce

qui réduit la robustesse de l’actionneur.

Par conséquent, des efforts sont en train d’être fournis dans la recherche de nouvelles lois de com-

mande plus performantes sans capteur mécanique dénommé "Sensorless control" [Pol14]. Plu-

sieurs articles sont publiés sur ce sujet [EF02b]. Les études sur la commande sensorless peuvent
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être classées en deux grandes catégories comme on peut le voir sur la Figure 4.1 [Rai13]. La

première regroupe les méthodes actives (ou intrusives) basées sur l’injection d’impulsions de ten-

sion afin de trouver une estimation de la position en exploitant la saillance de la machine [Hol06]

[MDM+15]. La seconde regroupe les méthodes passives (ou non intrusives) qui ne nécessitent pas

un signal d’injection ; elles sont basées sur la mesure des grandeurs électriques déjà disponibles et

l’utilisation d’estimateurs ou d’observateurs [SBDB16] [AXH13].

FIGURE 4.1 – Différentes approches d’estimation de la position

Dans la suite du chapitre, nous allons évaluer trois méthodes d’estimation de la position du rotor

de la MRV. La première (M1) sera nommée méthode-inductance. C’est une méthode active basée

sur l’estimation de l’inductance en injectant un train d’impulsions de tension sur une phase non-

active de la machine. La deuxième (M2) sera nommée méthode-flux. C’est une méthode passive

basée sur l’estimation du flux à partir de l’intégration de la tension. La troisième (M3) est aussi

une méthode passive basée sur les observateurs. A la suite de cette évaluation, il sera envisagé une

combinaison des méthodes afin de disposer d’une bonne estimation de la position sur toute la plage

de vitesse et de couple sans dégrader les performances de la MRV.
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4.2 Méthodes basées sur la technique d’injection (M1)

4.2.1 Principe de fonctionnement

La technique d’injection consiste à envoyer des impulsions de tension à haute fréquence sur

une phase non active de la machine. On vient donc superposer au signal principal d’alimentation

des phases un signal secondaire d’excitation [KQJ05]. Du fait de la saillance de la machine, on peut

trouver une estimation de l’inductance en mesurant les pics de courant qui résultent de l’injection.

Le fonctionnement de la technique d’injection en mode générateur est présenté dans cette section.

L’idée reste la même pour le mode moteur.

Notre étude porte sur une MRV de type 8/6 constituée de q = 4 phases quasi-indépendantes, dont

le couple mutuel entre les différentes bobines est négligeable. La Figure 4.2 montre une séquence

d’alimentation des phases sur une période électrique. On rappelle que ψ est l’angle d’amorçage et

θp est l’angle de conduction. On définit les intervalles de conduction des quatre phases à l’aide des

signaux logiques cj (avec j ∈ {1, 2, 3, 4}). On considère qu’une phase est active lorsque cj = 1 et

qu’elle est inactive lorsque cj = 0.

FIGURE 4.2 – Intervalles de conduction

Le principe de la méthode d’injection est montré sur la Figure 4.3. Lorsqu’une phase est inac-

tive (i.e. quand l’inductance est dans sa région croissante, en mode générateur), on vient l’exciter

par un train d’impulsions de tension à haute fréquence de période ∆T et d’amplitude U bien dé-

terminées. L’injection est réalisée avec le convertisseur asymétrique à demi pont. Cette méthode

ne nécessite donc pas un circuit secondaire d’excitation. On rappelle que l’équation de la tension
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d’une phase est donnée par (Eq. 4.1), où u est la tension, i le courant, r la résistance d’une phase

statorique, L l’inductance, θe la position électrique, E représente la force électromotrice, propor-

tionnelle à la vitesse et au courant.

u = ri+ L(i, θe)
di

dt
+ E(i, θe) avec E(i, θe) = iω

dL(i, θe)

dθe
(4.1)
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FIGURE 4.3 – Principe de l’injection

4.2.2 Estimation de l’inductance

Pour la méthode d’injection, une fréquence élevée des impulsions est généralement utilisée

pour réduire la création de couple indésirable due au courant secondaire injecté. Puisque la durée

du courant injecté reste faible devant celle du courant principal d’alimentation des phases, l’injec-

tion présente un effet négligeable sur le couple électromagnétique de la machine. Ce courant est

d’autant plus faible pour des vitesses de rotation faibles. Dans ce cas, la chute de tension au niveau

des enroulements statoriques et la force électromotrice sont négligeables par rapport à la tension

d’alimentation. L’équation de la tension d’une phase peut donc se simplifier comme suit :

u = L(i, θe)
di

dt
(4.2)

En appliquant une impulsion de tension U de durée ∆T et en mesurant la valeur des courants

de crête ipic, les valeurs de l’inductance pour différentes positions du rotor peuvent être estimées à

partir de l’expression simplifiée :

L̂(i, θe) = U
∆T

ipic
(4.3)
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4.2.3 Estimation de la position

Après avoir trouvé une estimation de l’inductance pour différentes positions du rotor, on peut

retrouver une estimation de l’angle à partir de la caractéristique reliant l’inductance le courant et

la position. La caractéristique de l’inductance obtenue par une modélisation par éléments finis est

utilisée comme une fonction inverse f−1 pour retrouver la position en fonction du courant et de

l’inductance estimée.

θ̂e = f−1(ipic, L̂(i, θe)) (4.4)

La Figure 4.4 donne un schéma synoptique de la méthode. L’injection est faite successivement sur

les quatre phases de la machine. Chacune fournit la position pendant un quart de période électrique

(2π/4 électrique). Puis un mapping est fait pour trouver la position réelle du rotor en sélectionnant

la bonne phase à partir des intervalles de conduction cj . Cette méthode d’estimation de la position

FIGURE 4.4 – Schéma synoptique de la méthode d’inductance

n’est efficace que si la machine fonctionne sur une plage de vitesses limitée et pour des impulsions

de tension très brèves. En effet, à très hautes vitesses, l’équation simplifiée de la tension (Eq. 4.2)

n’est plus valable : La fem n’est plus négligeable, ce qui peut induire des erreurs d’estimation de

la position. En outre, la durée des impulsions de tension doit être bien déterminée. Si elle est très

longue, les pics de courant deviennent importants, par conséquent, il apparaît des pertes Joule et

des ondulations de couple. Si elle est très faible, le courant n’aura pas le temps de croitre, les pics

de courant sont donc très petits et risquent de ne pas être détectables par le capteur de courant.
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4.2.4 Détermination de la durée des impulsions (∆T )

On exprime la durée minimale et maximale des impulsions afin d’avoir un pic de courant

détectable mais aussi avec le minimum de pertes possibles car les pertes augmentent avec la durée

des impulsions. En supposant que la machine est non saturée pendant la phase d’excitation, la

durée des impulsions minimale et maximale est donnée dans [CD12] :

∆Tmin =
LM .imin

U
et ∆Tmax =

Lm
U

(
2Tf

βs
LM − Lm

)(1/2)

(4.5)

U : Amplitude de la tension d’excitation

imin : Courant minimal mesurable par le capteur

Lm : Inductance minimale, en position d’opposition

LM : Inductance maximale, en position de conjonction

βs : Angle polaire statorique

Tf : L’ensemble des couples résistants

Dans la méthode d’injection classique, la période de l’impulsion de tension ∆T est constante.

Donc, lorsque la vitesse de rotation augmente, le nombre d’impulsions pendant un cycle électrique

diminue. Par conséquent, on n’a plus suffisamment d’information pour trouver une estimation

précise de la position à haute vitesse. En outre, l’équation simplifiée (Eq. 4.2) n’est plus valable du

fait que la force électromotrice n’est plus négligeable à haute vitesse. C’est pour cette raison que la

technique d’injection est principalement utilisée pour les applications basse vitesse. Pour résoudre

ce problème, on se propose de calculer la durée des impulsions ∆T en fonction de la vitesse de

rotation ω de telle sorte que le nombre d’impulsions Nimp sur un cycle électrique reste le même,

afin de maintenir la même qualité d’estimation sur une plus large plage de vitesse. Par exemple,

pour un nombre d’impulsions Nimp = 20, la durée ∆T en fonction de la vitesse est donnée dans le

Tableau 4.1. α = 0.1 est le rapport cyclique.

∆T =
2π

αNimp ω
(4.6)

TABLE 4.1 – Durée des impulsions en fonction de la vitesse

ω (tr/mn) 100 300 500 1000 2000 3000

∆T (s) 3.14 10−4 1.047 10−4 6.283 10−5 3.142 10−5 1.571 10−5 1.047 10−5
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4.2.5 Résultats de simulation (M1)

Pour étudier les performances de la méthode d’inductance (M1), on effectue les simulations

suivantes. Pour tous ces essais, on trace la position estimée, la position délivrée par le capteur de

position et l’écart moyen quadratique de l’estimateur : EMQ(θ̂) = 1
n

∑n
k=1(θk − θ̂k)2

— Essai avec variation de Nimp, pour une vitesse de 500 tr/mn et une charge −4 Nm

— Essai avec variation de la vitesse, pour 20 impulsions et un couple de −4 Nm

— Essai avec variation de la charge, pour une vitesse de 500 tr/mn et Nimp = 20

Influence du nombre d’impulsions

La Figure 4.5 montre la sensibilité de l’estimateur de position au choix du nombre d’impulsions

par cycle électrique. On remarque que l’erreur diminue si on augmente le nombre de pulses. En

effet si Nimp est élevé, on aura suffisamment d’information pour trouver une bonne estimation de

la position. En revanche cela augmente la fréquence de commutation des interrupteurs ainsi que les

pertes associées. PourNimp = 20, on obtient une fréquence de 1.59 104 Hz, et une erreur moyenne

de 0.1 rd. Ce choix semble être un bon compromis entre précision et pertes par commutation.
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FIGURE 4.5 – Sensibilité de la méthode d’injection au nombre d’impulsions
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Influence de la vitesse

Sur la Figure 4.6 on effectue une simulation du fonctionnement pour trois vitesses de rotation :

500 tr/mn , 1500 tr/mn et 3000 tr/mn avec un démarrage à vide suivi d’une application d’un

couple de charge de −4 Nm, le nombre d’impulsions étant fixé à 20. La position estimée par la

méthode d’injection suit parfaitement la position réelle mesurée par le capteur. On obtient une

erreur d’estimation presque nulle pour une vitesse de 500 tr/mn. Cette méthode est donc très

performante au démarrage de la machine et aux basses vitesses mais l’erreur augmente au fur et à

mesure que la vitesse augmente, même si elle reste faible. On note une EMQ parfois supérieure à

0.2 rd2 à 3000 tr/mn.
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FIGURE 4.6 – Sensibilité de la méthode d’injection à la vitesse

Influence de la charge

Sur la Figure 4.7 on étudie la sensibilité de la méthode d’injection à la charge. On impose une

vitesse de rotation de 500 tr/mn et un nombre d’impulsions Nimp = 20. L’examen des courbes

montre que la charge de la machine n’a pas beaucoup d’influence sur la précision de l’estimation

de la position par la méthode d’injection.
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FIGURE 4.7 – Sensibilité de la méthode d’injection au couple

En résumé, la méthode d’injection permet une bonne estimation de la position de la machine

à réluctance variable au démarrage et sur une large plage de vitesse, et cela malgré les variations

de la charge. En revanche, cette technique est difficile à appliquer si la machine tourne à haute

vitesse. En effet pour des vitesses élevées, le temps sur lequel on peut appliquer les impulsions

de tension est plus réduit, on a donc très peu de points pour avoir une estimation précise de la

position. La solution proposée est d’envoyer des impulsions à des fréquences très élevées pour

avoir suffisamment de pics de courant. Cependant, la fréquence des impulsions est limitée par la

fréquence de commutation des interrupteurs de l’onduleur.
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4.3 Estimation de la position basée sur le flux (M2)

4.3.1 Principe de fonctionnement

On a constaté que la méthode d’injection permet une bonne estimation de la position au démar-

rage de la machine et pour les basses vitesses. En revanche, la qualité de l’estimation se dégrade au

fur et à mesure que la vitesse de rotation augmente. En effet la méthode-inductance souffre d’un

certain nombre d’inconvénients : l’injection d’un courant d’excitation lorsque la phase est non ac-

tive crée un couple et une force électromotrice importants non désirables si le courant résultant de

l’injection devient non négligeable. Cela se traduit également par l’augmentation des pertes Joule.

Pour améliorer la qualité de l’estimation lorsque la vitesse de rotation augmente, nous proposons

d’utiliser une deuxième méthode basée sur l’estimation du flux à partir des grandeurs électriques.

C’est une méthode passive qui ne nécessite pas un circuit d’excitation.

4.3.2 Estimation du flux

La méthode du flux fait partie de la famille des méthodes passives, non intrusives. Elle ne

nécessite pas un signal secondaire d’excitation des phases. Elle se base sur la mesure du courant

déjà disponible et de la tension reconstruite à partir des signaux de commutation des interrupteurs

pour trouver une estimation du flux. Pour une position donnée, on peut avoir une estimation du flux

d’une phase en intégrant l’équation de la tension monophasée (Eq. 4.7). La principale difficulté est

de trouver une estimation précise du flux en intégrant la tension. Cette estimation est d’autant moins

précise à basse vitesse à cause du découpage de la tension et de la chute de tension ohmique. De

plus elle nécessite une bonne connaissance de la résistance des enroulements statoriques, qui peut

varier avec la température. Nous considérons dans la suite une résistance constante r = 0.05 Ω. La

mesure du courant doit être également soignée afin d’éviter tout offset qui dégraderait l’estimation.

φ̂(i, θe) =

∫
(u− ri) dt (4.7)

Cette méthode simple d’estimation du flux permet d’éviter :

— La création d’un couple due à l’injection,

— La création d’une force électromotrice non désirable,

— La saturation des circuits magnétiques,

— L’utilisation d’un signal d’excitation.
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4.3.3 Estimation de la position

Connaissant le flux, on peut trouver à chaque instant une estimation de la position à partir de la

caractéristique de flux obtenue par la modélisation par éléments finis qui relie le flux, le courant et

la position.

θ̂e = g−1(i, φ̂(i, θe)) (4.8)

Le schéma synoptique de cette méthode est représenté à la Figure 4.8. L’estimation du flux est faite

sur les quatre phases de la machine pendant un quart de période (2π/4 électrique) puis un mapping

permet de choisir la bonne phase en fonction des intervalles de conduction.

FIGURE 4.8 – Schéma synoptique de la méthode du flux

4.3.4 Résultats de simulation

Pour comparer les performances de cette méthode d’estimation à celle utilisant la technique

d’injection, on a effectué les simulations suivantes. Pour tous ces essais on regarde la précision de

la position estimée par rapport à la position délivrée par le capteur de position.

— Essai avec variation de la vitesse, pour un couple de 4 Nm

— Essai avec variation de la charge, pour une vitesse de 1300 tr/mn

Sur la Figure 4.9 on a simulé le fonctionnement de la machine lorsqu’elle entraine une charge

de 4 Nm avec des vitesses variant de 100 tr/mn à 2000 tr/mn. On observe que la courbe de

la position estimée suit celle de la position mesurée avec une EMQ non négligeable supérieure
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parfois à 0.2 pour une vitesse de 100 tr/mn. Mais au fur et à mesure que la vitesse augmente,

l’erreur diminue. Pour une vitesse de rotation de 2000 tr/mn, les positions estimée et mesurée

se superposent parfaitement avec une erreur moyenne très faible. A partir de ces observations, on

constate que la méthode du flux est plus efficace en haute vitesse.
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FIGURE 4.9 – Sensibilité de la méthode du flux à la vitesse
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On observe sur la Figure 4.10 l’influence de la charge sur la précision de l’estimation. On fixe

la vitesse à 1300 tr/mn, on fait varier le couple entre Tn/2 et 3Tn (Tn est le couple nominal).

On note une erreur importante à Tn/2 mais progressivement les deux positions se confondent avec

une erreur qui tend vers 0 à 3Tn. Cette méthode fonctionne très bien si la machine est chargée, par

contre elle marche moins bien si le couple diminue à cause des fortes variations de courant.
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FIGURE 4.10 – Sensibilité de la méthode à la charge
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4.3.5 Résultats expérimentaux

Pour ce qui concerne la validation expérimentale, seule la méthode-flux a été implantée par

manque de temps. La Figure 4.11 présente le dispositif expérimental. Il est composé d’un PC pour

la partie programmation (Matlab-Simulink) et supervision (Control-Desk). La MRV utilisée est

de type 8/6 4-phases, ses caractéristiques sont données dans l’annexe B. Le contrôle de la MRV

est assuré par une boucle externe de régulation de la vitesse et une boucle interne de régulation

des courants. La machine est excitée par un convertisseur asymétrique à demi-pont. Afin d’évaluer

les performances de notre estimateur, un capteur incrémental est utilisé pour comparer la position

estimée à la position réelle du rotor. Un moteur à courant continu et un frein à poudre sont cou-

plés à la MRV pour appliquer un couple de charge variable. La partie numérique du contrôle est

constituée d’un processeur DSP DS1005 pour la régulation de la vitesse et d’une carte FPGA pour

la régulation des courants et l’estimation du flux.

FIGURE 4.11 – Schéma bloc du banc expérimental
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La Figure 4.12 représente les résultats expérimentaux pour différentes vitesses, le couple étant

fixé à sa valeur nominale. Les courbes représentent la position mesurée par le capteur, la position

estimée et l’erreur instantanée de position. Les résultats montrent que la méthode-flux implémen-

tée sur une cible FPGA est prometteuse. Cependant, cette méthode est handicapée en basse vitesse

par des bugs susceptibles d’apparaitre à chaque quart de période, lorsque l’algorithme commute

d’une phase à l’autre. Heureusement, la durée de ces bugs est très faible, en plus, ce phénomène

disparait lorsque la vitesse augmente. La moyenne de l’erreur d’estimation est de 2◦.

FIGURE 4.12 – Résultats expérimentaux
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4.4 Estimation de la position basée sur les observateurs

Un observateur d’état est un algorithme mathématique capable de reconstruire les états x d’un

système S à partir de la connaissance des entrées u et de la mesure des sorties y, en s’appuyant sur

un modèle mathématique qui décrit le comportement du système.

FIGURE 4.13 – Principe de l’observateur

Nous avons présenté dans les sections précédentes les deux principales approches utilisées dans

la commande sensorless de la MRV. A un instant donné, connaissant le flux (resp. l’inductance) et

le courant, on peut trouver une estimation de la position à partir de la caractéristique du flux (resp.

de l’inductance) obtenue par une modélisation par EF en utilisant des interpolations linéaires de

tableaux à trois dimensions. Nous présentons dans cette section une troisième approche (M3) de la

commande sensorless de la MRV basée sur les observateurs adaptatifs (Figure 4.14). L’objectif est

de développer des observateurs qui permettent d’estimer les variables d’états (flux φj , position

θ et vitesse de rotation ω) ainsi que les entrées inconnues (couple de charge TL) du système en

disposant de la mesure des entrées connues (tensions des phases uj ) et des sorties (courants de

phase ij).

FIGURE 4.14 – Schéma bloc de la commande sensorless de la MRV
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4.4.1 Modèle mathématique du système (MRV)

En négligeant les frottements visqueux et le couple sec, un modèle mathématique de la machine

à réluctance variable associée à la charge dans l’espace d’état est donné par son équation électrique

(loi de Faraday) et son équation mécanique (deuxième loi de Newton) : φ̇ = u− ri

Jω̇ = Te(i, θ)− TL
(4.9)

J > 0 représente le moment d’inertie

Te est le couple électromagnétique

TL est le couple de charge

φ flux de phase

i courant de phase

u tension aux bornes d’une phase

r résistance des enroulements

Le couple de charge est une entrée inconnue. On le supposera constant. En supposant un décou-

plage des phases de la machine, le flux de phase et le couple électromagnétique total sont donnés

par :

φj(ij, θ) = Lj(ij, θ)ij , j ∈ {1, 2, 3, 4} (4.10)

Te(i, θ) =
4∑
j=1

d

dθ

∫ ij

0

φj(is, θ)dis (4.11)

4.4.2 Approximation de l’inductance

Contrairement aux autres machines électriques conventionnelles, il n’y a pas un modèle ma-

thématique universellement adopté pour décrire le comportement dynamique de la machine à ré-

luctance variable. Plusieurs modèles analytiques sont proposés dans la littérature [EPMOVSR04]

[HHM11] [IMPT87] [VDR97]. Pour la synthèse des observateurs nous utilisons le modèle analy-

tique développé dans [Han08], basé sur le réseau d’inductance fourni par le logiciel Mrvsim. Une

présentation détaillée du modèle est donnée dans [HHM10]. Dans un premier temps, une décompo-

sition en série de Fourier est effectuée pour toutes les valeurs discrètes du courant comprises entre

0 A et 100 A avec un pas de discrétisation de 1.66 A. Dans un second temps, une interpolation po-

lynomiale est utilisée pour chacun des coefficients aj` afin de prendre en compte les non-linéarités
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entre l’inductance et le courant. Le modèle analytique de l’inductance s’écrit comme suit :

Lj(ij, θ) =

Q∑
`=0

aj`(ij) cos(`θ), aj`(ij) =
N∑
k=0

bj`,ki
k
j (4.12)

Ce modèle d’approximation de l’inductance de la phase j très utilisé dans la littérature [HHM11],

basé sur les séries de Fourier associées à une expansion polynomiale, permet une bonne modéli-

sation de l’inductance malgré la saturation des circuits magnétiques. Q représente le nombre de

termes du développement de la série de Fourier, N est l’ordre des fonctions polynomiales du cou-

rant. Le choix de ces deux paramètres dépend de la précision du modèle que l’on souhaite et du

temps de calcul. Pour des raisons de simplicité de la synthèse des observateurs, nous faisons une

approximation grossière de l’inductance en prenant Q = 1 et N = 0. Ce choix de paramètres

suppose une linéarité du réseau de flux, donc, l’inductance ne dépend que de la position. En outre,

l’inductance n’est représentée que par son fondamental. L’équation analytique de l’inductance peut

donc se simplifier comme suit :

Lj(θ) = a+ b cos

[
Nrθ − (j − 1)

2π

q

]
, (4.13)

φj(ij, θ) = Lj(θ)ij (4.14)

φj(ij, θ), flux de la phase j

Lj(θ), inductance de la phase j

Nr = 6, le nombre de dents rotoriques

q = 4, nombre de phases de la machine

a = 1.5 10−3H, b = 1.364 10−3H , coefficients de la série de Fourier

Pour évaluer la précision du modèle simplifié de l’inductance, nous montrons sur la Figure

4.15, la variation de l’inductance de la machine en fonction du courant et de la position. Nous

montrons également sur la Figure 4.16 son approximation par son fondamental avec les coeffi-

cients a = 1.5 10−3 H et b = 1.364 10−3 H et quelques harmoniques. On remarque que l’in-

ductance est presque indépendante du courant lorsque le courant est inférieur à 20 A. Ce modèle

est donc précis dans cette plage de courant. Cependant, dans nos simulations, nous allons utiliser

la machine en régime saturé avec des courants pouvant atteindre 100 A. Comme nous le verrons

dans les simulations, malgré la simplicité du modèle linéaire utilisé pour concevoir l’observateur
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par rapport au comportement réel non linéaire de la machine, l’observateur proposé donne des per-

formances satisfaisantes. Cette robustesse est probablement due aux fortes propriétés de stabilité

(exponentielle) de la formulation de l’observateur.
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4.4.3 Formulation du problème d’observation

On considère le modèle mathématique de la MRV donné par l’équation (Eq.4.9) et le modèle

analytique de l’inductance donné par l’équation (Eq.4.13).

Hypothèse 1. Nous considérons que toutes les entrées (tensions aux bornes des phases uj) et

toutes les sorties (courants de phase ij) du système (MRV) sont bornées.

Hypothèse 2. Les seules grandeurs mesurées sont les courants dans les phases ij et les tensions

aux bornes des phases de la machine uj . Tous les autres paramètres de la machine (résistance r,

coefficient d’inertie J) sont connus, sauf le couple de charge TL, qui est une entrée inconnue que

l’on va estimer.

Définissons maintenant le vecteur χ ∈ R7 qui regroupe les variables d’état (flux des quatre

phases φj , positon du rotor θ, vitesse de rotation ω) du système et le paramètre inconnu (couple de

charge TL) à estimer. χ̂ est le vecteur d’état estimé, χ̃ est l’erreur d’estimation.

χ =


φ

θ

ω

τL

 , χ̂ =


φ̂

θ̂

ω̂

τ̂L

 , χ̃ =


φ̃

θ̃

ω̃

τ̃L

 = χ̂− χ. (4.15)

L’observateur adaptatif est un algorithme récursif, qui à partir de la mesure de la sortie (cou-

rants i) permet l’estimation en ligne des variables d’état et des paramètres inconnus du système

[Afr04]. On cherche un entier m ∈ N+ et une paire de fonctions (F,H) :

F : R4 × R4 × Rm → Rm

H : R4 × R4 × Rm → R7

tels que le système dynamique suivant :

ζ̇ = F (i, u, ζ)

χ̂ = H(i, u, ζ)
(4.16)

assure une convergence exponentielle de l’observateur quelles que soient les conditions ini-

tiales. Autrement dit :

∃ αχ, ρχ > 0 tels que |χ̃(t)| ≤ αχe
−ρχt|χ̃(0)| ∀t ≥ 0 (4.17)
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4.4.4 Observateur de flux

Dans cette section nous présentons un observateur de flux de la MRV en prenant en compte les

courants et tensions de phase de la machine.

Définition et Lemmes

Avant la synthèse de l’observateur, nous définissons une notion très employée dans l’analyse

de la convergence des observateurs adaptatifs : La Persistance d’Excitation (PE) [SB89].

Définition 1. Une fonction continue par morceaux Φ est dite PE si

∃ δ0 , T0 > 0 tels que
∫ t+T0

t

Φ(i(s))Φ>(i(s))ds > δ0 I4, ∀t ≥ 0. (4.18)

Lemme 1. La Persistance d’excitation est une condition nécessaire et suffisante de stabilité pour

les systèmes de la forme

φ̇ = −ΓΦ(i(s))Φ(i(s))>φ (4.19)

Γ est une matrice définie positive, φ ∈ Rn, Φ ∈ Rn. Le point d’équilibre de l’équation (Eq

4.19) est uniformément exponentiellement stable si Φ est PE [NA89] . La preuve du lemme 1 est

donnée dans [Afr04] et [SB89]

Lemme 2. Considérons l’expression analytique simplifiée de l’inductance (Eq.4.13),

Il existe une fonction Φ : R4 → R4×2 définie par : Φ(i) =


i3 0

0 i4

i1 0

0 i2

 . (4.20)

telle que : Φ>(i)φ = aΦ>(i)i. (4.21)

La preuve du lemme 2 est donnée dans l’annexe C.
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Proposition 1. Considérons la représentation d’état de la MRV donnée par l’équation (Eq.4.9)

et le modèle analytique de l’inductance donné par l’équation (Eq.4.13). On suppose que Φ(i) est

PE. Sous les hypothèses 1 et 2, l’observateur de flux de la forme

˙̂
φ = u− ri+ ΓΦ(i)Φ>(i)(ai− φ̂), (4.22)

assure la convergence exponentielle de l’erreur d’observation. Autrement dit

∃ αφ, ρφ > 0 tels que |φ̃(t)| ≤ αφe
−ρφt|φ̃(0)|, ∀t ≥ 0. (4.23)

L’équation (Eq. 4.22) est une réplique du modèle du système (u−ri) auquel on ajoute un terme

de correction (ΓΦ(i)Φ>(i)(ai − φ̂)) qui représente l’écart entre le flux mesuré et le flux estimée

par l’observateur. Avec Γ ∈ R4×4 une matrice définie positive, appelée matrice d’observation ou

matrice d’adaptation de gain.

Démonstration. La convergence exponentielle de l’observateur de flux

φ̃ = φ̂− φ
˙̃φ =

˙̂
φ− φ̇

˙̃φ = u− ri+ ΓΦΦ>(ai− φ̂)− (u− ri)
˙̃φ = ΓΦ(i)Φ>(i)ai− ΓΦ(i)Φ>(i)φ̂

On invoque le lemme 2 (Φ>(i)φ = aΦ>(i)i)

˙̃φ = ΓΦ(i)Φ>(i)φ− ΓΦ(i)Φ>(i)φ̂

˙̃φ = ΓΦ(i)Φ>(i)(φ− φ̂)

˙̃φ = −ΓΦ(i)Φ>(i)φ̃

Enfin, le Lemme 1 assure que la propriété PE de Φ est une condition nécessaire et suffisante

pour garantir une stabilité uniformément exponentielle.
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4.4.5 Simulation de l’observateur de flux

En développant l’équation (Eq. 4.22) on obtient les quatre équations dynamiques des quatre

flux de phase φj définies par le système linéaire suivant :

˙̂
φ1 = u1 − ri1 + Γ1(2ai1i

2
3 − i23φ̂1 − i1i3φ̂3)

˙̂
φ2 = u2 − ri2 + Γ2(2ai2i

2
4 − i24φ̂2 − i2i4φ̂4)

˙̂
φ3 = u3 − ri3 + Γ3(2ai3i

2
1 − i21φ̂3 − i3i1φ̂1)

˙̂
φ4 = u4 − ri4 + Γ4(2ai4i

2
2 − i22φ̂4 − i4i2φ̂2)

(4.24)

Les performances de l’observateur sont évaluées en simulation avec Matlab-Simulink. La com-

mande de la machine comprend une boucle interne de régulation des courants de phase et une

boucle externe de régulation de la vitesse de rotation. Sur la Figure 4.17, on examine l’obser-

vabilité du flux de la phase 1 pour différentes valeurs de la matrice de gain Γ. On s’attend à une

convergence exponentielle de l’observateur pour toutes les valeurs Γj de la matrice d’adaptation de

gain. La convergence est améliorée si on augmente la valeur du gain au détriment d’une plus grande

sensibilité au bruit. La Figure 4.18 représente le flux estimé φ̂, le flux mesuré φ et la moyenne qua-

0 0.05 0.1 0.15

0

0.02

0.04

0.06

0.08

φ
(W

b
)

(a) Γ = 0.1

φ φ̂

0 0.05 0.1 0.15

0

0.02

0.04

0.06

0.08

(b) Γ = 1

0 0.05 0.1 0.15

0

0.02

0.04

0.06

0.08

(c) Γ = 10

0 0.05 0.1 0.15

t(s)

0

0.5

1
×10

-5

0 0.05 0.1 0.15

t(s)

0

0.5

1
×10

-5

0 0.05 0.1 0.15

t(s)

0

0.5

1
×10

-5

FIGURE 4.17 – Influence de Γ (ω = 500 tr/mn, Te = Tn)

dratique de l’erreur d’estimation φ̃ = φ̂ − φ pour deux vitesses de rotation ω = 100 tr/mn et

ω = 1000 tr/mn lorsque la machine développe un couple de Tn/2. L’observateur proposé donne

de meilleurs résultats à basse vitesse. L’erreur moyenne d’estimation est environ φ̃ = 1.7 10−4 wb

pour une vitesse de 100 tr/mn. Malgré une erreur plus grande à 1000 tr/mn, le flux reconstruit

suit le flux réel lorsque la vitesse augmente.
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FIGURE 4.18 – Influence de la vitesse sur l’observateur de flux (Γ = 1, Te = Tn/2)

La Figure 4.19 montre l’influence du couple de charge sur la qualité de l’estimateur. On note

une dégradation lorsque le couple augmente. En effet le courant augmente avec l’augmentation du

couple. Sur la Figure 4.20, nous avons représenté les courants de phases pour un couple de 4 Nm.

On remarque que le courant dépasse 20 A, la machine fonctionne donc en régime saturé. Pour un

couple important, l’approximation de l’inductance par son modèle analytique n’est plus vérifiée.
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4.4.6 Observateur de position

A partir de l’expression de l’inductance (Eq.4.13), on peut écrire le flux sous la forme :

φj =

[
a+ b cos

(
Nrθ − (j − 1)

2π

4

)]
ij (4.25)

Cette équation est équivalente à la relation matricielle :

1

b
(φ− ai) = X(i)

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)

 (4.26)

avec X : R4 → R4×2 une fonction définie par X(i) =


i1 0

0 i2

−i3 0

0 −i4

 (4.27)

On peut donc trouver une estimation de la position θ à partir de l’expression algébrique (Eq.

4.26). Sous l’hypothèse que le flux converge, il est possible d’obtenir la position à partir de l’esti-

mation du flux, à condition que la matrice X(i) vérifie l’hypothèse suivante :

Hypothèse 3. Les courants dans les quatre phases sont mesurables . Les courants des phases 1 et

3 (idem pour les phases 2 et 4) ne s’annulent pas en même temps. Autrement dit :

@ t0 ∈ R+ tel que i1(t0) = i3(t0) = 0 ou bien i2(t0) = i4(t0) = 0 (4.28)

Proposition 2. Considérons que l’hypothèse 3 est vérifiée, ce qui assure que X est de rang plein.

Nous définissons la matrice G :

G : R4×R4 → R2 telle que G(i, φ) = [X>(i)X(i)]−1X>(i)(φ− ai) =

G1(i, φ)

G2(i, φ)

 (4.29)

et le réel θ : (position du rotor) tel que θ =
1

Nr

arctan

[
G2(i, φ)

G1(i, φ)

]
(4.30)

On démontre dans l”annexe D que, la convergence du flux φ implique celle de la position θ

lim
t→∞
|φ̃(t)| = 0, (exp.) ⇒ lim

t→∞
|θ̃(t)| = 0, (exp.) (4.31)

Avec θ̃(t) = θ̂ − θ, erreur de position, et θ̂ la position estimée

θ̂ =
1

Nr

arctan

[
G2(i, φ̂)

G1(i, φ̂)

]
(4.32)
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4.4.7 Simulation de l’observateur de position

En développant l’expression (Eq. 4.29), on peut écrire la position estimée à partir de la mesure

des courants et du flux estimé dans (Eq. 4.22)

G(i, φ̂) = [X>(i)X(i)]−1X>(i)(φ̂− ai) =

G1(i, φ̂)

G2(i, φ̂)


G1(i, φ̂) =

i1φ̂1 − ai21 − i3φ̂3 − ai23
i21 + i23

G2(i, φ̂) =
i2φ̂2 − ai22 − i4φ̂4 − ai24

i22 + i24

θ̂ =
1

Nr

arctan

[
G2(i, φ̂)

G1(i, φ̂)

]
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FIGURE 4.21 – (G1, G2)

La Figure 4.21 montre l’évolution des fonction G1 et G2 au cours du temps. Pour évaluer la

robustesse de cette méthode d’estimation (M3) de la position, on a effectué les simulations avec

les profils de vitesse et de couple de charge représentés sur les Figures 4.22 et 4.23. Pour tous les

essais on regarde l’erreur entre la position estimée et la position réelle délivrée par le capteur.

La Figure 4.22 montre les performances de l’observateur de position vis à vis d’une variation

de la vitesse. Les simulations montrent que la position estimée θ̂ est très proche de la position

mesurée θ par le capteur. L’erreur d’observation converge rapidement vers une valeur proche de

0. On mesure une erreur moyenne d’environ 0.1 rad. La Figure 4.23 confirme que la précision de

l’estimation se dégrade pour des charges élevées à cause de la saturation des circuits magnétiques.
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FIGURE 4.22 – Influence de la vitesse sur l’estimateur de position (Te = Tn)
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FIGURE 4.23 – Influence du couple sur l’estimateur de position (ω = 600 tr/mn)
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4.4.8 Observateur de vitesse

Dans cette section nous présentons un observateur de vitesse pour la MRV. Le modèle méca-

nique dynamique de la machine peut s’écrire dans l’espace d’état : θ̇
ω̇

 =

0 1

0 0

θ
ω

+

 0

1/J

 (Te − TL) (4.33)

y =
[
1 0

]θ
ω

 (4.34)

Le couple de charge est toujours une entrée inconnue du système. L’objectif est d’abord de

proposer une estimation du couple de charge TL à partir de la connaissance de la position et du

couple électromagnétique. En supposant le couple de charge constant et borné, il est possible de

considérer le système d’état suivant, où le vecteur d’état regroupe les variables d’état (θ et ω) et

l’entrée inconnue à reconstruire (TL) :
θ̇

ω̇

ṪL

 =


0 1 0

0 0 −1/J

0 0 0



θ

ω

TL

+


0

1/J

0

Te (4.35)

y =
[
1 0 0

]
θ

ω

TL

 (4.36)

Il est ensuite possible de reconstruire la vitesse à partir d’un observateur de Luenberger. Il sera

démontré que la vitesse et le couple de charge peuvent être asymptotiquement estimés si la position

est reconstruite par l’observateur de position proposé dans la section précédente.

Estimation du couple de charge

Nous présentons ici une méthode d’estimation du couple de charge à partir d’un filtre linéaire

et invariant dans le temps (LTI) H(s). La fonction de transfert du filtre est donnée par (Eq. 4.37 ),

où T est la constante de temps du filtre et s l’opérateur de Laplace.

H(s) =
1

(sT + 1)2
(4.37)

Appliqué au couple électromagnétique, ce filtre a pour fonction d’atténuer les fréquences supé-

rieures à la fréquence de coupure (1/T ) dans le but de trouver une estimation du couple de charge.
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En appliquant le filtre H(s) à l’équation de la dynamique (Jθ̈ = Te(i, θ)− TL) on obtient :

H(s)Jθ̈ = H(s)Te(i, θ)−H(s)TL

JH(s)s2θ = H(s)Te(i, θ)−H(s)TL

or, H(s) est un filtre de gain statique unitaire et le couple de charge TL est supposé constant, donc

H(s)TL = TL + εt, où εt est un signal générique qui converge exponentiellement vers 0.

JH(s)s2θ = H(s)Te(i, θ)− TL − εt

TL + εt = H(s)Te(i, θ)− Js2H(s)θ

TL + εt = T̂L

Proposition 3. Considérons le modèle mécanique de la MRV (Eq. 4.9). Une estimation du couple

de charge peut être donnée par :

T̂L = H(s)Te(i, θ̂)− Js2H(s)θ̂. (4.38)

Par conséquent la convergence de la position implique celle du couple de charge :

lim
t→∞
|θ̃(t)| = 0, (exp.) ⇒ lim

t→∞
|T̃L(t)| = 0, (exp.) (4.39)

Avec T̃L(t) = T̂L − TL, erreur de couple, et T̂L le couple estimé

Estimation de la vitesse

Considérons le modèle mécanique de la MRV (Eq. 4.33), il peut s’écrire comme :

ẋ = Ax+Bu (4.40)

y = Cx (4.41)

Avec x =

θ
ω

 y = θ u = Te − TL

A =

0 1

0 0

 B =

 0

1/J

 C =
[
1 0

]
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La première équation (Eq. 4.40) représente la dynamique d’état. Elle est une combinaison linéaire

des variables d’état et des entrées du système. La seconde (Eq. 4.41) est l’équation de sortie du

système. Elle est une combinaison linéaire des variables d’état.

L’observateur d’état choisi est de la forme : ˙̂x = Âx+Ku+ Ly (4.42)

Les matrices Â, K et L doivent être choisies telles que l’erreur d’estimation x̃ = x − x̂ converge

asymptotique vers 0. La dynamique de l’erreur est donnée par :

˙̃x = ẋ− ˙̂x (4.43)

˙̃x = Âx̃+ (−Â+ A− LC)x+ (B −K)u (4.44)

Pour une convergence asymptotique de l’erreur vers 0 indépendamment de l’état et des entrées du

système, il faut imposer K = B et Â = A− LC. Dans ce cas la dynamique de l’erreur devient :

˙̃x = Âx̃ = (A− LC)x̃ (4.45)

Les matrices A, B et C étant fixées par le processus, le choix de la matrice L est donc primordial

pour assurer la stabilité de l’observateur. Il suffit de choisir la matriceL telle que les valeurs propres

de la matrice Â = A− LC soient à partie réelle négative.

K = B =

 0

1/J

 et Â = A− LC =

−l1 1

−l2 0

 (4.46)

Proposition 4. Une estimation de la vitesse de la MRV peut être donnée par :

 ˙̂x1

˙̂ω

 =

−l1 1

−l2 0

x̂1

ω̂

+

 0

1/J

 (Te − T̂L) +

l1
l2

 θ̂ (4.47)

On construit un état fictif x1 solution de l’équation ˙̂x1 = ω̂ − l1(x̂1 − θ̂)
˙̂ω = −l2(x̂1 − θ̂) + 1/J [Te(i, θ)− T̂L]

(4.48)

l1 et l2 sont les gains de l’observateur, θ̂ et T̂L sont respectivement la position et le couple de

charge estimé. La convergence de la position et du couple de charge implique celle de la vitesse

de rotation :

lim
t→∞
|θ̃(t)| = 0 (exp.) et lim

t→∞
|T̃L(t)| = 0 (exp.)⇒ lim

t→∞
|ω̂(t)− ω(t)| = 0, (exp.). (4.49)
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4.4.9 Simulation de l’estimateur du couple et de l’observateur de vitesse

La Figure 4.24 illustrent le comportement de l’estimateur du couple de charge (Proposition

3) en fonction du choix de la constante de temps . On observe que le choix de la constante de

réglage est essentiel pour obtenir une performance transitoire satisfaisante. Pour souligner ce fait

nous prenons deux cas T = 0.025 et T = 0.1. Dans le premier cas l’erreur de couple converge

rapidement vers 0. Dans le second temps, la dynamique de l’estimateur est trop lente pour assurer

une convergence rapide de l’erreur d’estimation.
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FIGURE 4.24 – Influence de la constante de temps sur l’estimation du couple

On utilise la méthode de placement des pôles pour déterminer la matrice de gain L de l’ob-

servateur de vitesse (proposition 4). Le polynôme caractéristique de la dynamique de l’erreur est :

P (λ) = det(λI2 − (A− LC)) = λ2 + l1λ+ l2 (4.50)
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On désire imposer au système les poles (−λ1) et (−λ2). Le polynôme caractéristique désiré en

boucle fermée s’écrit alors :

Pd(λ) = (λ− λ1)(λ− λ2) (4.51)

Pd(λ) = λ2 − (λ1 + λ2)λ+ λ1λ2 (4.52)

Par identification des équations (Eq. 4.50) et (Eq. 4.52), on trouve les valeurs l1 et l2 de la

matrice de gain L en fonction des pôles désirés.

l1 = −(λ1 + λ2) et l2 = λ1λ2 (4.53)

Pour la simulation de l’observateur de vitesse, on choisit d’abord l1 = 100 et l2 = 2500, ce

qui correspond à un placement des pôles de la dynamique de l’erreur à −λ1 = −λ2 = −50, puis

l1 = 10 et l2 = 25 donc −λ1 = −λ2 = −5. Comme prévu, la performance est considérablement

dégradée pour le second choix de gains, qui correspond à une dynamique d’observateur plus lente.

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

0

200

400

600

800

1000

1200

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

0

50

100

150

200

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

0

200

400

600

800

1000

1200

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6

0

50

100

150

200

FIGURE 4.25 – Influence de la matrice de gain sur l’estimation de la vitesse
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4.5 Commande Tolérante aux Défauts

Comme on a pu le voir dans les chapitres précédents, le fonctionnement de la machine à réluc-

tance variable est très dépendant de la disponibilité du capteur de position. Lorsque l’information

issue du capteur est perdue, le contrôle standard s’arrête ou est considérablement perturbé. Dans

ces conditions, une Commande Tolérante aux Défauts (CTD) assure la continuité de service du sys-

tème. Un module de détection et de diagnostic de défauts détecte la perte du capteur (en comparant

la position délivrée par la capteur θc et les positons estimées θ̂) puis la CTD reconfigure le contrôle

pour maintenir la meilleure performance avec les signaux disponibles restants [DDMM14]. Dans

cette partie nous nous intéressons uniquement à la reconfiguration du système suite à une perte du

capteur de position. La détection, le diagnostic et la localisation du défaut ne seront pas abordés ici.

Sur les Figures 4.27, 4.28 et 4.29, on a simulé une perte du capteur de position à l’instant t = 0.2 s.

Le même point de fonctionnement est choisi pour les trois simulations. La machine entraîne une

charge de 4 Nm. Une vitesse de 420 tr/mn est appliquée au démarrage, à t = 0.3 s, la vitesse

passe à 800 tr/mn.

FIGURE 4.26 – Schéma de la commande tolérante sans capteur mécanique

A l’apparition du défaut de capteur de position (t = 0.2s), la position estimée est utilisée

pour assurer la commande et l’autopilotage de la machine. On peut noter une dégradation des

performances. En effet, il apparait des ondulations de couple plus importantes que dans le cas où

la position est mesurée par le capteur mécanique. Ces ondulations de couple sont plus importantes

dans le cas où la position est reconstruite par l’observateur. Toutefois, les résultats obtenus ici sont

très proches de ceux obtenus avec la présence du capteur. Les méthodes d’estimation fournissent

une information fiable de la position qui permet d’assurer la continuité de service



138 Chapitre 4. Commande sensorless de la MRV

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5
0

2

4

6

θ
(r
d
)

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5
0

500

1000

ω
(t
r/
m
n
)

ω
∗

ω

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5

t(s)

0

5

10

T
e
(N

m
)

T
∗

Te

       Avec capteur Sans Capteur     

FIGURE 4.27 – Commande tolérante (position reconstruite par la technique d’injection)
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FIGURE 4.28 – Commande tolérante (position reconstruite par l’intégration du flux)
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FIGURE 4.29 – Commande tolérante (position reconstruite par l’observateur adaptatif)



4.6 Conclusion 139

4.6 Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre trois méthodes d’estimation de la position du rotor d’un

actionneur à réluctance variable. La première (M1) est une méthode intrusive (ou active) qui est

basée sur l’excitation d’une phase inactive de la machine par des impulsions de tension, et l’ana-

lyse de la réponse du courant qui contient l’information sur la position du rotor. Cette méthode

fonctionne très bien au démarrage de la machine et sur une large plage de vitesse. Elle a l’avantage

d’être rapide car on n’évalue la position qu’aux instants où le courant atteint son maximum. Par

contre elle nécessite une bonne synchronisation pour bien mesurer ces pics de courant. Cette mé-

thode est moins performante en hautes vitesses du fait de la difficulté de trouver une phase inactive

pour appliquer les impulsions, mais aussi à cause de la présence d’une force électromotrice non

désirable plus importante qui remet en question le modèle de l’estimation et conduit à des erreurs

d’estimation importantes.

La deuxième (M2) est une méthode non intrusive (ou passive), elle est basée sur l’estimation du

flux et ne nécessite pas d’exciter les phases par un signal secondaire. Cette technique s’est avérée

plus efficace pour des vitesses élevées. Par contre elle est sensible à la charge de la machine. Un

couple très faible (faibles courants) conduit à une erreur importante dans l’estimation du flux. Un

autre désavantage de la méthode est la nécessité d’avoir une mémoire suffisamment grande pour

stocker toutes les valeurs de la position calculée à chaque pas d’échantillonnage. Il faut signaler

aussi que la méthode basée sur le flux est sensible à la résistance des phases qui peut varier avec la

température. Pour améliorer le modèle, il serait donc intéressant de trouver un module qui permet

de corriger la valeur de la résistance en fonction de la température.

La troisième (M3) est aussi une méthode non intrusive (ou passive), elle est basée sur les obser-

vateurs adaptatifs. Les résultats de simulation montrent que malgré l’hypothèse forte d’un modèle

linéaire de l’inductance utilisé dans la synthèse, les observateurs sont exponentiellement conver-

gents, même lorsque la machine fonctionne en régime saturé.

Après avoir trouvé des méthodes d’estimation adaptées, le dernier volet consiste à les combi-

ner de façon judicieuse en utilisant chacune dans sa zone de fonctionnement optimale pour une

Commande Tolérante aux Défauts.





Conclusion générale

Les machines électriques représentent une part très importante dans la consommation éner-

gétique industrielle. Il est donc indispensable d’améliorer leur efficacité et leur fiabilité en déve-

loppant de nouvelles lois de commande performantes. Cela permettrait de réduire les coûts et les

émissions de gaz à effet de serre. C’est dans cette optique que s’inscrivent nos travaux de thèse.

L’objectif était d’apporter une contribution sur l’aspect commande de l’actionneur à réluctance

variable afin d’améliorer sa sûreté de fonctionnement et son efficacité énergétique.

Dans le chapitre 2, nous avons commencé par décrire le principe de création de couple de cet

actionneur à partir d’un bilan d’énergie (méthode des travaux virtuels). On démontre que l’expres-

sion du couple dépend des caractéristiques électromagnétiques de la machine qui sont définies par

les réseaux de flux et de couple. Ces caractéristiques sont obtenues par un logiciel de calcul par élé-

ments finis appelé Mrvsim. Pour garantir un fonctionnement efficace de la machine, l’optimisation

du rendement est abordée. Les angles de commande (angle d’amorçage et angle de conduction)

et le courant de référence des phases sont choisis comme paramètres d’optimisation. A partir de

Mrvsim, une approche itérative est proposée pour trouver les paramètres optimaux qui garantissent

un rendement global maximal en effectuant un calcul des pertes dans la machine et dans le conver-

tisseur. Les résultats de simulation et les tests expérimentaux montrent qu’un rendement global

maximal d’environ 70% est atteint en modes moteur et générateur. La structure de commande du

moteur est également présentée dans ce chapitre. Elle comprend une boucle externe de régulation

de la vitesse par un correcteur PI utilisé pour sa simplicité et sa robustesse. En ce qui concerne

le couple, il est contrôlé indirectement à travers une boucle interne de régulation des courants de

phases par des correcteurs à hystérésis.

Pour le fonctionnement générateur, deux configurations sont possibles - Soit la GRV est utilisée

comme une source de tension continue si sa sortie est connectée à une charge continue ou à une

batterie - Soit la GRV est utilisée comme une source de tension alternative si l’énergie électrique

produite permet d’alimenter une charge AC ou si la génératrice est connectée à un réseau AC isolé.

141
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Dans ce cas un onduleur est utilisé pour convertir la tension continue à la sortie de la génératrice en

une tension alternative conforme à celle du réseau. La première configuration est présentée dans le

chapitre 2, où la génératrice est connectée à une charge DC active. L’objectif de cette commande et

de réguler la tension du bus continu. L’étude expérimentale est présentée. Elle comprend une MRV

8/6 1.2 kW entrainée par une machine à courant continu et une carte Dspace pour la régulation

des courants. Les résultats de simulation et expérimentaux montrent que la stratégie de commande

proposée permet de maintenir la tension du bus à sa valeur nominale malgré les fluctuations de la

vitesse et de la charge.

La structure de la commande de la génératrice connectée au réseau AC par un onduleur est

présentée dans le chapitre 3. L’onduleur doit respecter certaines normes en vigueur, notamment, le

contrôle de la qualité du courant injecté dans le réseau, le respect de la tension et de la fréquence

nominales du réseau, le maintien de la tension du bus continu malgré les fluctuations de la puis-

sance instantanée et les variations de la puissance moyenne demandée qui transitent à travers le

bus.

Nous avons traité d’abord le cas du réseau monophasé. La structure de la commande comprend

une boucle de régulation de tension qui permet de maintenir la tension du bus à une valeur nominale

de 460 V et une boucle interne de régulation du courant réseau. Trois types de correcteur sont

testés pour réguler le courant sinusoidal (PI, Résonant, P-Résonant). Dans les trois cas on obtient

un courant quasi-sinusoidal avec un THD inférieur à 1%. En revanche dans le cas du correcteur PI,

il existe une erreur statique et un déphasage permanent entre le courant de consigne et le courant

mesuré. Cette erreur devient très faible lorsqu’on introduit une résonance à la fréquence du réseau.

Dans ce cas la tension et le courant sont parfaitement en phase, ce qui améliore la facteur de

puissance.

Ensuite, nous avons présenté la connexion de la génératrice au réseau triphasé. Une modéli-

sation analytique de l’ensemble du système dans le référentiel de Park nous a amenés à choisir la

méthode de l’optimum symétrique pour la synthèse des correcteurs. Une commande VQ est adop-

tée : la tension du bus continu (puissance active) est contrôlée à travers le courant id et la puissance

réactive injectée au réseau est contrôlée par le courant iq.

Pour une meilleure sûreté de fonctionnement de l’actionneur, trois stratégies de commande

sensorless ont été proposées dans le chapitre 4. L’objectif recherché est de réduire les coûts liés à

l’utilisation des capteurs mécaniques et d’assurer la continuité de fonctionnement de l’actionneur

en cas de perte d’un capteur. On remarque que la technique d’injection et la méthode basée sur la
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mesure du flux fonctionnent de façon complémentaire. La première est efficace en basses vitesses

et ne dépend pas de la charge, la deuxième est performante en hautes vitesses et pour des charges

élevées. Enfin, une troisième stratégie basée sur les observateurs est proposée. Les simulations

montrent que l’observateur proposé assure une convergence exponentielle du flux, de la position,

du couple de charge et de la vitesse malgré le modèle linéaire de l’inductance utilisée pour la syn-

thèse.

Plusieurs perspectives sont envisageables à l’issue de cette thèse. Pour la partie optimisation de

la commande, nous avons identifié les angles de commande et le courant de consigne comme seuls

paramètres influents sur le rendement. Pour une étude plus complète il serait interessant de voir

l’influence de la tension du bus, de la charge et l’effet des paramètres géométriques de la machine

sur le rendement. Pour des applications telles que l’automobile où le confort des utilisateurs est une

notion importante, la minimisation des ondulations du couple (en mode moteur) ou de la tension

du bus (en mode générateur) pourrait être un deuxième critère d’optimisation.

Pour l’étude expérimentale une machine à courant continu (12000 tr/mn, 2 Nm) est utilisée

pour entraîner la génératrice. Les caractéristiques de cette machine peuvent avoir une influence sur

la puissance générée par la GRV. Il est envisagé d’utiliser une MCC avec un couple nominal plus

élevé afin de mieux couvrir toute la plage de fonctionnement de la génératrice.

Pour la commande sensorless les perspectives portent d’abord sur l’étude de la sensibilité à

la résistance des enroulements statoriques, qui est susceptible de varier avec la température. Une

étude devrait aussi porter sur l’influence de l’injection sur le rendement et sur les performances de

la machine. Le deuxième volet consiste à valider expérimentalement la méthode d’injection. En ce

qui concerne la méthode basée sur les observateurs, l’utilisation d’un modèle analytique plus fin de

l’inductance, en tenant compte de la saturation, permettrait d’améliorer la précision. Après avoir

trouvé des méthodes d’estimation optimales, la dernière étape consiste à les combiner de façon

judicieuse en utilisant chacune dans sa zone de fonctionnement optimale pour une Commande

Tolérante aux Défauts.





Annexe A : Présentation du logiciel Mrvsim

Extrait du manuel d’utilisation de Mrvsim [BM04] : Mrrsim est un logiciel d’aide au dimension-

nement des machines à réluctance variable à double saillance à alimentation électronique. Il est développé

sous Matlab et fait appel à des exécutables, de façon transparente pour l’utilisateur.

FIGURE 30 – Dessin 2D de la machine obtenu par Mrvsim

FIGURE 31 – Menu principal de Mrvsim
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Principales fonctions de Mrvsim

1. Prédimensionner une machine à réluctance variable à double saillance avec un nombre de phase

inférieur ou égal à 4.

2. Calculer les caractéristiques magnétiques, réseaux de flux et de couple avec un calcul analytique

puis un calcul par éléments finis afin d’améliorer la précision.

3. Calculer la courbe enveloppe, i.e la puissance maximale délivrable par l’ensemble convertisseur-

machine sur une plage de vitesse définie et compte tenu du courant maximal dans les interrupteurs

et de la tension.

4. Calculer un point singulier, c’est à dire calculer un point de fonctionnement défini par sa vitesse et

son couple et les paramètres de commande. Il permet d’afficher les formes d’onde du courant dans

une phase, la valeur maximale de l’ondulation du courant, le cycle de conversion, les puissances, les

pertes, le rendement, le couple total instantané...

5. Optimiser le nombre de spires sur la base des données relatives à la tension de batterie, le couple à

la vitesse de base et le couple à la vitesse maximale.

6. Définir les bibliothèques de caractéristiques magnétiques (pour les matériaux de la machine) et des

composants semi-conducteurs (IGBT, MOS et diodes pour le convertisseur statique)

FIGURE 32 – Principales fonctions de Mrvsim
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Fonction point singulier de Mrvsim

La fonction point singulier est utilisée pour l’optimisation paramètre de la commande. Après chargement

du modèle de la machine précédemment créée, on fait appel à la fonction point singulier dont la fenêtre est

représentée à la Figure 33. On définit les paramètres de la source d’alimentation, la vitesse de rotation, les

paramètres de simulation, le type de MLI et les paramètres de la commande.

Pour la méthode d’optimisation itérative, à une vitesse donnée, on fait varier les paramètres de com-

mandes sur leur plage de définition, la fonction point singulier permet de calculer les grandeurs caractéris-

tiques (le couple, les ondulations de couple, les pertes, le rendement,...) relative à ce point de fonctionnement.

FIGURE 33 – Menu point singulier





Annexe B : Caractéristiques de la MRV

Paramètre Symbole Valeur Unité
Grandeurs électriques et mécaniques

Tension d’alimentation U 24 V

Courant maximal Imax 100 A

Vitesse de base ωb 1300 tr/mn

Vitesse nominale ωn 3000 tr/mn

Couple nominale Tn 3.82 N.m

Couple maximal Tmax 25 N.m

Puissance nominale Pn 1.2 kW

Grandeurs géométriques
Nombre de dents statoriques Ns 8 −−
Nombre de dents rotoriques Nr 6 −−
Moment d’inertie J 8.22 10−4 kg.m2

Coefficient de frottement F 9.80 10−1 Nm/rad/s

Epaaisseur entrefer e 0.4 mm

Diamètre alésage du stator das 68 mm

Diamètre d’arbre da 23 mm

Epaisseur de la culasse statorique ecs 18.10 mm

Epaisseur de la culasse rotorique ecr 9.45 mm

Arc polaire statorique βs 19.8 (◦)

Arc polaire rotorique βr 20.5 (◦)

Inclinaison des dents statoriques αs 0.00 (◦)

Inclinaison des dents rotoriques αr −6.25 (◦)

Volume du fer au stator vfs 1.12 10−3 m3

Volume du fer au rotor vfr 2.50 10−4 m3

Masse du fer mf 10.45 kg

Masse du cuivre mcu 1.51 kg

Caractéristiques de bobinage
Nombre de phase q 4 −−
Nombre de spires par pole N 18 −−
Résistivité du cuivre ρcu 1.82 108 Ω.m

Coefficient de remplissage k 0.35 −−
Resistance de phase r 0.0638 Ω

Masse volumique du cuivre ρ(cu) 8300 kg/m3
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Annexe C : Preuve du Lemme 2

Considérons l’expression analytique simplifiée de l’inductance

 Lj(θ) = a+ b cos
[
Nrθ − (j − 1)2π

4

]
,

φj(ij , θ) = Lj(θ)ij
(54)

Il existe une matrice Φ : R4 → R4×2 définie par : Φ(i) =


i3 0

0 i4

i1 0

0 i2

 . (55)

telle que : Φ>(i)φ = aΦ>(i)i. (56)

Démonstration. : L’équation (Eq. 54 ) est équivalente à :

φj =

[
a+ b cos

(
Nrθ − (j − 1)

2π

4

)]
ij (57)

φ1 = [a+ b cos (Nrθ)] i1
1
b (φ1 − ai1) = cos(Nrθ)i1

φ2 = [a+ b sin (Nrθ)] i2
1
b (φ2 − ai2) = sin(Nrθ)i2

φ3 = [a− b cos (Nrθ)] i3
1
b (φ3 − ai3) = − cos(Nrθ)i3

φ4 = [a− b sin (Nrθ)] i4
1
b (φ4 − ai4) = − sin(Nrθ)i4

(58)

Ce système d’équations est équivalent à la relation matricielle :

1

b
(φ− ai) = X(i)

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)

 (59)

Avec : X : R4 → R4×2 définie par : X(i) =


i1 0

0 i2

−i3 0

0 −i4

 . (60)
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Pour terminer la démonstration on cherche Φ solution du système linéaire : Φ>(i)X(i) = 0

Φ>(i)1
b (φ− ai) = Φ>(i)X(i)

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)


Φ>(i)(φ− ai) = 0

Φ>(i)φ = aΦ>(i)i



Annexe D : Preuve de la Proposition 2

Proposition 2 : Considérons que l’hypothèse 3 est vérifiée, ce qui assure que X est de rang plein. Nous

définissons la matrice G :

G : R4 × R4 → R2 telle que G(i, φ) = [X>(i)X(i)]−1X>(i)(φ− ai) =

G1(i, φ)

G2(i, φ)

 (61)

et le réel θ : (position du rotor) tel que θ =
1

Nr
arctan

[
G2(i, φ)

G1(i, φ)

]
(62)

La convergence du flux φ implique celle de la position θ : Autrement dit :

lim
t→∞
|φ̃(t)| = 0, (exp.) ⇒ lim

t→∞
|θ̃(t)| = 0, (exp.) (63)

Démonstration. L’hypothèse 3 assure l’existence de la matrice [X>(i)X(i)]−1X>(i)

On peut trouver une estimation de la position à partir de la relation matricielle 4.26

1

b
(φ− ai) = X(i)

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)


[X>(i)X(i)]−1X>(i)

1

b
(φ− ai) = [X>(i)X(i)]−1[X>(i)X(i)]

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)


1

b
G(i, φ) =

cos(Nrθ)

sin(Nrθ)


G(i, φ) =

b cos(Nrθ)

b sin(Nrθ)

 =

G1(i, φ)

G2(i, φ)


Nrθ = arctan

[
G2(i, φ)

G1(i, φ)

]
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Titre : Amélioration de la sûreté de fonctionnement d’un actionneur électrique à réluctance variable

Mots clés : GRV, MRV, correcteur résonant, optimisation, commande sans capteur, observateurs adaptatifs

Résumé : Le travail proposé dans cette thèse porte sur
l’amélioration de l’efficacité énergétique et de la sûreté
de fonctionnement de la Machine à Réluctance Variable
(MRV). D’abord, nous avons présenté la commande de
la MRV en modes moteur et générateur débitant sur bus
continu. Pour le mode moteur, on cherche à réguler la vi-
tesse de rotation et le couple, alors qu’en mode générateur,
l’objectif de la commande est de maintenir constante la ten-
sion du bus malgré les fluctuations de la vitesse et de la
charge. Une démarche itérative est proposée pour la maxi-
misation du rendement global. Trois paramètres de réglage
ont été choisis : L’angle d’amorçage (ψ), l’angle de conduc-
tion (θp) et le courant de référence des phases (Iref ). L’effi-
cacité de l’algorithme est évaluée à travers des simulations
et des tests expérimentaux. Un rendement global maximal
de 70% est atteint pour des vitesses et couples élevés. En-
suite, on s’est intéressé à la connexion de la Génératrice
à Réluctance Variable (GRV) au réseau alternatif mono-
phasé ou triphasé dans le cadre d’une application éolienne.
La tension continue à la sortie de la GRV est convertie
en une tension alternative par un convertisseur DC-AC. Le
premier objectif est de maintenir la tension du bus continu
à sa valeur nominale; le second est de contrôler la qua-
lité du courant injecté dans le réseau. En monophasé, trois
types de correcteur sont testés pour réguler le courant si-

nusoïdal (un correcteur PI, un correcteur Résonant et un
correcteur Proportionnel-Résonant). En triphasé, une com-
mande VQ dans le référentiel de Park est adoptée: La ten-
sion du bus continu est contrôlée à travers le courant id et
la puissance réactive est contrôlée par le courant iq. Les
résultats de simulation montrent qu’on obtient des courants
quasi-sinusoïdaux avec un taux de distorsion harmonique
inférieur à 1% aussi bien en monophasé qu’en triphasé.
Enfin, pour améliorer la sûreté de fonctionnement de l’ac-
tionneur et réduire les coûts liés à l’utilisation de capteurs
mécaniques, trois stratégies de commande sans capteur
de position sont présentées. La première est basée sur la
technique d’injection. La deuxième repose sur l’estimation
du flux. La troisième s’appuie sur les observateurs adap-
tatifs. On trouve que la technique d’injection et la méthode
basée sur la mesure du flux fonctionnent de façon complé-
mentaire. La première est efficace en basses vitesses et ne
dépend pas de la charge, la deuxième est performante en
hautes vitesses et pour des charges élevées. L’observateur
adaptatif proposé assure une convergence exponentielle de
la position malgré le modèle analytique simplifié de l’induc-
tance utilisé pour la synthèse. Son principal avantage ré-
side dans sa robustesse aux variations paramétriques et au
couple de charge qui est estimé.

Title : Improvement of the functional safety of a Switch Reluctance Actuator

Keywords : SRG, SRM, resonant controller, optimisation, sensorless control, adaptative observer

Abstract : The work proposed here focuses on the impro-
vement of the energy efficiency and the safety of the Swit-
ched Reluctance Machine (SRM). First, the control of the
SRM in motor and generator modes is presented. In motor
mode, the speed and the torque are regulated, while in ge-
nerator mode, the objective is to keep constant the DC bus
voltage. An iterative optimization algorithm is proposed for
maximizing the global efficiency. The analysis of the elec-
tromechanical energy conversion has shown that there is an
optimal combination of the control variables - turn on angle
(ψ), conduction angle (θp) and reference current (Iref ) - to
maximize the efficiency. The strategy is evaluated using in-
tensive numerical simulations and experimental validation.
Thanks to the optimization, the global efficiency reaches
70% almost from half the nominal speed to the maximum
speed. Then, the Switched Reluctance Generator (SRG) is
used as an AC generator for a Wind Energy Conversion
(WEC) application. The produced DC power is converted
into AC power by means of voltage inverter and delivered to
the AC grid. The first issue of the WEC control is to main-
tain constant the output DC voltage despite the wind speed
variations and the load uncertainty. The second issue is to
control the quality of the current. In single-phase AC net-
work, three controllers are tested to regulate the AC current

(PI controller, Resonant controller, Proportional-Resonant
controller). In three-phase AC network, a VQ control in
Park’s frame is adopted: The DC bus voltage is control-
led through the direct current and the reactive power injec-
ted into the grid is controlled through the quadrature cur-
rent. Simulation results show that quasi-sinusoidal currents
with a harmonic distortion rate less than 1% are obtained in
both cases. Finally, we address the problem of sensorless
control. In fact, the control of the SRM requires that the rotor
position is known. A mechanical encoder is used generally
to measure the position. The elimination of this position sen-
sor would reduce the cost and packaging requirements of
the drive. Three methods to estimate the rotor position are
presented. The first one named inductance-method is an
active as it is based on the pulse injection technique. The
second one named flux-method is a passive one as it used
the current measurement. The third one is based on the
state observers for the flux, position, and velocity and load
torque estimation. The simulations results have shown that
the inductance-based method is efficient in low speed re-
gion and the flux-based one is more efficient in high-speed
region. It is also shown that, observers are exponentially
convergent even when a simple analytical modelling, that
neglects saturation effect, is used to design the observer.
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