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Introduction Générale

Plus de 83% de la conversion énergétique dans le monde est aujourd’hui basée sur les com-
bustibles fossiles. Pendant ce temps, les scientifiques du monde entier débattent du sujet du
pic pétrolier [6] et des effets secondaires liés a la combustion de combustibles fossiles. L’ex-
ploitation des ressources telles que les combustibles fossiles génére d’importantes émissions
de dioxyde de carbone qui impactent fortement sur le changement climatique. Aujourd hui,
il existe une reconnaissance claire et une volonté de réduire les émissions et de chercher
d’autres sources d’énergie durables et respectueuses de I’environnement. Le Sommet de Paris
de 2015, qui constitue le premier accord universel sur le climat réunissant 195 pays, a donné
un nouvel élan a la recherche d’alternatives de sources d’énergie |7]. Trois grandes mesures
visant & réduire I'impact du changement climatiques sont définies. Les mesures de cet accord
comprennent :

e La limitation de la hausse de la température & moins de 2 °C d’ici I'an 2100 et de
poursuivre ces efforts pour limiter davantage cette hausse a 1,5 °C;

e Le renforcement des capacités d’adaptation aux effets néfastes des changements clima-
tiques qui supposent notamment I’expansion des sources d’énergies alternatives;

e Et un développement & faible émission de gaz a effet de serre.

Dans ce contexte, I’énergie renouvelable est appelée & jouer un roéle majeur, particulier
dans certains pays ou ces ressources sont vastes. Les sources d’énergie renouvelables sont
diverses et variées : solaire, éolienne, géothermique et marine renouvelable (EMR). Leur uti-
lisation réduit les émissions de gaz a effet de serre, diversifie I’approvisionnement énergétique
et réduit la dépendance vis-a-vis du marché des combustibles fossiles peu fiables et volatils.
La transition vers un systéme énergétique sobre en carbone est bien engagée dans plusieurs
pays. Les Etats-Unis visent une réduction de 32% des émissions du secteur de I'électricité d’ici
2030, L’'Inde prévoit 100 GW d’énergie solaire d’ici 2022, et la Chine investit massivement
dans 'énergie éolienne et marine renouvelable [8].

Les énergies marines renouvelables désignent 1’ensemble des énergies renouvelables ex-
traites ou pouvant I’étre du milieu marin. Parmi ces énergies marines renouvelables, I’énergie
hydrolienne, qui présente un fort potentiel énergétique et un faible degré de maturité tech-
nologique, permet de produire de 1’énergie électrique a partir de ’exploitation des courants
marins. Par son caractére prévisible, I’énergie hydrolienne offre un grand intérét. Toutefois,
elle présente deux problémes majeurs

e Le colt d’investissement des hydroliennes restent trés élevé comparé aux autres types
d’énergies renouvelables.

e Elle présente des contraintes d’exploitation sévéres et une maintenance élevée dues a son
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environnement difficilement accessible. Chaque heure passée sans produire de 1’électricité et
chaque intervention en mer vont induire une perte qui va réduire drastiquement la rentabilité.
Pour accroitre la portée de cette technologie, une réduction des cotits des produits de la
filiere hydrolienne est indispensable. Cela passe par le choix d’une architecture et un dimen-
sionnement optimal des éléments de la chaine de conversion. Pour assurer la continuité de
service, la réduction des opérations de maintenance non prévues reste un grand défi a relever.
Cela passe par I'étude de la fiabilité des éléments de la chaine de conversion, mais également
a la mise en place de systémes tolérants aux défauts qui reste une solution intéressante.
Dans ce contexte, notre objectif est de proposer une architecture de conversion d’énergie
(machine-convertisseur statique) performante et tolérante aux défauts pour garantir la conti-
nuité de service malgré le caractére fortement cyclique de la source hydrolienne.
Sur la base de ces considérations, la thése est divisée en cinq chapitres :

e Le premier chapitre aborde I'état de 'art sur ’exploitation des énergies marines re-
nouvelables et sur les machines électriques non conventionnelles de types polyphasés.
Ce chapitre va permettre d’examiner les différents atouts et les contraintes liées aux
applications hydroliennes pour justifier le recours a des architectures tolérantes aux
défauts.

e Le deuxiéme chapitre traite la modélisation dynamique et 1’étude de I'influence des har-
moniques d’espace sur le comportement d’une machine pentaphasée. Dans la premiére
partie, nous allons aborder la modélisation dynamique de la machine pentaphasée. Nous
présenterons différents modeéles électriques qui régissent le comportement de la machine
pentaphasée dans la base naturelle, dans le repére fixe de Concordia et dans le repére
tournant de Park. Le modéle développé dans le plan de Park est utilisé comme outil
d’analyse pour étudier I'influence des harmoniques de la FEM sur le comportement de
la machine. Trois profils de FEM sont synthétisés et constituent les premiers éléments
de conception d’'une machine pentaphasée.

e Le troisiéme chapitre est dédié a la modélisation technico-économique des éléments de
la chaine de conversion d’énergie en vue de I'optimisation. Notre objectif est de définir
les différents modéles analytiques (géométrie, cott et pertes) utilisés pour 'optimisation
de la chaine de conversion.

e Le quatriéme chapitre est consacré a ’optimisation multi-objectif d’un ensemble géné-
ratrice synchrone pentaphasée a aimants permanents associée a un redresseur de type
MLI. Notre objectif est de présenter une méthode d’optimisation de ’ensemble ma-
chine convertisseur de la chaine conversion sur cycle pour différents états de mer. Dans
cette optimisation, le but est de maximiser ’énergie annuelle produite et de réduire
le cotit d’investissement des différents éléments de la chaine de conversion grace a la
géométrie de la génératrice tolérante aux défauts et aux lois de commandes optimales
élaborées. Une étude comparative basée sur la variation des profils de FEM et de la
mise en place des lois de commande minimisant les pertes Joule et fer de I’ensemble
machine-convertisseur est menée.
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e Le cinquiéme chapitre porte sur le pilotage en mode normal et en mode défaut d’une
génératrice synchrone pentaphasée a aimants permanents & FEM sinusoidale. Les dé-
fauts d’ouverture peuvent concerner a la fois la machine et le redresseur. Différents
stratégies (fonctionnement & couple constant, a pertes Joule constantes ou a courant
de phase limité au courant nominal) permettant d’assurer la continuité de service en
cas de défaut d’ouverture d’une phase ou de deux phases sont étudiées et comparées.

e Nous terminerons ce mémoire de thése par une conclusion et surtout par des perspec-
tives montrant 'intérét qu’il reste encore a travailler sur le sujet.
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1.1 Introduction

Le premier chapitre de cette thése est consacré a 1’état de I'art sur I’exploitation des énergies
marines renouvelables, les hydroliennes en particulier, et sur les machines électriques non
conventionnelles de type polyphasées. Dans la premiére partie de ce chapitre, nous présen-
tons d’abord le contexte global des énergies hydroliennes et les différentes technologies de
turbines utilisées pour 'extraction efficace de I’énergie des courants marins. Nous présentons
les différentes topologies de machines électriques utilisées en décrivant pour chaque topologie
leurs principales caractéristiques. Certains contraintes et verrous liés & I'exploitation des hy-
droliennes sont abordés. Dans la deuxiéme partie de ce chapitre, nous nous intéressons aux
architectures de chaines de conversion tolérantes aux défauts permettant de maintenir une
continuité de service. Les architectures utilisant des machines électriques de type polyphasé
sont présentées. L’ensemble des spécificités de ces machines sont également abordées.

1.2 Contexte global des EMRs

Depuis une dizaine d’années, les énergies marines renouvelables (EMR) suscitent un intérét
grandissant au sein de la communauté scientifique, industrielle et politique. Sur le plan, poli-
tique cet intérét se manifeste par des financements et des subventions. Sur le plan industriel,
cet intérét se manifeste par la réalisation et la mise en place des hydroliennes. Sur le plan,
scientifique, il se manifeste par des études poussées notamment sur ’ensemble de la chaine
de conversion.

Les hydroliennes permettent de produire de ’électricité grace aux déplaceents de courants
marins. Le potentiel énergétique marin est fortement dépendant de 'amplitude des courants
des marées. En effet, plus les courants marins sont élevés plus les sites deviennent promet-
teurs pour accueillir des installations hydroliennes. Toutefois, avant la mise en place des
hydroliennes, des études sur l'identification des zones & haut potentiel sont indispensables.
Ainsi, le potentiel énergétique est calculé en prenant en compte les caractéristiques des gi-
sements, les caractéristiques techniques des machines et les contraintes d’exploitations des
sites. La superficie occupée par les courants marins est importante, car les océans représentent
3/4 soit 75% de la surface de la planéte terre. A 1’échelle mondiale, le potentiel énergétique
techniquement exploitable des hydroliennes est estimé entre de 400 & 800 TWh/an [9]. Ce
potentiel se répartit dans quelques zones limitées de la planéte telles que I’Amérique, I’'Eu-
rope et ’Asie, comme indiqué sur la Fig.1.1. En effet, les ondes de marée sont amplifiées dans
certaines zones privilégiées par la configuration des cotes. On considére en général que les
zones favorables sont celles ot les vitesses des courants marins dépassent 2 m/s. Au sein de ce
gisement mondial, le potentiel européen est estimé entre 15 & 35 TWh/an qui sont réparties
sur certaines zones géographiques, comme illustré sur la Fig.1.2. La France, qui possede le
second gisement européen, offre un potentiel compris entre 5 et 14 TWh/an [10].

Des études prospectives effectuées sur le potentiel hydrolien francais ont permis de cer-
ner les sites favorables a I'implantation d’hydroliennes, qui doivent répondre aux critéres
suivants :
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e zones de courants de marée importants générant une puissance intéressante avec un
diamétre de roue compris entre 10 et 20 métres;

e profondeur de l'ordre de 30 & 40 métres pour limiter les difficultés d’installation et de
maintenance, tout en évitant d’entraver la navigation;

e proximité des cotes pour se raccorder au réseau électrique a cotits restreints.

Le potentiel hydrolien francais est fortement concentré en Bretagne et Basse-Normandie.
Comme présenté sur la Fig.1.3. Ainsi, trois sites a hauts potentiels se détachent le Raz
Blanchard, le chenal du Fromveur et le Raz de Sein. Le Raz Blanchard posséde des courants
trés puissants a la hauteur de 6.2 m/s et constitue donc un gisement avec un trés fort
potentiel. Plusieurs entreprises sont trés intéressées par 1’exploitation de ce site. Il s’en suit le
chenal du Fromveur qui présente des courants marins de 4.1 m/s. Ce site a accueilli plusieurs
démonstrateurs de Sabella et GDF Suez. Enfin, le Raz de Sein avec des courants de 3.1 m/s.

Le potentiel mondial :
-
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FIGURE 1.3 — Potentiel hydrolien en France en fonction de la vitesse des courants marins [3]

1.2.1 Chaine de conversion hydrolienne

La technique d’exploitation des courants marins est trés proche de celle des aérogénérateurs.
La chaine de conversion, qui permet I'extraction de I'énergie hydrolienne, est présentée dans
la figure (Fig.1.4).

------------------

Source d’énergie N Turbine : Boite de : Générateur_. Electroniquel. Réseau

Marine Renouvelable| |hydrolienne -P vitesse : | électrique |"|de puissance ¢lectrique

------------------

FIGURE 1.4 — Description sommaire d’une chaine de conversion d’énergie hydrolienne

Cette chaine de conversion est composée des différents éléments suivants :
e D’une source d’énergie primaire constituée par les courants marins.

e D’une turbine dont la fonctionnalité est de récupérer I’énergie cinétique présente dans
les courants marins et de la transformer en énergie mécanique de rotation par le dépla-
cement de ses pales. La turbine fait tourner & son tour une boite de vitesse.

e D’un multiplicateur de vitesse appelé aussi boite de vitesse qui permet d’adapter 1’éner-
gie mécanique de la turbine a celle de la génératrice associée. Par I'emploi de celui-ci,
on transforme la puissance mécanique de la turbine a vitesse lente et a couple élevé en
une puissance a grande vitesse et a un bas couple utilisé par la génératrice.

e D’une génératrice qui fournit un courant dont la fréquence varie avec la vitesse des
courants marins.

e D’une interface d’électronique de puissance pour gérer les transits de puissance entre la
source primaire et la charge (réseau iloté) ou du réseau électrique de puissance infinie.
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1.2.2 Principes d’extraction des hydroliennes

La puissance cinétique totale contenue dans les courants marins est directement fonction de
la masse volumique de 1’eau, de la section balayée par les pales de la turbine et de la vitesse
de I’écoulement. Elle peut étre exprimée par 1’équation (1.1).

1
P= 5.p.s.v?’ (1.1)

Avec:

p: la masse volumique de 'eau (1024 kg.m™3),

S: I'image de la surface balayée par les pales de la turbine (m?)

V: représente la vitesse des courants marins en m/s.
Toutefois, le générateur ou la turbine ne peut extraire qu’'une fraction de la puissance totale
des courants marins a cause des pertes mécaniques liées a la transmission & ’engrenage et
aux limites technologiques. En pratique, la puissance récoltée est limitée a un coefficient pres
de la puissance théorique. Ainsi, en tenant compte de ces limites, la puissance mécanique a
la sortie de la turbine est donnée par l’expression suivante :

P, = %Cp()\i,ﬁi).p.S.VS (1.2)

Ou:

Cp(Ai, Bi) est le coefficient de puissance, il représente le pourcentage de puissance des
énergies marines qu’on peut extraire a la sortie de la turbine.
Le coefficient de puissance ne peut pas dépasser 16/27=0.59 qui constitue la limite de Betz.
Pour les éoliennes, le coefficient de puissance C, est trés faible, il est entre 0.25 et 0.5.
Cependant, pour les hydroliennes, le coefficient de puissance est entre 0.4 a 0.5. [11]. Tl
dépend de I'angle de callage de pales (5;) et du coefficient de la vitesse spécifique (\;).
Le coefficient de puissance pour une turbine avec des hélices a trois pales peut étre approximé
ainsi :

_ 1545

Cp(Ni, Bi) = 03171 (U2 — 0.4.8, — 5) e™ 2
1= NT0E 1 (1.3)
)\i — Rb‘;*]m

e Le parameétre \; représente le rapport de la vitesse de rotation de la turbine sur la
vitesse des courants marins.

e Le parametre [3; est I’angle d’orientation des pales de la turbine. Cet angle peut étre
ajusté dans des applications hydroliennes & pales réglables permettant ainsi au systéme

de fonctionner sur une plage de vitesse.

e R, représente le rayon de la turbine.
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La figure Fig.1.5 illustre les variations du coefficient de puissance en fonction du paramétre
A; pour différentes valeurs de ’angle d’ouverture des pales de la turbine. Pour chaque valeur
de (; donnée, la caractéristique C,(\;, 5;) présente un profil différent suivant la variation
du parametre )\;. La valeur maximale du facteur de charge est obtenue pour un angle
d’orientation nulle des pales 5; = 0. Cette caractéristique met en évidence le principale
avantage lié a l'orientation des pales sur le facteur de charge qui influe fortement sur la
puissance extraite.

0.6

0.5

Figure 1.5 — Variation du coefficient de puissance pour différentes vitesses C,(\;, 5;)

Une hydrolienne, quelle que soit sa puissance, a une plage de fonctionnement bien délim-
itée en fonction de la vitesse des courants marins. En effet, elle ne permet pas d’extraire de
I’énergie pour toutes les vitesses de courants marins.

La caractéristique de la puissance a la sortie de la turbine est délimitée par trois zones
distinctes de fonctionnement [12], la figure Fig.1.6 met en évidence ces différentes zones en
fonction de la vitesse du courant:

e La zone I ou le systéme est maintenu a I'arrét. En effet, les vitesses sont inférieures a
la vitesse de démarrage et ne permettent pas de produire une énergie significative.

e La zone II, caractérisée par une vitesse minimale (vitesse de démarrage) et une vitesse
maximale (vitesse nominale), I’hydrolienne produit le maximum d’énergie exploitable
a la sortie de la turbine (zone dite MPPT).

e La zone III, bornée par une vitesse minimale (vitesse nominale) et une vitesse maximale
(vitesse de coupure) correspond & un fonctionnement ou la puissance de la turbine est
souvent maintenue a la puissance nominale..

Le tableau illustre quelques ordre de grandeurs de la variation des vitesses caractéristiques
pour I'hydrolien. Ces vitesses sont beaucoup plus faibles dans le domaine de I’hydrolien. Cela
est due a la quantité de masse & déplacer dans le milieu marin.
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Figure 1.6 — Courbe de puissance d'une hydrolienne en fonction de la vitesse des courants
marins

Table 1.1 — Vitesses caractéristiques pour turbines hydroliennes
VmD(m/S) VmN<m/S) VmC(m/S)
’ Hydrolienne 1 2.7 )

1.2.3 Technologies des hydroliennes

Comme pour les éoliennes, I’hydrolienne utilise plusieurs technologies de turbines lesquelles
constituent des éléments essentiels de la chaine de conversion pour l'extraction de ’énergie
des courants de marée. Selon 'orientation de leur axe de rotation, ces turbines sont classées
en deux catégories: les turbines a axe horizontal et les turbines & axe vertical [13] .

Leur mise en place nécessite l'installation de supports. Suivant le domaine d’application,
certaines sont fixées aux fonds marins, d’autres peuvent étre ancrées.

1.2.3.1 Turbines a axe horizontal

Les turbines & axe horizontal appelées aussi turbines a flux axial représentent les catégories
de turbines les plus utilisées. Elles sont caractérisées par une rotation de leur arbre qui se
produit sur le plan horizontal et donc paralléle a 1’écoulement incident de courants marins.
Elles sont fixées au sol marin grice a une structure d’ancrage qui peut étre mono pieu ou
mono tripode pour résister aux courants marins. Ces turbines hydroliennes peuvent contenir
jusqu’a 6 hélices ou pales qui peuvent présenter une extrémité libre ou entourée d’un carénage.
Le carénage souvent utilisé pour des turbines de grande taille consiste a la mise en place de
structure en périphérie du rotor et permet un conditionnement de 1’écoulement des courants
marins.

Suivant la conception de la turbine hydrolienne, les pales peuvent étre fixes ou orientables a
pas variable. Le choix de systémes a pales fixes permet d’améliorer la robustesse au détriment
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d’une extraction plus énergétique. Cependant, le caractére sensible des turbines face aux
directions des courants marins permet leur usage & pas variables avec un controle des pales
suivant la trajectoire des courants marins. Ce mécanisme de contrdle a pas variable permet
d’augmenter 'efficacité du systéme, mais également autorise un controle du fonctionnement
en haute vitesse ou le blocage de la turbine.

L’utilisation des turbines & axe horizontal offre plusieurs avantages [14], comme:

e une faible vitesse d’amorcage;

e un coefficient de puissance (rapport entre la puissance exraite et la puissance de la
masse d’eau en mouvement) relativement élevé;

e un démarrage autonome.

Le tableau Tab.1.2 résume les principales informations sur certains projets utilisant la
technologie des turbines & axes horizontal. En termes de puissance, les plus grosses hy-
droliennes au monde rentrent dans cette catégorie, car on peut voir que la plupart de ces
technologies de turbine ont des puissances unitaires de 'ordre du MW|15, 16]. On peut
constater que la majorité des ces applications industrielles utilisent des générateurs de type
synchrone & aimants permanents (GSAP).

24



Table 1.2 — Application avec turbines a Flux Axial

Entreprise Projet Charactéristiques Turbines
Atlantis 3 pales a pas variable, Auto

Resources MeyGen | orientable, 1.5 MW, GSAP,
Limited (AR1000, | Boite de vitesse, Structure

(Royaume-Uni) | AR1500) d’ancrage tripode.

3 pales a pas variable, 1.4
Alstom MW, MAS, Structure
(France) Océade d’ancrage monopieu
6 pales a pas fixe, 2MW,
GSAP a attaque directe,
Sabella D3, D10, Structure d’ancrage
(France) D12, D15 tripode.

Marine Current 2 pales a pas fixe, 2x600
Turbine, kW, GSAP, Boite de
Siemens vitesse, Structure d’ancrage

(Royaume-Uni) | SEAGEN monopieu.

4x500 kW, GSAP a attaque
Open- Hydro Paimpol- directe, Carenage de type
(Ireland) Bréhat Rim Driven, carénage.
1.2.3.2 Turbines & axe vertical

Les turbines & axe vertical ou turbines Darrieus appelées encore turbines & flux transverse
sont caractérisées par une rotation de leur axe qui est perpendiculaire a la fois & la surface de
I'eau et a I’écoulement des courants marins. Le premier exemple de turbine a flux transverse
se trouve dans le brevet de George Darrieus [17] déposé dans les années 30 en France et
aux Etats-Unis. Grace a ce concept de la turbine & axe vertical, tous les courants peuvent
étre exploités, quel que soit leur direction. L’utilisation des turbines & axe vertical est trés
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répandue pour de petites installations de rivieres et faibles profondeurs, mais elles sont encore
a I’état de projet ou de prototype. Pour cette technologie de turbine, la structure de support
peut étre ancrée au fond des mers ou flottant a la surface de I'eau. La figure Fig.1.3 présente
différents types de turbines et leur support.

TABLE 1.3 — Application avec turbines a axe vertical

Entreprise Projet Caractéristiques Turbines

10x1.3MW GSAP a
attaque directe,

HydroQuest & CMN Structure d’ancrage
(France) SEARIEUS tripode, carénage
New Energy
Corporation 25kW GSAP a
(Canada) EVG - 025 attaque directe,

GCK Technology
Gorlov Turbine Gorlov —

1.2.4 Topologies de génératrices synchrones pour les EMRs

Pour la production d’énergie électrique a partir des hydroliennes, 'utilisation de machines
électriques en mode génératrice est indispensable. La génératrice transforme 1’énergie mé-
canique de la turbine en énergie électrique. Pour cela, Il existe sur le marché plusieurs types
de machines électriques qui peuvent jouer le role de génératrice. Une grande partie des
génératrices rencontrées dans le domaine des énergies marines renouvelables rappelle celles
utilisées dans les éoliennes. Elles sont classées en deux catégories: asynchrone et synchrone.

Toutefois, dans le contexte hydrolienne, la majorité des génératrices sont de type syn-
chrone a aimant permanent.
Dans cette section nous allons présentées les caratéristiques de génératrices synchrones

utilisées. Ensuite, une comparation de cette topologie par rapport a d’autres topologies
utilisées est faite.
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1.2.4.1 Génératrice Synchrone

Les génératrices synchrones utilisées dans les hydroliennes fonctionnent a vitesse variable afin
de permettre I'extraction optimale de la puissance électrique a la sortie de la turbine. Elles
sont compactes et nécessitent peu de maintenance. Par rapport a la génératrice asynchrone,
la machine synchrone présente un bon rendement.

La machine synchrone autorise un fonctionnement aussi bien en basse vitesse (systéme
d’entrainement direct) qu’en haute vitesse (systéme d’entrainement indirect), donc elle peut
étre couplée ou non avec un multiplicateur de vitesse.

Pour les systémes d’entrainement direct (sans multiplicateur de vitesse), la caractéristique
de faible vitesse de rotation conduit a un générateur multipolaire, par conséquent a un sys-
téme lourd et volumineux. Pour résoudre ce probléme, une boite de vitesses (multiplicateur)
peut étre introduite [18, 16]. Les technologies sans boite de vitesse sont souvent associées
a des machines synchrones lentes de grande taille. Alors que les technologies qui utilisent
une boite de vitesse sont souvent couplées a des machines synchrones moins encombrantes et
peuvent fonctionnées a des vitesses rapides ou intermédiaires.

Dans la référence [19], une étude de veille technologique est réalisée sur un ensemble de
25 hydroliennes préindustrielles actives les plus avancées dans 13 pays différents a travers le
monde. Cette étude révele que 48% des systémes sont réalisés en utilisant une génératrice
synchrone associée a une boite, 44% utilisent une génératrice synchrone avec un systéme a
attaque direct sans multiplicateur de vitesse. Les 8% restant ne sont pas identifiées. Comme
les machines asynchrones, en fonction du type de rotor, les génératrices synchrones utilisées se
divisent en deux types : La machine synchrone a rotor bobiné ou a rotor aimants permanents.

La figure Fig.1.7.a présente une architecture utilisant une machine synchrone a rotor

bobiné. Sachant que le flux rotorique peut étre modulé grace aux courants injectés au niveau
du rotor, cette solution offre un degré de liberté supplémentaire sur le controle de la puissance
extraite.
La structure & aimants permanents est représentée a la figure (Fig.1.7.b). L’utilisation de
machines synchrones & aimants permanents permet de gagner environ 25% de masse par
rapport a celles de type bobiné [20]. Ainsi, le systéme devient plus compact (pas de contact
glissant) et les frais d’entretien sont réduits ce qui est trés intéressant dans les applications
hydroliennes qui sont souvent installées dans des sites difficilement accessibles (site installé
jusqu’a 50 km des cotes avec plusieurs métres de profondeur).
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Figure 1.7 — Génératrice triphasée de type synchrone: (a) rotor bobiné, (b) rotor a aimants
permanents

1.2.4.2 Etude comparative des génératrices

Chaque topologie machine utilisée dans les applications hydroliennes présente des avantages
et des inconvénients. Les critéres de choix de la génératrice est donc guidé par les contraintes
spécifiques de I'application.

Nous présentons ci-dessous un tableau (Tab.1.4) qui récapitule les principales caractéristiques
des machines utilisées dans les hydroliennes. Aujourd’hui, dans le contexte hydrolienne, le
choix d’une génératrice est fortement guidé par les conditions d’exploitation. En effet, les
hydroliennes présentent de nombreuses contraintes qui sont liées aux conditions d’exploitation
en milieu séveére et difficilement accessible. Ainsi, la réduction des aspects de maintenance,
qui peuvent étre due aux contacts glissants, devient un critére important.

La puissance massique importante et le bon rendement des machines synchrones a aimants
permanents en font une technologie intéressante pour notre application. Par suite, ['utilisation
de GSAP est donc privilégiée par rapport a la génératrice asynchrone a cage (GAS), a la
génératrice asynchrone a double alimentation (GADA) et a la génératrice synchrone (GS) a
rotor bobiné lesquelles possédent des taux de défaillances importants constatés [21, 22].
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TABLE 1.4 — Comparaison de différentes topologies de génératrices

Avantages Inconvénients
GAS a cage [15] - Technologie standard - Multiplicateur de vitesse
- Robustesse - Puissance extraite non

- Faible cofit
- Absence de contact glissant

optimisée
- Convertisseur bidirectionnel
pour le besoins en puissance
réactive
- Puissance convertisseur calibrée
au moins a 100% de la puissance
nominale de la génératrice

GADA [23]

- Vitesse variable +/-30% du
synchronisme
- Puissance réduite du
convertisseur

- Multiplicateur de vitesse
- Contact glissant
- Maintenance courante
- Besoins de réactif
- Plage de vitesse limitée

GS A rotor bobiné

- Fonctionnement & vitesse
variable sur toute la plage d’'un
cycle hydrolienne
- Avec ou sans multiplicateur de
vitesse

contact glissant
- Puissance convertisseur calibrée
au moins a 100% de la puissance
nominale de la génératrice

GSAP

- Bien adaptée au
fonctionnement en basse vitesse
et en haute vitesse
- Puissance massique élevée
- Compact
- Simple et robuste
- Rendement énergétique plus
élevé
- Absence de contact glissant
- Avec ou sans multiplicateur de
vitesse

- Puissance convertisseur calibrée
au moins a 100% de la puissance
nominale de la génératrice
- Cotit des aimants permanents

1.2.5 Enjeux et priorités de recherche

1.2.5.1 Avantages des EMRs de type hydrolien

Les énergies marines renouvelables permettent de réduire la dépendance sur les combustibles
fossiles. L’exploitation des énergies marines en particulier I’énergie hydrolienne est récente
par rapport aux énergies éoliennes. Malgré ce retard, 1’énergie hydrolienne, en plus de sa
fiabilité, représente une part non négligeable de la production d’énergie marine renouvelable.
Cette croissance est motivée principalement par les nombreux avantages qu’elles offrent. Ces
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avantages sont liés a leur prévisibilité, a la compacité et a leur faible impact environnemental :

e Contrairement aux vents, les courants marins sont constants a 1’échelle de quelques
minutes et peuvent étre déterminés pour une longue période a ’avance. Ils évoluent de
maniére sinusoidale avec des amplitudes connues, mais aussi variables avec les phases de
la Lune. Cette particularité représente un avantage déterminant qui permet de prévoir
avec exactitude la puissance extraite et d’anticiper les variations de production par
rapport aux autres énergies renouvelables intermittentes.

e Due en partie a la densité volumique énorme de I'eau par rapport a celle de I'air, les
hydroliennes offrent une trés grande compacité par rapport a 1’éolienne. Le tableau
Tab.1.5 montre une comparaison de performance entre une éolienne et une turbine
marémotrice de capacité et de spécifications similaires. La densité élevée de 1'eau, de
I’ordre de 800 fois la densité de I’air, signifie que le générateur peut fournir une puissance
significative & faible vitesse par rapport a la vitesse du vent. En d’autres termes, des
vitesses d’eau de prés d’un dixiéme de la vitesse du vent fournissent la méme puissance
pour une taille plus faible de turbine.

TABLE 1.5 — Comparaison d’une turbine éolienne et d’une turbine hydrolienne pour une
méme puissance [5]

Paramétres éolienne Paramétres hydrolienne
Masse volumique pg;r = 1.22kg.m~' | Masse volumique pg; = 1000kg.m~*
Vitesse du vent 12 m/s Vitesse des courants marins 2.6 m/s
Puissance turbine éolienne 1 MW | Puissance turbine hydrolienne 1 MW
Diameétre des pales 27.3 m Diameétre des pales 9.31 m

1.2.5.2 Inconvénients des EMRs de type hydrolien

Malgré les nombreux avantages que présente 1’exploitation des énergies hydroliennes, il existe
un certain nombre de défis technico-économiques a surmonter pour augmenter la performance
et faciliter la compétitivité de la filiere hydrolienne sur le marché mondial de I’énergie. En
effet, la technologie des hydroliennes comparée aux autres types d’énergie renouvelable est
considérée comme immature. Ce faible degré de maturité technologique empéche certains
projet hydrolien de se concrétiser (exemple le DCNS et GE ont abandonné leur projet de
ferme pilotes Nepthyd au large de la pointe nord-ouest du Cotentin).

Ces principaux défis se manifestent en deux aspects : un lié a la technologie et 'autre lié
a I’économie.

e Sur le plan technique, I'inconvénient majeur des systémes hydroliens est que leur ac-
cés n’est pas possible durant toutes les périodes de ’année. En effet, ils sont souvent
installés dans des zones difficilement accessibles qui requiérent des conditions d’exploi-
tation séveres ot les conditions sont peu favorables pour la maintenance. Les contraintes
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en termes de disponibilité, de fiabilité et de sureté de fonctionnement des chaines de
conversion imposent la mise en place d'un systéme de maintenance. Une maintenance
efficace nécessite la mise en place d'un systéme de surveillance permettant de prendre
les décisions correctes au bon moment tout en évitant des pannes et donc des arréts de
la production non planifiés. Pour les hydrolienne, les opérations de maintenance néces-
sitent une planification a long termes et se font tous les deux ans. Cependant, du aux
conditions sévéres d’exploitation, les hydroliennes sont souvent soumises a des défauts
non planifiés [24]. Ces derniéres entrainent des surcotits d’entretien et de maintenance.
Ce surcotit constitue une perte de compétitivité sur le marché international pour le
développement des énergies marines renouvelable. Ces cofits de maintenance sont prin-
cipalement consécutifs & la corrosion marine (sel, algues, coquillages) et aux défauts
des éléments de la chaine de conversion [25].

e Du point de vue économique, les énergies hydroliennes garantissent un prix stable de
I’énergie, nettement moins sensible aux fluctuations du marché des combustibles fossiles,
et diminuent notre dépendance énergétique. Malgré l'intérét suscité depuis quelques
années, l'exploitation de I’énergie hydrolienne accuse un sérieux retard par rapport a
d’autres ressources renouvelables, notamment le solaire et 1’éolien. Dans les conditions
actuelles, les cotlits d’investissement sont extrémement élevés que ceux de 'énergie éo-
lienne et des énergies fossiles. Cet aspect économique est plus contraignant dans des
pays ou le cotit du kWh des énergies fossiles est relativement faible.

1.2.6 Classification des défauts dans une chaine de conversion d’éner-
gie électromécanique

Un défaut dans une chaine de conversion est caractérisé par une altération partielle ou globale
du fonctionnement. Il peut étre temporaire ou permanent. Suivant son impact, il peut étre
supprimé par une action externe ou par un remplacement des éléments en cause ou non
réparable. L’apparition d’une défaillance engendre des problémes de continuité de service,
principalement pour des applications qui ont un caractére délicat telles que le transport et la
production d’énergie. Dans un certain nombre de cas, ce dernier impose un arrét du systéme.
La connaissance des causes des défaillances est primordiale pour I’étude de la fiabilité d’une
chaine de conversion. Les défauts peuvent survenir a n’importe quel composant d’une chaine
de conversion et avoir des origines différentes.

Dans le cas d’une hydrolienne, la chaine de conversion est composée de différents éléments
interconnectés tels qu'une turbine hydrolienne, une boite de vitesse, une génératrice, une in-
terface d’électronique de puissance. Les défauts qui interviennent dans ce type de chaines
de conversion peuvent étre classés selon leur nature (électrique, mécanique, thermique, en-
vironnementale...), selon la localisation (stator, rotor, roulement, collecteur...). La plupart
des défauts présents sont d’origines électriques, mécaniques et instrumentales [26], comme
illustré dans la figure Fig.1.8. Dans cette section, les points que nous allons détailler sont
généralement considérés comme les principales causes de dégradations et d’éventuels défauts
a long terme.
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Origines des défaillances pour un systme entrainement électromécanique

Défaillance mécanique | Défaillance du convertsseurs

| Défaillance instrumentale |
d’lectronique de puisaance

| Défaillance du moteur |

Boite de vitesse | | Capteurs |

Stator

Systme balais-collecteurs | Sémiconducteurs | Ticrocontrleur ou DSP |

- - Rotor
ondensateurs electrolythues| Watchdog |
atchdog

Circuit drivers |

Figure 1.8 — Arbre de défaillance pour entrainement électromécanique

1.2.6.1 Deéfauts d’origine électrique

Les défauts électriques sont de deux types (défaut de court-circuit et défaut de circuit ouvert).
Ils sont généralement dus aux surcharges, au vieillissement des isolants, aux échauffements
thermiques, a la détérioration des isolants. Ces défauts électriques concernent deux éléments
de la chaine de conversion c’est a dire les enroulements de la génératrice et les composants
sémiconducteurs du convertisseur d’électronique de puissance.

La génératrice est soumise, pendant sa durée de vie, a des sollicitations plus ou moins sévéres
qui peuvent conduire a des défaillances. Généralement, les défauts sont liés a la détérioration
des enroulements composés de spires qui se traduit par des courts-circuits ou des circuits
ouverts lesquels modifient les caractéristiques électrique de la machine. Les défauts de court-
circuit sont provoqués par une mise en contact de plusieurs spires au sein d’un enroulement,
entre des spires appartenant a deux phases distinctes, mais également entre une spire et
la carcasse statorique. Ils peuvent également apparaitre au niveau des tétes de bobines
ou dans les encoches, cela entraine une diminution du nombre de spires effectives de la
bobine. Les courts-circuits entre les spires de la méme phase restent I'un des défauts les plus
fréquents. Les défauts de circuit ouvert sont intrinséquement liés & une rupture ou la fusion
d’un enroulement causés par un vieillissement thermique naturel du matériau, une surtension
excessive ou claquage.

Concernant le convertisseur d’électronique de puissance, les origines de la défaillance interne
sont liées aux composants passifs (résistances, inductances, condensateurs), aux connecteurs,
aux drivers ou les composants de puissance. Selon [27], les interrupteurs de puissance sont
classés comme les principaux responsables des défauts électriques. Les défauts électriques se
manifestent par un blocage (court-circuit) ou une absence (circuit-ouvert) de commutations
des semi-conducteurs. Le convertisseur étant constitué de plusieurs bras et donc les défauts
de court-circuit peut concernant un seul bras ou deux bras indépendants. L’apparition d’un
court-circuit de deux composants sur deux bras différents peut entrainer une forte élévation
des courants qui se traduit par une augmentation de la température des composants semi-
conducteurs. Cette élévation de température finit généralement par faire fondre la soudure
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des semi-conducteurs transformant ainsi le défaut de court-circuit en circuit ouvert. En
revanche, si le court-circuit concerne deux semi-conducteurs sur le méme bras cela entraine
un court-circuit du bus continu du convertisseur.

1.2.6.2 Deéfauts d’origine mécanique

Les défauts mécaniques sont causés par la charge mécanique (multiplicateur de vitesse, roule-
ments, bagues,) ainsi que par I’environnement d’utilisation de la machine [28]. Les systémes
de fortes puissances présentant une grande inertie sont les plus exposés a ce type de dé-
fauts. Les défauts mécaniques sont de deux types. D’une part, les défauts géométriques
notamment les défauts d’excentricité qui se manifestent généralement au niveau de l'entrefer
par un mauvais emplacement du rotor par rapport au stator. D’autre part, les défauts de
roulements qui peuvent survenir d’'une mauvaise installation, d’un déséquilibre magnétique,
d’une augmentation température, d’'une perte de lubrifiant etc...Ce type de défaut est le plus
fréquent sur les machines de fortes puissances.

1.2.6.3 Deéfauts d’origine instrumentale

Ils sont liés & un mauvais fonctionnement des capteurs électriques et mécaniques qui four-
nissent les informations capitales pour le controle ou 'asservissement du systéme avec des
erreurs de mesures entre les valeurs mesurées et les valeurs réelles par une détérioration par-
tielle ou globale des capteurs. L’absence des informations délivrées par ces capteurs entraine
la perte immédiate du controle de la machine et donc de la chaine de conversion en entrainant
la dégradation des enroulements. Le vieillissement des soudures et des contacts ainsi que les
perturbations électromagnétiques peuvent également mener a la destruction de capteurs.

1.2.6.4 Indicateurs des signatures des défaillances

Cette phase est importante dans la mesure ot elle joue un double role. Premiérement, elle
permet d’identifier les éléments les plus probables ou sensibles vis-a-vis a la génération des
défauts. Deuxiémement, elle permet de définir la mise en place de solutions afin de palier a
ces défauts.

Vue I'importance des indicateurs sur les taux de défaillance, une analyse des pannes,

qui menacent la continuité de service, sur les différents éléments d’une chaine de conversion
électromécanique est réalisée.
De précedents travaux notamment concernant les éoliennes [29, 30, 31| ont montré que les
convertisseurs statiques sont les éléments les plus critiques, car ils sont fortement impliqués
dans I'apparition de défaillance de la chaine de conversion électromécanique. Dans la publi-
cation [4], les auteurs présentent une étude comparative sur le taux de défaillances dans un
entrainement électromécanique qui englobe I’ensemble de la chaine de conversion. On peut
remarquer les défauts d’origne instrumentale présentent un taux de défaillance significatif.
Viennent ensuite les défauts d’origines électriques, comme illustré a la figure (Fig.1.9).
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Figure 1.9 — Distribution des défaillances pour différents composants d’une éolienne off-
shore[4]

1.3 Chaines de conversion d’énergie tolérantes aux dé-
fauts

L’exploitation des systémes de conversion d’énergie est trés répandue avec l'utilisation de
systéme triphasé alimenté par une source de tension classique a travers un onduleur a trois
bras. Plusieurs études [32] montrent qu’'une telle architecture ne garantit pas la continuité
de service en cas de défauts, car un défaut sévére dans un élément de la chaine de conversion
d’énergie peut a lui seul entrainer la perte de controle totale ou partielle du systéme. Pour
tout systéme, le premier objectif est de garder le fonctionnement des installations sans aucune
interruption. Cependant, I’environnement marin qui accueille les installations hydroliennes
rend cette tache particulierement trés difficile & atteindre. En fonction du niveau de gravité
du défaut et des objectifs a atteindre lors du fonctionnement en mode dégradé, différentes
décisons peuvent étre prises comme illustré a la figure Fig.1.10.
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Figure 1.10 — Gestion des défauts

Pour maintenir d’avantage la sureté de fonctionnement de la chaine de conversion, des
solutions adaptées, qui sont basées sur la mise en oeuvre d’architectures de chaine de conver-
sion d’énergie électrique, sont mise en oeuvre. En ce qui concerne les chaines de conversion
électromécaniques, il existe deux maniéres qui permettent de palier aux défauts d’origines
électriques:

e La premiére consiste & modifier la structure du convertisseur par I’ajout de composants
électroniques supplémentaires. Cette solution n’entraine aucune modification de la
machine et elle est couramment adoptée dans le domaine du transport pour les machines
triphasées. Malgré la redondance, cette solution permet de palier, dans certains cas,
uniquement aux défauts qui affectent le convertisseur.

e La deuxiéme consiste en la mise en place de topologies d’ensemble machine-convertisseur
tolérantes au défaut. Elle est basée sur 'augmentation du nombre de phase de la ma-
chine et du nombre de bras du convertisseur. Cette solution permet de prendre en
considération I’ensemble des défauts qui englobent la machine et les convertisseurs.

1.3.1 Topologies polyphasées tolérantes aux défauts

L’utilisation de machines polyphasées implique une augmentation du nombre de phase de la
machine, mais également une augmentation du nombre de bras au niveau du convertisseur.
En plus de la tolérance aux défauts, ces structures offrent la possibilité de segmenter la
puissance.

Les machines électriques polyphasées sont caractérisées par la présence d'un grand nombre
de phase statorique au moins supérieurs a trois. Ces derniéres décennies, elles ont fait ’objet
de plusieurs travaux de recherche. Grace la forte densité de puissance qu’offrent les machines
polyphasées, leur utilisation est dédiée dans la majorité aux applications critiques, autonomes
et pour des applications de fortes puissances de I'ordre du MW. Parmi ces applications, on
peut citer Pavionique, la propulsion navale et la traction électrique [33|. L’utilisation de
machines de forte puissance a grand nombre de phase est rendu possible avec I'avénement
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des des semi-conducteurs de puissance pouvant commuter & des fréquences élevées avec des
calibres réduits (IGBT).

Bien que pour des raisons spécifiques 1'utilisation des machines polyphasées varie d’'une
application a une autre, mais la caractéristique commune est que ['utilisation des entrai-
nements de machines polyphasées est percue comme offrant des avantages importants par
rapport a l'utilisation de leurs homologues triphasés. Parmi, ces avantages qu’offre 'utilisa-
tion des machines polyphasées, on peut citer :

e La redondance qui consiste a avoir plusieurs groupements identiques pour produire de
I’énergie électrique. Ce caractére de redondance permet en cas de défaillance sur un
groupement d’assurer la continuité de service avec les groupements actifs.

e La segmentation de la puissance qui consiste a répartir la puissance disponible non
seulement sur trois enroulements mais sur un nombre d’enroulement plus élevé. Cette
segmentation de puissance s’applique au niveau de la machine mais également au ni-
veau du convertisseur permettant ainsi de réduire certaines contraintes technologiques.
Pour des applications de forte puissance, 'utilisation de machine classique triphasée fait
apparaitre des contraintes. En effet, les convertisseurs sont réalisés avec des composants
de fréquence de hachage faible. De plus, les convertisseurs de puissance doivent com-
muter a des courants trés élevés et ils appliquent des niveaux de tension importants qui
réduisent la durée de vie des composants. Grace a la segmentation de puissance offerte
par I'utilisation de machines polyphasées les contraintes de courants et de tensions sont
réduits et 'utilisation de composant avec des fréquence de commutation beaucoup plus
élevé permettant ainsi un filtrage parfait des courants parasites. Pour les courants, cette
réduction permet 'usage de semi-conducteurs avec des calibres beaucoup plus faibles
pouvant commuter a des fréquences élevées au niveau du convertisseur. Le méme prin-
cipe s’applique sur les capteurs de courants ot 'utilisation de capteurs ayant un courant
nominal inférieur peut apporter avantages en termes de cotits. Pour les tensions, cette
réduction permet d’éviter le recours a des structures de tensions multi niveaux.

e La capacité de fonctionnement avec ’absence d’une ou d’un grand nombre de phase.

e La grande qualité de couple électromagnétique. Les machines polyphasées sont moins
susceptibles aux composants harmoniques temporels comparés & leurs homologues tri-
phasées. Il est possible de générer du couple électromagnétique utile en exploitant cer-
tains harmoniques d’espaces qui viennent de la construction de la machine et certains
harmoniques temporels qui viennent du convertisseur. Avec la présence des harmo-
niques, l'utilisation de machines polyphasées génére des couples ondulatoires a dif-
férentes fréquences. Ainsi, plus le nombre de phase augmente plus les pulsations de
couples seront amorties et rejetées a des fréquences élevées souvent filtrées par la partie
mécanique.
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1.3.2 Domaines d’application

Aujourd’hui, il existe des applications qui peuvent bénéficier de l'utilisation des machines
mutliphasées. Leur d’utilisation dans le domaine du transport en fonctionnement moteur
est tres élevé, par contre dans le domaine de la production énergétique en fonctionnement
générateur leur utilisation reste faible. Les domaines tels que le transport avionique, la propul-
sion navale, la traction des véhicules hybrides et éoliennes utilisent les machines polyphasées
(Tab.1.6). Dans ces différents domaines, les avantages de 'utilisation d’une architecture po-
lyphasée peuvent inclure la segmentation de puissance, la disponibilité du systéme, la taille,
Iefficacité énergétique, la qualité de service avec la réduction des ondulations de sortie de
courant ou de couple.

Ces machines polyphasées peuvent étre utilisées pour des applications nouvelles de fortes
puissances telles que les hydroliennes lesquelles présentent une technologie récente et imma-
ture, des conditions d’exploitation sévéres avec un fonctionnement cyclé a vitesse variable.

Table 1.6 — Exemple de machines électriques polyphasées pour 1’éolienne
Topologie de Machine | Principaux Interéts Ref [ustrations

Continuité de
Eolienne off short, service Conception

GSAP 3x3ph, 6MW, modulaire Haliade

1.3.3 Contraintes des machines polyphasées

Malgré les nombreux avantages qu’offrent les machines polyphasées comparées aux structures
classiques triphasées, il existe quelques contraintes spécifiques liées a leur complexité, aux
couplages magnétiques, a la commande qui peuvent pénaliser leurs performances :

e Les machines polyphasées sont des machines spéciales conc¢ues pour des besoins spé-
cifiques, par opposition aux machines triphasées classiques. Elles sont généralement
fabriquées en exemplaire unique, car elles possédent un caractére complexe et ne sont
pas génériques.

e Du point de vue controle, elles présentent une loi de commande plus complexe que
celles utilisées pour des machines classiques triphasées. Cette complexité est due a
I'existence d’un systéme poly-variable fortement couplé. Ce couplage engendre pour
des systémes poly-étoiles I'existence de courants qui générent des pertes, affectent la
qualité de couple, diminuent D'efficacité de la conversion énergétique, mais également
participent au vieillissement prématuré des composants de la machine et du convertis-
seur.
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e Pour certaines applications ol I’'augmentation du nombre élevé de bras est un caractére
menagcant sur la fiabilité, I'utilisation de machines polyphasées peut étre mise en cause.
Cependant, ce choix peut étre justifié par la tolérance aux défauts qui offre la possibilité
de fonctionner en mode dégradé.

e Les machines polyphasées étant sensibles aux harmoniques, une mauvaise gestion des
harmoniques peut causer une dégradation des performances qu’offre leur utilisation.

Pour ces raisons, il y a donc une nécessité pour leur mise en ceuvre et leur utilisation dans
les applications avec un fonctionnement cyclé, d’avoir une bonne maitrise de leur commande
en fonctionnement normal mais également en mode défaut.

1.4 Revue de différents travaux sur les machines poly-
phasées

Plusieurs travaux de recherche ont été menées dans le monde entier sur les machines polypha-
sées et de nombreux développements intéressants ont été réalisés dans le contexte industriel
[34, 35, 36, 37]. Cet accroissement est du a leurs multiples avantages précédemment expli-
qués. Sur le plan scientifique, les travaux concernant l'utilisation des machines polyphasées
peuvent étre synthétisés en trois aspects : modélisation, commande et conception.

Les formalismes de modélisation des systémes polyphasés développés au cours des der-
niéres années ont permis d’étudier efficacement les machines polyphasées [38|. Ces forma-
lismes de modélisation tiennent en compte du rang des harmoniques. Dans [39], Pauteur a
développé une approche sur la répartition des harmoniques suivant le nombre de phases sta-
toriques en utilisant les composantes symétriques polyphasées [40]. Cette analyse a permis
de mettre en évidence les principales caractéristiques des machines polyphasées vis-a-vis aux
harmoniques.

Dans [41], I’étude est focalisée sur la modélisation vectorielle multi-machines pour la com-
mande des ensembles convertisseurs-machine polyphasés. L’auteur présente un formalisme
multi-machine qui consiste & fractionner tout type de machine polyphasée en plusieurs ma-
chines biphasées et monophasées fictives [42].

Dans [43, 44], des travaux portant sur la conception de machine polyphasée dans le but d’aug-
menter les premiers harmoniques pour produire d’avantage de couple avec les harmoniques
sont étudiés.

En termes de commande, les commandes vectorielle et scalaire qui sont utilisées pour les
machines triphasées sont aussi utilisées pour les machines polyphasées. La seule différence est
I’augmentation des courants a controler da & I'augmentation du nombre de phase. Toutefois,
il est important de signaler que pour les machines polyphasées, la commande vectorielle est
plus utilisée [45, 46].

Au sein de I'Institut de recherche en Energie Electrique de Nantes Atlantique (IREENA),
les études sur les machines polyphasées ont été entreprises depuis 1998 et ont fait 'objet de
plusieurs travaux de recherche.
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Dans [47], une étude sur la commande d’une machine synchrone double étoile alimentée
par des onduleurs MLI pour d’applications industrielles de fortes puissances, notam-
ment le ferroviaire et la propulsion navale est réalisée. L’auteur expose les problémes
spécifiques a cette structure, comme le choix de 'angle de déphasage entre les deux
étoiles et I'influence de I'inductance de fuite entre chaque étoile. Pour faire face aux
contraintes de couplage entre les étoiles, il propose une solution basée sur le dévelop-
pement de loi de commande robuste afin de commander le variateur multi-étoiles.

Dans [46], auteur étudie la commande a vitesse variable d’'une machine asynchrone
double étoile alimentée par deux onduleurs MLI.

Dans la référence [48], 'auteur explore la modélisation dynamique et la commande
d’une machine synchrone double étoile alimentée par des onduleurs de tension MLI. Il
présente les différentes approches de transformation d’une modélisation en vue de la
commande possibles pour des systémes polyphasées (multi-étoilées) en vue d’éliminer
les éventuels couplages magnétiques.

Dans [49], l'auteur présente 1'étude comportementale d'une génératrice pentaphasée
c’est a dire I'influence des inductances de la machine et de la fréquence de commutation
des semi-conducteurs sur la qualité de 1’énergie.

Dans [50], 'auteur explore les différentes stratégies de commande non linéaire robuste
pour le controle d’'une génératrice pentaphasée en vue de faire face aux perturbations
des harmoniques et aux fonctionnement en mode dégradé.

Dans la thése [16], 'auteur a effectué un travail qui explore 'étude sur I'optimisation
multi-objectif et la commande d’'une génératrice synchrone double stator triphasée a
aimants permanents pour la production de I’énergie hydrolienne.

Dans [51], auteur explore la détection et la localisation des défauts pour une chaine de
conversion hydrolienne avec une génératrice pentaphasée associée a un convertisseurs
réputé tolérant aux défauts composé d’'un pont de diodes a 5 bras et de 3 convertisseurs
DC-DC de type Boost entrelacés.

Dans cette méme démarche, nous nous orientons sur I’étude des machines de type polypha-
sée. De par leur forte densité de puissance et la tolérance aux pannes qu’elles possédent, le
contexte actuel des énergie marines renouvelables, les hydroliennes en particuliers montre un
véritables intérét pour la mise en place de machines polyphasées. nous nous focaliserons sur
I’aspect technico-économique pour une chaine hydrolienne utilisant une génératrice polypha-
sée, mais également sur I'aspect comportemental par la modélisation dynamiques aussi bien
en fonctionnement normal qu’en fonctionnement dégradé.

1.5 Cahier de charges du projet NEXHYD

Cette thése s’inscrit dans le cadre du projet collaboratif NEXHYD accompagné par la Région
Pays de la Loire. Ce projet vise & apporter des gains substantiels de performance et de fiabilité,
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contribuant a une réduction significative du cotit de 1’énergie indispensable & 1’émergence
commerciale de la filiere hydrolienne. Ce projet hydrolien mobilise trois acteurs :

e L’entreprise Alstom (General Electric) qui représente le coordinateur de ce projet,

e L’Ecole Centrale de Nantes (ECN) pour I'étude des aspects hydrodynamiques des tur-
bines hydroliennes,

e L'Institut de Recherche en Energie Electrique de Nantes Atlantique (IREENA) pour
I’étude de la chaine de conversion électrique.

Dans le cadre de ce projet, la machine électrique destinée a la chaine de conversion hydrolienne
doit répondre au mieux & un cahier des charges bien défini. Les données d’entrée considérées
sont résumées dans le tableau :

e La machine électrique doit étre capable d’assurer la continuité de service en cas de
défaut de circuit ouvert.

e Réduire au mieux le colt d’'investissement de la chaine de conversion.

e Suivant la caractéristique du site, la chaine de conversion prendre en compte la mise
en place d’un multiplicateur de vitesse, donc on a un entrainement sémi-direct.

e En termes de performances, la machine a concevoir doit prendre en compte un cycle
hydrolien tout en intégrant une commande adaptée permettant d’extraire au mieux
I’énergie hydrolienne. Le cycle hydrolien constitue la caractéristique de puissance et de
vitesse de la rotation en fonction de la vitesse de courants marins. Ce cycle hydrolien
définit aussi le nombre d’heure de fonctionnement de la chaine de conversion pour
une durée d’un an. A partir de ces données, certains indicateurs énergétiques comme
I’énergie annuelle peuvent étre déterminés.

e En termes d’alimentation, la machine est alimentée par un systéme redresseur a IGBT.
La tension du bus continu est fixée a 1100 V et la fréquence de commutation des
interrupteur est imposée a 2.25 kHz.

Table 1.7 — Parameétres clé imposés

Définition Désignation | Valeur numérique | Unité
Vitesse nominale 2, 400 tr/min
Puissance nominale P, 1.4 MW
Diameétre externe D 1.2 m
Tension bus DC Uige 1100 Vv
Fréquence de commutation fsw 2250 Hz
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1.6 Choix effectués

Compte tenu du cahier des charges, nous avons définis en amont certains choix.

e Nous avons fait le choix d’une machine synchrone a aimants permanents déposés en
surface de type non conventionnelle possédant un nombre de phase égal a cinq. Comme
explicité précédemment, 'utilisation des machine a grand nombre de phase permet
de bénéficier de la segmentation de puissance et la tolérance aux pannes. Dans la
méme logique, la génératrice de type synchrone présente une grande compacité et de
robustesse. De plus, elle posséde un bon compromis entre simplicité de réalisation et
performance (puissance massique importante et le bon rendement).

e Le matériau du circuit magnétique utilisé pour la conception de la GSAP est un fer
doux de type M400-50A.

1.7 Conclusion

Ce chapitre a porté sur I'état de 'art des applications hydroliennes et sur les différentes
architectures de chaine de conversion tolérantes aux défauts électriques. Pour chacune des
deux parties, cette étude a permis d’examiner les différents atouts et les contraintes liés a la
réduction des cotts, & une exploitation efficace d’une chaine de conversion hydrolienne et la
nécessite de garantir une continuité de service.

Nous retiendrons a cet effet que les applications hydroliennes permettent de produire de
I’énergie électrique a partir des courants marins qui représentent un fort potentiel d’éner-
gie non négligeable dans certaines zones privilégiées. Par rapport & certaines applications
qui possédent un fonctionnent figé sur un seul point de fonctionnement, les hydroliennes pré-
sentent un fonctionnement fortement cyclé dans un environnement trés sévére et difficilement
accessible. Les interventions de maintenance trés fréquentes liées aux défauts entrainent des
arréts de production qui occasionnent un manque a gagner et des surcotits non planifiés qui
impactent sur la rentabilité de la filiére hydrolienne.
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Chapitre 2

Modélisation dynamique et étude de
I’'influence des harmoniques d’espace sur
le comportement d’une machine
pentaphasée
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2.1 Introduction

Ce chapitre porte sur la modélisation dynamique et sur I’étude de I'influence des harmoniques
d’espace sur le comportement d’une machine pentaphasée associée a un convertisseur MLI.
Dans la premiére partie, nous allons aborder la modélisation dynamique de la machine penta-
phasée en se basant sur la transformation généralisée de Concordia .

Nous présenterons différents modeéles électriques qui régissent le comportement de la machine
pentaphasée dans la base naturelle, dans le repére fixe de Concordia et dans le repére tournant
de Park. Le modéle développé dans le plan de Park sera utilisé, comme outil d’analyse, pour
étudier I'influence des premiers harmoniques de la FEM sur le comportement de la machine.
Dans la deuxiéme partie, nous allons montrer comment le rang des harmoniques impacte la
qualité de couple et nous proposons une solution permettant d’avoir une meilleure gestion des
harmoniques. Trois profils de FEM permettant de dégager les premiers éléments de conception
d’une machine pentaphasée seront synthétisés.

2.2 Modélisation de la machine pentaphasée

Dans cette section, une modélisation d’une machine pentaphasée est developpée. La structure
générale de la répartition des enroulements de la machine est représentée dans la figure
(Fig.2.1). Le générateur synchrone & aimants permanents a poles lisses est considéré. Ainsi,
I’équation électrique du générateur a cing phases peut étre écrite sous la forme matricielle
suivante:

€] = [r] 1+ [£) % (i + o (2.1)
Avec:
e Le vecteur de la EMF [e] = [e, ey €. €4 €.
e Le vecteur des courants [i] = [i, i ic iq i)
e Le vecteur de tensions [v] = [vg vy Ve Vg V]
e La matrice de résistance [rs] = diag(rsrsrsrs )

La matrice inductance peut étre introduite sous la forme suivante en tenant compte de
la symétrie des enroulements et de la géométrie du rotor.

Lo Ly Ly Ly Iy
Ly Lo Li Ly Ly
[L]: L2 L1 Lo L1 L2 (22)
Ly Ly Li Ly I
Ly Ly Ly Li Ly
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Ly est I'inductance propre d’un enroulement statorique pour chaque phase. L et Lo
représentent respectivement les mutuelles inductances entre les deux phases adjacentes et
non-adjacentes. Cette matrice inductance est a la fois symétrique et circulante.

d

FIGURE 2.1 — Répartition des enroulements d’une machine synchrone pentaphasée

Le couple électromagnétique matérialise, pour une vitesse donnée, l'interaction entre la
force électromotrice et des courants. La force électromotrice vient de la topologie de la
machine et les courants électriques découlent du type d’alimentation.

(2.3)

Dans le cas général, le vecteur FEM est riche en harmoniques. En appliquant la transfor-
mation des composantes symétriques sur la force électromotrice de la machine pentaphasée,
on voit que les harmoniques peuvent se répartir dans un espace vectoriel orthonormé de
dimension 5 (voir Tab.2.1). Cet espace est constitué¢ de deux plans et d’une droite appelée
homopolaire. Le tableau ci-dessous donne la répartition des harmoniques de rang impairs
dans les trois sous espaces [52, 38, 53, 50].

e Dans le sous espace principal, le premier harmonique qui se projette est I’harmonique
hl.

e Dans le sous-espace secondaire, le premier harmonique qui se projette est I’harmonique
h3.

e Et pour la droite homopolaire, 'harmonique de rang 5 constitue le premier harmonique
qui se projette.

Ainsi, chaque sous-espace présente un fondamental : h1 pour le sous-espace principal, h3 pour
le sous-espace secondaire et h5 pour 'homopolaire.
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Table 2.1 — Répartition des harmoniques pour machine pentaphasée

Machine pentaphasée
Sous-espace principal h=1, 9, 11,.....
Sous-espace secondaire h=3, 7, 13,.....
Homopolaire h=0, 5, 15,.....

2.2.1 Modélisation de la machine dans le plan de Concordia

La complexité de la commande d’une machine pentaphasée est liée aux couplages magnétiques
entre les différentes phases. On réécrit le modele de la machine dans les trois sous-espaces
donnés dans le tableau (Tab.2.1) ce qui réduit le couplage entre les variables d’état du modéle
¢lectrique de la machine dans la base naturelle ( Equ2.1).

Ce découplage magnétique est obtenu en utilisant les trois sous-espace définis précédem-
ment. Suivant les sous-espaces principal, secondaire et homopolaire, les vecteurs de grandeurs
électriques vont tourner a la pulsation hw dans laquelle w représente la pulsation électrique
du fondamental et h le rang de I’harmonique. Les nouveaux plans représentent la projection
des différents vecteurs sur trois repéres orthonormés. Pour le plan principal, on a le plan
(ap,B,). Pour le plan secondaire, on a (ay,85). Et pour I'homopolaire, on retrouve une droite
[50].

Plan principal Plan secondaire

Figure 2.2 — Projections des vecteurs dans les sous-espaces biphasés

Suivant la projection des vecteurs X,, X, X, X4 et X, dans les plans (a,,0,), (as,0s) et
la droite homopolaire, on obtient trois matrices ¢lémentaires de transformation : [T},)", [T.]"
et [Th}t.

Xap t t
=[Tp]". | Xa Xp» Xe Xg Xe
|: Xsp :| [ ]

Xas
Xgs

[Xh]:[Th]t.[Xa Xy Xe X4 Xe ]t

= [Ts]t- [ Xo Xp X Xg Xe ]t (2.4)
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(T = { 1 cos(3) cos(*E)  cos(8E)  cos(5E) }
P 0 sm(%r) Sin(%r) sm(%r) sin(s?“)

)t = [ 1 cos(%F) cos(8E)  cos(3E)  cos(SF) } 25)
s 0 sm(%ﬂ) sin(s?”) sin(%) sm(%)

(Th]* = [ 1 1 1 1 1 ]

En combinant les différentes transformations effectuées sur chaque plan, on obtient une
matrice globale, orthogonale et normalisée qui représente la transformation de Concordia
généralisée d’ordre 5. Elle est analogue a celle proposée par d’autres auteurs dans les travaux
de recherche suivantes [54, 45, 42, 38]. Cette matrice de transformation permet de projeter
les grandeurs vectorielles abede dans les différents plans pour la machine & cing phases.

onp Xa
Xsp X
Xas = [T5]t . Xc (26)
Xﬁs Xd
X, Xe
1 cos(®3) cos(*E) cos(E) cos(E)
5 0 sin(3E) sin(E) sin(E) sin(3F)
T3] = [T:]) ' = = 1 cos(F) cos(E) cos(3E) cos() (2.7)
(1) sing%ﬂ) smg%ﬂ) smg%ﬂ) smgﬁg)
V2 VR V2 V2 V2

Equations des tensions

D’une maniére générale, dans le repére de Concordia, en appliquant la transformation géné-
ralisée de Concordia d’ordre 5 aux équations électriques de la machine, le modéle électrique
équivalent de chaque machine fictive peut étre écrit sous la forme :

Ve = Tsdos + Li.%fax + E.x
Vie = Todpe + Ly %lg, + Eg,  avecx =p,s (2.8)
Vi = re.dp + Ly L1,
Les termes E,, et Ejs, dépendent de la pulsation et de la forme de la FEM qui est
spécifique a la géométrie de la machine. Leurs influences sur le comportement d’une machine

synchrone pentaphasées seront détaillées dans les prochaines sections.
Les inductances propres des différentes sous-machines sont :

Ly = Lo+ 2Lycos(%) + 2Lycos ()
Ly = Lo+ 2Lycos(7F) + 2Lacos (%)
Lh - L[) -+ 2L1 + 2L2

47



Avec ce modeéle de la machine pentaphasée dans le plan Concordia, la machine est équiv-
alente & une somme de trois sous-machines fictives complétement indépendantes magné-
tiquement. Chacune de ces machines fictives diphasées peut étre représentée par un circuit
électrique monophasé équivalent comme illustré dans le figure (Fig.2.3). Ce modéle simplifié
fait référence au comportement d’une machine & courant continu ot ou le courant et le flux
rotorique peut étre controlés séparément.

Vas Vs
Eos 1 Eps

Figure 2.3 — Modéle électrique équivalent

Equations du couple électromagnétique

Comme pour les tensions, le couple électromagnétique global se divise en trois couples élé-
mentaires dont chacun est lié & une machine fictive.

(F=TI,+T,+1

I = Eaplap+Egplsp
p (9]

(2.9)
Easlas+EBsI,6’5
FS = - 0
— Enly
[ ="
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2.2.2 Modélisation de la machine dans le plan de Park

La transformation de Park consiste a placer les vecteurs obtenus par la transformation de
Concordia dans un repére tournant ot les variables d’état des grandeurs électriques peuvent
étre stationnaires. Ainsi, pour chaque plan, on applique une transformation de Park adaptée
sans modifier la droite 'homopolaire (a,B,as0sh & d,q,dsqsh) [38]

Pour le plan principal, comme le premier harmonique est le fondamental, on applique la
transformation classique de Park P(0) (voir Fig.2.4).

v =reo | X ]
= P(-0). P 2.10
| =rea 3 (210)
- | cos(8) —sin(0)
Ot = P(6) = [ sin(f)  cos(0)
Et pour le plan secondaire, comme le premier harmonique est celui de rang trois, la
nouvelle transformation est P(36) (voir Fig.2.4).

{ Xas } = P(—30). { i; } (2.11)

Xys

cos(360) —sin(30) ]

Avec : P(30) = [ sin(36)  cos(30)

Plan secondaire 4

»

Plan principal

Figure 2.4 — Projections dans les plans de Park

Equations des tensions

Les équations aux tensions de chaque machines fictives dans les plans dpg,et dsqs sont données
dans les équations ci-dessous. On passe donc d’un systéme multivariable d’ordre 5 fortement
couplé a des systémes diphasés découplés magnétiquement.

e pour la machine principale

{Vdp = 7y dgp+ Ly 21y — p.Q.Ly 0oy + Egy (21

V;zp = Tslqp + Lp'%jqp +p'w7”‘Lp'Idp T Eqp
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e pour la machine secondaire

‘/sd: Ts‘Isd_FLs-%Isd_3‘p‘\Q‘Ls‘Isq+Eds (2 13)
Vig= 7sdlyg+ Lo L1y +3p.02.Ly1sq+ Eg '
e pour la droite homopolaire
d
Vh :Ts-lh+Lh-_]h (214)

dt

Equations du couple électromagnétique
Dans le plan de Park, le couple électromagnétique est aussi représenté en une sommation de
trois couples qui résulte de couples élémentaire produits par les machines fictives.

(

=r,+ I+

Iy, = % (Epd-Ipa + Epg-Ipg)
(2.15)
Fs = % (Esd-jsd + Esq-[sq)

0, = Eplp

\ 9

2.3 Etude de leffet des harmoniques de la FEM sur la
qualité du couple

En se basant sur I'analyse des harmoniques d’espaces, nous allons étudier l'influence du
rapport d’ouverture des aimants montés en surface sur le comportement d’un générateur
synchrone & aimants permanents a cinq phases (GSAP). Pour une structure de rotor a ai-
mants permanents montés en surface ayant une encoche par pole et par phase, la force
électromotrice (FEM) ne se limite pas seulement & son terme fondamental, mais contient
aussi des harmoniques. L’exploitation de certains harmoniques contribue a la génération de
couple [54, 55]. Néanmoins, certains d’entre eux font apparaitre des phénomeénes nuisibles,
notamment la dégradation de la qualité du couple. Dans la littérature, beaucoup de travaux
rejettent le probléme a la commande. D’ une part, par la mise en place d’un algorithme de
controle spécifique basée sur des régulateurs robustes et non linéaires a trés haute perfor-
mance dynamique [56, 50]. D’autre part, par la méthode de compensation qui nécessite une
connaissance du module et de la phase de la forme d’onde & compenser [57].

Dans cette section, nous aborderons l'influence de ces harmoniques sur le comportement
dynamique de la machine pentaphasée. Pour se faire, dans un premier temps, nous allons
montrer comment les harmoniques contenus dans la FEM conduisent a une dégradation
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des performances de la machine. Dans un deuxiéme temps, nous proposerons une méthode
efficace pour mieux gérer I'impact de ces harmoniques sur le comportement de la machine.
Cette méthode est basée sur la modification de la géométrie de la machine et permet de
régler les problémes dés la conception. Pour se faire, nous allons adopter le modéle électrique
général dans le plan de Park de la machine pentaphasée développé précédemment.

2.3.1 Calcul théorique de la FEM a vide

Comme mentionné précédemment, la machine est synchrone a aimants permanents disposés
a la surface du rotor. Un bobinage plein pas avec un nombre d’encoches par pdle et par phase
unitaire.

Le niveau d’induction magnétique est appelé aussi densité de flux magnétique généré par
les aimants. Pour des aimants en forme rectangulaire, le développement en série de Fourier
de l'induction dans 'entrefer s’écrit sous de la forme ci-dessous [58, 59, 60] :

B(H):é Z Szn( 2 )sm(he): Z By,sin(hd) (2.16)
T h=2k+1 h=2k+1

h est le rang de 'harmonique;

Binas est I'induction maximale dans I'entrefer,

By, est 'amplitude maximale de la composante de rang h

et [ représente le coefficient d’ouverture des aimants inférieur ou égal a I'unité.

Pour une fréquence donnée, le coefficient d’ouverture a une influence sur le poids des
harmoniques de l'induction. La figure (Fig.2.5) présente 1'évolution des quatre premiéres
composantes des harmoniques de l'induction exprimée en (pu) en fonction de 'ouverture £.

1
e =d
m‘_ 03 _MM
o _,.—-"’M
0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1
1
- —o—Bh3
m % SORe —
00 01 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

0 0.1 0.2 0.3 04 0.5 0.6 0.7 038 0.9 1
——B
h7|
M~ 0.5
m
ettt epapg.
00 0.1 0.2 03 04 0.5 0.6 0.7 038 0.9
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Le flux magnétique par pole est défini par @ tel que:

- / B(6).L.R.d6 (2.17)
ou :
e L est la longueur axiale de la machine,
e R, est le rayon de 'entrefer

Selon la loi de Faraday, la force électromagnétique induite par phase peut s’exprimer sous la
forme suivante:

AP
E0) = —N% = ;Ehsm(hé) avec h =2k +1 (2.18)
. hpB.mw
ow: Ej, = 4.44.]”.]\7.9%.Sm(h2 ) représente 'amplitude de la FEM de rang h. Elle est

fonction de la fréquence électrique (f), du nombre de spires par phase (N) et du flux maximal
par phase (@, = +LmaLfls)

Sachant que la machine est & une enchoche par pdle et par phase, les profils de FEM a vide
sont seulement dus aux effets des aimants rotoriques. Etant donné que le profil de la FEM
est similaire a celui de I'induction, on base notre étude sur 'induction magnétique.

La figure (Fig.2.6) illustre la forme d’onde de l'induction dans l'entrefer générée par les
ailmants pour une ouverture compléte § = 1. Cette ouverture compléte des aimants § = 1
est un choix classique de référence. L’induction présente une évolution rectangulaire.
Suivant le rang des harmoniques, le tableau (Tab.2.2) donne le poids en pourcentage des
harmoniques de 'induction et la figure (Fig.2.6) présente leur évolution spectrale. Cette
répartition est caractérisée par la présence de tous les rangs d’harmoniques de rangs impairs
qui diminuent inversement proportionnel au rang.
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TABLE 2.2 — Forme d’onde I'induction magnétique et amplitudes relatives des harmoniques
pour une ouverture compléte des aimants (8 = 1).
E1I [ 1 [ 3 [5[7 ]9 ]

1 <A)(%) 100 | 333 |20.0 | 14.2 | 111

Bi1[6=1]

Dans le tableau (Tab.2.1), nous avons montré que pour une machine pentaphasée, les har-
moniques se répartissaient par groupe dans les différents sous espaces: principal, secondaire
et homopolaire. Le fondamental et le neuviéme harmonique (hg) sont dans le sous-espace
principal. De méme, le troisiéme harmonique et le septiéme harmonique sont présents tous
les deux dans le sous-espace secondaire. Et les harmoniques de rang multiple de 5 se situent
sur la droite homopolaire. En se référent au tableau des inductions (Tab.2.2), on peut voir
que le neuviéme harmonique (hg) de la FEM représente une trés faible amplitude par rapport
au fondamental (g—i’ = %) soit un pourcentage de 11.1% dans le sous-espace principal. Ainsi,
la contribution de I'harmonique de rang neuf dans l'induction peut étre négligé. Dans le
sous-espace secondaire, le septiéme harmonique représente (g—; = %) soit un pourcentage de
42.85% de I'amplitude du troisiéme harmonique qui est dominant dans le plan secondaire.
Par conséquent, 'amplitude du septiéme harmonique (h7) n’est pas négligeable par rapport
au troisiéme harmonique.

Dans cette étude qui porte sur 'analyse de ces harmoniques, on convient donc de considérer

les harmoniques de rang 1, 3, 7 de I'induction donc de la FEM [61]. Les harmoniques présents
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dans le plan homopolaire ne sont pas considérés, car ils sont neutralisés par le couplage en
étoile et sans liaison de neutre des enroulements de la machine.

2.3.2 Analyse de I'impact des harmoniques de la FEM
Projection du vecteur FEM dans la plan de Park (d,q,, dsqs)

En négligeant 'harmonique de rang 9, la projection du vecteur FEM dans le plan d,q, donne.

Ep =0
" - (2.19)
Epy = /302 Bn

Pour la machine secondaire, on retrouve la contribution de 'harmonique de rang trois de la
FEM et de I'interaction entre les harmoniques de rang trois et de rang sept. La participation
du troisiéme harmonique est nulle sur I’axe d et constant sur I’axe q de la machine secondaire.
Mais l'interaction entre les deux harmonique dans le plan secondaire fait apparaitre des termes
ondulatoires et variables dans le temps.

(2.20)

Eoq = Egaz + Fgasr
Esq = Esq3 + Esq37

ou, les différentes composantes de la FEM sont :

FEz =0

Bus = 3\/3 0.0
lﬂm37::7\/541§L¢%w7[—{DS(BG)Sin(79)%—Sin(39)605(79ﬂ
Espsr = 7\/§.p.Q.€Pms7 [sin(30).sin(70) + cos(30).cos(76)]

e

Formulation du couple

Sachant que le couple homopolaire reste nul et en se référant a la formule (2.15), le couple
électromagnétique devient:

I'=1T,+1T;

2.3.3 Comportement dynamique de la machine

A titre d’exemple, nous avons effectué une simulation ou la machine pentaphasée est alimentée
par un convertisseur en un point de fonctionnement donné. Les courants de référence sont
constants (stationnaires) et contrdlés par des correcteurs de type PI dans le plan de Park.
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Ils sont imposés a partir d’un couple de référence qui découle de la puissance nominale de la
machine.

2,0 Convertisseur

Machine
pentaphasée ] d’électronique de puissance

A A A A

p=o) | P(-30)

| Tdsref — ni :®.. Régulateur
= 1 machine
Igsref :é)—. secondaire
4
—@—. Régulateur

[ ] machine

Iqpref =® principale

Figure 2.7 — Schéma de principe du controle

Comme il a été montré dans [54], pour produire le maximum de couple avec le minimum
de pertes Joule dans la machine, les courants de référence qui sont imposés dans les sous
machines doivent respecter le méme rapport entre le poids du fondamental et I’harmonique
de rang trois de la FEM.

By E3 I3
x(N)=—=—=—=—== 2.22
ORE<E s 2:22)
Pour un couple de référence donné, les courants imposés sont définis comme suit:
[dpref =0
]’ — F’ref
el = ot (2.23)
[dsref =0
I L
\ gsref \/%P-Gpmpl

ou AT est 'amplitude créte a créte des ondulations de couple.

Pour apprécier la qualité du couple, on utilise le taux d’ondulation de couple comme
critére. il est défini comme le ratio de 'amplitude des harmoniques de couple et du couple
moyen. Il est donné par la relation suivante.

20Ty
<I'>

AT yiopat = (2.24)

Avec :
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AT est 'amplitude créte a créte des ondulations de couple.

Les résultats de simulation sont illustrés dans les figures Fig.2.8 & Fig.2.10 dans le cas
d’une ouverture compléte des aimants du rotor (f = 1). La figure (Fig.2.8) montre I’évolution
temporelle du signal FEM dans les deux sous-espaces. Les composantes de la FEM dans la
machine principale sont constantes: la composante de la FEM dans I'axe d est égale a zéro
(Epq = 0) et la composante dans 1’axe ¢ est non nulle. En effet, dans le sous-espace principal,
le fondamental qui est le plus dominant.

D’autre part, les composantes de la FEM dans la machine secondaire ne sont pas constantes.
Ses composantes dans les axes d et q ont une oscillation qui tourne a une pulsation de 10w.
(Esqg = Esas + Esar et Egy = Egy3 + Esr). Ces oscillations de la FEM dans le sous-espace
secondaire s’expliquent par I'interaction entre le septiéme harmonique sur le troisieme sur le
plan de Park.

Les figures (Fig.2.9.a et Fig.2.9.b) montrent respectivement les courants mesurés dans le plan
de Park pour chaque machine fictive et le courant courant de phase. En imposant de courants
de référence constant, les courants dq dans la machine principale sont constants (Fig.2.9.a)
tandis que ceux du sous-espace secondaire oscillent & une pulsation haute fréquence dix fois
supérieure a celle du fondamental de grandeurs électriques 10w. Ces oscillations sont liées
a celles obsevées sur le contenu de la FEM causées par la présence de ’harmonique de rang
sept.

Le couple électromagnétique découle de I'interaction entre les courants et les FEMs. Le couple
global se divise en deux couples élémentaires: un couple principal et un couple secondaire
(Fig.2.10.a). Au vu des résultats de la simulation, le couple global (Fig.2.10.b) présente des
ondulations qui sont estimée a 5.96% du couple de référence. Ces ondulations de couple sur le
comportement de la machine proviennent principalement de la machine secondaire. En effet,
le couple de la machine principal est constant alors que le couple de la machine secondaire est
perturbé. En pratique, ’existence ces ondulations n’est pas souhaitée car elles se manifestent
sous forme de bruits et de vibrations mécaniques (fatigues mécaniques) qui participent a la
fois a la détérioration prématurée des parties mécaniques de la machine et des composants qui
lui sont associés |62, 63|. Pour les machines électriques, les bruits et ondulations de couples
restent des éléments de poids qu’il est important de limiter dés la phase de conception.

Comme, on peut le constater dans les équations (2.21), les résultats montrent que la présence
de h7 dans la force électromotrice conduit & une important ondulation des courants, de la
FEM dans le sous-espace secondaire. FElle devient ainsi une source de perturbation consid-
érable sur la qualité du couple global de la machine. Il est donc évident que pour neutraliser
cette perturbation, dés la conception de la machine, nous devons éliminer les harmoniques
nocifs sur le contenu de la FEM. Dans les sections suivantes, nous nous intéressons principale-
ment a la réduction des harmoniques nuisibles de la FEM pour une meilleure amélioration
de la qualité du couple.
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2.3.4 Sélectivité des harmoniques

La présence de la septiéme harmonique de la fonction FEM qui interagit avec la troisiéme
harmonique de la fonction FEM crée une ondulation de couple dans la machine secondaire.
Par conséquent, pour éliminer ces ondulations de couple, la présence de 'harmonique 7 dans le
contenu de 'EMF doit étre éliminée. Pour éliminer I'influence du septiéme harmonique spatial
dans le signal FEM, nous choisissons de modifier la structure du rotor. Cette modification
est basée sur le raccourcissement de l'ouverture des aimants.

En se référant (2.16), il est possible d’éliminer individuellement un rang d’harmonique et
ses multiples en choisissant :

2k
f= < avec h=2k+1 (2.25)

Dans cette logique, la suppression de I'harmonique de rang sept (h7) sur le contenu de la
FEM devient ainsi possible en choisissant un raccourcissement de § = g.

La figure (Fig.2.11) illustre la forme d’onde de l'induction qui présente toujours une
évolution quasi-rectangulaire et son évolution spectrale suivant les harmoniques pour le cas
ou 3= g.

La comparaison avec le cas précédent pour une ouverture compléte (B = 1) est présentée
a la figure (Fig.2.12). Les amplitudes relatives des harmoniques pour § = 1 et B = 6/7
sont résumées dans le tableau (Tab.2.3). On constate que le choix d'une ouverture de B =
6/7 produit 97,4% de la densité de flux par rapport au fondamental du cas ou g = 1. Par
rapport au fondamental du cas ot § = 1, la densité de flux est de 33,3% dans le sous-espace
secondaire pour 3 = 1 et elle est de 26,1% pour = 6/7. Le rapport entre ’harmonique 9 et
le fondamental est réduit de 11,1% a 4,9%. Parallélement, le rapport entre les harmoniques
7et3 (g—; = % ) est réduit de 42,8% a 0,0%. Par conséquent, la solution proposée entraine
une légére diminution de la densité de flux que celle obtenue avec un ouverture classique
£ = 1. Toutefois cette diminution est plus forte sur les harmoniques nuisibles que sur les

harmoniques utiles (h1 et h3).

TABLE 2.3 — Comparaison des amplitudes en valeurs relatives des harmoniques pour chaque
ouverture

3] b [ 1 [ 3 [5[7]9]
1] () (%) | 100 [ 333 [ 200 ] 142 | 111
3 <Blﬁ;;1]>(%) 97.4 | 26.1 | 8.67 | 0.00 | 4.82
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Figure 2.12 — Comparaison du niveau d’induction magnétique suivant 'ouverture des aimants

Projection du vecteur FEM dans la plan de Park (d,q,, dsqs)

Pour la machine principale, la FEM dans le plan d,g, ne change pas. Elle résulte de la
contribution du fondamental.
E,,=0
{ " (2.26)

Epy = /300 Bn
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Pour la machine secondaire, la FEM se manifeste tout simplement par la participation du
troisiéme harmonique.

{Esd = Fsaz + Esasr (2.27)
Eyg = Eggz + Eggar
ou :

Esa3 =0

Bus = 3,/3:0.00,

Esazr =0

Esg37 =0

Grace a I’élimination du septiéme harmonique sur le contenu de I'induction, 'effet ondulatoire
de la FEM dt a l'interaction des harmoniques h3 et h7 dans le plan secondaire disparait.

L’équation du couple électromagnétique développée par la machine devient (2.28). Dans
cette configuration, le couple électromagnétique ne présente plus de terme variable fonction
de I'angle de rotation, mais de deux termes constants qui sont: le couple dans la machine
principale et le couple dans la machine secondaire.

I=T,+T,

I, = \/gp.émp.qu (2.28)

I = 3\/§p.¢ms.fsq

Pour la simulation, nous avons imposé les mémes courants de références définis dans
I'équation (2.23).

Les figures Fig.2.13 & Fig.2.15 montrent les résultats de simulation obtenus dans le cas
d’une ouverture réduite des aimants pour (8 = 6/7). On peut remarquer que pour le sous-
espace principal comme pour le sous-espace secondaire, le signal EMF reste constant et
ne présente pas d’oscillations (Fig.2.13). Concernant, les composantes de la FEM dans la
machine principale, les résultats de la courbe (Fig.2.8) sont identiques avec ceux de la courbe
(Fig.2.13). Les composantes de la FEM dans la machine secondaire représente une portion
qui est équivalent au rapport x(%) défini dans I’équation (2.22).

Ces résultats s’expliquent par la présence d’une seule composante harmonique dans chaque
sous-machine: le fondamental dans le sous espace principal et le troisiéme harmonique dans
le sous-espace secondaire.

Pour les courants, les composants dq dans le sous-espace principal ne sont pas affectés
(Fig.2.14.a). Le courant de phase (Fig.2.14.b) ne présente aucune perturbation et présente
une forme d’onde comportant un fondamental et un troisiéme harmonique de courant.

Les couples élémentaires produit dans chaque sous-machine restent constants (Fig.2.15.a)
et on obtient finalement une meilleur qualité sur le couple global (Fig.2.15.a). Ainsi, les
perturbations observées dans le cas précédent disparaissent en raison de I’élimination du
septiéme harmonique.
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Comparaison de la performance des deux ouvertures d’aimant

Le tableau (Tab.2.4) présente une synthése qualitative des performances telles que les ondu-
lations de couple, le rendement et le volumes d’aimants des deux configurations étudiées. En
termes de qualité de couple, la modification du rotor de référence par le choix de I'ouverture
des aimants a permis d’améliorer la qualité de service par I’élimination des ondulations de
couple. En termes d’efficacité, on note une faible amélioration du rendement tout en se limi-
tant juste aux pertes joules statoriques de la machine. La réduction de la largeur des aimants
a permis également de faire un gain sur le volume des aimants. Pour une méme hauteur des
aimants, on réduit un surplus de 14.3%. Ceci peut constituer un élément clé sur la partie
conception d’une machine, car le volume des aimants évolue en paralléle avec le cotit d’achat
de la matiére premicre (les aimants permanents).

TABLE 2.4 — Comparaison des performances

G=1]5=2

Contenu harmonique de la FEM | 1;3; 7 1;3
Couple moyen 100% | 100%
Ondulations de couple 5.96% | =~ 0%
Rendement 99.13% | 99.21%
Pourcentage d’aimants 100% | 85.7%

2.4 Impact du rang des harmoniques

2.4.1 Calcul de la f.e.m a vide réelle

En pratique, le calcul de la force électromotrice dépend du bobinage. Le coefficient de cor-
rection Ky, appelé coefficient de bobinage qui caractérise les effets des autres parties de la
machine [64, 65]. Par rapport a la forme de fem théorique, la valeur efficace réelle de la FEM
a vide s’exprime par la relation :

hﬁ_ﬂf)

sin (5

h

Le facteur de correction Ky, dépend du type de bobinage du stator.
Ainsi, la FEM découle de la combinaison de 'effet du stator et de I'induction rotorique dans
I’entrefer produite par les aimants. Dés lors, la limitation du contenu harmonique de la FEM
peut se faire en agissant a la fois sur deux paramétres de conception : le stator et le rotor.

By, = 4.44.f. K, N.,. (2.29)

2.4.2 Coefficient de bobinage

Pour différentes raisons (facilité de construction, réduction des harmoniques, ....), on ne
dispose pas la totalité de l'enroulement d’une méme phase du stator dans deux encoches
diamétralement opposés. Le facteur de bobinage dépend de trois coefficient : le coefficient

62



de distribution (Kgp,), de coefficient de raccourcissement (K,;) et le coefficient d’inclinaison
des encoches statoriques (K;,). Quel que soit le rang des harmoniques considéré, le facteur
correctif Ky, peut étre calculé par la formule suivante :

Ky = Kap Ko Ky, (2.30)

Ici, h représente le rang de 'harmonique considéré.

2.4.2.1 Coefficient de distribution

Pour le fondamental et les divers harmoniques, le coefficient de distribution (K;,) rend compte
de la distribution du bobinage dans les encoches voisines (répartition du bobinage). Il dépend
du nombre d’encoches par poéle et par phase (m) et du nombre de phase de la machine
considérée [66]. Pour chaque harmonique de rang h, le coefficient de distribution du bobinage
est définit par :

sin(4z)
Ky, = - "]Jm (2.31)
m.sin(52)
Avec :
m désigne le nombre d’encoches par pole et par phase, m = %,

q représente le nombre de phase.
Ainsi, pour un nombre d’encoches par pole et par phase trés élevé, I'expression du facteur
de distribution se simplifie et devient :

K ~ %sin(%)

Pour une machine pentaphasée (q=>5), le tableau (Tab.2.5) montre I'influence du nombre
d’encoches par pole et par phase (m) sur I’évolution du facteur de distribution en fonction
des harmoniques des premiers harmoniques de rang impairs considérés. Pour un nombre
d’encoches par pole et par phase (m égale & 1), on peut remarquer que le coefficient de
distribution est unitaire quel que soit le rang des harmoniques. Ce phénoméne matérialise le
passage de tous les harmoniques sans atténuation.

Cependant, pour m>1, les harmoniques sont faiblement atténués et leur facteurs de distri-
bution restent trés proches de sa valeur limite.
Le coefficient de distribution, comme on peut le constater, ne permet pas d’amortir effica-
cement les harmoniques, car il ne permet de supprimer un harmonique que si son rang est
infini.

sin(2T)

Limy,—so(Kan) = Limp_so( gj‘q )=0
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Pour bénéficier du filtrage faible par le coefficient de distribution dans le cas d’une ma-
chine pentaphasée, le choix d’un nombre d’encoche par pole et par phase m=2 peut se faire.
Toutefois, pour bénéficier de la simplicité et du cott de fabrication, le choix d’un bobinage
diamétral avec une encoche par pole et par phase (m=1) est intéressant.

TABLE 2.5 — Evolution du facteur de distribution en fonction du nombre m d’encoches par
pole et par phase

hm 1] 2 3 4 0

h1 | 1] 0.9877 | 0.9854 | 0.9846 | 0.9836

h3 | 1| 0.891 | 0.8727 | 0.8664 | 0.8584

h5 | 1] 0.7071 | 0.6667 | 0.6533 | 0.6366

h7 | 1| 0.454 | 0.4030 | 0.3871 | 0.3679

h9 |1 0.156 | 0.113 | 0.119 | 0.109
1

h11 0.1564 | 0.1273 | 0.1190 | 0.1093

2.4.2.2 Coefficient de raccourcissement

Dans le cas d’'un bobinage a pas raccourci 'ouverture des bobines est inférieure a 180°. Le
coefficient de raccourcissement K, est le rapport entre ce que donne le bobinage réel et ce
que donnerait le bobinage a pas diamétral. Il est indépendant du nombre de phase. Il est
définit par :

) (2.32)

Avec :

h : le rang de I’harmonique,

v le raccourcissement des bobines.

Ainsi, la suppression d’un harmonique donné et de tous ses multiples impose un raccour-
cissement égal a:

_ 2mn
7=
avec n un entier.
Exemple :
e Pour éliminer I’harmonique 3, il il faut que v = 2;)—1 = % ;
e Pour éliminer 'harmonique 5, il il faut que v = % = % ;
23 _ 6
7

Pour éliminer ’harmonique 7, il il faut que v =

7

e ctc...
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Cette méthode ne permet pas une élimination simultanément de deux harmoniques. En re-
vanche, on peut minimiser deux harmoniques impairs consécutifs en se placant a des valeurs
intermédiaires ; par exemple un pas de 3/4 minimise les harmoniques 3 et 5, un pas de 5/6
minimise les harmoniques 5 et 7, et ainsi de suite.

La figure (2.16) présente I’évolution du coefficient de raccourcissement des quatre premiers
harmoniques en fonction du raccourcissement. On peut voir que pour v = 1 et v = 0.5 tous
les harmoniques présentés ont les mémes amplitudes. Cependant, le cas v = 1 n’implique pas
une modification du bobinage alors que le cas v = 0.5 induit non seulement une complexité
du bobinage mais aussi réduit d’avantage le niveau d’induction.

Pour une machine pentaphasée et suivant les harmoniques exploitables, le choix d'un rac-
courcissement de v compris entre 0.9 et 1 est plus intéressant. En effet, en dehors de cette
plage, 'harmonique perturbateur de rang h7 est dominant et le fondamental trés amorti.
Le choix d’un raccourcissement inférieur a 1 se paie par une complexité accrue de fabrication,
a laquelle s’ajoute une diminution de 'efficacité du bobinage. En effet, il faut alors prévoir
dans les encoches une isolation entre faisceaux qui réduit la place disponible pour le cuivre.
De plus, il favorise le risque de défaut de court-circuit entre deux phases différentes [67].

Le choix d'un raccourcissement v = 1 (bobinage est diamétral), qui n’implique pas une
modification du bobinage, constitue le cas le plus utilisé dans le milieu industriel a cause de
sa simplicité de mise en ceuvre dans le processus de bobinage.
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FIGURE 2.16 — Influence du raccourcissement du bobinage

2.4.2.3 Coefficient d’inclinaison

Les harmoniques de denture sont des phénoménes & ne pas négliger lors de la conception
d’une machine électrique. Ces harmoniques sont dus a la présence des encoches qui créent
des perturbations locales du champ magnétique et a la forme de la force magnétomotrice [68].
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Pour diminuer les effets de ces harmoniques, il est possible d’augmenter la taille de I’entrefer.
Les perturbations engendrées par les encoches se feront moins sentir sur les armatures roto-
riques (la FEM). Cependant, il faut faire attention au dimensionnement de I'entrefer car il est
crucial pour les performances de la machine. Ainsi, la solution la plus courante pour réduire
les harmoniques de denture dans les machines synchrones est le vrillage ou 'inclinaison des
encoches [69]. En inclinant les encoches, 'attaque de celles-ci devant un aimant se fera d’une
maniére plus douce et engendrera moins de perturbations.

Cette inclinaison est chiffrée par un angle \ et elle est exprimée en pas dentaire. La figure
(Fig.2.17) montre le processus d’inclinaison. Sans inclinaison, la droite MN est considérée sur
la structure des encoches. Pour une inclinaison quelconque, la droite MN’ est considérée sur
la structure du des encoches.

FIGURE 2.17 — illustration de l’inclinaison

Le coefficient d’inclinaison dépend du nombre de pas dentaire considéré, du nombre de phase
et du nombre d’encoche par pole et par phase. Pour un harmonique, il est définit par K, :

h.. )
2.m.q
h.y.m
2.m.q

3

sin(
Ou :
p est le nombre de paire de poles.
~ représente l'inclinaison en pas dentaire.
Un harmonique d’encoche de rang h = 2k + 1 peut étre éliminé en annulant K;;,, donc en
choisissant un A tel que :

A= (2.34)

Dans le cas ou l'inclinaison des encoches n’est pas choisi (A = 0), tous harmoniques restent
présents sans aucune atténuation quelque soit le nombre d’encoche par poéle et par phase
choisi.

Pour une nombre de phase égal a cinq (q=5), la figure Fig.2.18 illustre 1’évolution du co-
efficient d’inclinaison en fonction du rang des harmoniques pour une inclinaison d’'un pas
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dentaire et pour deux valeurs du nombre d’encoche par pole et par phase (m =1 et m = 2).
Le pas d’inclinaison influent fortement sur le filtrage des harmoniques d’encoches. Pour un
nombre d’encoche par podle par phase égal & 2 (m = 2) et un choix d’une inclinaison d’un
pas dentaire (A = 1), on peut voir que les harmoniques d’encoches de rang 19 et 21 sont
fortement atténués. Le choix d’une inclinaison d'un pas dendaire (A = 1) et d’'un nombre
d’encoche par pole et par phase unitaire (m = 1) réduite fortement tous les harmoniques.
Comme souvent, il convient donc de faire des compromis entre la valeur de l'inclinaison qui
modifie le niveau de l'induction donc de la FEM induite et I'attenuation des harmoniques
nuisibles.
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FIGURE 2.18 — Impact du nombre d’encoches par pole et par phase sur le coefficient d’incli-
naison

2.4.3 Filtrage par inclinaison des encoches

Nous avons montré, dans la section 2.3, que la présence de certains harmoniques dans le
contenu de la force électromotrice a des conséquences néfastes qui se manifestent sous forme
d’ondulations sur le couple électromagnétique. La solution proposée qui est basée sur la
modification de la structure du rotor de référence (ouverture 5 = 1 sans inclinaison) a permis
de résoudre ce probléme.

Dans ce qui suit, nous allons investiguer 'effet du rang d’harmonique de la FEM sur la qualité
du couple électromagnétique.

En tenant compte de la simplicité de mise ceuvre, de la réduction des défauts, & la réduction
des oscillations de couple et de la quantité de couple maximal produite, nous choisissons de
modifier & la fois la structure du stator et du rotor. Concernant le stator nous choisissons
pour toutes les configuration de FEM un nombre d’encoche par pole et par phase unitaire et
avec ou sans inclinaison d’un pas dentaire, comme illustré dans le tableau Tab.2.6.

67



TABLE 2.6 — Paramétres du bobinage et de 'ouverture des aimants

Rotor | Coefficient d’ouverture des aimants | § | 1 g %

Raccourcissement du bobinage v 1 1 1

Stator Nombre encoche/pole/phase m| 1 1 1
Inclinaison des encoches A{0/1]10/1]0/1

Pour le rotor, nous choisissons les ouvertures d’aimants suivantes :
e Une ouverture de § = 1 qui constitue le cas de référence;

e Une ouverture de § = g pour supprimer ’harmonique de rang sept et ses multiples sur
le contenu harmonique de la FEM ;

e Une ouverture de § = % pour supprimer 'harmonique de rang trois et ses multiples sur
le contenu harmonique de la FEM.

Pour le calcul des niveaux d’induction, le tableau (Tab.2.7) présente les valeurs des paramétres
clé sur la la conception du stator et du rotor.

TABLE 2.7 — Densité de flux suivant I'ouverture 5 et I'inclinaison \

h T | 3 | 5 | 7 | 9

K, 08.36 | 85.84 | 63.66 | 36.79 | 10.93

B=11(522) %) | 100 | 333 | 200 | 142 | 111

Sans inclinaison (A = 0) 7 <BminZ=1> (%) | 97.49 | 26.06 | 8.68 | 0 | 4.82
=2 (%)(%) 86.61| 0 |17.32]12.37] o0

=1 <£f$"ﬁl>(%> 08.36 | 28.58 | 12.73 | 5.22 | 1.21

Avec inclinaison (A =1) 57 (52 ) (%) [95.90 | 22.37 | 552 | 0 | 053
B=2| (g ) %) [ 8515 ] 0 1108 | 455 | 0

Une simulation est réalisée pour une d’ouverture d’aimant considérée et faisant varier
I’apparition des harmoniques au niveau de la FEM. On ajoute progressivement les har-
moniques de FEM jusqu’au rang h=101. Pour générer du couple, nous injectons un courant
fondamental et un courant d’harmonique trois de fagon a garder les mémes pertes joules dans
la machine. Sur les résultats, une attention particuliére est portée sur l'ordre d’apparition
des harmoniques de la FEM, sur le niveau et la qualité du couple électromagnétique pour les
différents profils de FEM.
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La figure (Fig.2.19) montre I’évolution des ondulations de couple en fonction du rang des
harmoniques présents sans inclinaison des encoche (Fig.2.19.a) et avec inclinaison d’'un pas
dentaire des encoches (Fig.2.19.b). Sans inclinaison des encoches, on remarque clairement
de fortes fluctuations sur les ondulations de couple pour des rangs faibles et celles-ci se
stabilisent pour des rangs d’harmonique élevés. D’aprés ce résultat, le fait de simplifier
et de se limiter aux harmoniques de rang faibles génére une erreur d’interprétation. En
pratique, avec la présence de tous les harmoniques (h=101), cette erreur s’atténue, car les
ondulations de couple sont constantes. L’étude menée permet d’affirmer que la formulation
de garder les deux premiers harmoniques de la FEM pour étudier le comportement de la
machine pentaphasée n’est pas applicable & n’importe quel rang d’harmonique. Selon le rang
d’harmonique a travers lequel nous considérons les ondulations, ’analyse des résultats méne
a des conclusions divergentes. Mais, dans sa globalité, sans inclinaison, ces résultats montrent
qu’il reste toujours difficile de satisfaire la qualité de couple.

Ce probléme du choix sur les deux premiers harmoniques est résolu par 'inclinaison d’un pas
dentaire des encoches du stator. Avec cette inclinaison, on voit que les ondulations de couple
liées a la présence d’harmoniques nocifs sont fortement réduites. On obtient des ondulations
de couple inférieures a 3%. Le choix d’une inclinaison d’un pas dentaire permet de résoudre
a la fois : la question sur le choix d’arrét pour 1’étude des harmoniques et la réduction des
perturbations (interactions, ondulation de couple) pour chaque profil de FEM.

La figure (Fig.2.20) présente les résultats obtenus en ce qui concerne le couple moyen (couple
utile). Quel que soit 'ouverture des aimants, le couple moyen sans inclinaison reste légérement
supérieur & celui obtenu avec inclinaison, car l'inclinaison amortie faiblement le poids des
harmoniques de FEMs utiles pour la génération de couple. Dans le tableau (Tab.2.7) le poids
du troisitme harmonique, qui est dominant dans le plan secondaire pour les casf = 1 et
£ = g, est nul pour § = %

La figure (Fig.2.20) présente les couples moyens produits. Ils sont indépendants du rang
d’harmoniques considéré. D’une maniére générale, on note aussi que ’augmentation de 1’ou-
verture des aimants évolue parallélement avec le couple produit. L’injection de I’harmonique
trois dans les courant de phase favorise 'augmentation du couple moyen. En effet, il est
démontré dans [49] qu’a pertes joules égales qu'une machine & FEM non-sinusoidale produit
plus de couple qu'une machine & FEM sinusoidale avec ’exploitation des harmoniques utiles
(h1 et h3).
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FIGURE 2.20 — Couple moyen pour différents profils de FEM : (a) sans inclinaison A = 0 et
(b) avec inclinaison A = 1

2.5 Synthése de différents profils de FEM d’une machine
pentaphasée

Dans ce qui suit nous souhaitons mettre en place différents profils de FEM qui permettront de
générer du couple électromagnétique tout en minimisant 'impact nuisible des harmoniques
pour établir les premiers éléments de conception d’une machine pentaphasée. Nous synthé-
tisons trois profils de FEM un profil de FEM de forme sinusoidale, et deux profils de FEM
de forme non-sinusoidale. Le premier profil de FEM de forme sinusoidale doit présenter un
fondamental avec une amplitude élevée par rapport aux autres harmoniques. Les deux profils
de FEM de forme non-sinusoidale doivent présenter deux harmoniques dominants & savoir le
fondamental et I'harmonique de rang trois.

2.5.1 Machine & FEM non-sinusoidale

La figure (Fig.2.21) illustre la forme d’onde de I'induction et sa répartition spectrale pour une
ouverture compléte 8 = 1 et affectée du coefficient de bobinage (m=1, 7y =1 et A = 1). Le
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spectre harmonique contient les premiers harmoniques dominants (hl & h7). Les autres sont
atténuées par 'inclinaison des encoches par rapport au cas sans inclinaison (voir Tab.2.7). Il
présente un taux de distorsion global de 31.74% avec la présence de I'harmonique h5. Sachant
que le couplage de la machine est en étoile le THD est estimée a 29.08 % du fondamental.
On note la présence de ’harmonique de rang sept (h7), mais avec une pourcentage faible.
D’ailleurs malgré cette présence en exploitant, les deux premiers harmoniques, les ondulations
de couple représentent un faible pourcentage soit 1.4% (voir Fig.2.19.b).

La figure (Fig.2.22) présente la forme d’onde et le spectre d’une autre configuration qui
posséde le méme stator avec une ouverture de réduite de six septiéme (8 = g) Elle présente
une forme d’onde beaucoup plus arrondie et au niveau du spectre, on peut voir ’absence de
I'harmonique de rang sept (h7). Avec ce profil de FEM, en exploitant les harmoniques pour
produire du couple, on a des ondulations de couple plus faible (soit 0.5%) du fait de I’absence
de I'harmonique sept sur la FEM (voir Fig.2.19.b). Une évaluation qualitative du taux de
distorsion harmonique en se reférant au tableau (voir Tab.2.7) nous donne une valeur de
23.01% avec la présence de ’harmonique de rang cing et un taux de 22.38% sans la présence
de 'harmonique de rang cing.
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FIGURE 2.21 — Représentation de la forme d’onde et de son spectre pour § =1 et A = 1:
Taux de distorion harmonique de 29.08%
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FIGURE 2.22 — Représentation de la forme d’onde et de son spectre pour [ = g et A =1:
Taux de distorion harmonique de 22.38%

D’aprés les résultats montrés précédemment sur I’atténuation des ondulations de couple et sur
le rang des harmoniques de FEM avec le choix d’une inclinaison d’un pas dentaire, on peut se
limiter sur les deux premiers harmoniques dominants pour la partie dimensionnement pour
le cas d'une machine synchrone a aimants permanents pentaphasée. En mettant en évidence
I’effet de la force électromotrice sur le couple, on obtient :

Pour une génératrice dont la FEM contient uniquement les deux composantes fondamen-
tales (hl et h3). En se référent au modeéle de Park définit précédemment, la FEM résultant
dans chaque sous-espace peut s’écrire :

(

Ep=0
E, — \/E.p.Q.@m
Ve ' (2.35)
Eq=0
_ 3. /3
| Fuq=31/3:0 0200

En exploitant le fondamental et I’harmonique de rang trois, on parvient a produit deux
couple, comme suit :

Iy = /30 Bondg
I=3\/3pbns L., (2.36)
=0
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2.5.2 Machine & FEM sinusoidale

Afin d’établir un profil de FEM comportant juste un fondamental avec une amplitude ma-
joritaire par rapport aux autres harmoniques, nous avons imposé les paramétres de dimen-
sionnement suivant : un ouverture des aimants de § = %, un inclinaison d’un pas dentaire
A = 1 avec un nombre d’encoche par pdle et par phase et un bobinage diamétral. La figure
(Fig.2.23) présente la forme d’onde et le spectre du signal d’induction. Dans ce cas, la forme
du signal d’induction est plus proche d'une sinusoide. Dans le spectre, ’harmonique de rang
trois est absence et celui de rang sept (h7) fortement atténue. Ici, en exploitant les premiers
harmoniques, on peut produire du couple qu’avec le fondamental de la FEM. La présence
de I’harmonique de rang cinq s’élimine par le couplage en étoile de la machine. Le taux de
distorsion harmonique de la FEM est estimé a 4.55% (voir Fig.2.19.b) et les ondulations de

couple & 0.94% du couple nominal (voir Fig.2.19.b).
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FIGURE 2.23 — Représentation de la forme d’onde et de son spectre pour g = % et A =1:
Taux de distorion harmonique de 0.94%.

De méme, en se référant au modeéle de Park, une machine dont la FEM ne contient que
le fondamental (hl), c’est & dire la machine principale. La FEM s’écrit alors dans chaque
sous-espace :

Epd - O
Epy =300 2.37
By =0
By =0
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Dans cette configuration, la machine ne produit du couple qu’avec sa composante fonda-
mental :

Iy = /30 Bl
r=0

I, =0

(2.38)

2.6 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté la modélisation dynamique d’une machine polyphasée
et investigué les impacts des harmoniques d’espace de la FEM sur le comportement d’une ma-
chine pentaphasée. Nous avons montré que la génératrice pentaphasée est fortement sensible
sur les harmoniques contenus dans la FEM. L’amplitude et la présence de certains harmo-
niques nocifs dégradent la qualité du couple obtenu. Pour éliminer ou réduire l'impact de
ces harmoniques, par rapport & une topologie de machine de référence, nous avons choisi de
modifier & la fois la structure du rotor et du stator.

D’une maniére générale, on peut conclure que pour produire du couple utile avec de faibles
perturbations, il faut réduire d’avantage I'influence des harmoniques sur le premier composant
le plus dominant de chaque sous machine (le fondamental pour la machine principale (h1) et
I'harmonique de rang trois (h3) pour la machine secondaire).

Le rang des harmoniques influence fortement sur la qualité de couple, mais, pour les ouver-
tures d’aimants étudiées, le choix de l'inclinaison des encoches du stator d’un pas dentaire
permet de limiter cette influence et de valider I’hypothése sur la limitation des premiers
harmoniques.

Cette partie a permis de dégager les premiers éléments clé de conception d’une machine de
type pentaphasée.

Les éléments de conclusion, tels que les différents profils de FEM mis en place et le modéle
de Park de la machine, seront utilisés dans les chapitres suivants.
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Modélisation technico-économique des
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d’énergie en vue de 'optimisation
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3.1 Introduction

La conception de machine électrique est souvent réalisée dans les conditions de fonctionne-
ment nominal. Pour les applications hydroliennes le fonctionnement est fortement cyclique,
car il est guidé par les différents états de mer. Ainsi, la conception de la chaine de conver-
sion pour un seul point de fonctionnement donnée peut dégrader les performances sur le
cycle et engendrer des surcotits. Face a ce comportement cyclique, la mise en place d'un
dimensionnement optimal de la chaine conversion qui garantit de bonnes performances sur
tout le cycle devient une nécessité. De plus, le dimensionnement d’une chaine de conversion
d’énergie nécessite la connaissance de différents modeéles électriques, thermiques, les modéles
économiques des éléments le constituant.

Ce chapitre est consacré a la mise en place des différents outils de conception d'une de
conversion hydrolienne en tenant compte du potentiel énergétique d'un site hydrolien.

e Dans un premier temps, nous commencerons par une description de ’architecture de
la chaine de conversion hydrolienne.

e Dans un second temps, nous développerons la démarche de dimensionnement adoptée.

e Dans un troisiéme temps, nous allons détailler les différents modeéles qui seront utilisés
pour l'optimisation de la chaine de conversion.

3.2 Description de la chaine de conversion

L’architecture tolérante aux défauts de notre chaine de conversion hydrolienne est présentée
dans la figure (Fig.3.1). Elle est constituée des éléments suivants :

e La source hydrolienne composée par les courants marins.

e Un multiplicateur de vitesse a deux étages présentant un ratio de 29,6 pour augmenter
la vitesse.

e D’une génératrice synchrone a aimants permanents pentaphasée.

e Un redresseur MLI & cing bras. Ce redresseur est associé & un systéme de controle qui
impose les lois de commande.

e Un onduleur triphasé qui pilote la tension de bus continu, la forme du courant renvoyé
au réseau triphasé ou la puissance réactive.

Dans le cadre de nos travaux, 1’étude se limite au bus continu du redresseur. Nous allons
considérer le profil du site hydrolien a la sortie du multiplicateur de vitesse, la génératrice
pentaphasée (géomeétrie), le redresseur MLI & cing bras et la commande associée.
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Suivant les exigences du cahier de charges, on cherche & dimensionner de fagcon optimale la
génératrice pentaphasée qui peut étre sinusoidale ou non-sinusoidale ainsi que le redresseur
statique a cinq bras.

Redresseur
pentaphasé
43} 43] 43} 43] 4
an
: : I
- Tl T
- i
QQQQQ
Iabcde
Multiplicateur ; :
S(’)urce‘ Turbine a deux étages ! GSAP 5-Phases ? ? ? ? ? ? ? ? ? i Onduleur Réseau
d’énergie i | Controlleurs | i Triphasé électrique triphasé

A A A A A
i i i i i

Generation optimale

des courants de référence

Figure 3.1 — Schéma représentant la chaine de conversion étudiée (Ensemble machine-
convertisseur)

3.3 Evaluation du potentiel énergétique

L’évaluation du potentiel énergétique d’'un site de production d’énergie hydrolienne est indis-
pensable avant toute installation. A chaque endroit de la chaine de conversion, le potentiel
énergétique du site de production peut étre évalué. En effet, cette évaluation peut se faire a
la sortie de la turbine, & la sortie du multiplicateur de vitesse, a la sortie du générateur. Elle
refléte la quantité d’énergie électrique ou mécanique en kilowatt heure qu’on peut extraire.
Cependant, cette évaluation est guidée par la quantité de données disponibles (mesures, ca-
ractéristiques ou profil de puissance des éléments). Elle peut étre estimée soit par un modéle
permettant de prendre en compte la partie mécanique de la turbine et du multiplicateur,
soit par une estimation basée sur une campagne de mesures. La méthode basée sur un relevé
réel du profil du site semble plus réaliste pour 'estimation du potentiel énergétique. Par
ces mesures, la vitesse moyenne des courants de marée peut étre prédite a long terme. De
plus, grace au comportement cyclique des sites hydroliens, le temps de fonctionnement du
générateur pour chaque vitesse des courants marins peut étre évalué pour une durée bien
déterminée.

Dans cette étude, nous exploitons les données obtenues a partir d’'une campagne de mesures
pour le site de Raz-Blanchard fourni par I'entreprise General Electric (GE). Comme illustré
sur la figure (Fig.3.2), les données regues reflétent le profil de la puissance mécanique a la
sortie du multiplicateur de vitesse, le profil de la vitesse de rotation a la sortie multiplicateur,
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le nombre d’heure annuel de fonctionnement pour chaque point de fonctionnement en fonction
de la vitesse des courants marins.

On reléve de ces mesures que :

e La vitesse des courants marins, a partir de laquelle le systéme hydrolien commence a
produire de 'énergie, est de 1.1m/s.

e La vitesse des courants marins, a partir de laquelle le systéme hydrolien est mis a I'arrét
par des mesures de sécurité, est de 4.2 m/s.

e La vitesse de base ou vitesse nominale & la sortie du multiplicateur de vitesse est de
400 tr/min.

e Les vitesses de courants marins qui gravitent autour de 2.5 m /s représentent les points
de fonctionnement les plus sollicités au cours de 'année.

En se basant sur ces données disponibles, on peut déduire 1’énergie annuelle du site a la
sortie du multiplicateur de vitesse (Equ (3.1)). Elle est obtenue en combinant la puissance
mécanique avec la distribution du nombre d’heure de fonctionnement pour chaque vitesse
des courants marins.

Pour le site considéré, I’énergie annuelle exploitable a la sortie du multiplicateur de vitesse
est estimée a 4696. 7MW h 1l est important de souligner que la mise en place des éléments
électriques (machine, convertisseur) réduit cette énergie. Dans les étapes suivantes, 1'idée
est de mettre en place ces éléments et d’extraire au mieux cette énergie malgré les pertes
électriques qui peuvent intervenir.

Np
{ Ean :Z PG,jtj (31)
J

Ou :

J : Rang de la vitesse considérée et Np le nombre total de point ;
V; : Vitesse des courants marins ;

P ; : Puissance extraite a la sortie du multiplicateur de vitesse;

t; : Le nombre d’heure au point de fonctionnement (j) pour une durée d'un an.
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Figure 3.2 — Caractéristique du site et vitesse du générateur

3.4 Meéthodologie d’optimisation de I’ensemble génératrice-
redresseur MLI

Dans cette étude, on se fixe comme objectif de produire le maximum d’énergie électrique
disponible permettant de réduire le cotit d’investissement. Les données d’entrée du probléme
sont le profil de la puissance & la sortie de la turbine et la vitesse (Fig.3.2.b) ainsi que les
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caractéristiques physiques des matériaux utilisés et leurs prix (aimants, matériaux ferroma-
gnétiques). Les variables d’optimisation sont les paramétres géométriques de la machine et
la puissance apparente du convertisseur.

Cette méthodologie d’optimisation est basée sur le modeéle analytique en régime perma-
nent de la machine synchrone. Ce modéle permet de calculer les différentes grandeurs de la
machine avec une précision acceptable et plus proche des modéles en éléments finis, lesquels
nécessitent plus de temps de calcul.

Coiit convertisseur en fonction S, (kVA)

Coiit de la struture (support)

Coiit des matériaux (Fer, Cuivre, Aimant)

||

Fonctions objectifs d’optimisation:

¢ Energie annuelle Modele analytique de la

Données du site Parametres fixes:

Algorithme *® Coiuit d’investissement génératrice synchrone  je——
hydrolien gorithm Br, Bsat, D, m, j,....
i Ve d’optimisation

¢ . ', N == Contraintes techniques:
multi-objectif ¢ Electriques
", [*—] de la génératrice synchrone
||||I|| || * Magnétiques N .
+ ISR I“““l[lln,r ] a optimiser

Parameétres géométriques

ek sy,
o Thermiques

l l o Géométriques

. M & i 3
coaniques Redresseur MLI

Chaine de conversion optimisée

Génératrice-convertisseur

Lois de commande

Figure 3.3 — Méthodologie d’optimisation

3.5 Modéles en vue de 'optimisation

3.5.1 Détermination des dimensions et paramétres du générateur

La figure (3.4) montre la géométrie d’une machine synchrone a aimants permanents et la
définition des paramétres géométriques sur lesquels est basé le dimensionnement.

Les paramétres géométriques de la machine synchrone a aimants permanents sont les sui-
vants :

e Le nombre de paires de poles p;
e La largeur des encoches Wyu;
e Le rayon d’entrefer Ry;

e La hauteur de la culasse statorique hyope;

80



La hauteur de la culasse rotorique h,;

La hauteur des encoches hg;

e L’épaisseur de l'entrefer mécanique [g;

La hauteur des aimants h,,;

La longueur active de la génératrice L;

Shaft

Figure 3.4 — Dimensions principales de la génératrice pentaphasée

3.5.1.1 Paramétres géométriques

Les dimensions de la machine s’expriment en fonction de certains parameétres qui nécessitent
d’étre explicités.

Le pas polaire statorique de la machine, qui est une grandeur exprimé en métre, représente
I'arc entre deux poles successifs d’'un enroulement statorique [70]. Il est défini a partir de
I’équation suivante :

2R
T, = . (3.2)
p
Le pas dentaire est calculé suivant 1’expression suivante :
2m R,

O, Zs est le nombre d’encoches statoriques.
Le nombre d’encoche au stator est donné par :
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Zs=2.m.q.p (3.4)
Ou :
m représente le nombre d’encoches par pole et par phase.
p est le nombre de paires de poles et q désigne le nombre de phase.
Le nombre de conducteur par encoche est donné par :
N
N = (3.5)
m.p
Ot : Ns représente le nombre de conducteur par phase.
La section des conducteurs de cuivre peut étre calculée en tenant compte du facteur de
remplissage du cuivre :

Wslot-hslot-kf

Seuw = 3.6
N, (3.6)
La densité surfacique du cuivre est donnée par :
I
J = 3.7
3 (3.7)

La densité linéique représente le nombre d’Ampére tour par métre pour une charge spé-
cifique donnée. Pour les machine synchrones, elle peut prendre des valeurs comprises entre
7500 et 15 000 A /m. Elle est obtenue par le nombre de conducteurs, sa densité surfacique et
la surface de occupée par quantité de cuivre dans les encoches est défini par :

~ 2qNsJ.Sey

A 3.8
21 R, (3.8)

2q NI
A= 3.9
2m R, (3.9)

3.5.1.2 Calcul de ’induction

La détermination de 'induction au milieu de I'entrefer pour chaque harmonique de rang h se
fait comme suit :

4 Bmaa:~ n (2T
By - sin(*57)
T h

La valeur maximal B,,,, dépend de la hauteur des aimants, de la longueur équivalente de
I'entrefer l,, et de I'induction rémanente.

(3.10)

_ _B
Bmaa} - 1+l;j%

lyeps = lg +
ge‘f‘f 9 Hr;PM

lgeq = lg + (Kc - 1)l96ff
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Pour tenir compte de 'effet des encoches, on considére une augmentation de 'entrefer en
utilisant le coefficient de Carter. Le coefficient de Carter (K.) est défini par [70] :

— Td
{KC T =KWt
21 W,
K,=2 Wetot ) _ Zactf 1 slot
K== arctan(glgeff) el In + e
3.5.1.3 Calcul des inductances

Les inductances dans les enroulements constituent les éléments indispensables pour établir
le modéle et le controle d’'une machine électrique. L’inductance propre d’une phase est maté-
rialisée par Lg, Elle représente la somme de 'inductance magnétisante et de l'inductance de
fuite. Les inductances mutuellesl; et L, sont directement liées a 'inductance magnétisante
suivant la position des phases et aux harmoniques|70, 71, 72|.

Lo =M., (5)? 4 1,

Ly =My, (%)2 cos(22L) (3.11)

oo 2 T
Ly =M. 3557, (%) cos(*)
Ot : Ky, est le coefficient de bobinage. h est le rang des harmoniques.
Le calcul de l'inductance magnétisante (M) et 'inductance de fuites (Isyi) est basée sur

les éléments de conception de la machine. L’inductance magnétisante M est donnée par la
relation suivante :

B 4q.p0.-N2. R, L

T (lgeq + him).D?

L’inductance de fuite est composée de deux termes : le premier représente 1'effet des fuites

dans les encoches et le deuxiéme représente l'effet des fuites entre les pointes des dents. Le

calcul des inductances de fuites dépend de la géométrie des encoches statoriques (encoches

circulaires, trapézoidale, rectangulaire, etc... ), du type de bobinage (bobinage simple couche

ou double couche) [73]|. Sachant que la saturation du circuit magnétique due aux flux de
fuites est négligée, les inductances de fuites globales sont obtenues comme suit :

(3.12)

{tpuite = (£) (At + Ad) o L.N2 (3.13)

Ou : q est le nombre de phase, po est la perméabilité du vide. hm est la hauteur des
aimants. Ay, et Ay sont respectivement les permanences équivalentes de ’encoche et des
inductances de fuites de dent a dent.

Pour une géométrie d’encoche de forme rectangulaire (Fig.3.4), la permanence due aux
encoches est déterminée comme suit |74, 75] :

hslot
3Td

Ngior = (3.14)

Dans les machines électriques en particulier celles présentant un grand entrefer, les lignes
de champs peuvent se refermer entre deux dents consécutives sans traverser l'autre paroi de
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Ientrefer. Ces lignes de champs constituent des flux de fuite qui représentent une partie de
I'inductance de fuite (inductance de fuite entre dents). Les inductances de fuites entre les
dents sont déterminées a travers la permanence A4, par la relation suivante :

5 (lgeq+hm)
Ay = Vot (3.15)
5+4 <_19;Iq/:zzm>

3.5.1.4 Calcul des pertes machines (Pjyu. et Py.,)

La conversion d’énergie par une machine électrique s’accompagne de pertes d’énergie qui
constituent des sources de chaleur dans la machine. Cette énergie perdue est liée a plusieurs
phénoménes qui existent dans diverses parties de la machine au cours de son fonctionnement.
Les différentes pertes considérées dans le générateur sont les pertes dans les conducteurs
électriques (pertes cuivre) et les pertes dans les conducteurs magnétiques (pertes fer). Les
pertes mécaniques existent, mais ces derniéres sont généralement tres faibles comparées aux
pertes électriques donc sont négligées |76]. L’obtention du modéle de ces différentes pertes
dans le processus d’optimisation va permettre de garantir un dimensionnement optimal plus
réaliste de la génératrice. Pour ces modéles, les pertes sont calculées pour chaque point (j)
de fonctionnement du cycle.

Les pertes cuivre :

Les pertes cuivre communément appelées pertes par effet Joule sont dues a la circulation
d’un courant dans un bobinage. Ces courants découlent a la différence de tension existant
aux bornes des enroulements du stator. Ces pertes sont déterminées a partir des valeurs des
courants efficaces injectés et de la résistance équivalente d’un enroulement (R.,). Suivant le
nombre de phase de la machine, elles peuvent étre calculées en utilisant la formule (3.16).
Elles sont dépendant des courants injectées dans les différentes sous-espaces.

Pewj =51 15 =1 (I3, + 17, + 15, + 17, ;)
= 1o [T+ Tops] 7 [0 + 15 ] (3.16)
= Pcu,jfp + Pcu,jfs

Pertes magnétiques dans les toles statoriques :

Les pertes magnétiques, qui sont dues aux variations de la densité de flux, dépendent des
caractéristiques physiques des matériaux utilisés. Ces pertes peuvent étre classées en deux

principaux groupes :

e Les pertes dues a I'influence des ondes magnétiques sur le matériau. L’application d'un
champ magnétique variable sur un matériau électrique donne naissance a des tensions
induites et des courants dans le matériau selon la loi de Faraday. Ce courant sera orienté
de maniére & s’opposer a la cause qui lui a donné naissance selon la loi de Lenz. Ces
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courants induits dans le matériau magnétique sont appelés courants de Foucault. Ils
sont responsables d’une dissipation de chaleur par effet Joule de la masse conductrice.
Cette dissipation thermique est influencée par la structure du matériau. En effet, elle est
beaucoup plus importante pour la méme masse de tole dans un matériau a toéle massive
qu’avec un matériau a tole fines isolées. Ainsi, pour la limitation de cette dissipation
dans les circuits magnétiques, ces derniers sont constitués de toles feuilletées fines isolées
par une couche de résine.

e Les pertes dues aux caractéristiques internes du matériau magnétique. Les domaines
magnétiques constitue une région d’un circuit magnétique Ot les moments magnétiques
sont orientés dans la méme direction, I’aimantation est donc uniforme. Ces derniers sont
limités par des parois, Ou ’alimentation change progressivement de direction. Ainsi,
le changement de la direction du champ magnétique dans un matériau magnétique
entraine un changement de direction des domaines magnétiques notamment appelés
domaines de Weiss. Le changement de direction nécessité une énergie dissipée lors du
mouvement des domaines magnétiques. Cette énergie dissipée sous forme de chaleur
constitue les pertes par pertes par hystérésis.

Contrairement aux pertes joules qui sont obtenues avec une grande précision, la détermination
des pertes fer est plus complexe. Dans la littérature, ’estimation des pertes fer a fait 'objet
de plusieurs travaux de recherches |77, 78, 79|. Il existe un certain nombre de méthodes pour
estimer les pertes magnétiques dans les téles d’une machine électrique. Comme expliqué dans
[80, 81|, une fagon cohérente consiste a calculer les pertes magnétiques a partir de la relation
BH utilisée dans un modéle temporel transitoire, tels que les effets des pertes magnétiques
sont directement visibles en tant que perturbations de la tension et du courant aux bornes de
la machine. Malheureusement, il peut étre trés difficile de créer et de prendre du temps pour
exécuter un tel modeéle. Une approche alternative communément utilisée dans [82] consiste
a déduire une estimation des pertes magnétiques a partir de l'induction. Cette approche
permet d’assurer une formulation simple et efficace des pertes directement intégrable dans
un processus d’optimisation.

Ainsi pour les déterminer, une approche analytique basée sur la somme des pertes par cou-
rants de Foucault et des pertes par hystérésis dans les dents et dans la culasse statorique est
adoptée. Les pertes par hystérésis sont générées en parcourant un cycle d’hystérésis et sont
proportionnelles au carré de I'induction magnétique et a la fréquence électrique de I'induction
magnétique :

Pu(f, B?) = Ky f.M,.B2,

Les pertes par courants de Foucault sont proportionnelles au carré du flux magnétique et de
la fréquence au carré

(Pr(f?, B?) = Kpf*.M,.B2)

Pour un matériau de masse M, exposé & un champ magnétique sinusoidal de fréquence
f, 'expression générale des pertes magnétiques dans les toles statoriques est :
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Pjer = [Knf + Kpf?] .M,.BL, (3.17)

Avec:

Ky : le coefficient de pertes par hystérésis.

Kr :le coefficients de pertes par par courant de Foucault.

Ces coefficients sont identifiés par chaque type de tole considéré [83]. Bm est la den-
sité de flux maximal dans le matériau. Les coefficients des pertes peuvent étre approximés
connaissant les pertes massiques de la tole utilisée (données par le constructeur). Pour un
materiau de type M400-50A, les valeurs des coefficients sont Ky = 0.021631W/(kg.T? H 2>
et Kp = 0.00019293W/(kg.T?.H2?).

SURA M400-50A

100 T
* 400 Hz datasheet points
s 200 Hz datasheet points A
100 Hz datasheet points s
« 50 Hz datasheet points //.('
---P,_ /M =(0,021631.§+0,00019293.f)B?

[o2]
(o]
T

f-s
S
T

Pertes fer massiques (W/kg)

n
(=1
T

Aniplitude maximale de I'induction (T)

Figure 3.5 — Densité de pertes dans le circuit magnétique de type M400-50A en fonction du
niveau d’induction pour différentes fréquences.

En pratique, la variation de la densité de flux en fonction du temps produit par la machine
ne sera pas sinusoidale, car elle inclura tous les effets de la géométrie du moteur lorsque le
rotor se déplace devant le stator. Si le matériau magnétique (acier) fonctionne dans sa zone
linéaire, les pertes pourraient étre décomposées rigoureusement en éléments se produisant a
des fréquences différentes qui sont additionnées pour obtenir les pertes totales. Méme si les
propriétés des matériaux ne sont pas linéaires, une méthode approximative largement utilisée
pour estimer les pertes magnétiques consiste a supposer que les pertes peuvent encore étre
décomposées en plusieurs composantes se produisant a différentes fréquences |84, 85, 86].
L’expression des pertes magnétiques peut ensuite étre appliquée a chaque harmonique et les
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résultats sont additionnés pour obtenir une approximation des pertes magnétiques totales.
Mathématiquement pour une machine a FEM non sinusoidale, la formulation du modéle des
pertes fer peut étre représentée comme suit:

Prer = Y [Ky.(h.f) + Kp.(h.f)?] M,.B}, avech =13 (3.18)

Ou By, est la densité de flux accordée & I’harmonique de rang h.
La somme des pertes fer dans les dents et dans la culasse statorique constitue les pertes
fer globales statoriques. Elles sont calculées séparément dans les différentes régions de la
machine, car la densité de flux dans les dents et dans la culasse statorique est différente.
Biy—cw €t Bru—_gents Teprésentent respectivement 'induction maximale dans la culasse et dans
les dents. Elles sont obtenues en utilisant la loi de Gauss par la conservation du flux dans
I'entrefer [87].

Bm_ olie — ’Tp.Bg
{ YORE T Rhyore (3.19)

B
Bm—Teeth = k_tg

En combinant les équations (3.18) et (3.19), les pertes fer statoriques totales sont déduites
avec d'une part les pertes dans la culasse (Pre—yore) €t d’autre part les pertes dans les dents
(Pfer—yoke) pour chaque rang d’harmonique.

Pferftotj = Pfer—Yokej + PfeT—Teethj
’ ’ ’ h=1 2
= S Ko (0 1)+ B (0 1)) (Mo B+ Myoke- By V7= 13 (320

3.5.1.5 Modéle thermique

Les machines électriques sont constituées de plusieurs composants. Certains de ces com-
posants se dégradent rapidement sous l'effet de la température. Parmi les composants les
sensibles du point de vu thermique d’une machine électrique, on retrouve principalement
les isolants (isolants d’encoche, vernis, résines), les roulements, etc... Donc des températures
excessives de la machines peuvent réduire sa durée de vie. Pour éviter les dégradations liées
aux exces de température, il est important d’avoir une estimation du modéle thermique de
la machine.

L’augmentation de la température dans une machine électrique est due a plusieurs compo-
santes de pertes telles que les pertes cuivre, les pertes fer, les pertes par frottement. L’obten-
tion d’'un modéle thermique fait intervenir plusieurs paramétres tels que le mode de transfert
de la chaleur, les différents milieux (cuivre, fer, isolation). En effet, le transfert thermique
chaleur peut étre rayonnée ou accompagnée d’un refroidissement. Le refroidissement peut
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étre assuré par un liquide par convection. Vue la complexité des différents éléments qui in-
terviennent, il est souvent difficile d’avoir un modéle thermique trés précis [88, 89, 90]. Dans
cette étude, un modeéle thermique simple est utilisé. Ce modéle permet, a partir d’une analyse
globale, d’évaluer la température de bobinage et la température dans le circuit magnétique
(fer) [91].

La détermination de la température des conducteurs de cuivre installés dans les encoches
est basée sur le transfert thermique par conduction. Les pertes cuivre par unité de longueur
dans une encoche peuvent étre calculées comme suit :

Pew _ Peu
L S.N,
Ou: I, = J.S., et A, = N I ,;représente respectivement le courant statorique et le nombre
d’Ampére tours.
La surface d’échange thermique par unité de longueur pour une encoche de la largeur
(Wgiot) et de longueur hg,peut étre exprimée comme suit :

SC’LL

L

En négligeant le refroidissement thermique au niveau de l'entrefer et en supposant que la

température reste homogéne au niveau des conducteurs du cuivre, I’échauffement au niveau
des conducteurs s’écrit alors :

(NoLs)? = peud. As (3.21)

- <2hslot + Wslot) (322)

Peu 1 tis Peu

N\ Sew T,
L ASe L

Ay = Ry, (3.23)

Ou :
o Ryuest la résistance thermique par unit de longueur de l'isolation.
e )\, est la conductivité thermique de l'isolation.

e t;; représente 'épaisseur de l'isolation. Elle est fixée & une valeur typique d’isolation
(Imm).

En combinant, les équations (3.23 ) et (3.22), 'expression de '’échauffement thermique des
conducteurs devient :

tis
2hslot + Wslot
Ou : le coefficient K est défini par K = % Il dépend de la caractéristique physique

Aoy = K.A,J (3.24)

de lisolation et il est compris entre 0.25x107% et 0.6x1075(S.I). Dans cette theése, la valeur
K=0.6x1075 (S.I) est utilisée.

Cette formulation de I’échauffement dans les conducteur montre qu’il est I'image du pro-
duit A;J qui a défaut d’avoir un modéle thermique peut indiquer I’évolution de la tempéra-
ture.
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La détermination de la variation de température dans les paquets de tole statoriques (fer)
est déterminée en tenant compte de ’ensemble des pertes considérées. Dans cette étude les
pertes cuivre et les pertes fer sont considérées. Ainsi, en supposant que la température reste
uniforme dans les dents et dans les encoches, la variation de température dans les toles s’écrit
comme suit :

1 Pfer—tot + Pcu
hyer 2m (RsL + (R? — R2))

Ot : hyer est le coefficient d’échange thermique. II varie selon le mode de refroidissement
adopté [92]. Pour un refroidissement par convection naturelle et par radiation h=10W /m?*K
et pour un refroidissement par convection forcée h est compris entre 50 et 300 W/m?2K. Dans
ce cas, le systéme de refroidissement doit donc évacuer une puissance importante dans un
volume réduit. Dans cette thése, la convection forcée est choisi et le coefficient d’échange
thermique est fixé a 100 W/m?K. La surface d’échange thermique est définie par S; =
21 (RsL + (R* — R?)).

Ainsi, pour une température ambiante donnée, la température de bobinage dans les en-
roulements du stator obtenue comme étant la somme de I’échauffement dans les conducteurs,
dans les paquets de toles et de la température ambiante. La température ambiante dépend
fortement du milieu d’exploitation, elle est souvent fixée & 40°C pour des machines exposées
dans un environnement chaud. Toutefois, pour notre application hydrolienne cette tempéra-
ture est fixé a 20°C en supposant que le générateur est installée sous 'eau.

Aefer -

(3.25)

Tow = Dby + DOger + Ty (3.26)

La température dans le circuit magnétique des toles est déterminée par :

Tfer = Aéfer + Ty (327)

Cette formulation de I’échauffement thermique dans la machine permet de voir que la
température dans la machine est plus élevée dans le bobinage statorique.

3.5.1.6 Calcul masse et volume du générateur

Dans cette partie, nous allons déterminer le volume et la masse de la machine en fonction de
la topologie, et les dimensions et les types de matériaux utilisés. L’approche de calcul adoptée
est basée sur la détermination du volume et de la masse des parties actives de la machine.
Dans cette approche, on néglige I’apport des matériels requis pour la mise en place de I'arbre
moteur, les roulements et le systéme de refroidissement.

Suivant leur fonction, la nature et le positionnement de matériaux dans la machine sont
différents. En effet, les paquets de toles au niveau du stator et du rotor sont composés par un
alliage d’acier de fer de type M400-50A. Les aimants permanents situés au niveau du rotor
sont de type N35SH. Le bobinage est composé de bobines en cuivre.

Ainsi, suivant leur positionnement, le calcul des volumes et des masses des différents matériau
constituant la machine sont résumé dans le tableau (Tab.3.1). La masse de chaque matériaux
est déduite directement du volume par la masse volumique.
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TABLE 3.1 — Calcul des volumes et des masses des matériaux

Volumes Masses
Aimants Vinagn = 2phm LTp3 Mmagn = pmagn-Vmagn
Cuivre Veopper = 2pgmNskp, Scu Mecopper = Pcopper-Veopper
Dents Vaents = 2pgmWiiot-hsiot Lk fer Maents = piron-Vdents
Fer | Culasse statorique Vew = ©(R? — (R — hslot)2)~L~kfer' Mewi = piron-Veul
Culasse rotorique | Viotor = T [(Rs — hm — lg)%> — (Rs — hm — lg — hr)?] L.kpe Mrotor = piron-Vrotor

Le volume d’aimants (V;,,44n) refléte la quantité d’aimants intégrée dans le rotor. Le volume
du cuivre (Vgpper) €st représenté par lensemble de la quantité de cuivre installée dans les
encoches.

Le volume de fer actif (Vi,o,) est considéré comme la somme du volume des dents du
stator, de la culasse du stator et de la culasse du rotor. La masse active est considérée comme
la masse du volume actif.

‘/iron = Vdents + ‘/cul + ‘/rotor (328)

Mz’ron = Mdents + Mcul + Mrotm' (329)

Le volume global et la masse totale de la génératrice sont considérés respectivement
comme étant la somme du volume et de la masse de tous les matériaux le constituant :

‘/gen = V;ron + ‘/copper + Vmagn (330)

Mgen = Miron + Mcopper + Mmagn (331)

3.5.1.7 Calcul coiit du générateur

Le cott d’une machine électrique est fonction d’un grand nombre de variables [93]. Il ne peut
étre évalué qu’avec approximation car il dépend :

e Des équipements de fabrication (degré de modernité des équipements, degré d’automa-
tisation, capacité de production annuelle, investissements nécessaires, etc.).

e Du coiit de la main-d’ceuvre (faible dans les pays du tiers monde, élevé en Amérique
du Nord, en Europe et le Japon).

e De la qualité des matériaux (les matériaux de bonne qualité coutent plus cher) et
beaucoup d’autres aspects.

Il est difficile de prendre en compte de tous ces facteurs dans un calcul mathématique général
du modéle des cotits. Toutefois, une approche logique consiste a sélectionner les composants
les plus représentatifs du cotit total et de les exprimer en fonction des dimensions de la
machine [93].
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Ainsi, dans notre application le cotit du générateur est estimé en fonction du volume des
matériaux présents. La machine synchrone considérée comporte trois matériaux différents a
savoir les aimants, le cuivre et le fer. Le bobinage statorique est composé par le cuivre. Les
aimants installées a la surface du rotor jouent le role d’inducteur. Les circuits magnétiques
statorique et rotorique sont constitués de téles magnétiques en acier de fer.

Le cotit de la génératrice pentaphasée est approximé par 1’équation suivante :

Cgen = cmaganagn + CironMiron + CcopperMcopper (332)

Ou :

¢, et M, sont respectivement le cotlit massique [€/ kg| et la masse volumique des matiéres
premicres [kg/m?] telle que le cuivre dans les enroulements, les matériaux ferromagnétiques(
fer) et les aimants permanents du rotor. Les différentes masses précitées pour le calcul du
cott du générateur sont résumées dans le tableau (Tab.3.1).
Les cotits spécifiques du fer, du cuivre et des aimants ne peuvent étre donnés de maniére
précise, car ils dépendent dans une large mesure du marché. Les valeurs typiques suivantes,
qui tiennent compte du prix de lisolation obtenus chez un fournisseur pour I’assemblage des
machines, ont été choisies.

TABLE 3.2 — Masses volumiques et prix des matériaux

\ Matériaux | Masse volumiques (kg/m®) | colt massique |
Aimants (N44SH) Pmagn = 7400 Cmagn= 30 €/ kg
Cuivre Peopper = 8960 Ceopper— 6 €/kg
Fer Piron = 1870 Cron— 1 € kg

3.5.2 Détermination des éléments du convertisseur
3.5.2.1 Pertes dans le convertisseur

Dans le convertisseur d’électronique de puissance, le passage des courants de charge et la
commutation des semi-conducteurs engendrent des pertes.

Les pertes dans le convertisseur statique (redresseur) se décomposent en deux types : les
pertes par conduction et les pertes par commutation. Les pertes par conduction sont liées aux
courants traversant les semi-conducteurs pendant une durée dépendante du rapport cyclique
et de la tension de seuil des composants considérés. Elles sont aussi tributaires de la fonction
de modulation utilisée. Dans [94, 95, 96], les formules permettant de calculer les pertes par
conduction en fonction de la fonction de modulation sont présentées. Les publications [97, 98]
présentent quelques informations sur la définition de ces fonctions de modulation.

En ce qui concerne les pertes par commutation, elles dépendent de I'énergie dissipée lors
des changements d’état des semi-conducteurs commandables. Elles sont proportionnelles a la
fréquence de commutation et au courant [99).

Pour obtenir la formulation des différentes pertes précitées, le calcul est fait sur un composant
du redresseur a cinq bras composé d'un IGBT en paralléle avec une diode.

91



Les pertes par conduction pour un seul semi-conducteur & IGBT sont exprimées par 1’équation
(3.33). De la méme maniére les pertes par conduction apparaissant dans une diode peuvent
étre explicitées par 1'équation (3.34). Les pertes par commutation qui apparaisent dans les
semi-conducteurs commandables (IGBT) sont obtenues par I’équation (3.35).

1 T .
Pcond,igbt = %/ VCE,igbt-Z(0>-Tigbt(9>d9 (333)
0
1 T .
Pcond,diode = 2_/ VCE,diode'Z(9>‘Tdiode(e)de (334)
T Jo
]max
Psw - FML]Bsw T (335)

Ou:

o Vegigh et Vor diode sont la tension entre I’émetteur et le collecteur de IGBT et de la
diode. Elles sont obtenues grace aux tensions seuil (V, gt €t Vi, giode ) €t aux résistances
différentielles (Rq,igor €t Ragiode ) de chaque semi-conducteur considéré.

VCE,igbt = Vvo,igbt + Rd,igbt-i(e)
Ver.diode = Vo diode + Ra.diode-1(6)

o Tignt €t Taiode(6) sont les rapport cyclique de 'IGBT et de la diode. Ils sont fonction de
I’angle électrique de la génératrice synchrone.

Dans la machine synchrone I’exploitation des FEM pour produire du couple nécessite I'injection
des harmoniques de courants bien spécifiques. Pour le redresseur, cela se traduit par la mise
en place d’une fonction de modulation comportant les harmoniques exploités. Cette fonction
de modulation permet de prendre en compte les niveaux de tension du convertisseur et le
couplage de la machine.

D’une maniére générale, on définit le rapport cyclique par :

7(0) = %(1 + MF(O+ ) (3.36)
Avec:

e M, est I'indice de modulation, il est définit par le rapport de la tension simple maximale

appliqué sur une phase sur la moitié de la tension du bus continu (M, = 2‘{}%)

e La fonction F(0 + ¢) refléte la forme d’onde du signal modulant comparé a la MLI qui
présente une fréquence élevée ( F(6 + ¢) = 0 [sin(0 + ¢) + z.s5in(3(6 + ¢))]). Dans le
cas d’une alimentation par une MLI & porteuse triangulaire de valeur moyenne nulle
qui est comparée a un signal modulant de type sinusoidal, on z =0 et 6 = 1. Et pour
le cas d’un signal modulant comportant le fondamental et le troisiéme harmonique ,
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on (z =getd = \%) L’injection de I’harmonique de rang trois sur la fonction de
modulation permet d’augmenter la valeur de la tension de phase de 15% comparé a une

modulation de type sinusoidale [95].

Pour chaque composant semi-conducteur, le rapport cyclique est différencié. On obtient
Tight (8) pour 'IGBT et 74040 (6) pour le diode [100, 101]:

Tignt () = 5 [1+ 0. My [sin(0 + @) + z.5in(3(8 + ¢))]]
Tdiode(9> = % [1 — 5Md [sm(@ —+ (,0) —+ ZS’LH(B(Q + 90))]]

Dans notre application, nous injectons des courants qui peuvent contenir a la fois le
fondamental et I’harmonique de rang trois. Suivant la nature de la FEM exploité, le courant
de ligne comme peut se mettre sous la forme (3.37).

i(0) = Iz [sin(0 + ) + x;.510(3(0 + ¢))] (3.37)

Ou: le paramétre x; représente le rapport entre 'amplitude de I’harmonique trois sur le
fondamental du courant (z; = ?”—‘“”i’) Il est nul dans le cas d’un courant sinusoidal (z; = 0).

En explicitant, les équations des pertes par conduction dans chaque semi-conducteur, on
obtient:

_ 2
Pcond,igbt - ‘/o,igbt < ]igbt > +Rd,igbt~lq~ms,igbt

_ 2
Pcond,diode - ‘/o,diodet < Idiode > +Rdiode'[rms’diode (338)
Imaz
Psw = FMLIBsw p

Dans lesquelles:

o I ]igbt >= [ ozl ({L‘i.5.M.Z.COS(3;0)+5.M.COS(Lp) + m%jr_3>

35.22+162.2; —21 27.22—14.2;+35 1422
* Ifms,igbt =1 ((#) 0.M.z.cos(3p) + (Tﬁ) 0.M.cos(p) + +T>

o x;.0.M.z.cos(3p)+0.M.cos(p z;+3

o I [diode >= Imaxl <_ ( 8) (e) + 67
2 72 35.224+162.2;—21 27.22—14.2;,+35 1+x2
o I7 s diode = Timazt (— (T .M .z.co8(3p) — | =g ) -0.M.cos(p) + =g+

Cette formulation des pertes dans le convertisseur, qui prend en compte la participation de
I'harmonique de rang trois du courant, reste générale. En effet, en imposant (r =0, z =0
et § = 1), on retrouve ainsi le modele classique des pertes par conduction [102, 103].

Finalement, la somme des deux pertes précitées donne le total des pertes dans le conver-
tisseur P.,,, pour chaque point de fonctionnement.

Pconv = 10. (Pcond,igbt + Pcond,diode + Psw) (339)
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3.5.2.2 Coat du convertisseur

Dans un pont de redresseur ou d’onduleur & IGBT et pour une technologie donnée, le di-
mensionnement des semi-conducteurs ne dépend que de la puissance apparente nominale en
Volt-Ampére (VA). Pour une gamme de puissance de l'ordre du mégawatt (MW), le cotit
peut étre approximé par la fonction suivante [104, 16, 105].

Ceonv = .5,

conv

(3.40)

Les coefficients « et v sont dépendantes de la gamme de puissance du convertisseur. Ici,
a=67etv=0.7.

Seonv constitue la puissance apparente (VA) du convertisseur a IGBT.

3.5.3 Détermination du cotiit de la structure

La structure constitue le support qui va accueillir I’ensemble des éléments de la chaine hy-
drolienne. La structure de support présente une fondation de type tripode qui se compose
d’une arbre centrale en acier et trois types d’acier cylindriques fixés au fond de ’eau. La par-
tie centrale répartit les charges entre les tubes cylindriques. En comparaison de la structure
monopile qui présente un seul tube, la structure tripode est la plus légére ce qui facilite sa
manutention et son installation [106].

Dans notre étude, nous nous intéressons spécifiquement au calcul du cotit de cette struc-
ture de support pour son intégration dans le cotit d’investissement de la chaine de conversion.
Le calcul du coiit de la structure vient de 'approximation (3.41) proposée par Anders Grauers
[107] dans sa these en 1996 et repris dans d’autres travaux [16, 108].

1 Dewt \* L\*
Cs ructure — _Cs rre 3.41
e 27t [(Dref) ! (Lref) ] (340

D,y et L étant respectivement le diameétre extérieur et la longueur de la machine.

D,cs et L, s représente le diametre et la longueur de référence.

Pour une machine de diameétre extérieur de D,.; = 2.3m et de longueur L,y = 1.1 m le
colit du support est estimé a Cgyrep = 65990 €.
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Figure 3.6 — Structure de support de type tripode ’/EMEC FORESEA

3.6 Conclusion

Au cours de ce chapitre, nous avons présenté les différents modéles analytiques pour le di-
mensionnement de la chaine de conversion hydrolienne en tenant en compte du potentiel
énergétique d’un site donné.

Ce chapitre a permis de montrer la complexité de la mise en place des différents modéles sur
le plan technique, mais également sur le plan économique. Ces différents modéles analytiques
montrent que ’énergie extraire et les différents cotits constituent des éléments importants
dans le dimensionnement de la chaine de conversion. L’énergie extraite directement est liée a
la commande et le cotit d’investissement est 1ié aux différents parameétres de la génératrice et
du convertisseur. Dans le chapitre suivant, ces différents modéles seront utilisés comme outils
de dimensionnement pour valoriser ’énergie extraite et d’amortir le cotit d’investissement de
la chaine hydrolienne.
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Chapitre 4

Optimisation Multi-objectif d’un
ensemble GSAP pentaphasée-redresseur
MLI pour application hydrolienne
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4.1 Introduction

Suivant la complexité des éléments qui composent une chaine de conversion, le dimension-
nement optimal de ’ensemble de la chaine de conversion constitue un probléme complexe,
difficile, de grande taille dont les solutions optimales sont pratiquement impossibles a définir
analytiquement. Ainsi, 'utilisation de techniques d’optimisation sophistiquées permettent
de résoudre ces problémes.

Dans ce chapitre, notre objectif est de présenter une méthode d’optimisation de ’ensemble
machine convertisseur de la chaine de conversion sur un cycle hydrolien. Dans cette optimi-
sation, le but est de répondre aux exigences du cahier de charges qui consistent a extraire au
mieux l’énergie annuelle et de réduire le cotit d’investissement des différents éléments de la
chaine de conversion grace a la mise en place d’une géométrie de la génératrice tolérante aux
défauts et ses lois de commandes optimales. Une étude comparative basée sur la variation des
profils de FEM et de la mise en place des différentes stratégies de commande est appliquée
pour une génératrice synchrone a aimants permanents a poles lisses pentaphasée et a associée
a un redresseur de type MLI. Cette comparaison va permettre d’identifier les profils de FEM
et les lois de commande qui valorisent le plus les objectifs définis, a savoir I’énergie annuelle
et le cotit d’investissement.

Ce chapitre se divise principalement en deux parties :

e Dans la premiére partie, nous allons présenter la méthodologie d’optimisation et définir
les différentes fonctions objectif.

e Dans la seconde partie, nous appliquerons notre méthode d’optimisation a une archi-
tecture pentaphasée et analyserons les résultats obtenus.

4.2 Définition du probléme d’optimisation

D’une maniére général, un probléme d’optimisation est défini par un ensemble de variables,
une fonction ou des fonctions objectifs et un ensemble de contraintes. L’espace de recherche
est I’ensemble des solutions possibles du probléme. Un probléme comportant au moins deux
fonctions objectifs est défini comme un multi-objectif. Résoudre un probléme d’optimisation
revient a trouver la ou les meilleures solutions possibles en cherchant les plus petites valeurs
(probléme de minimisation) ou les plus grandes valeurs (probléme de maximisation) de la
ou des fonctions objectifs du probléme posé, tout en satisfaisant un ensemble de contraintes
définies. La formulation mathémtique d’un probléme d’optisation est par:
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( [ fa() |
fo(z)
F(z) =
' (4.1)
| fa(2)
gi(z) <0 i=1,..,1
hi(z) =0 j=1,..,m
X = [x1, 29, ..., Ty)
| L R k=1,..,n

Ou:

e [(x) représente 'ensemble des fonctions objectifs. Elles peuvent étre maximisées ou
minimisées en méme temps.

e g(x) et h(x) : représentent respectivement les contraintes d’inégalité et d’égalité, donc
sont I'image des limites autorisées. En effet, le processus doit optimiser des fonctions
objectifs définies avec une série de contraintes basées sur la faisabilité des solutions.

e x représente ’ensemble des variables indépendantes qui peuvent présenter une variation
discréte ou continue. Pour un probléme donné, I’ensemble X peuvent étre:

— un ensemble universel, dans ce cas X peut prendre toutes les valeurs possibles que
ce soit faisable ou non,

— un ensemble dont les solutions sont possibles et réalisables, dans ce cas X peut
prendre toutes les valeurs conformes a une plage de variation définis. En pratique,
elles sont limitées par une plage et correspondent a toutes les solutions possibles
et réalisables. Ces paramétres peuvent étre fixes donc choisis comme paramétres
d’entrée ou variables au cours du processus de calcul.

Les potentialités offertes par les techniques d’optimisation modernes suscitent un intérét
croissant dans plusieurs domaines, en particulier le domaine du génie électrique, d’ou la
raison de leur utilisation massive dans la phase de conception.

Comme montré dans [109], il existe de plusieurs méthodes d’optimisation que 'on peut
classer de la maniére illustrée sur la figure (Fig.4.1). En premier lieu, on peut les classer en
deux catégories: les méthodes exactes et les méthodes approchées.

En ce qui concerne les méthodes exactes, les solutions optimales sont obtenues dans un temps
de calcul acceptable. Contrairement aux méthodes dites approchées, Elles sont appelées
aussi méthodes déterministes et ont une solution optimale qui n’est pas approchée. Elles
permettent de résoudre certains types de problémes faciles a condition que les fonctions
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soient continues et dérivables. Pour des problémes complexes, elles sont trés gourmandes en
temps de calcul et de mémoire. Pour les algorithmes basée sur ce principe, on retrouve la
méthode du simplex [110], la méthode quadratique [111] ou en encore la méthode du gradient
[112, 113].

Les méthodes approchées sont mises en ceuvre pour des problémes complexes ou de taille
importante. Elles sont appelées aussi méthodes métaheuristiques. FElles sont basées sur
des processus itératifs qui combinent intelligemment plusieurs concepts pour rechercher les
solutions optimales & un probléme défini. Parmi les métaheuristiques, on peut différencier
les métaheuristiques de “voisinage” qui font progresser une seule solution a la fois et celles
“distribuées” qui manipulent en paralléle toute une population de solutions.

Les métaheuristiques de 'voisinage’ sont basées sur une recherche locale qui fait évoluer une
solution initiale en améliorant sa qualité dans un voisinage au cours d’itérations. Le processus
de résolution s’arréte si la solution finale ne peut plus étre améliorée. Différents algorithmes
basés sur la recherche locale existent dans la littérature, on peut citer la recherche tabou, la
méthode du recuit simulé [114] ect. Ces méthodes souffrent de la convergence de la recherche
vers 'optimum local.

Contrairement aux métaheuristiques de “voisinage”, pour les métaheuristiques de “distribuées”
a base de population, la recherche des solutions est globale sur toute 1’espace de recherche.
Elles permettent de régler le probléme lié a 'optimum local et de déterminer I'optimum
global. Parmi ces méthodes, on peut citer les algorithmes génétiques, les algorithmes a base
d’intelligence par essaims ect.

e Les algorithmes génétiques sont des techniques basées sur la théorie de I'évolution
biologique des espéces vivantes (sélection, croisement et mutation). L’ensemble des in-
dividus forment une population qui va évoluer au cours des itérations appelées “généra-
tions” jusqu’a ce qu'un critére d’arrét soit vérifié [115].

e Les algorithmes a base d’intelligence par essaims sont des techniques de calcul inspirées
du comportement social des animaux tels que les poissons, les fourmis, les abeilles etc.
La population est composée de nombreux individus appelés particules. L’objectif est
de rechercher les solutions optimales dans un espace de recherche commun en favorisant
la coopération et 1’échange d’information entre les particules a chaque itération [116] .

Pour les problémes complexes d’optimisation multi-objectifs, les algorithmes les plus utili-
sées sont de types métaheuristiques tels que 1’algorithme génétique de tri (NSGA-II) et I'algo-
rithme par essaimage particulaire multi-objectif (Multi-Objective Particle Swarm Optimization
(MOPSO)). IlIs permettent de résoudre des problémes d’optimisation & variables discrétes ou
mixtes.

Toutefois, plusieurs études comparatives ont montré la supériorité de 'algorithme de type
MOPSO par rapport aux algorithmes NSGA-IT [117, 118, 119]. En termes de performances,
les algorithmes de type MOPSO sont jugés beaucoup plus rapides, plus robustes et plus
performantes. Ainsi, dans les travaux de cette thése, nous utiliserons un algorithme par
essaimage particulaire multi-objectif (MOPSO).
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Méthodes de résolution de probléemes d’optimisation

I
' '

Méthodes Exactes Méthodes Approchées: Métaheuristiques
' }
A base d’une solution A base d’une population
—» Simplex )
unique de solutions
—» Quadratique
—» Recherche tabou >

Algorithmes génétiques

" Gradient Lol Recuit simulé [ ) Algorithmes a base
d’intelligence par essaims
Ly ...ect. —» ...ect. —» ...ect.

Figure 4.1 — Classification des méthodes de résolution de problémes d’optimisation

4.2.1 Formulation des Objectifs

Généralement, les fonctions objectifs considérées dans la littérature sont diverses : les pertes,
le rendement, la masse, le volume, le cotit [120]. Ces fonctions objectifs peuvent varier d’une
application & une autre. Dans notre application, la procédure du dimensionnement vise deux
objectifs jugés pertinents suivant le contexte hydrolien:

e 'énergie annuelle extraite,

e le colit d’investissement.

4.2.1.1 Premiére fonction objectif : Energie annuelle

La premiére fonction objectif est ’énergie annuelle extraite a la sortie du convertisseur de
puissance. Elle est déterminée grace a la formule (4.2). Suivant le temps de fonctionnement
(tj) pour chaque point de fonctionnement donné (j), I’énergie annuelle est calculée avec la
prise en compte de la puissance a la sortie du multiplicateur de vitesse, les pertes globales
(Fig.4.2). Dans cette formulation, il convient de définir les différents types de pertes qui sont
prises en compte dans la machine et dans le convertisseur [102, 99, 121].

e Les pertes par effet Joule qui sont localisées dans les enroulements statorique de la
machine.

e Les pertes fer, dans le circuit magnétique, qui représentent la somme des pertes par
hystérésis, par courant de Foucault.
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e Les pertes par conduction et par commutation dans le redresseur.

La fonction objectif définie est utilisée afin de maximiser I'exploitation du potentiel énergé-
tique disponible a la sortie du multiplicateur de vitesse. Pour produire le maximum d’énergie
annuelle, le cas idéal est d’annuler les pertes globales. Cependant, en pratique, les pertes
existent et participent a la réduction de 1’énergie extraire. Dans notre optimisation, la maxi-
misation de I’énergie électrique extraire revient & minimiser le mieux que possible les pertes
globales.

Np
Eelec :Z Pelec7 it
J o (4.2)

Pelec,j = FG’,jQG,j - Pglobales,j

Ou : Pyiobates,j = Pew,j + Prerj + Peonv,j Teprésente la somme des pertes cuivre dans la
machine et des pertes dans le convertisseur.

Puissance
~, électrique extraite

Puissance mécanique a la surle bus DC

sortie du multiplicateur

_Ps“-' h

— Pertes par
Peond commutation
N “— Pertes par
— P ¢
_p.| 2 Pertes dans le conduction
: Pertes CUivIe
Fer

FIGURE 4.2 — Bilan de puissance de la chaine de conversion

4.2.1.2 Seconde fonction objectif : Cott de la chaine de conversion

Rappelons que la réduction du cotit d’électricité d’origine hydrolienne reste, aujourd’hui, un
grand défi a relever pour accroitre la portée de cette technologie malgré son fort potentiel
énergétique[122, 123]. La réduction des cotts des produits de la filiére hydrolienne est devient
indispensable pour parvenir a un cott compétitif de ’énergie extraite.

Pour prendre en compte cet aspect économique dans notre probléme d’optimisation, nous
choisissons une deuxiéme fonction objectif qui est le cotit d’investissement. Ce dernier intégre :
le cotit du générateur, du convertisseur et de la structure (support). L’objectif est de réduire
au mieux que possible cette fonction objectif.

FObj2 . CGSC = Cgen + Cstructure + Cconvert (43)
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4.2.2 Variables d’optimisation et données d’entrée
4.2.2.1 Variables d’optimisation

L’étude d’optimisation est effectuée au niveau de la chaine de conversion en intégrant simul-
tanément 'influence réciproque de la machine et du convertisseur. Pour le convertisseur, en
fixant le calibre en tension et la fréquence de commutation par le cahier de charges, nous
pouvons dimensionner ces interrupteurs a partir du seul calibre en courant via sa puissance
apparente. Pour la machine, ces paramétres géométriques seront utilisés comme variable
d’optimisation.

Sachant que la commande vient en aval de la conception, les dimensions géométriques
de la machine et la puissance du convertisseur d’électronique de puissance sont sélectionnés
en tant que variables d’optimisation. Onze variables d’optimisation ont été définies pour
maximiser 1’énergie annuelle extraite et de minimiser le cotit d’investissement de la chaine de
conversion. Chaque variable d’optimisation est limitée par deux valeurs sur un intervalle de
recherche : une valeur minimale et une valeur maximale. Elles évoluent dans ces intervalles
bornées qui sont illustrées dans le tableau (Tab.4.1). Ces limites sont imposées d'une part
suivant les contraintes techniques et d’autre part pour faciliter la recherche réduisant ainsi le
temps de calcul. Parmi ces variables d’optimisation, le nombre de paires de pole est le seul
qui présente une variation discréte. Les autres variables sont des variables continues et donc
présentent une évolution continue.

e La plage de variation du nombre de paire de pole est déterminée par les limites de
fréquence. En effet, la fréquence minimale pour ne pas avoir des ondulations de couple
venant du convertisseur est limitée a 5Hz [124]. Pour garantir un découplage par-
fait au niveau de la commande du convertisseur, la fréquence maximale de conversion
du convertisseur est 10 fois moins rapide que la fréquence de commutation des sémi-

conducteurs. C’est ainsi qu’elle est fixée & 200Hz pour une fréquence de commutation
de 2250Hz.

e Pour un dimensionnement classique, le rapport entre la largeur des dents et le pas
polaire est de 0.5. Dans cette étude une tolérance de +20 % est prise par rapport a la
valeur de référence |70].

e La plage de variation du rayon de l'entrefer est fixée en tenant compte de la valeur
maximale du diamétre externe du générateur (D = 1.2m).

e Pour un diamétre externe connu et suivant des contraintes mécaniques de guidage,
la valeur minimale de ’épaisseur de l'entrefer vaut D/1000. Supposant que le circuit
magnétique fonction dans la zone linéaire le rapport entre la hauteur des aimants et
I'épaisseur de U'entrefer reste inférieur a 3 [125, 126]. Ainsi, connaissant l'entrefer, la
plage de variation de la hauteur des aimants peut étre déduite.

e Les contraintes mécaniques principalement dues & des forces centrifuges dans le géné-
rateur imposent une vitesse critique. En effet, une vitesse de rotation qui atteigne la
fréquence propre du rotor (phénoméne de résonance) peut entrainer des vibrations. Avec
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une vitesse de rotation inférieure a 150 rad/s, la limitation critique de vitesse est due
seulement au rapport entre le rayon d’entrefer et la longueur active [127, 128, 87, 129|.
Ainsi, pour limiter le phénoméne de résonance, il suffit de limite le rapport de la
longueur active sur rayon d’entrefer a 5 (L/Rs<5).

Pour une machine électrique, la culasse statorique et la culasse rotorique présentent
sensiblement le méme niveau de flux magnétique. Ainsi, la hauteur de la culasse sta-
torique est sensiblement la méme que la hauteur de la culasse rotorique. Elles peuvent
étre obtenues a un coefficient prés a partir du pas polaire (hyope = hy = k”%) [70]. En
fixant le coefficient k & 0.2, la plage de variation des culasses statorique et rotorique
sont obtenues.

La plage de variation de la puissance apparente du convertisseur est choisi pour avoir
un facteur de puissance compris entre 0.7 et 1.

Shaft

Figure 4.3 — Paramétres géométriques de la machine
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Table 4.1 — Plage de variation des variables d’optimisation

\ Symboles \ Description \ Type \ Min \ Max \ Unité \
P Nombre de paires de poles entier | 1 30 -
k; Rapport largeur dent sur pas dentaire | réel | 0.4 | 0.65 -
R, Rayon d’entrefer réel | 0.2 0.6 m

Pyoke Hauteur de la culasse statorique réel 3 50 cm
h, Hauteur de la culasse rotorique réel 3 50 cm
Rsior Hauteur des encoches réel 0.1 10 cm
lg Epaisseur de I'entrefer réel | 1.2 30 mm
hom hauteur des aimants réel 4 20 mim
L Longueur active réel | 0.1 2.5 m
N, Nombre de conducteurs par phase réel 1 30 -
Seonw Puissance du convertisseur réel 14 2 MVA

4.2.2.2 Données d’entrée

Les données d’entrée sont équivalentes a des variables fixes qui sont utilisées par le programme
d’optimisation. Pour les différents éléments la chaine de conversion, on a :

e Pour le générateur, ces parameétres concernent la puissance nominale, la vitesse nomi-
nale, mais également les types de matériaux au niveau du stator et du rotor. Concernant
le stator, on retrouve le diamétre externe, le nombre de phase, le type de tole du circuit
magnétique (fer), le bobinage. Pour le rotor, le type d’aimant est défini.

e Pour le convertisseur d’électronique de puissance, les éléments concernés sont le type
de semi-conducteurs, la tension du bus continu et la fréquence de commutation des
semi-conducteurs commandables.

Le tableau (Tab.4.2) présente, pour chacun des éléments, les spécifications retenues.
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Table 4.2 — Paramétres clés imposés

Définition Désignation | Valeur numérique | Unité
Vitesse nominale 2, 400 tr/min
Puissance nominale P, 1.4 MW
Diameétre externe D 1.2 m
Nombre d’encoche par pole et par phase m 1 -
Nombre de phase q ) -
Type d’aimant N44SH - -
Br 1.33 T
He 892 kA /m
Toles magnétique M400-50A - -
Bmaz 1.7 T
Facteur de lamination Eter 0.97 -
Type de semi-conducteurs IGBT - -
Tension bus DC Uge 1100 Vv
Fréquence de commutation fsw 2250 Hz

4.2.3 Formulation des contraintes technologiques

Dans le probléme d’optimisation, toutes les solutions obtenues via les objectifs ne sont pas
réalistes et pertinentes. En effet, le choix de chaque solution dépend de plusieurs contraintes
techniques. Ces différentes contraintes sont liées aux limitations technologiques des com-
posants utilisés. Pour assurer une bonne intégrité de la chaine de conversion, il est important
de prendre en considération ces contraintes de nature électrique, dimensionnelle, magnétique
et thermique de la génératrice.

e Contraintes électriques

Les limites des grandeurs électriques de la machine sont imposées par le convertisseur de
puissance. Ces grandeurs électriques de la machine évoluent en fonction du point de fonc-
tionnement sur le cycle hydrolien. En effet, la tension appliquée aux bornes de la machine et
le courant dans les enroulements varie en fonction de la vitesse de rotation de la machine.
Un courant maximal supérieur au courant nominal des semi-conducteurs peut entrer leur
destruction. De la méme fagon, une tension maximale appliquée aux bornes de la machine
peut entrainer la perte de controle du systéme si elle est supérieure a la moitié de la tension
du bus continu.

Ainsi, pour des raisons thermiques, quel que soit le point de fonctionnement sur cycle de la
machine, nous avons limité le courant statorique a la valeur du courant nominal admissible
par les semi-conducteurs. De méme, quel que soit le profil de FEM, nous avons limité la
tension maximale disponible aux bornes d’une phase a la moitié de la tension du bus continu
pour garder la contrdlabilité du systeme.
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{IS—RMS,j < Inom (4.4)

U,
) < dc
Vts—RMS,] = 3,2

Les valeurs efficaces des grandeurs électriques réelles (tension simple et courants de ligne)
sont déterminées suivant le profil de la FEM considérée.

Vi rs = \/Wvgp FV2 VI V2

(4.5)
Is_ryvs = \/%\/Igp + 12+ TG + I

e Contraintes thermiques

L’élévation de la température est I'un des principaux paramétres limitant les performances
d’une machine électrique [88]. En effet, une élévation excessive de la température participe a
la démagnétisation des aimants et a la dégradation des isolations. Ces élévations de tempéra-
ture sont dues en partie & la dissipation des pertes dans la machine. La température la plus
élevée, généralement localisée dans les bobinages [130] composés de polyméres, peut réduire
la durée de vie de la machine. Dés lors, pour protéger les enroulements statoriques, la tem-
pérature maximale dans le bobinage statorique est limitée a la température autorisée par la
classe d’isolement normalisée (classe F) suivant la norme IEC (International Electrotechnical
Commission). Ainsi, nous nous sommes fixés une température maximale limite sur cycle de

I’ordre de 150°C dans le bobinage.

Tcu S Tmaw (46)

e Contraintes géométriques

Les contraintes géométriques de la génératrice doivent autoriser sa faisabilité mécanique. En
effet, le rayon externe de la génératrice doit étre capable de contenir le rayon de I'entrefer, la
hauteur des encoches et la hauteur de la culasse statorique. De la méme maniére, le rayon
d’alésage rotorique reste toujours positif afin de garder la réalité physique du générateur. La
contrainte sur les dents est définie de facon a ce que la hauteur des encoches ne soit pas
longue par rapport a la dimension de la largeur des encoches:

Rs + hyohe + hslot S R
Ry—hy—ly—hy >0 (4.7)
Dior < g

slot

e Contraintes magnétiques
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L’augmentation de l'induction dans la culasse favorise la minimisation des épaisseurs des
culasses rotorique et statorique. Cependant, pour éviter la saturation dans les circuits mag-
nétiques a chaque endroit de la machine et garantir la validité du modéle analytique électro-
magnétique, il est préférable de limiter le niveau d’induction & chaque endroit de la machine.
Les niveaux d’induction maximale dans les dents, dans les culasses statoriques et rotoriques
sont limitées pour garder I’ensemble des solutions qui sont a I’hypothése de non saturation
des modéles.

e La relation suivante permet d’exprimer la contrainte de saturation dans la carcasse
rotorique que l'on choisit & 1.4 T:

Bhrotor < 1.4 (T)

e La contrainte de saturation de 'induction dans la culasse statorique est limitée a 1.27T:
Byore <12 (T)

e Parallélement, le niveau d’induction dans les dents reste borné a 1.7 T:
Brean < 1.7 (T)

Pour éviter la démagnétisation compléte des aimants, le dimensionnement complet du
générateur doit prendre en compte la contrainte de démagnétisation notamment d au champ
de réaction d’induit a la température la plus défavorable (150 degré pour N44SH):

Barm,sc < Be - Bd

__ 54 Ns_po Prms1 )2 DPms3 )2
_27r2plg+hm\/( Ly ) +( Ls )
By = B, — ppyH.
B, = — B

1

(4.8)

Ou:
Barm sc représente 'amplitude de I'induction dans les armatures en cas de court-circuit.
Bd est reli¢ au champ démagnétisant He, a la perméabilité magnétique des aimants p,,,, et a
I'induction rémanente Br (voir Tab.4.2).
Be représente 'induction dans 'entrefer de la machine.

e Contraintes mécaniques
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L’épaisseur de l'entrefer [, est un paramétre important pour la conception du générateur
synchrone, car sa variation peut plus ou moins rajouter des contraintes. Du point de vue
magnétique, une épaisseur d’entrefer faible favorise la conservation du circuit magnétique qui
augmente le niveau d’induction magnétique dans I'entrefer et améliore la capacité de résis-
tance a la démagnétisation. L’augmentation du niveau d’induction favorise ’augmentation
du couple, mais peut entrainer une saturation du circuit magnétique et une augmentation
des pertes fer. Pour des raisons mécaniques (de fabrication, de guidage...), une épaisseur
d’entrefer tres faible entraine des problémes technologiques qui limite le processus de fabri-
cation et d’assemblage [131]. Pour ces raisons, 'entrefer mécanique sera borné a une valeur
typique minimale [16]:

77400

4.2.4 Lois de commande

Suivant le modeéle électrique établi dans le repére tournant de Park, la détermination des lois
de commande consiste & trouver les courants de référence a imposer dans les axes d et q des
machines fictives quel que soit le profil de FEM. La loi de commande mise en place pour le
controle de la machine synchrone pentaphasée est basée sur un critére de minimisation des
pertes dans la machines.

Pour notre machine pentaphasée, les pertes magnétiques globales (Pfer_totj) sont composées
par les pertes magnétiques dans la machine fictive principale et dans la machine fictive
secondaire.

Pferftot,j = Pferftot,jfl + Pferftot,jFS (410)

OW: Prep—tot,j—1 €t Prer—tor,j—3 constituent respectivement les pertes magnétiques dans la
machine principale et dans la machine secondaire.

Pf@?“—tot,j—l = [KH(f) + KF(f)2] ‘(Md@ntS'Bgnl—Teeth + MCUl'BTQYLI—YOke)
Prer—totj—3 = [Kp-(3.f) + Kp.(3.£)*] .(Maents-Brys_reetn T Mew-Brs_yore)
De la méme fagon, les pertes cuivre se décomposent en deux parties : une partie produite
par les courants de la machine principale et une autre partie produite par les courants dans

la machine secondaire. On rappelle que les harmoniques de rang 1 et 3 sont dominants dans
chaque sous-espaces.

PCUJ = Pcu,j—p + Pcu,j—s (411)
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Ou: Py j—1 et Py, j—3 constituent respectivement les pertes magnétiques dans la machine
principale et dans la machine secondaire.

Pcu’jfp = Rey. [[c%p,j + [z?p,j]
Pcu,j—s = Reu.- []357' + I

J qs,j}

L’induction en charge dans I’entrefer en charge peut étre obtenue grace a ’approximation
donnée dans la formule (4.12) [70].

By ~ =
fm = 2.h.pwKyn Ngot Rs L

(4.12)

Avec I’hypothése du circuit magnétique qui est linéaire, on divise les composantes de I'induction
en deux : une composante pour le fondamental et une autre composante pour I’harmonique
de rang trois comme suit:

B - \/(\/gp‘wmﬁbl+p.wm.Lp.Idp)QJr(p.wm.Lp.qu)Q
fmp = 2pwKp1.-Ngjor Rs L

B o \/(3\/gp.wm.<I>3+3p.wm.Ls.Id5)2+(3p.wm.Lp.Iqs)2
fms = 6pwK b3 Nytor R L

Gréace a cette induction dans I'entrefer, les inductions dans les différentes parties de la machine
sont déduites. Le niveau d’induction en charge dans les dents et dans la culasse statorique
pour chaque machine fictive s’écrit alors:

e Pour la machie principale, on a:

p~?yoke (413)
Bm—Teeth—p = Tk =

BympR
{Bm—Yoke—p =

e Pour la machie secondaire, on trouve:

BRyoke (4.14)

fms

B teeth—s = ky

B s Rs
{Bm—Yoke—s = e

Les pertes totales (pertes fer et pertes cuivre) dans la machine fictive principale peuvent étre
formulées comme suit:
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1 R,
Ptot,jfl = Rcu- [Igm- + Igp,j] + [KH(f) + KF<f>2] |:Mdents<k_t)2 + Mcul(m>2:| B]%mp
Tlyoke
(4.15)

Les pertes totales dans la machine fictive secondaire sont données par:

1 R,
Ptot,j—l = Rcu- [Igs,j + I(?s,j] + [KH(Sf) + KF(Bf)Z} |:Mdents(k_)2 + MCUl(m)2] B;ms
t Iyoke

Pour simplifier cette écriture, nous définissons deux fonctions qui dépendent de la vitesse et
des dimensions de la machine: F,,, pour la machine fictive principale et Fj,, pour la machine
fictive secondaire, comme suit.

[KHf + KFf2] [Mdents(klt)Z + MCUZ(Qh:Z;ke )2:|
(QPWKb1~NslotRsL)2

Fop = (4.17)

[SKHf + 9KFf2] [Mdents(k%)z + MCUl(T—p)Z}

2hyok:e
F,, = 4.18
(6pw K p3. Ny RsL)? ( )

Dans notre application, le couple électromagnétique est imposé par la caractéristique du site
hydrolien puissance vitesse. Pour minimiser les pertes a travers la commande, il faut définir
les lois de variations de courants non utilisés pour la génération du couple quel que soit le
point de fonctionnement. Ainsi, on va agir sur les courants suivant les axes d dans chaque
machine fictive. La formulation mathématique de cette stratégie revient a annuler la dérivée
de la somme des pertes globale en fonction de courant Id pour Iq fixe:

d(Pcu,j—p + Pfer—tot,j—l) H
dlgy Lap som

—0 (4.19)

d(Pcu,jfs + Pferftot,jf?)) ‘
d[ds

=0 (4.20)

[qs Wm

Finalement, par la résolution de ces équations, on trouve les courants optimaux qui permet-
tent de minimiser ’ensemble des pertes:
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I = V10Fpm Ly (p.wm)?.®pm
dp 2Rcu+2Fpm (Lp.p.wm)?

(4.21)
I* _ _ngsmLs(p-wm)2-q>sm
ds 2Rcu+18Fsm (Ls.p.wm)?
A partir de I’équation du couple électromagnétique, on peut écrit:
Iy =
P \/§~p-¢m1
(4.22)

];s = <3£$3> 'qu

Cette écriture montre que si les pertes fer dans la machine sont supposées nulles, on peut
comprendre que la meilleure stratégie pour la minimisation des pertes restantes est d’imposer
les courants nuls dans axes d pour les deux machines fictives. Le couple est produit seulement
a partir des courants dans les axes q. Les pertes fer étant nulles, seules les pertes Joule et
les pertes dans le convertisseur sont a minimiser. Cela conduit a la mise a zéro des courants
dans les axes d.
En revanche, si les pertes fer sont incluses dans le calcul de 1’énergie produite, la meilleure
stratégie est d’imposer les courants de référence trouvés précédemment ( (4.21) et (4.22) ).
On peut remarquer que les courants suivant les axes d sont négatifs. Cette stratégie reste
valable pour tous les points de fonctionnement. Ce principe de controle est équivalent a faire
du défluxage sur tout le cycle hydrolien.
Pour une FEM de nature non-sinusoidale, les deux machines fictives sont exploitées sépa-
rément. Dans notre application ces FEMs sont représentés par les profils mises en place a
partir d’une ouverture compléte des aimants 5 = 1 et pour une ouverture réduite des aimants
=
La machine & FEM sinusoidale devient ainsi un cas particulier dés lors que seule la machine
fictive principale est exploitée. Dans notre application, ce profil de FEM est mise en place a
partir d’'une ouverture réduite des aimants avec § = % Les consignes de courants envoyées a
la machine remplissent a la fois deux critéres : elles permettent de développer le maximum
de couple par les courants dans les axes q et de minimiser les pertes fer et cuivre sur tout le
cycle.

4.2.5 Algorithme d’optimisation

La figure (Fig.4.4) présente 'organigramme d’optimisation sur cycle de la chaine de conver-
sion. Comme nous ’avons explicité précédemment, la méthodologie de conception optimale
de la chaine de conversion résulte simultanément de deux aspects importants : Le premier
aspect est la génération des parameétres de conception de ’ensemble machine convertisseur
(géométrie machine et puissance convertisseur). Et le deuxiéme aspect consiste en la mise en
place d'une loi de commande optimale.
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Comme, on peut le voir sur la figure (Fig.4.4), le processus d’optimisation se déroule
comme suit :

e la premiére étape consiste a l'initialisation de toutes les données fixes qui n’évolue
pas au cours de l'optimisation. Ces données rapportent des informations telles que
la caractéristique du cycle hydrolien, I'ouverture des aimants, le nombre de phase, la
tension du bus DC, la fréquence de commutation des semi-conducteurs, la nature et les
spécifications des matériaux ect...

e la phase d’initialisation est suivie par la génération aléatoire d’'une combinaison des
variables d’optimisation par I'algorithme utilisé. Ces derniéres sont indépendantes 1'une
de l'autre et peuvent prendre toutes les valeurs possibles & conditions que celles-ci
respectent la plage définie pour la variable concernée. Toutefois, il est important de
préciser que seul le nombre de paires de pdles posséde une variation entiére discrete.
Les autres variables d’optimisation dispose une variation continue. Cette étape permet
d’avoir les paramétres géométriques de la machine et la puissance du convertisseur
nécessaire pour le calcul des grandeurs utilisées par la suite.

e sachant cette optimisation se base sur les différents modéles analytiques développés, a
cette étape, toutes les grandeurs externes telles que les masses, les volumes, les flux, les
grandeurs électriques nominales etc sont déterminées. On obtient une machine donnée
avec toutes les grandeurs (flux, nombre de paire de pole,vitesse, résistance etc...) per-
mettant de calculer le modéles électrique de Park développées suivant les hypothése de
travail.

e la séquence suivante s’attache aux calculs de la loi de commande imposée sur le cycle hy-
drolien pour chaque point de fonctionnement. Dans cette boucle interne, les paramétres
de la machine restent fixes sur tout le cycle donc la géométrie de la génératrice n’évolue
pas. Les lois de commande, qui sont établies en fonction des besoins de ’application,
seront détaillées dans les prochaines sections. Le bilan de puissance est aussi réalisé sur
tout le cycle. Pour chaque point de fonctionnement, si les contraintes techniques défi-
nies sont respectées, le systéme continue jusqu’a la fin du cycle. Sinon, le point reste
inatteignable avec les valeurs de variables d’optimisation et la solution obtenue sera
rejetée.

e & la sortie de la boucle interne, toutes les grandeurs nécessaires pour faire le calcul
des deux fonctions objectifs sont disponibles. Ainsi, les fonctions objectifs sont évaluées
et les information sur le respect des contraintes techniques imposées sont renvoyées
a 'algorithme d’optimisation. Ce dernier va répéter ce processus jusqu’a atteindre le
nombre maximale d’interaction imposée et puis sauvegarder les meilleures solutions.

e & la fin, les solutions obtenues seront représentées sous forme de front de Pareto en
fonction des fonctions objectifs.

Le probléme d’optimisation est donc résolu grace a un algorithme génétique multi-objectif
par essaimage particulaire MOPSO. Cet algorithme d’optimisation multi-objectif MOPSO
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utilisé a été implentée sous Matlab J. Aubry dans ses travaux de thése [108]. Cette algorithme
étant une ressource disponible dans le laboratoire IREENA a été utilisé dans la thése de Jian
[16] pour le dimensionnement d’une machine double stator pour la production hydrolienne.

Pour la résolution du probléme avec ’algorithme d’optimisation, le nombre total d’itération
est fixée a 600. La taille de 'essaim, qui correspond au nombre d’évaluations des fonctions
objectifs a chaque intégration, a été fixée a 2000 particules. Ces valeurs constituent un bon
compromis pour assurer une bonne convergence des solutions optimales. Le processus a été
exécuté b fois dans le but de rassembler les fronts de Pareto dominants qui réalisent le meilleur
compromis entre les deux fonctions objectifs. Les résultats discutés ci-dessous représentent
la combinaison de toutes les solutions pour chaque analyse.
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FIGURE 4.4 — Organigramme général de 'optimisation sur cycle de ’ensemble machine-
convertisseur
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4.3 Optimisation sans prise en compte des pertes fer

Dans cette partie le probleme d’optimisation est résolu en négligeant les pertes fer. La puis-
sance électrique a la sortie du convertisseur devient (P, ; = 0).

Pelec,j - FG,jQG,j - Pcu,j - Pcom;,j (423)

Nous avons montré précédemment que si les pertes fer sont nulles la meilleure stratégie de
controle consiste & ’annulation des courants dans les axes d pour chaque machine fictive quel
que soit le point de fonctionnement. Cette loi de commande sera adoptée dans 'optimisation.
Rappelons que la commande Id=0 permet de produire le maximum de couple par unité de
courant donc de minimiser les pertes Joule.

Cette loi de commande reste fixe sur tout le cycle hydrolien. Elle sera appliquée pour les trois
profils de FEM de la machine pentaphasée.

e Concernant le profil de FEM avec une ouverture d’aimant =1 et f=6/7, nous injectons
un courant Igp et un courant Iqs pour produire un couple dans la machine principale
avec le fondamental de la FEM d’une part et un couple dans la machine secondaire
avec 'harmonique de rang trois de la FEM d’autre part. La connaissance du couple
électromagnétique déduit a partir de la puissance et de la vitesse de rotation sur cycle
permet de calculer les courants imposés pour chaque point de fonctionnement sur le
cycle comme suit :

)
Lopj = 1lasj =0

I .= T,
WI = E (4.24)

_ {3.Pm3 ,
k]qs,J = ( D1 > Sy

e Dansle casou = %, le profil de la FEM est jugé sinusoidale. Le couple est produit par
a l'interaction du fondamental de la FEM avec le courant I, injecté dans la machine
principale. Pour le controle, tous les sont imposés a zéro sur tout le cycle hydrolien sauf
le courant Iqp dans I’axe q de la machine principale qui est modulé par la caractéristique
puissance-vitesse sur le cycle hydrolien.

.
[dp,j = Ids,j =0

Ip.j
lopj = N (4.25)
\]q&j 0
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4.3.1 Reésultats d’optimisation

La figure (Fig.4.5) représente les résultats d’optimisation sur un front de Pareto avec ’en-
semble des solutions optimales qui maximisent I’énergie annuelle et minimisent le cott d’in-
vestissement des trois cas de FEM étudiés.

Concernant les deux fronts de Pareto de la figure (Fig.4.5), le premier (courbe violet) est
obtenu pour la configuration a FEM non-sinusoidale pour § = 1. Le deuxiéme front de Pareto
(courbe noir) est obtenu pour la configuration & FEM non-sinusoidale pour = %. Enfin, le
troisiéme front de Pareto représenté en bleu est celui obtenu avec une FEM sinusoidale pour

g=2

Les objectifs sont contradictoires . En effet, 'augmentation de I’énergie annuelle produite
observée apparait directement corrélée a la hausse du cotit d’investissement.

D’une maniére globale, pour les solutions a faibles énergies annuelles, on peut noter que le
cotit d’investissement varie faiblement pour une grande augmentation de ’énergie annuelle.
Pour des valeurs d’énergie annuelle fortes, la figure montre une large augmentation du cott
d’investissement pour de faible variation de I’énergie annuelle extraite.

En termes d’énergie, on peut noter que I’énergie annuelle obtenue a la sortie du redresseur
reste inférieure a celle estimée a la sortie du multiplicateur de vitesse (4696.7 1MW h). En
effet, les pertes cuivre du générateur et des pertes dans le redresseur participent a la réduction
de I’énergie annuelle extraite. Cependant, cette réduction est différente et présente un écart
dans I'espace des fonctions objectifs qui est fonction du profil de la FEM considérée.

Le front de Pareto de la machine dimensionnée avec une FEM sinusoidale ( 8 = % ) est
dominant par rapport aux fronts de Pareto des machines & FEM non sinusoidale (8 = 1 et
g = g) De méme, le front de paréto des solutions dimensionnées pour un profil de FEM
non-sinusoidale avec 8 = 1 présente d’avantage moins d’énergie annuelle extraite. En, effet
pour le méme colit d’investissement, la quantité de I’énergie annuelle extraite est plus élevée
pour le cas f = % De méme, pour la méme énergie annuelle extraite, le cotit d’investissement
de la chaine reste majoritaire pour le cas § = 1.

Sur le plan énergétique, une des principales raisons de ces écarts s’explique par la quantité
de pertes dans la machine et dans le convertisseur qui restent majoritaires par la présence
d’harmonique de courants pour les configuration & FEM non sinusoidale. Sur le sur plan
économique, une des principale raisons qui explique cette écart se trouve au niveau du volume
des aimants. En effet, une ouverture de § = % représente un pourcentage de réduction de
33% par rapport a une ouverture des aimants égale & 8 = 1 et et de 19% par rapport a une
ouverture avec 3 = g. Le prix des aimants étant proportionnel au volume d’aimants ceci

explique la meilleure rentabilité observée avec la configuration & FEM sinusoidale.
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FIGURE 4.5 — Fronts de Pareto des fonctions objectifs : sans pertes fer pour 5 = 1 (en violet),

B = g(en noir) et g = % (en bleu)

La figure (Fig.4.6) illustre ’évolution du rendement énergétique annuelle (Equ (4.26)) en
fonction de I’énergie annuelle et du cotit d’investissement. Ce graphe montre que la chaine
de conversion dimensionnée offre de bon rendement (plage comprise entre 95-97.8%). Une
augmentation du rendement se traduit d’une part par une augmentation de I’énergie annuelle
et d’autre part par une hausse du coiit d’investissement.

En termes d’énergie, le rendement présente une variation linéaire en fonction de I’énergie
annuelle extraite (Fig.4.6.a) et que les rendements sont confondus. En effet, pour les pro-
fils de FEM investigués, il est possible d’obtenir le méme rendement indépendamment de la
configuration choisie. Ces solutions produisent les mémes pertes globales si bien que la répar-
tition des pertes élémentaires dans la machine et dans le convertisseur prises individuellement
soient différentes. En se basant sur cette figure, le choix des solutions peut étre imposé par
les solutions ou le rendement est maximal.

Cependant, une analyse de I’évolution du rendement en fonction du cotit d’investissement
montre que les solutions a rendement maximal ne semblent pas étre les plus rentables. En
effet, on peut remarquer sur cette courbe qu’au de-1a de 150k€du cotit d’investissement, le
rendement présente une croissance trés faible pour de fortes croissance du cotit d’investisse-
ment. En se basant sur cette courbe, on peut dire que le choix des solutions optimales dont le
colit d’investissement reste inférieur a 150k€restent les plus économiques. Pour les configu-
rations de FEM étudiées, la configuration & FEM sinusoidale présente le meilleur rendement

énergétique.
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FIGURE 4.6 — Rendement énergétique (7energ) © sans pertes fer.

4.4 Optimisation avec prise en compte des pertes fer

Dans la section ci-dessus, le processus d’optimisation a été mené sans la prise en compte des
pertes fer. Dans cette partie, nous allons utiliser la méme démarche d’optimisation pour pro-
duire le maximum d’énergie annuelle en minimisant le cotit d’investissement tout en intégrant
les pertes fer dans le modéle énergétique.

L’accent sera mis sur I'impact de la prise en compte des pertes dans les toles stato-
riques (pertes fer). En intégrant les pertes fer dans le processus d’optimisation, la puissance
électrique a la sortie du convertisseur d’électronique de puissance pour chaque point de fonc-
tionnement du cycle s’écrit comme suit :

Pelec,j = FG,jQG,j - Pcu,j - Pfer,j - Pconv,j (427)

Avec l'intégration des pertes fer de la machine dans le modéle de 'estimation de ’énergie
extraite, nous allons diviser cette partie en deux sections. Dans la premiére section, nous
utilisons la loi de commande classique en imposant les courants dans les axes I; & zéro
(commande sans défluxage). Dans la deuxiéme section, nous allons investiguer 'impact de la
commande avec défluxage sur les résultats d’optimisation.

4.4.1 Commande sans défluxage

Dans les figures (Fig.4.7 et Fig.4.8), nous avons tracé 'évolution de I’ensemble des solutions
optimales pour les deux fonctions objectifs obtenues & partir de la prise en compte des pertes
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fer et avec une loi de commande sans défluxage. Pour les trois cas de FEM étudiés, nous avons
les mémes évolutions du cott d’investissement en fonction de ’énergie annuelle comparé a
I’étude sans pertes fer. Sur I’ensemble des solutions optimales, la configuration & FEM sinu-
soidale reste toujours dominante par rapport aux configurations avec FEM non-sinusoidale.
Toutefois, il est important de noter qu’en examinant la prise en compte des pertes fer dans
le bilan énergétique, on constate que la quantité 1’énergie extraire a la sortie est réduite. En
se basant sur I’évolution des fonctions objectifs, les fronts de Pareto de la figure (Fig.4.9)
permettent d’avoir une vue détaillée de 1’écart sur I’énergie annuelle par rapport au premier
dimensionnement pour chaque profil de FEM considéré. Cet écart représente 1'énergie des
pertes fer, mais également une erreur qui équivaut a une surestimation de I’énergie annuelle
réellement produite. Cette écart énergétique reste faible pour la configuration avec & FEM
2

non-sinusoidale 3 = 1, mais est plus élevé avec la configuration & FEM sinusoidale (5 = £).

A Tissue de cette nouvelle optimisation, il est en ressort que pour avoir un dimensionne-
ment plus réaliste quel que soit le profil de FEM, il faut impérativement tenir en compte les
pertes fer de la machine pendant le processus d’optimisation.
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FIGURE 4.7 — Fronts de Pareto des fonctions objectifs : avec pertes fer et sans défluxage.
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4.4.2 Commande avec défluxage

Nous présentons sur les figures (Fig.4.10 et Fig.4.11), les résultats ou les pertes fer de la
machine électrique et la stratégie de défluxage sont appliquées respectivement sur le bilan
énergétique et sur le commande dans l'optimisation. La comparaison des résultats obtenus
pour les trois types de FEM avec le défluxage sont présentés sur la figure (Fig.4.10). Sur les
figures, la comparaison est réalisée pour chaque profil de FEM sur I’évolution des fonctions
objectifs obtenues avant et aprés défluxage sur tout le cycle hydrolien.

En appliquant le défluxage grace a I’exploitation des courants dans les axes d des machines
fictives, les résultats montrent que 'optimisation de la chaine de conversion avec une machine
a FEM sinusoidale reste la plus prometteuse. En effet, il permet d’extraire le maximum
d’énergie avec le minimum de cotit d’investissement sur les trois cas de FEM investigués.

Indépendamment du profil de FEM, I'optimisation sans défluxage permet d’obtenir une
plus grande variété de solutions avec un front de Pareto beaucoup plus étendu. Cependant,
le défluxage conduit a des solutions avec un front de Pareto plus restreint, mais produit le
plus d’énergie possible. Une vue plus détaillée est obtenue avec la comparaison des résultats
d’optimisation obtenus sans défluxage et avec défluxage pour chaque profil de FEM (Fig.4.12).
Cette augmentation de I’énergie extraite est due principalement a la stratégie de défluxage
qui minimise I'’ensemble des pertes de la machine et améliore le rendement énergétique.

En conclusion, la machine synchrone avec une FEM sinusoidale est la mieux adaptée par
rapport au dimensionnement optimal de I’ensemble machine convertisseur sur le cycle hydro-
lien imposé. Sur le plan énergétique, cette configuration a permis d’atteindre le maximum
d’énergie annuelle disponible.
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4.4.2.1 Détermination d’une solution particuliére

Chaque solution optimale du front de Pareto représente une géométrie de machine donnée.
Des solutions particuliéres sont ciblées en fixant un critére secondaire. Sachant que pour une
hydrolienne, le retour sur investissement est un paramétre important avant la réalisation,
nous avons choisi pour la détermination de ce critére secondaire d’analyser le retour sur in-
vestissement de la chaine hydrolienne pour une durée d’exploitation de vingt ans. Le calcul du
retour sur investissement pour une période d’exploitation de 20 ans est donnée par 1’équation
(4.28) [132, 133]. On suppose que le colt de la turbine hydrolienne vaut un million d’euro
(Crurbine = 1M € ) et que le prix du kilowatt de 1’électricité pour la filiére hydrolienne est le
méme pour toute la durée considérée (Pprice/pwn = 0.14€ /KW h).

Rrevenu = 20Eelecpp7‘ice/kWh - CGSC - Oturbz'ne (428)

La figure (Fig.4.13) montre 'évolution du retour sur investissement (revenu) pour une
durée d’exploitation de vingt ans de la chaine hydrolienne en fonction de I’énergie annuelle
extraite et du cout d’investissement. Sur chaque front de Pareto, nous avons représenté la
solution qui donne un revenu maximal pour une durée d’exploitation de 20 ans ( croix rouge
(Fig.4.5) et (Fig.4.6)).

En termes de revenu, on peut noter les meilleures solutions des deux fonctions objectifs
(énergie annuelle et cotit d’investissement) ol on obtient un retour sur investissement maximal
sur la durée de 20 ans (croix rouge sur (Fig.4.5) et (Fig.4.6).

En termes d’énergie annuelle, on peut constater qu’on peut obtenir le méme retour sur
investissement pour des énergies annuelles différentes. Pour chaque solution avec une énergie
annuelle faible, il existe ainsi une autre solution & énergie annuelle élevée pour obtenir le
méme revenu. De plus, les solutions a énergie annuelle tres élevée ne sont pas celles ol le
retour sur investissement est le plus avantageux.

De la méme maniére, pour cotit d’investissement, il existe une solution a cotit d’investissement
faible qui présente le méme retour sur investissement pour une solution a cotit d’investissement
élevé. Cela montre qune pour chaque profil de FEM retenu, les solutions qui présentent un
cotit d’investissement dépassant celui ol le revenu maximal est obtenu ne sont pas rentables.

En conclusion, en se basant sur le retour sur investissement, on peut dire que la solution la
plus intéressante pour chaque profil de FEM est celle dont le retour sur investissement est
maximal pour la durée de vie de I'hydrolien (revenu maximal). De plus, sur les trois cas de
FEM investigués, la solution avec une FEM sinusoidale (rapport d’ouverture des aimants de
g = %) est la plus prometteuse.
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FIGURE 4.13 — Evolution du revenu pour 20 ans (Reveny)

Sur les figures (Fig.4.14 et Fig.4.15) qui illustrent les fonctions objectifs et les rendement
énergétiques, on a identifié en croix rouge les solutions ot le retour sur investissement est
maximal pour chaque profil de FEM. Ces solutions, qui donnent un revenu maximal, four-
nissent une énergie annuelle, un cott d’investissement et un rendement intermédiaire. Les
valeurs énergétiques des différentes solutions sont résumées dans le tableau (Tab.4.3). Pour
les solutions optimales & revenu maximal, on peut noter que la solution avec une FEM si-
nusoidale permet de produire un surplus d’énergie annuelle équivaut 7 MWh (soit +0.1%)
par rapport a la FEM non-sinusoidale (8 = £) et 12 MWh (soit +0.26%) par rapport au
cas d’une ouverture de 5 = 1. En termes de cotit d’investissement, la solution optimale avec
[ = £ représente un surcoiit 1.9 k€(soit +0.5%) de I'investissement par rapport au cas avec
£ = 2 et un gain de (-1.5%) comparé a la solution obtenue avec § = 1. Toutefois, il faut noter
que le surcotlt observé sur le cotit d’investissement de la solution avec § = 1. Par rapport a
b= g peut étre compensé en moins de deux ans de production due au surplus d’énergie obte-
nue. En ce qui concerne les rendements énergétique, on peut noter que les solutions a revenu
maximal pour chaque profil de FEM ne fournissent pas le méme rendement énergétique. En
effet, les rendement sont de 96.83%, 96.95% et 97.12% respectivement pour § = 1, § = g
et = % En se basant sur la quantité d’énergie extraite et de la rentabilité observée, cette
comparaison montre bien I'intérét de la machine pentaphasée a FEM sinusoidale (8 = 2) sur
celles & FEM non-sinusoidale (8 =1 et § = 2).

~lowin
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TABLE 4.3 — Grandeurs énergétiques des solutions particuliéres
Désignation =1 | 3= 57’ b= §
Energie anuelle (MWh) 4553 | 4558 | 4565
Cott d’investissement (k€) | 124.2 | 121.6 | 122.3
Rendement (%) 96.83 | 96.95 | 97.12

Température (°C') 35.11 36 37.31
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Les figures Fig.4.16.a a Fig.Fig.4.16.f présentent les évolutions de quelques variables d’op-
timisation clé et ’évolution de la température de bobinage sous forme de front de Pareto. Ces
grandeurs sont tracées en fonction de chacune des deux fonctions objectifs d’optimisation.
La figure (Fig.4.16.a) illustre I’évolution du nombre de paires de poles suivant I’énergie an-
nuelle. Celui-ci décroit en fonction de I’énergie annuelle produite. En effet, le couple électro-
magnétique est proportionnel au nombre de paires de poles et a la longueur de la machine
(p*L). Ainsi, pour un couple donné, I'augmentation du nombre de paires de poles favorise I’ob-
tention de machine plate (avec des longueurs faibles (Fig 4.16.e et Fig 4.16.f) ). Inversement,
la réduction du nombre de paires de poles favorise également ’'obtention de machines longues.
De ce fait, la quantité de matiéres actives augmente y compris le cotit d’investissement.

La fréquence des grandeurs électriques représente a une constante prés la méme évolution
que le nombre de paires de poles. Les fréquences obtenues sont loin de la fréquence limite
(5Hz) qui peut induire des pulsation de couple via les courants harmoniques du convertisseur
[124].

Les figures (Fig 4.16.g et Fig 4.16.g ) montrent ’évolution de la température maximale
sur cycle du bobinage. Cette température maximal sur cycle est obtenue quant ’ensemble
machine-convertisseur fonctionne au point de fonctionnement nominale. La température di-
minue avec l'augmentation du I’énergie et du cotit d’investissement. Elle représente I'image de
la surface d’échange et des pertes. L’augmentation de la quantité de matiére active ( vue par
la longueur) favorise d’une part une meilleure évacuation des pertes et d’autre part un cott
d’investissement élevé. Ainsi, pour une énergie donnée, la machine & FEM non-sinusoidale
(B = 1) géneére une longueur plus élevée donc une surface d’échange plus importante ce qui
favorise ’obtention de températures plus faibles. Pour les solutions optimales a faible cotit, on
peut noter que I’échauffement se produit a une température voisine de la température limite
(150°C) et les marges pour Iélévation de température restent faible ce qui limite le niveau
de performance. Le fonctionnement du générateur en régime permanent au voisinage de ces
températures peut conduire & un vieillissement rapide des isolants et donc de la machine.
Pour les solutions optimales & cotit élevé, les températures sont loin de la limite thermique.
Pour ces machines, du point de vu thermique coté machine, la charge peut étre augmentée.
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4.4.2.2 Comparaison des solutions particuliéres en éléments finis

Dans cette section, nous allons vérifier les profils de FEM en ciblant les solutions particuliéres
obtenues. Les valeurs des variables d’optimisation des solutions particuliéres, qui présentent
un retour sur investissement maximal pour une durée d’exploitation de 20 ans, sont indiquées
dans le tableau (Tab.4.4) pour les différents profil de FEM. Malgré, le choix du méme critére
de dimensionnement, on peut voir que les dimensions des machines obtenues sont différentes.
Par exemple, les solutions particuliéres pour § = % et § = g sont obtenues avec un nombre
de paires de poles plus faible (p=11) comparé a la solution avec 5 = 1 ot on a douze paires
de poles (p=12).

Nous utilisons le logiciel de calcul en élément finis FEMM (Finite Element Method Ma-
gnetics), qui peut étre couplé avec Matlab, pour avoir le tracé des géométries et comparer la
forme des machines.

Ainsi, les grandeurs géométriques déduites du modéle sont injectées dans le logiciel de
calcul 2D par éléments finis (FEMM). La figure (Fig.4.17) permet de visualiser pour chaque
profil de I'ouverture des aimants, la géométrie, le maillage, la répartition des phases, la
répartition des lignes de champ générées par les aimants, la forme d’onde de I'induction
au milieu de 'entrefer et sa représentation spectrale pour une paire de poéle. En raison des
symétries qu’elle présente, la génératrice synchrone a aimants permanents a cinq phases est
représentée sur un domaine réduit représentant deux poles pour chaque ouverture des aimants
(Fig.4.17).

Pour les solutions considérées, les lignes de champs traversent correctement ’entrefer et
la culasse statorique sans beaucoup de lignes de fuites.

La largeur des aimants est fonction de 'ouverture. Elle est beaucoup grande sur un profil
de FEM non-sinusoidale (ouverture compléte 5 = 1) et trés réduite pour la FEM sinusoidale
(8= %) Ceci explique, en partie, I’écart observé sur le cotit d’investissement des différentes
solutions.

Les lignes de fuites ou de courts-circuits magnétiques entre les poles rotoriques sont liés a
I'ouverture des aimants. Elles sont manifestement inexistantes pour les ouvertures d’aimant
plus réduite (8 = % et = g) En se basant sur 'indicateur du niveau d’induction, on voit
que les niveaux d’induction sont plus élevés dans les culasse statorique et rotorique. Le choix
d’une ouverture compléte § = 1 induit un court-circuit magnétique entre les poles rotoriques
et augmente d’avantage le niveau d’induction a ce point du rotor. Toutefois, il est important
de noter que I’hypothése du modéle linéaire de la machine reste vérifiée, car les géométries
obtenues ne sont pas magnétiquement saturées.

Concernant, la forme d’onde de 'induction, nous avons tracé en bleu la forme d’onde réel
et en rouge les composantes fondamentales (h1l et h3) de I'induction au milieu de 'entrefer
(Fig.4.17.b,Fig.4.17.d et Fig.4.17.f). Pour les ouvertures d’aimant (8 = 1 et # = £), les formes
d’onde présentent des allures non-sinusoidales. Cependant, pour une ouverture des aimants
(B = %), la forme d’onde présente une allure sinusoidale. Toutefois, on peut noter de faibles
perturbations sur les formes d’ondes. Ces perturbations sont uniquement liées a I'ouverture
des encoches du stator. Elles représentent les harmoniques de denture et sont plus remarquées
pour la FEM avec (8 = 1).
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La décomposition spectrale qui permet de voir les différentes composantes harmoniques
présentent dans les signaux de I'induction sont illustrées dans les figures (Fig.4.17.b, Fig.4.17.d
et Fig.4.17.f a droite). L’analyse spectrale des forme d’onde pour (5 =1 et § = g) montre
que le fondamental et I’harmonique de rang trois présentent des amplitudes plus élevées. Tous
les harmoniques nocifs de rang supérieurs a trois (3) sont trés amortis. Comme convenu dans
la partie théorique, on peut voir également que la part de 'harmonique de rang trois est plus
¢levée pour le cas (8 = 1) comparée a celle obtenue avec (8 = £).

Pour la décomposition spectrale de I'induction pour (8 = %), on a la présence d’une seule raie
qui représente sa composante fondamentale. Ici, les autres harmoniques sont trés amorties
en particulier les harmoniques de rang multiples de 3. Ces résultats permettent de valider la

formes d’ondes de différents profils de FEM synthétisés dans la partie théorique.

Table 4.4 — Tableau comparatif des dimensions principales pour les solutions particuliéres

’ Symboles ‘/5’:1 ‘ﬁ:g ‘ﬁz% ‘

D 12 11 11
kt 0.4512 | 0.45 0.4502
R (m) 0.4836 | 0.4846 | 0.4873
hyoke (cm) 3 3 3
Pstoto(cm) 8.21 8.14 7.86
l4(mm) 2 2 2
Py (mm) 20 20 19.9
h, (cm) 3.1 3.06 3.03
L (m) | 0.6511 | 0.6362 | 0.6819
N, 1.0472 | 1.214 | 1.3147
Seonv(MVA) | 1.4013 | 1.404 | 1.4051
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FIGURE 4.17 — Géométries des solutions optimales et évolution du niveau d’induction dans
I’entrefer.

Pour vérifier les solutions obtenues avec le modéle analytiques, nous comparons pour
chaque profil de FEM les niveaux d’induction au milieu de 'entrefer a vide et les inductances
propres et mutuelles obtenues avec le modéle analytique a celles obtenues avec la méthode
des éléments finis. Dans cette vérification en élément finis, les machines sont représentées en
2-D. En 2-D, l'effet de I'inclinaison qui impact seulement les niveaux d’induction ne peut pas
étre prise en compte. Ainsi, cette comparaison se fera donc, au niveau des inductions, sans
le coefficient d’inclinaison définit au dans le chapitre précédent.

Pour chaque profil de FEM, le tableau (Tab.4.5) présente le fondamental et ’harmonique
de rang trois de la valeur maximale de 'induction au milieu de ’entrefer.
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Table 4.5 — Solutions optimales a revenu maximal: Comparaison des inductions et des in-
ductances obtenues avec la méthode des éléments finis(MEF) contre le modéle analytique
(MA)

Buugi(T) | Bugs(T) | 522(%) | Lo(mH) | Ly(mH) | Ly(mH)

MEF 1.301 | 0.429 32.9 0.116 | 0.014 | -0.051

=1 MA 1448 | 0482 33.3 0.127 | 0.013 | -0.046
Erreur (%) 10 10 1.2 8.6 7.7 -10.8

MEF 1264 | 0340 | 26,73 | 0.143 | 0.016 | -0.064

p=2 MA 1403 | 0375 | 26.89 | 0.153 | 0.017 | -0.06
Erreur (%) | 9.9 9.3 0.5 6.5 5.8 -6.6

MEF 1177 | 0.004 0.3 0171 | 0.029 | -0.078

B=2 MA 1.243 0 0 0.18 0.03 | -0.079
Erreur (%) 5.3 - - 5 3 1.2

Les valeurs maximales des niveaux d’induction obtenus par la méthode analytique présen-
tent une bonne conformité par rapport a celles obtenues en éléments finis. En effet, les erreurs
absolues des inductions pour les deux méthodes sont trés faibles et on retrouve pratiquement
les mémes rapport entre ’harmonique de rang trois sur le fondamentale de I'induction (%ﬁ).

En ce qui concerne les inductances obtenues en éléments finis, elles sont déterminées en
alimentant juste une des phases et en annulant le champ coercitif des aimants du rotor. Ainsi,
la détermination du flux total induit dans toutes les phases permet de déduire les différentes
inductances. Le flux de la phase dans lequel le courant est injecté permet de déterminer
I'inductance propre. Et les flux obtenus dans les autres phases ont permis de déduire les
différentes inductances mutuelles. Pour le calcul en éléments finis, le courant nominal est
injecté dans une des phases. La comparaison montre les valeurs d’inductances obtenues avec
les deux méthodes présentent des différences acceptables.

Les écarts que nous avons observés entre le modéle analytique et la méthode des éléments
finis peuvent s’expliquer par plusieurs raisons. D’une part, nous avons l'effet de 'ouverture
des encoches qui engendre de I'induction. Ces variations d’induction provenant de l'effet des
encoches du stator ne sont pas prises en compte lors de la syntheése de FEM. D’autre part,
nous avons les hypothéses simplificatrices du modéle, comme par exemple la disposition des
encoches qui sont rectangulaires et alignées au lieu de circulaire.

4.4.2.3 Comportement sur cycle

Dans cette section, nous allons présenter I’évolution de quelques grandeurs électriques sur le
cycle hydrolien.

Les figures (Fig.4.18.a a Fig.4.18.d) illustrent les courants imposés dans le plan de Park
au cours du cycle. Pour chaque point de fonctionnement du cycle en régime permanent,
les génératrices sont sollicitées a produire le méme couple électromagnétique imposé par la
caractéristique hydrolien. Pour chaque profil de FEM, les courants dans ’axes ¢ de la machine
principale sont présentés dans la figure (Fig.4.18.a). Les courants présentent une évolution
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différente suivant le point de fonctionnement considéré. Ils augmentent jusqu’a la vitesse de
base et se stabilisent. On peut voir que les profils de FEM non-sinusoidale produisent le plus
courants dans tout le cycle, en particulier celui avec une ouverture compléte des aimants. En
effet, les courants dans les axes q étant directement a partir du couple électromagnétique par
les équations (4.22), on peut voir que la machine & FEM sinusoidale produit le plus de flux
et donc moins de courant en tenant compte du nombre de paires de poles obtenus comparer
au profil & FEM non-sinusoidale.

Les courants dans 1’axe d de la machine principale présentent une évolution décroissante
jusqu’a la vitesse de base avant de se stabiliser. Ils sont négatifs et non nuls sur tout le cycle ce
qui émane du défluxage. Ce courant sur I'axes d a permis de réduire les pertes dans la chaine
de conversion. Ce défluxage est beaucoup plus marqué avec la machine & FEM sinusoidale.

L’évolution des courants dans la machine secondaires sont présentés dans les figures
(Fig.4.18.c et Fig.4.18.d) pour chaque profil de FEM. Les calibres des courants dans la ma-
chine fictive secondaire sont plus faibles comparés aux courants dans la machine fictive prin-
cipale quel que soit le profil de FEM considéré. En effet, dans ces machines la plus grande
partie du couple électromagnétique est produite par la machine fictive principale.

Les courants dans la machines secondaire pour la FEM sinusoidale sont toujours nuls,
car cette derniére ne présente pas de machine fictive secondaire. Pour les méme raisons par
rapport au courants dans les axes q de la machine principale, la machine fictive secondaire
avec une FEM non-sinusoidale pour $ = 1 produit plus de courants dans ’axe q comparée
a la machine non-sinusoidale avec [ = g. Les courants dans les axes d de la machine fictive
secondaires restent négatifs et le profil de FEM g = 1 produit le plus de courants.

Pour vérifier les contraintes électriques du convertisseur (tensions et courants) sur tout le
cycle pour différents points de fonctionnement, les valeurs maximales de courants et des
tensions sont comparées aux limites imposées par les contraintes. Les courbes Fig.4.18.e
et Fig.4.18.f présentent respectivement 1’évolution des courants de phase et de la tension
simple sur cycle. Au vu des résultats, on peut voir que les générateurs obtenus respectent les
contraintes imposées sur tout le cycle. En effet, la contrainte de tension limitée & la tension du

bus continu (V;_gas < QU\%) (voir (4.4) ) est toujours respectée sur tout le cycle. De méme,

la valeur efficace du courant de ligne (Is_gars) limitée au courant nominal, qui dérive de la
puissance du convertisseur (I yo, = 2‘[%;0"“), respecte la contrainte de courant définie dans
I'équation (4.4). En termes de courants, il est important de noter que pour le méme couple
électromagnétique demandé, les machines a FEM non-sinusoidale générent plus de courants

en particulier la FEM avec § = 1.

La figure Fig.4.18.g et Fig.4.18.h présentent respectivement les pertes globales (pertes
machine et pertes convertisseur) et le rendement sur cycle pour les différents profils de FEM.
Ces grandeurs permet de justifier d’avantage le surplus d’énergie annuelle observée avec la
machine & FEM sinusoidale avec [ = %

Par rapport a la configuration & FEM sinusoidale, nous constatons que la machine &8 FEM non-
sinusoidale 5 = 1 génére le maximum de pertes. Cela se justifie par 'amplitude importante
des courants observés pour générer le méme couple électromagnétique demandé.
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FIGURE 4.18 — Evolution de quelques grandeurs électriques sur cycle.

Sur le cycle hydrolien, les rendements obtenus sont acceptables quel que soit le point de
fonctionnement choisi du cycle. Ces rendements sont de l'ordre de 92 & 97 %. Toutefois, la
configuration a FEM sinusoidale offre un meilleur rendement sur tout le cycle comparée aux
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configurations & FEM non-sinusoidale (Fig.4.18.h). En appliquant le temps de fonctionnement
pour chaque vitesse afin d’évaluer I’énergie annuelle, ce résultat explique la différence de
rendement énergétique observé dans les figures (Fig.4.15.a et Fig.4.15.b).

TABLE 4.6 — Parameétres de simulations des solutions particuliéres

g=1 “13:% ssz:g
D 12 11 11

(Wb) | 1.4858 | 1.6344 | 1.689
(Whb) | 0.1441 | 0.1271 | 0.00
rs (mf2) | 0.625 | 0.7025 | 0.902

4.5 Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons présenté une méthodologie d’optimisation sur cycle de 1’en-
semble machine convertisseur dans l'objectif de produire un maximum d’énergie électrique a
moindre cotlt tout en respectant les contraintes (exigences physiques) pour une bonne inté-
grité de la chaine de conversion hydrolien. Cette optimisation associée une loi de commande
fixe sur tout un cycle avec la prise en compte ou non de pertes fer est réalisée grace aux
variables d’optimisation (géométrie de la machine et puissance du convertisseur). Pour une
architecture tolérante aux défauts de type pentaphasé, cette optimisation a permis de mon-
trer que la machine & FEM sinusoidale représente la machine la plus adéquate pour exploiter
au mieux la chaine de conversion considérée. Cette conclusion est d’autant plus réaliste que
si cette machine est associée a une loi de commande avec défluxage sur le cycle hydrolien.
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5.1 Introduction

Le chapitre précédent a mis en évidence ’avantage de 1'utilisation de la génératrice pentapha-
sée a FEM sinusoidale pour notre application hydrolienne. Dans ce chapitre, on s’intéresse a
la commande de la génératrice pentaphasée a FEM sinusoidale associée a un convertisseur a
cinq bras sans liaison de neutre.

En cas de défaut de circuit ouvert lié a I'ouverture d’une ou de plusieurs phases de la machine
ou du convertisseur, le comportement du systéme change. La génératrice génére un couple
ondulatoire qui dégrade la qualité de I’énergie extraite.

Dans ce chapitre, notre objectif est d’investiguer la possibilité de fonctionnement en dégradé
de la génératrice pentaphasée en se basant sur le modéle de Park sans avoir recours a une
reconfiguration matérielle de I’architecture de puissance d’une part et sans recourir a 'utilisa-
tion de correcteurs robustes d’autre part. Nous nous intéressons aux stratégies de commande
en mode normal et en mode défaut. Dans un premier temps, nous analyserons d’abord le
comportement en régime dynamique de la génératrice pentaphasée a FEM sinusoidale en
mode de fonctionnement normal. Nous étudierons ensuite le fonctionnement en mode dé-
gradé. Nous allons considérer deux types de défauts qui sont liés a I’'ouverture des phases. Le
premier cas est basé sur I'ouverture d’une phase et le deuxiéme cas repose sur I'ouverture de
deux phases.

Enfin, nous présenterons trois stratégies de commande qui sont susceptibles d’étre adoptées
en fonctionnement dégradé. Pour déceler les contraintes de fonctionnement en mode dégradé,
une comparaison quantitative et qualitative des différentes lois de commande sera détaillée en
portant un intérét particulier aux parameétres physiques de I’ensemble machine-convertisseur.

5.2 Fonctionnement en mode normal

5.2.1 Stratégie de commande en mode normal

Dans cette section, nous procédons a I’étude de I’ensemble machine-convertisseur de notre
systéme en fonctionnement normal. Nous considérons le cas d’une génératrice pentaphasée a
poles lisses couplée en étoile sans liaison de neutre et associée & un convertisseur de puissance
a cinq bras (Fig.5.1). Nous admettons que la force électromotrice ( FEM) de la génératrice
est sinusoidale. Les semi-conducteurs de puissance du convertisseur seront commandés de
maniére a imposer les formes d’onde désirées aux courants de phases.

En rappel, le modéle mathématique de la machine en mode normal est donnée par I’équa-
tion (5.1).

Ea Ts 0 0 0 0 Ia LO L1 L2 L2 L1 Ia ‘/a
Eb 0 Ts 0 0 O Ib L1 LO L1 L2 L2 d Ib ‘/b
El=lo o r 0 0| | L |4y It Lo L. Lo | 2| L] ]|+]| W
E, 00 0 r 0]]1 Lo Ly L Lo L | “ || 1, v,
B 00 0 0 r||L Li L, Lo L, Lo I. v,
(5.1)

140



Redresseur

pentaphasé :
43] 43] 43] 43] 43] :
; - I -7%L-
: - “|:
; (4 4G (F G|
i Iabcde i
| GSAP 5-Phases PRERIEITTY b ondulens
; Controlleurs : Triphasé
5 ) e ————
: *™ Generation optimale :
E Tyes \/;;d) | ,| des courants de référence E

FIGURE 5.1 — Génératrice pentaphasée associée a un redresseur MLI sans liaison de neutre

en mode normal.

5.2.1.0.1 Modéle dans le repére abcde En mode normal, dans I’hypothése d'une
génératrice & FEM sinusoidale, le vecteur de la FEM s’écrit sous la forme:

=

Ou: a = %’T et B, = pQd,,.

sin(0)
sin(0 — a)
=E,, | sin(0 — 2a) (5.2)
sin(0 + 2a)
sin(0 + a)

En imposant des courants de phases qui sont colinéaires aux FEMs en fonctionnement
normal (5.3), on produit un couple constant avec le minimum de pertes Joule statoriques

[41, 134].

Eq

I,

_ b _E Ly E (5.3)
I 1. 1, 1, .

En respectant le critére de colinéarité des FEM et des courants, on peut déduire les
expressions des courants de phases pour un couple de référence désiré a une vitesse donnée.
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E,

Iz: reQ
g Zz aE2

Ou z=a,b,c,de.

5.2.1.0.2 Modéle dans le repére afz122h  Dans le cas général, les grandeurs élec-
triques (courants et FEMs) peuvent se projeter dans un espace orthonormé de dimension
5 (afBz122h). Cet espace est constitué de deux plans et d'une droite appelée homopolaire.
Le graphique (Fig.5.2) rappelle les projections des grandeurs électriques dans les trois sous
espaces. La matrice de transformation (75) qui permet cette projection en fonctionnement
normal se définit par :

d o
B
A
q
C D

Plan Principal Plan Secondaire

Figure 5.2 — Présentation vectorielle des différents plans

1 cos(a) cos(2a) cos(2a)  cos(a)
) [T%5] 5|0 sin(a)  sin(2a) —sin(2a) —sin(a)
T5]7 = | [Th,] | = = 1 cos(2a) cos(a)  cos(a)  cos(2a) (5.5)
[T}] 0 —sin(2a) sin(a) —sin(a) sin(2a)
1 1 1 1 1
Avec:

( P 1 cos(a) cos(2a) cos(2a)  cos(a)
7o) 0 sin(a) sin(2a) —sin(2a) —sin(a)

\/g
\/g 1 cos(2a) cos(a) cos(a) cos(2a)

(
0 —sin(2a) sin(a) —sin(a) sin(2a)

K[T;g]:\/g[1 111 1}
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En appliquant cette transformation au vecteur FEM, on obtient le vecteur FEM dans le
nouveau référentiel.

E, E, —sin(0)
Egs E, 5 cos(0)
E, |=[Ty)"| E. | = \/;Em 0 (5.6)
Ez2 Ed 0
Ej, E, 0
Dans le repére af5z122h, le couple électromagnétique est:
E, 1" [ L
Eg Iy
Ezl Izl
Ez2 Iz2
E, 1,
L= = 5.7
8 a (5.7)
Il a trois composantes, un par plan:
F:Faﬂ+rz1z2+Fh
Fa _ Ea1a+EBIB
T ’ — Ez1§2zl+Ez2fz2 (58)
2122 = T o
= B

Comme les composantes de la FEM FE.;, F..et E), sont nulles dans le cas d’'une machine
a FEM sinusoidale, I’expressin du couple se simplifie:

. E. I, + Eﬂ[g

5 (5.9)

I'yp

5.2.1.0.3 Modéle dans le repére de Park Cette transformation de Park n’affecte que
les deux premiéres variables X et Xg.

Xy cos(@) —sin(@) 0 0 0 Xa
X, sin(f) cos(@) 0 0 0 X3
X4 | = 0 0 100 X (5.10)
X, 0 0 010 X,
Xhn 0 0 0 01 X
Dans le repére de Park, 'expression du couple devient:
Eq.l;+ E,1
I'= % (5.11)
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Sachant que la projection du vecteur FEM suivant ’axe d est nulle et que sa projection

suivant I'axe q est donnée par E,, = \/gp.Q@m, on déduit I'expression finale du couple en

5
r- \/;p@qu (5.12)

5.2.2 Simulation de la commande en fonctionnement normal

fonction de 1,.

Pour étudier le comportement dynamique de la génératrice en fonctionnement normal, les
simulations sont effectuées sous l'environnement Matlab/Simulink /SimpowerSystems avec le
modeéle de la génératrice pentaphasée qui prend en compte les différents couplages entre les
enroulements. La vitesse de fonctionnement considérée est la vitesse de base fixée a 400tr /min.
La stratégie de commande optimale en mode normale est implémentée.

Nous présentons sur la figure (Fig.5.3) les résultats de simulation obtenus dans le repére de
Concordia. Ces courbes illustrent les trajectoires de la FEM et des courants. Les FEMs (E,
et Ej ) présentent une trajectoire circulaire pour une vitesse donnée. Idem les courants (I,
et Ig ) présentent une trajectoire circulaire. la trajectoire des FEMs (E,; et E.o ) et des
courants (I,; et I,» ) dans le plan secondaire sont représentés par un point. En effet, les
courants et les FEM sont nuls. On explique cela par la nature de la FEM et de sa colinéarité
avec le courant. Vue le profil de la FEM, on peut déduire que toute la puissance (couple) qui
vient de la machine découle des composantes principales de la FEM et des courants.

Les figures (Fig.5.4.a a Fig.5.4.b ) montrent I’évolution temporelle des grandeurs élec-
triques dans le repére de Concordia. Les vecteurs FEM et les vecteurs courant présentent
la méme évolution. Les vecteurs des courants I, et Ig (resp E, et Eg ) sont sinusoidaux de
méme amplitude et déphasés de 7. Dans le plan de la machine secondaire et la composante
homopolaire, leur circuit étant passif impose leur amplitude & zéro.
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FIGURE 5.3 — Lieux de la FEM et des courants dans le plan de Concordia en mode normal
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FIGURE 5.4 — FEM et courants dans le repére de Concordia en mode normal

La figure (Fig.5.5) présente les évolutions des courants et du profils de FEM dans le
repére de Park en dq. On peut voir que la FEM E, et le courant I, sont différents de zéros.
En effet, c’est grace a leur interaction que vient le couple. Les variables Fy et E.1, E.5 et
E}, sont nulles a cause du profil de FEM et du couplage en étoile des enroulements de la
machine. Le courant homopolaire (neutre) est instantanément nul. En effet, les courants
étant proportionnels au FEMs, on retrouve a un coefficient prés les mémes évolutions.
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FIGURE 5.5 — FEM et courants dans le repére de Park en mode normal

La figure (Fig.5.6) illustre les résultats dans le repére (abede) en fonctionnement noramal
lorsque toutes les phases sont alimentées. Pour la génératrice pentaphasée & FEM sinusoi-
dale, la forme d’onde des FEMs et des courants de phases sont illustrés dans (Fig.5.6.b).
L’évolution temporelle de la forme d’onde du couple est présentée dans (Fig.5.6.c). On peut
voir que pour chaque phase la FEM est en phase avec le courant de phase. Les courants de
phases sont équilibrés, sinusoidaux et présentent la méme amplitude. Le couple électromag-
nétique est constant et présente une valeur moyenne qui est équivalent a sa valeur nominale.
Les quelques variations du couple sont générées uniquement par le découpage de la tension
du bus continu a l'entrée du redresseur.
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Figure 5.6 — Résultats de simulation dans le cas du fonctionnement en mode normal

5.3 Fonctionnement en mode défaut

Dans la section précédente, nous avons montré qu’en fonctionnement normal la génératrice
produit un couple constant et des courants équilibrés. Dans cette section, nous nous intéres-
sons au fonctionnement en mode dégradé lié a 'ouverture d’une ou de deux phases.
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Dans la littérature scientifique, il existe plusieurs travaux de recherche sur le fonctionnement
en mode dégradé des machines polyphasées. D’une maniére générale, trois approches peuvent
étre retenues :

e La premiére approche est basée sur la synthése de courants de référence de fagon a
maintenir un couple constant sans modifier la matrice de changement de base. Toutefois,
il faut retenir que ces courants de référence injectés contiennent des harmoniques de
courant qui contribuent a 'augmentation les pertes Joules [135, 136, 137, 138, 139|. De
plus, pour assurer la commande, la mise en place de régulateurs robustes avec de forte
bande passante s (Régulateur résonant, régulateur fractionnaire) est nécessaire , car les
grandeurs électriques deviennent ondulatoires dans le repére de Park [140].

e La deuxieme approche est basée sur 'utilisation du point neutre de la machine et du
convertisseur en gardant la méme matrice de changement de base. Cependant, I'incon-
vénient de cette méthode réside sur la circulation d’un courant de neutre non nulle et
qui présente de forte amplitude [141].

e La troisiéme approche est basée sur basée sur la minimisation des ondulations de couple
a partir d'un algorithme d’optimisation [142, 143, 144, 145|. Cette derniére approche
réduit partiellement les ondualtions de couple liées aux défauts de circuit ouvert.

Dans cette thése, nous proposons une nouvelle approche systématique basée sur la génération
de la matrice de changement de base en mode dégradé. Cette approche permet de garder les
courants sinusoidaux sans injection d’harmoniques de courant. De plus, les points neutres de
la génératrice et du convertisseur seront isolés pour éviter la circulation de courant de neutre.
Ainsi, un filrage parfait du couple en mode dégradé sera recherchée.
Pour les applications hydrolienne, il est important de ne pas se limiter tout simplement &
la réduction des ondulations de couple. Les problémes des surcharges et des échauffements
thermiques méritent d’étre vérifiés en mode défaut pour améliorer d’avantage la continuité
de service recherchée.

En mode défaut, la somme des courants statoriques doit restée nulle, car les points neutre
sont isolés.

e

> s =0. (5.13)

zZ=a
En rappel, 'expression du couple électromagnétique en mode défaut est donnée par :

° s,.E.I,
Fabcde = ZZGT (514)

Ou : z=(a,b,c,d,e), on a s, = 0 en défaut. s, = 1 en mode sain.
Suivant le nombre de phase déconnectée, nous allons étudier et analyser deux cas de défaut
d’ouverture : I'ouverture d’une phase (Fig.5.7.a) et 'ouverture de deux phases (Fig.5.7.b).
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FIGURE 5.7 — Génératrice pentaphasée associée & un convertisseur d’électronique de puissance
sans liaison de neutre en mode défaut.
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5.3.1 Owuverture d’une phase

Pour investiguer 'ouverture d’une phase sur le comportement de la chaine de conversion, a
titre d’exemple, on suppose que la phase A est en défaut de circuit-ouvert. Donc, on a s, = 0
et I, = 0. En éliminant les équations liées & la phase en défaut, I’équation aux tensions
devient:

Eb Ts 0 0 0 Ib LO L1 L2 L2 Ib ‘/b
EC . 0 Ts 0 0 IC L1 LO L1 L2 d IC ‘/c
Bl =10 0 m o || n|" 0 bonoLy|a|| || vi|
E. 0 0 0 r 1. Lo Lo Ly Ly 1. Ve

5.3.1.1 Reconfiguration de la commande

En mode défaut, I'analyse du comportement de la machine dans le repére (abcde) n’est
pas évidente. Afin de mieux comprendre le comportement de la machine, nous allons nous
intéresser aux modéles diphasés. La premiére matrice de Concordia (T5) utilisée jusqu’ici
est valable uniquement en mode de fonctionnement normal. En I’absence d’une phase, une
nouvelle matrice doit étre élaborée et appliquée au systéme pour conserver des performances
acceptables.

En mode normal, on a vu que l'obtention d’'un couple constant impose la création d’'un
champ tournant a la fois sur les courants et sur la FEM. Ainsi, la matrice de Concordia (75)
utilisée permettait d’avoir des trajectoires circulaires sur les grandeurs électriques (Courant
et FEM) dans le repére de Concordia.

Dans notre démarche en mode défaut, nous allons donc rechercher & avoir le méme com-
portement en se basant sur la détermination des matrices adéquates suivant ’état du sys-
téme. Grace au convertisseur d’électronique de puissance, on peut appliquer des consigner
de courants sur les phases en défauts. Ainsi, il est possible de modifier la forme d’onde des
courants de phases pour retrouver les mémes trajectoires dans le repére (afh) que celles
obtenue en fonctionnement normal. Cependant, les FEM ne peuvent pas étre modifiés, car
elles sont imposées par la génératrice.

La nouvelle matrice de changement de base (7T},2) proposée posséde quatre lignes dif-
férentes dont chacune présente un roéle bien défini (5.16):

cos(a) + x, cos(2a) +x, cos(2a)+ 1z, cos(a)+ x,
_ 2| sin(a) +y, sin(2a)+y, —sin(2a)+y, —sin(a)+ y,
mmlz\ﬁ () + 9o sin(2a) +y (2a) +y (a) +y (5.16)
5 ksl st ks?) ks4

1 1 1 1

e Les deux premiéres lignes permettent de ramener les courants et les FEM dans un méme
repére («f3) tout en ayant un champ tournant pour les courants et les FEMs. Ainsi, la
détermination des deux coefficients x, et y, permet de garantir un couple constant en
mode défaut.
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e La troisiéme ligne permet de cibler des solutions grace a la variation des quatre coeffi-
cients (l{fsl, ksg, ]{?33 et l{fs4).

e La quatriéme ligne permet de contraindre la somme des courants dans les phases actives
a zéro. Elle permet ainsi de respecter le couplage en étoile de la machine en garantissant
un courant homopolaire nul (courant de neutre).

Pour que la machine reproduit le méme comportement que celui obtenu en mode normal, on
doit avoir :

( F L
cos(a) +x, cos(2a)+z, cos(2a)+z, cos(a)+ z, I, —sin(0)
sin(a) +y, sin(2a) +y, —sin(2a) +y, —sin(a) + y, 1, "1 cos(9)
L [6
- B,
cos(a) + x4 cos(2a) +x, cos(2a)+x, cos(a)+ x4 E. —sin(0)
sin(a) + Yo sin(2a) +y, —sin(2a) +y, —sin(a) + yq Eq "1 cos(6)
\ L Ee
(5.17)
a — —1
En résolvant le systéme d’équation (5.17), on trouve les coefficients z, et y, avec {x 0
Yo =
La transformation sur les variables électriques, nous donne:
e pour les courants:
I a I —sin(0)
I | 1 5 cos(6)
B-A - 1 ol =4/
o [Thao] I, le 0 (5.18)
I 4 I, 0
e pour les FEMs :
- E, —sin ()
E! 4| E 5 cos(0)
R N :K\/iEm 5.19
;—A [ 4 2] Ed 9 g<9) ( )
hea E, f(0)

Par identification, on trouve pour les différents parameétres les expressions suivantes:
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K=1
9(0) = ka By + k2 Ee + ks Eq + ko B (5.20)
f(‘g) - _Ea

Les relations (5.18) et (5.19) sont utilisées pour déterminer I’éxpression du couple électromag-
nétique dans le repére (afh) en mode défaut. L’expression finale du couple électromagné-
tique traduit la dépendance du couple électromagnétique par rapport au courant Iq, comme
en mode normal.

' T /
a—A a—A
/ /
E@-A ' I@-A
s—A s—A
E! /
Topn = hoA 3 hoA (5.21)
)
Fa,é’—A = §Kp@mfm (522)

5.3.1.2 Strategie 1 : Génération de courant optimal & méme amplitude

La fonction objectif recherchée permet de minimiser la différence des amplitudes maximales
des courants de toutes les phases actives. En minimisant cette fonction, on obtient une mise
en forme des courants garantissant des courants de méme amplitude maximale.

Min {(Psamecurrentpeak) = Z Z([maxfz - Imaxz’)2} (523)

z/=b z=b
Pour déterminer les coefficients (kg1, kg2, ks3 €t kgq) qui correspondent & la solution opti-

male & méme amplitude maximale en I’absence d’une phase, ’algorithme présenté a la figure
(Fig.5.8) se déroule en plusieurs étapes, comme suit :

e La premiére étape consiste a initialiser toutes les données fixes qui n’évoluent pas. Les
données sont le courant suivant 1’axe direct, le courant suivant l’axe en quadrature et
le courant suivant ’axe homopolaire dans le plan de Park.

e La deuxiéme étape consiste a générer aléatoirement les valeurs numériques des quatre
coefficients (kg1, ksa, ks3 et ksq).

e La troisiéme phase commence par une initialisation de ’angle électrique. Cette étape
représente une phase importante dans la recherche de tous les éléments de la matrice
de transformation de base en mode défaut. Pour une période, on incrémente 1’angle
électrique au centiéme de la période dans une boucle interne tout en sauvegardant tous
les points. Le calcul reste possible si la matrice T),s est inversible. Toutefois, si la
matrice T,0 n’est pas inversible la solution ne sera pas valable et donc sera rejetée.
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e La quatrieme étape comprend I’évaluation des amplitudes maximales des courants de
phases dans la base naturelle, ainsi que les pertes Joule.

e Dans la cinquieme étape, les parameétres calculés sont envoyés a ’algorithme de réso-
lution qui minimise la fonction. Cette phase correspond a la phase de résolution qui
traite ’équation de la fonction objectif définie. Tant que le nombre d’itération fixé n’est
pas atteint ou la solution n’est pas satisfaisante, on retourne a la deuxiéme étape.

e Au final, la meilleure solution sera sauvegardée.

5.3.1.3 Strategie 2 : Génération de courant optimal a pertes Joule minimales

Dans cette section, nous recherchons une stratégie de commande qui minimise les pertes
Joule statoriques en mode défaut. Ceci nous ameéne a établir une démarche méthodologique
pour optimiser les formes d’ondes des courants. A partir des quatre coefficients (ks1, kg2, ks3
et kgq) définies dans la matrice T)y,2, nous minimisons la fonction objectif suivante:

Min {(P» -y fm} (5.20)

Dans la recherche des coefficients pour la stratégie a pertes Joule minimales en ’absence
d’une phase, on utilise la méme démarche que dans le premier cas en remplacant la fonction
objectif & minimiser par celle de I'équation (5.24). La figure (Fig.5.9) présente 1'algorithme
de résolution mis en place.
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Figure 5.8 — Algorithme de détermination des coefficients (kq1, kso, kss et ksq) pour avoir des
courants de référence & méme amplitude maximale
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Figure 5.9 — Algorithme de détermination des coefficients (ksi1, ks, ks3 et ksq) pour avoir des
courants de référence a pertes Joule minimales
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5.3.1.4 Comparaison des deux solutions

Le couple et les pertes cuivre dans le stator sont calculés, comme suit:

PJS,healthy = er-Iffrms (525)
z=b
Fdéfaut,A = Z EZ[Z (526)
z=b

Pour analyser 'amplitude maximale des courants de phases, nous définissons trois va-
riables qui vont également permettre de normaliser les courants, les pertes Joule et les couple :

e Pour les courants, la variable X, illustre le rapport des amplitudes maximales des
courants en mode défaut par rapport aux amplitudes maximales des courants en mode
sain.

j —
X, = M (5.27)
mazx—healthy

e Pour le couple électromagnétique, la variable (X oupe) représente le rapport entre le
couple obtenu en mode défaut par rapport au couple obtenu en mode normal.

Fnormal
Xeouple = —————— 5.28
P Tue faut,A (5.28)

e Enfin, pour les pertes Joule statorique, le paramétre (Xpertes—soute) €st le rapport entre
les pertes Joule en mode défaut par rapport aux pertes en mode normal.

PJS normal
Xpertestoule = ’ (529)
PJS,défaut

La stratégie de controle a pertes Joules statoriques minimales conduit aux coefficients sui-
vants :

[ ko1 keo ksg ket | =106328 —1 1 —0.6328 | (5.30)

Pour la stratégie de méme amplitude aux courants, les quatre coefficients de la matrice
Tu.2 obtenus sont :

[ ko ko kg ka]=[-11 -1 1] (5.31)

Dans les tableaux (Tab.5.1 et Tab.5.2) sont illustrés les déphasages des courants par
rapport a la phase A en mode sain et les variables X7, Xcoupte; Xpertes—Jjoule T€Spectivement
pour la solution a pertes joule minimale et la solution & méme amplitude de courant. On
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Table 5.1 — Parameétres de la solution optimale a pertes Joule minimales

Phases
B C D E
X1 (pu) 1.4637 | 1.2678 | 1.2678 | 1.4637
Déphasage (degré) | -40.2 | -151.86 | 151.86 | 40.2
Xpertestoule(pu> 1.4998
Xcouple(pu) 1

peut voir que pour le méme couple demandé (X pupe(pu)=1), la génératrice produit le méme
couple qu’en mode sain. Les amplitudes des courants de phase augmentent et ne présentent
pas le méme déphasage comparé au mode sain. Suivant, la stratégie de commande, la variable
X, difféere. Pour la solution a perte Joule minimale, X, est égale & 1.4637 et 1.2678. On
peut constater que les courants ne présentent pas les mémes amplitudes. En effet, les phases
B et E ont les mémes amplitudes maximales et les phases C et D présentent également les
mémes amplitudes maximales. Dans le cas ot la méme amplitude est requise sur les courants,
la variable X7, est égale & 1.382 pour toutes les phases saines. Les courants de phases sont
équilibrés et présentent tous la méme amplitude. On peut noter également que les courants
dans les phases D et C gardent le méme déphasage que ceux obtenus en mode normal.
Comme, illustré dans la figure (5.10), les phases B et D sont déphasées de 180 dégrées donc,
elles sont en opposition. On retrouve le méme résultat pour les phases C et E. En termes de
pertes Joule, la solution & pertes Joules minimale produit un surplus de 49% de pertes par
rapport au mode sain. La stratégie & méme amplitude de courants est a 53% de surplus de
pertes par rapport au mode sain.

En conclusion, la stratégie & méme amplitude de courants garantit une distribution équi-

table de I’énergie sur toutes les phases saines. Toutefois, la stratégie & pertes Joule minimale
garantit une bonne efficacité énergétique.

Table 5.2 — Paramétres de la solution optimale avec des courants de méme amplitude

Phases
B C D B
X1, (pu) 1.382 | 1.382 | 1.382 | 1.382
Déphasage (degré) | -36 | -144 | 144 36
Xpertesf‘]oule(pu) 1.5279
Xcouple(pu) 1
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Figure 5.10 — Représentation vectorielle des courants de phases suivant les différents états de
configuration du systéme

5.3.1.5 Simulation des deux stratégies de commande

Dans le but de vérifier le comportement dynamique de la génératrice en mode défaut, des
simulations sont effectuées sous I’environnement Matlab/Simulink SimpowerSystems dans le
cas de l'ouverture de la phase A :

e Quelque soit le mode fonctionnement, on garde la méme référence de couple.

e A lapparition du défaut, on maintient, pour une durée donnée, les mémes matrices
de transformation pour constater 'impact du défaut. Puis, on applique la nouvelle
stratégie de controle.

Le courant de référence Iq est imposé a partir du couple de référence recherché et les
courants Id, Is et Th sont imposés & zéro.

Les résultats de simulation obtenus dans le repére de Concordia en mode défaut sont
donnés a la figure (Fig.5.11). Suivant la solution recherchée, les trajectoires des FEMs et
des courants de phase mesurés dans le plan («f3) sont présentés (Fig.5.11). Indépendamment
de la stratégie de controle adoptée, les trajectoires obtenus aprés reconfiguration pour les
composantes sont similaires qu’aux résultats obtenus en fonctionnement normal (Fig.5.3).
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On peut voir que sans la reconfiguration de la commande (maintien de la matrice T5 en
mode défaut), la trajectoire des FEM et des courants ne sont pas circulaires. La trajectoire
de la FEM devient une ellipse et celui des courants devient une ellipse déformée a cause du
défaut. Ainsi, la machine ne peut pas générer un couple sans ondulations.

Apreés reconfiguration de la commande en adoptant les matrices proposées, on voit nette-
ment que pour chaque variable (FEM ou courant), la trajectoire constitue un cercle parfait.
Ainsi, I'usage de la nouvelle matrice de changement de base a permis de reproduire le méme
comportement qu’en fonctionnement normal.

Les figures (Fig.5.12.a 4 Fig.5.12.d) présentent I’évolution temporelle correspondant aux gran-
deurs électrique (FEM et courant) dans le repére de Concordia suivant les différents états du
systéme.

Sans la reconfiguration de la commande, on note des grandeurs déséquilibrés I, 4, et I 4
(resp EY, 4 et B ,). La reconfiguration la commande en utilisant les transformation propo-
sées a permis de régler les amplitudes et le déphasages des courants I/, 4 et I , (resp de
FEMs Ej, 4 et Ej ).

L’absence de projection dans le plan secondaire est due a la réduction du nombre de phase
et de la nouvelle matrice de Concordia retenue.
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FI1GURE 5.11 — Trajectoire de la FEM et des courants dans le plan de Concordia en mode
défaut (Absence de la phase A)
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FIGURE 5.12 — Variation des grandeurs électriques dans le repére de Concordia : Ouverture
de la phase A.

La figure (Fig.5.13) présente I’évolution temporelle des FEMs et des courants dans le plan
de Park suivant les différents états du systéme. En fonctionnement normal, les grandeurs
sont constantes. Cependant, pendant le défaut et sans la reconfiguration de la commande, les
grandeurs deviennent ondulatoires. Aprés reconfiguration de la commande en mode défaut,
la composant Eq de la FEM est constante et non nulle indépendamment de la stratégie
considérée. Sachant la FEM est intrinséquement liée a la machine, la composante homopolaire
de la FEM devient sinusoidale, comme prévu dans la partie théorique (5.20). De plus, la
composante Es de la FEM présente une évolution différente suivant la stratégie considérée.
Tous les courants dans le modeéle de Park redeviennent constants aprés reconfiguration. Le
courant (Iq) suivant 'axe en quadrature qui participe & la génération du couple est non nul.
Les autres courants restent nuls dans le but de la minimisation des pertes.

Les résultats de simulations dans le repére abede sont représentées dans les figures (5.14).
Avant le défaut, on retrouve le fonctionnement en mode normal.
Un défaut de circuit ouvert de la phase (A) est produit entre t—1.5.T et t=2.5T. A partir de
t=1.5T, on maintient la méme matrice de transformation. Les courants de phases précédem-
ment définis sont donc appliqués. On peut voir que sans la reconfiguration de la commande,
I'ouverture de la phase (A) génére des courants déséquilibrés qui prennent des valeurs instan-
tanément élevées pour maintenir le couple demandé. L’augmentation des courants de phase
peut, dans certains cas, participer a la destruction de la machine et du convertisseur [146].
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FIGURE 5.13 — FEM et courants dans le repére de Park en mode défaut : phase A déconnectée

L’interaction de la FEM dans les phases actives avec ces courants déséquilibrés implique la
création de couples ondulatoires qui sont modulés au double de la fréquence électrique de
rotation. La conservation de la méme stratégie de commande en mode défaut sans reconfi-
guration diminue la valeur moyenne du couple électromagnétique.

A partir de linstant t=2.5.T, on applique les différentes stratégies de commande propo-
sées. Apres reconfiguration de la loi de commande, on constate de notables améliorations
concernant la qualité du couple électromagnétique pour les deux stratégies étudiées. Malgré
le déphasage entre les courants de phase et les FEM (Fig.5.14.a et Fig.5.14.b), on obtient un
couple constant.

Concernant la stratégie a pertes Joule minimale en mode défaut, aprés reconfiguration de
la commande, on peut constater que les courants sont sinusoidaux, mais déséquilibrés. Les
amplitudes des courants de phase sont égaux deux a deux dans les phases saines (comme
montré dans Tab.5.1). Pour la stratégie & méme amplitude de courant, les formes d’onde des
courants dans les phases saines, telles que présentées a la figures (Fig.5.14), sont équilibrés et
en opposition de phases deux a deux. Donc, on a une répartition équitable des pertes cuivre
dans les phases saines. Il est important de noter que pour produire la méme puissance qu’en
mode normal, le générateur est obligé d’augmenter 'amplitude des courants sur les quatre
phases saines.

Par rapport a la stratégie méme amplitude de courant, la stratégie a pertes cuivre minimale
peut conduire & une répartition inégale de la température dans les enroulements [147].
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En cas de perte d’une phase, toutes les deux stratégies proposées offrent de bonnes per-
formances. Ainsi, dans le cas ou I’équilibre des courants de phase n’est pas prioritaire, la
stratégie a pertes cuivre minimales peut étre appliquée. Les résultats de simulation sont en
concordance avec l'analyse théorique effectuée. En mode défaut, 1'origine des ondulations
de couple découle donc d’'une mauvaise reconfiguration de la commande du systéme et plus
précisément de la détermination des courants de références adéquats. Les différentes matrice
de transformation proposées ont permis d’assurer & la fois la mise en forme des courants
de phase pour respecter le couplage de ’ensemble machine convertisseur, mais également

d’éliminer les ondulations de couple.
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a pertes Joule minimales et (b,d, f) stratégie avec des courants de méme amplitude
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5.3.2 QOuverture de deux phases

Dans le cas de 'ouverture de deux phases, deux cas peuvent étre considérés. Si les deux
2

phases déconnectées sont déphasées de <, on a un défaut ou les deux phases sont dites
adjacentes. Si les deux phases déconnectées sont déphasées de 4?“, on retrouve un défaut ou
les deux phases sont dites non-adjacentes. Comme dans le cas de la perte d’une phase, ici,
on distinguera la formulation des grandeurs électriques dans les différents plans pour mieux
comprendre le comportement de la machine.

En l'absence de deux phases, le couple électromagnétique (I'jqu:) et les pertes Joule

statoriques (Peopper— fauit) SOt €xprimés comme suit :

[fauts = 2o Sz E: L
s (5.32)
{Pcopperfault = \T/_% ZZ:a Szjglax—z
5.3.2.1 Ouverture de deux phases adjacentes
Ici, on suppose que les deux phases A et B, qui sont déphasées de %’r, sont ouvertes. Les

courants de phases I, et [, sont nuls. Comparé au mode normal, le modéle du générateur
change de configuration et le systéme devient déséquilibré. En procédant de la méme maniére
que lors de 'ouverture de la phase A, nous aboutissons au modéle électrique de la machine
qui s’écrit comme suit:

E. rs 0 0 I, Lo Ly Lo d I, Ve
Ed = 0 Ts 0 Id + L1 LO L1 % Id + V;i (533)
Ee 0 0 Ts ]e L2 L1 L() Ie ‘/e

5.3.2.2 Recherche d’une nouvelle matrice de changement de base

En mode défaut comme en mode normal, la matrice de transformation doit permettre de
produire un couple sans ondulations tout en respectant le couplage de la génératrice et du
convertisseur. Pour le cas du défaut avec deux phases adjacentes, on adopte la méme démarche
que celle présentée en ’absence d’une phase. Pour avoir la matrice 13,2, on supprime d’une
part les colonnes des phases en défaut de la matrice Ty et d’autres part, on élimine les deux
lignes de la composantes secondaire de la matrice Ts. Pour avoir une trajectoire circulaire
de la FEM et des courants ce qui favorise I’obtention d’un couple constant dans le repére de
Concordia, on définit deux variables x,, et yqp.

5 cos(2a) + xap  cos(2a) + x4 cos(a) + Tap
[Tyqpe] " = \/; sin(2a) + yop  —sin(2a) + yop  —sin(a) + Yap (5.34)
1 1 1

A partir de I’équation (5.35), on peut voir que les coefficients (x4, et y,,) n’affectent pas les
courants, car la somme des trois courants restants est nulle.
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;

cos(2a) + g
sin(2a) + Yap

cos(2a) + Tap
sin(2a) + Yap

\

cos(2a) + Tap

—sin(2a) + Yo —sin(a) + Yap |

cos(2a) + Tap

—sin(2a) + Yap —5in(a) + Yab |

cos(a) + Tap

cos(a) + xap

[
1 —sin(0)
_ ?: = Im [ cos () ]
(5.35)
1 1 Ec .
B, | =E, —smé@) ]
£ cos(0)

La résolution du systéme d’équation (5.35) permet de trouver les deux coefficents (x4, et

Yap) de la matrice Tsup0. Les coeffient obtenus sont :

Tap = —cos(a)
_ sin(a).cos(a)
Yab = — 1+cos(a)

Le vecteur courant dans cette nouvelle base devient:

([ 17
Ia—AB

I ap
Lyap

/
Ia—AB

I ap

/
L L I aB

I,

= [Taapa] "

[e
(5.36)

—sin(0)
cos(0)

0

Le vecteur FEM dans la nouvelle base peut s’écrire sous la forme:

Ou:

e Les composantes de la FEM deviennent {

/r

By ap
Ej_ap
Ehap

By ap
Ej_ap

/
EthB

= [Tsap2] -

K.E,

f(0)

E.

E.
(5.37)
—sin ()
cos ()
7(6)

\/g [1.5 + cos(a)]

= [1 + cos(a)] sin() — sin(a)cos(0)

L’expression du couple dans les repére (afh) en mode défaut s’exprime comme suit:
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T

B ap I ap
Ey ap | -| Ip-as
£ I

Tosonp = h—AB ’ h—AB (5.38)

Dans le repére de Park, le neutre de la machine étant isolé, on a I, = 0. En reportant la
transformation de Park (P(6)) dans le systéme (5.36 et 5.37), on déduit les expressions des
variables électriques dans le repére tournant de Park. Ainsi, les FEMs et les courants qui
deviennent indépendants de la position du rotor.

Ey ap ] [ E, ap ] [ 0 ]
, — p(—6) | Ho — K.E,
[ Eq—AB ( ) E,B—AB 1

! !
)z
q—AB B—AB
En substituant les équations de la FEM et des courants dans I'expression (5.39) du couple,
on aboutit & I'expression final du couple (5.40). Le couple étant modulé par le courant Iq,

on déduit de cette expression que le courant suivant I’axe en quadrature (Iq) peut servir a
régler le couple de sortie du générateur.

Ey ap I3 s
Eyag | | Ij-as
E; I
Lag—a = hoAB a hoAB (5.39)

Lyg—ap = \/g [1.5 4 cos(2a)] .p. @1,
(5.40)

_ 2.5
FabcdefAB — mpdquB

5.3.2.3 Ouverture de deux phases non-adjacentes

Dans cette section, les phases non-adjacentes qui entrent en défaut sont les phases A et C. Les
courants I, et I. devient nuls. Dans ce cas, I’équation électrique qui régit le comportement
de la machine s’écrit comme suit:

£y rs 0 0 Iy Lo Ly Lo d Iy Vi
E, = 0 r O Iy | + | Lo Ly Ly % 1 + | Vy (541)
Ee 0 0 Ts ]e L2 L1 L() Ie ‘/e
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5.3.2.4 Recherche d’une nouvelle matrice de changement de base

En adoptant la méme démarche décrite dans le cas de la perte d'une phase, on synthétise les
matrices de Concordia adéquates quand deux phases du générateur entre simultanément en
défaut de circuit ouvert. Ainsi, pour ramener en méme temps les courants et les FEM dans le
repéres (afSh). On va introduire des coefficients qui ne vont pas modifier la forme d’onde des
courants dans le repére (afh). Ainsi, on a une nouvelle matrice noté [Tees] '. Cette matrice
de transformation est composée de trois lignes, les deux premiéres lignes permettent de régler
la qualité du couple électromagnétique et la troisiéme ligne permet de respecter la contrainte
de courant li¢ au couplage de 'ensemble machine-convertisseur (> ._ I, = 0). Partant du
constat que la somme des courants est nulle, on choisit de rajouter deux coeffients x,. et
Yae Tespectivement sur toute la premiere ligne et la deuxiéme ligne de la nouvelle matrice

[T3ac2] ! .

sin(a) + Yae —8i0(20) + Yoo —sin(a) + Yac (5.42)

5 cos(a) + x4  c0s(2a) + x4 cos(a) + Tqe
[T3ac2]71 - \/j
1 1 1

Dans le cas ou deux phases non-adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert, on a
formulé dans ((5.43).), le comportement souhaité. La somme des courants étant nulle, on
peut voir que les coefficients x,. et y,. n’affectent que les composantes de la FEM.

) _
cos(a) + Toe c08(2a) + T4  cos(a) + Te
sin(a) + Yae —510(20) + Yoo —sin(a) + Yac

(5.43)

cos(a) + Toe c0S(2a) + T4  cos(a) + Te
sin(a) + Yae —510(20) + Yoo —sin(a) + Yac

\ L

La résolution du systéme d’équation (5.43) permet de trouver les deux coefficents x,. et

] Tae = —c0s(2a)
Yae de la matrice T3,0.0. Les coeffient obtenus sont : sin(2a).cos(2a)
Yac = — 1+cos(2a)
Le vecteur courant se met sous la forme suivante:
a—AC I —sin(0)
I 4o | = [Tsac2) ' | Iy | =Im | cos(6) (5.44)
I/z—AC Ie 0

Le vecteur FEM devient.
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B, ac Ey

—sin(0)
Eyae | =[Tsacl ™ | BEa | = K.En | cos(6) (5.45)
E}_ac Ee f(0)

Ou, les coefficients K et f(#), de la FEM dans le repére de Concordia sont:

{K = \/g[lb + cos(2a)]

f(0) = [1 4 cos(2a)] sin(0) — sin(2a)cos(0)

Ainsi, a partir des expressions des courants et de la FEM définis par les équations (5.44
et 5.45), le couple dans le repére (afh) en mode défaut devient :

T

Ey_ac Iy ac
/ /
Es_ a0 | 1s-ac
E; A
Tpnc = h—AC - h—AC (5.46)

Le couple dans le repére de Park est donné par 1’équation. Pour produire le maximum de

couple par unité de courant, cette expression du couple exprime une dépendance linéaire du
!
courant en quadrature (I, 4¢).

T
By ac Ii ac
E,_ac | Li-ac
E I
Ijg—ac = hoAC q h-AC (5.47)

I \/g [1.5 + cos(2a)] .p.D.1,

(5.48)
Libede-Ac = apesay ] da—ac

Ou:

Ly ac Ey ac 0
e Les composantes de la FEM sont =P(-0)| & = K.E,
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5.3.2.5 Simulation des stratégies de commande

Nous allons appliquer une démarche tout a fait similaire quand deux phases entrent en
défaut de circuit ouvert. Le couple électromagnétique de référence en mode défaut a été choisi
de facon a avoir le méme couple qu’en fonctionnement normal.

e Entre t=0 s et t=1.5T (ici, T désigne la période des signaux), le systéme est en fonc-
tionnement normal.

e De t=1.5T a t=2.5T, les deux phases de la machine entrent en défaut de circuit ouvert
et la stratégie de commande en mode normal est maintenu.

e A partir de t=2.5T, on active la reconfiguration de la commande en adoptant la stratégie
de commande proposée en mode défaut.

Les résultats de simulation sont réalisés dans les mémes conditions de travail que dans le cas
de la perte d'une phase. La simulation est réalisée en demandant le couple nominal & partir
du courant Iq. De ce fait, les courants Id et Ih sont imposés & zéro pour diminuer les pertes
cuivre et respecter le couplage de la génératrice.

La figure (Fig.5.15) illustre la trajectoire de la FEM et des courants obtenus dans le repére de
Concordia sans et aprés reconfiguration de la commande quand deux phases sont en défaut
de circuit ouvert.

Sans reconfiguration de la commande en mode défaut, les trajectoires de la FEM (E!,_ 4. et
B 4c) et des courants (I),_,c et I 4o) mesurés deviennent des ellipses. Toutefois, la tra-
jectoire des courants sont davantage plus déformés a cause du défaut. Ces résultats montrent
que le maintien de la matrice Th en mode défaut ne garantit pas des trajectoires circulaires

pour les grandeurs électriques.

Aprés la reconfiguration de la commande en appliquant les matrices de transformations pro-
posées, on peut voir que la trajectoire des grandeurs électriques (courants et FEM) sont
parfaitement circulaires. Leur évolution reste similaire a celle obtenue en fonctionnement
normal. On note également ’absence totale des composantes qui émanent de la machine
secondaire.

L’évolution temporelle des grandeurs électriques dans le repére de Concordia suivant les
différents état de la commande en ’absence de deux phases sont illustrées dans la figures
(5.16). Sans la reconfiguration de la commande en mode défaut, on note une différence d’am-
plitude des FEMs £/, 4o et Ej_ 4. (vesp des courants I, 4 et I 4). La reconfiguration
des matrices de Concordia a permis de retrouver I’équilibre des grandeurs électriques, comme
en mode normal. Toutefois, les composantes homopolaires ((E} 45 et E,_4-)) de la FEM
restent sinusoidales alors que celles des courants (I}, 45 et I}, ) est & zéro.
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FIGURE 5.15 — Trajectoire de la FEM et des courants dans le plan de Concordia en mode
défaut : deux phases ouvertes

170



1000y 1000

(&g gl (V)
(=]

[E pE pacl V)

10004

_ '"E.h-AB _
GOT 002 003 004 005 006 007 008 009 ) G0T 002 003 004 005 006 007 008 009
Temps(s) Temps(s)
(a) FEM dans le repére de Concordia: (b) FEM dans le repére de Concordia:
Ouverture de deux phases adjacentes Ouverture de deux phases non-adjacentes
(A&B). (A&C).
2000 5000
":h -‘:5 = ~, ~, 7~ N -,
2 2 \N =y /
3 1 NN NN
0.01 0.“0-2 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08 0.09
2000 5000
-"I‘h-AC
z z
0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.‘0-7 0.08 0.09 0.01 0.“0-2 0.03 0.04 0.0“_5 0.06 0.07 O.HJS
Temps(s) Temps(s)
(c) Courant dans le repére de Concordia: (d) Courant dans le repére de Concordia:
Ouverture de deux phases adjacentes Ouverture de deux phases non-adjacentes
(A&B). (A&C).
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en mode défaut : deux phases ouvertes

171



1000y

&' qael (V)

[E'ya

0.01

10004

E'\asl V)

0.03

0.04

0.05

0.01

(a) FEM en dq a 'ouverture de deux phases

0.03

0.04
Temps (s)

0.05

T
0.06

[Ey,

E'pacdd V)

AcE qacl V)

1000

1000

0.01

T
0.02

0.03

0.05

0.04 0.06
Temps (s)

0.07

0.08

0.09

(b) FEM en dq a I'ouverture de deux phases

adjacentes (A&B) pour un couple donné. non-adjacentes (A&C) pour un couple
donné.
% R ?‘R a2 3 AN NN —_—

Fons

0.01

5000

-as (A)

0.03

0.04 0.

0.01

0.03

0.04 0.
Temps (s)

[y act

ac A

5000y

0.03

0.04

" h-Ac]

0.03

.
0.04 0.05 0.06
Temps (s)

0.09

(d) Courant en dq a l'ouverture de deux
phases non-adjacentes (A&C) pour un
couple donné.

(c) Courant en dq a l'ouverture de deux
phases adjacentes (A&B) pour un couple
donné.

Figure 5.17 — Variation des grandeurs électriques lors de 'ouverture de deux phases.

La figure (Fig.5.17) donne I’évolution des grandeurs électriques (courants et FEM) dans
le plan de Park quand deux phases sont en défaut de circuit ouvert. En fonctionnement
normal, on a des variables stationnaires. Cependant, pour une méme référence de couple a
I’apparition du défaut et sans reconfiguration de la commande, leur valeur moyenne décroit
et elles deviennent ondulatoires. La reconfiguration de la commande permet de retrouver
des variables électriques stationnaires. Toutefois, la FEM étant intrinséquement liée & la
géométrie de la génératrice, sa composante homopolaire reste ondulatoire a cause du défaut
de circuit ouvert. Indépendamment de la position des phases ouvertes, I’amplitude de la FEM
(E,_ap et E,_4p) diminue pour les mémes courants (I; _,p et I, ,p). Cette réduction des
amplitudes est plus importante quand deux phases non-adjacentes sont en défaut de circuit
ouvert. Par conséquent, dans le plan de Concordia, le couple est plus élevé quand deux phases
adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert (voir (5.48) et 5.40).

Sur la figure (Fig.5.18), nous présentons I’évolution temporelle du couple électromagné-
tique, des courants de phase et des pertes Joule quand deux phases entre en défaut de circuit
ouvert. Entre t=0s et t=1.5T, le couple électromagnétique global produit reste constant.
Toutes les phases sont présentes et le générateur produit des courants de phase équilibrés.
Entre t=1.5T et t=2.5T, les courants dans les phases en défaut deviennent nuls et cela
participe a la réduction du couple moyen et a la dégradation de la qualité du couple électro-
magnétique. On montre dans les figures (Fig.5.18.a et Fig.5.18.b) que le comportement de la
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génératrice en termes d’ondulation de couple reste similaire au cas de la pertes d'une phase
(Fig.5.14).

Toutefois, en ’absence de deux phases, la forme d’onde des ondulations du couple en mode
défaut dépend de la position des deux phases déconnectées.

A partir de t=2.5T, le générateur produit ainsi le méme couple électromagnétique qu’en fonc-
tionnement normal. Indépendamment de la position des deux phases ouvertes, le générateur
génere plus de pertes Joules due a 'augmentation des courants.

On peut voir une augmentation considérable des courants de phases aprés reconfiguration.
Cette augmentation induit ainsi des pertes cuivre supplémentaires. Toutefois, quand deux
phases non-adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert (I, = I. = 0), les amplitudes
maximales des courants de phases sont plus faibles comparées aux cas d’un défaut de deux
phases adjacentes (I, = I, = 0).

La proportion de pertes Joules est plus élevée pour le cas de deux phases adjacentes en
défaut de circuit ouvert. On a une meilleure distribution de I’énergie dans le cas d’un défaut
de circuit ouvert de deux phases non-adjacentes. En effet, le déséquilibre de la machine est
plus important lors de 'ouverture des deux phases non adjacentes par rapport a deux phases
adjacentes.Quand deux phases non-adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert, les phases
D et E produisent simultanément le maximum d’énergie. Par contre, quand deux phases
adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert, seule la phase E produit le plus d’énergie.
L’analyse comportementale présentée dans les figures (Fig.5.18.a et Fig.5.18.b) a permis de
montrer I'efficacité de la stratégie de commande sur la qualité de couple suivant la position
du défaut. Toutefois, en imposant la méme couple de référence les courants de phase aug-
mentent pour maintenir le couple moyen. En pratique, les possibilités de fonctionnement en
mode défauts du systéme sont guidées par un choix adapté des stratégies qui respectent les
contraintes physiques de I’ensemble machine convertisseur.
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174



5.4 Etude comparative des différentes stratégies de controle :
2 phases ouvertes

En mode défaut, 'objectif principal est de produire le maximum d’énergie avec le minimum
d’ondulations de couple. Cependant, comme on peut le constater, le fait imposer la méme
référence de couple qu’en mode normal conduit & 'augmentation des courants de phases. En
pratique ces augmentations des courants de phases peuvent induire d’autres conséquences
néfastes. Dans le cadre du fonctionnement en mode défaut, on est donc amené a tenir en
compte certaines contraintes physiques de ’ensemble machine-convertisseur. Cette problé-
matique nous ameéne a rechercher la meilleure stratégie de commande en mode défaut. Pour
retrouver la meilleure stratégie de fonctionnement en mode défaut, dans le cas présent, nous
proposons une étude comparative de ces différentes stratégies de controle.

r au
XTorque =100 Joul (549)
Theattn
]ma:v— au
XCurrent—z - 100# (550)
]maz—health
Pco er— fau
XCopperfLosses = 100m)—flt (551)

Pcopper —health

A partir des ces critére, le choix de la stratégie de commande passe donc par la maniére
de controler le courant de référence suivant I’axe en quadrature. Les trois stratégies suivantes
qui se différencient par le critére recherché sont comparées:

1. La premiére stratégie est définie par Xrorque = 100%. En mode défaut, le générateur
est appelé & produire le méme couple qu’en fonctionnement normal.

2. La deuxiéme stratégie est représentée par Xcyrreni—. = 100%. En mode défaut, on
limite I’amplitude maximale du courant des phases saines a la valeur nominale du
courant dans le convertisseur.

3. La troisiéme stratégie est caractérisée par Xcopper—rLosses = 100%. En mode défaut, on
souhaite produire les mémes pertes Joule qu’en mode sain.

Ainsi, une fois ces critéres fixés et suivant la position des phases ouvertes, nous avons
appliqué ces commandes sur I’environnement de simulation.

Les figures Fig.5.19.a a Fig.5.19.f présentent respectivement les résultats obtenus pour les
critéres Xrorque = 100%, Xcurrent—z = 100% et Xcopper—Losses = 100%. Comme on peut s’y
attendre, les performances aprés défaut dépendent des critéres de controle mis en ceuvre.
Pour la stratégie avec Xrorque = 100% (Fig.5.19.a et Fig.5.19.b), le générateur produit le
méme couple qu’en mode normal. On observe ainsi une augmentation des courants et des
pertes cuivre.

La figure (Fig.5.19.c et Fig.5.19.d) présente les résultats pour la stratégie Xcyrrent—» = 100%
dans laquelle le courant maximal des phases reste limité a la valeur nominale du courant dans
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le convertisseur. Les deux types de défaut produisent moins de couple et de pertes comparés
au fonctionnement normal.

Pour la stratégie Xcopper—rosses = 100%, le générateur produit la méme quantité de pertes
cuivre qu’en mode normal (Fig.5.19.e et Fig.5.19.f). On peut noter une faible dépassement
de courant de phase par rapport & ceux obtenu en mode normal (Tab.5.3).

Le tableau (Tab.5.3) résume les résultats numériques des parameétres physiques (Tem-
pérature de bobinage, couple moyen, les pertes cuivre et I'amplitude maximal du courant le
plus élevé) obtenus via les trois stratégies de commande pour les défauts considérés.
Indépendamment du critére de controle considéré, on peut voir que méme en ’absence de
deux phases que la contrainte thermique est toujours respectée. Donc, la génératrice optimale
dimensionnée est capable de fonctionner en mode défaut sans étre endommagée sous l'effet
de la température des enroulements [130, 88]. En se référant au chapitre 4, rappelons que
le choix de la machine dont le colit d’investissement est minimal ne permettrait pas cette
capacité de fonctionnement en mode défaut & cause du niveau de température excessive des
enroulements [148|.

Quand deux phases adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert, la stratégie Xrorque =
100% produit le maximum de couple avec plus de courant et de pertes cuivre. Ainsi, le
courant de phase dépasse la contrainte et il est 3.62 fois plus grand que le courant nominal.
Cette stratégie peut donc participer a la réduction de la durée de vie du générateur et du
convertisseur.

La stratégie ot Xcymreni—> = 100% permet de produire moins de pertes et respecte a la
fois la contrainte thermique et de courant. Cependant, le générateur produit un couple
électromagnétique treés faible de 28% par rapport au fonctionnement normal.

La stratégie Xcopper—Losses = 100% garantit les méme pertes cuivre qu’en mode normal. Elle
respecte la contrainte thermique et produit un couple acceptable (47% du couple nominal).
Toutefois, on note un faible dépassement du courant maximal environ 1.68 fois le courant
nominal.

Sachant qu’un ensemble machine convertisseur peut fonctionner de 2 a 3 fois son courant
nominal, cette stratégie & Xcopper—rLosses = 100% reste acceptable.

Suivant les critéres, ces résultats montrent qu’en deux phases adjacentes sont en défaut
de circuit ouvert, seuls les stratégies & Xcurrent—» = 100% et Xcopper—rLosses = 100% sont
applicables.

Quand deux phases non-adjacentes entrent en défaut de circuit ouvert, les trois stratégies
investiguées respectent la contrainte thermique. La stratégie avec Xrorque = 100% génére le
maximum de couple. Le pourcentage de couple produit pour les stratégies Xcyrreni—. = 100%
et Xcopper—Losses = 100% sont respectivement de 45% et 65% du couple nominal.

La stratégie Xrorque = 100% produit plus de pertes et de courant environ 2.4 fois la quantité
de perte en mode normal et 2.24 fois le courant nominal. A l'opposé, les deux stratégies
Xcurrent—z = 100% et Xcopper—Losses = 100% présentent des quantités de pertes cuivre moins
importantes.

Toutefois, la stratégie Xcopper—rosses = 100% présente un surplus de courant de 1.44 par
rapport au courant nominal. Malgré cette faible surcharge, son fonctionnement en mode
défaut reste possible.
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Ainsi, les stratégies Xcurrent—: = 100% et Xcopper—rLosses = 100% peuvent étre adoptées en
fonctionnement dégradé.

Pour résumer, on voit que le défaut de circuit ouvert avec deux phases adjacentes reste la
plus contraignante sur les paramétres physiques (Température de bobinage, couple moyen,
les pertes cuivre et courant) a cause de la répartition de 1'énergie.

Ces résultats ont permis de montrer les limites en mode défaut de la stratégie Xrorgue = 100%.
Celle-ci présente une capacité de production de couple plus élevé au détriment de pertes plus
¢levées par rapport aux stratégies Xeoyrrent— = 100% et Xcopper—Losses = 100%.

Vu le dépassement excessif des limites physiques du systéme, la stratégie a couple maximal
constant (Xrorque = 100% ) n’est pas recommandée en pratique en fonctionnement dégradé.
Ainsi, moyennant la faible quantité de couple produit, la stratégie avec Xourrent—» = 100%
reste la plus sure. Cependant, la stratégie avec Xcopper—rosses = 100% demeure la plus
intéressante vue le pourcentage de couple extraite.

TABLE 5.3 — Compariason des critéres en fonction du défaut

Stratégies
XTorque = 100% XCurrent—» = 100% XCopper—Losses = 100%

AT(C) 585 37.31 185

) Xtorque(PU) 1 0.28 0.47

A et B en défaut Xmren (o) 363 i 163
XCopperfLosses(pu) 4.62 0.35 1

AT(°C) 185 395 125

, Xrorgue (D) 1 0.45 0.65

A et C en défaut ot () 551 i 114
XCopper—Losses(pu> 24 0.47 1

177



£a ; =

Y

=

s

3 H i H H A
- 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
< Temps (s)
@
& 4000}
S 200 S e~
g 0
: _2000F .\/\ W
£ 4000k, . " x
£ 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
Ss Temps (s)
°Z

4

§ 20f

@

kK 2 r A A

3 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08

Temps (s)

(a) Comportement de la génératrice a
I'ouverture deux phases adjacentes (A&B)
pour Xrorque = 100%.

0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
Temps (s)

B
S
T
“

Couple (kNm)
N
S
T

i i i i i
0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08

Temps (s)

Courants de phase (A)
AR s
88 o8
338 _838
S8o033

N

Pertes cuivre (kW)

0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
Temps (s)

(c¢) Comportement de la génératrice a
I'ouverture deux phases adjacentes (A&B)
pour Xcurreni—» = 100%.

B
1
Y

Couple (kNm)
N
[ g

f .
4 0.05 0.06 0.07
Temps (s)

000

z X
@
i :
2009 NI I N
§' o -
@ -2000] =
H 4000E i i i
5 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 .
8 s Temps (s)
=
:
§ 20+
@
g e
s 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08

Temps (s)

(e) Comportement de la génératrice a
I'ouverture deux phases adjacentes (A&B)
pour XCopper—Losses = 100%.

: AWAWAV/AWA) =
2 20
s \VARAVARRV AV
H i i f i i i i
- 001 002 003 004 005 006 007 _ 008
z Temps (s)
8 400
£ 400 : :
£z T s e
R S S =mamt St e - N e
3 -2001 : - Ao
£ 4 i i i H
£ 001 002 003 004 005 006 007 008
8s Temps (s)
E
:
3 2
3
H
g i i r r i i i
K 001 002 003 004 005 006 007 008
Temps (s)

(b) Comportement de la génératrice a

I'ouverture deux phases non-adjacentes
(A&C) pour Xrorgue = 100%.

VAW

VARV RV

Couple (kNm)
Noa
</>
>

— 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.
< Temps (s)

@

5 4

& 2000

g o 2

-2

g 000k i H i H i i

£ 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
3 Temps (s)

Pertes cuivre (kW)
S

———
0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
Temps (s)

(d) Comportement de la génératrice a
I'ouverture deux phases non-adjacentes

(A&C) pour Xcyrrent—» = 100%.

: AWAWAVA —
=
2 2
s VAR AVARRV VS
3 A
- 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
< Temps (s)
8 4000k
s 4
£ 20 5!
Py SRS i
Z 2009 — —
€ 40
§ 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08
3 s Temps (s)
2
s
22
3
o
& F —
S 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05 0.06 0.07 0.08

Temps (s‘)

(f) Comportement de la génératrice a
I'ouverture deux phases non-adjacentes
(A&C) pour Xcopper—rLosses = 100%.
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Figure 5.20 — Parameétres physiques du générateur et du convertisseur en mode défaut




5.5 Conclusion

Dans ce chapitre, les travaux ont concerné I’étude du fonctionnement en mode normal et en
mode défaut de la génératrice pentaphasée a FEM sinusoidale. Suivant I’état de fonctionne-
ment du systéme, la qualité de la mise en forme du couple électromagnétique est directement
liée & la matrice de changement de base. La mise en place des différentes stratégies de com-
mande se base principalement sur la recherche d’'une matrice de changement de base. En
fonctionnement normal comme en fonctionnement dégradé, les performances du systéme ont
été testées par voie de simulation numeérique sous I'environnement Matalb /Simulink.

En mode défaut, le déséquilibre de la génératrice di a I'ouverture d’une ou de deux phases
dégrade les performances du systéme. Une réadaptation de la commande par rapport a la
nouvelle configuration du systéme est requise pour maintenir des performances acceptables.
Alinsi, pour le garantir la continuité de service en mode défaut, nous avons mise en place une
démarche pour la recherche de la matrice de changement de base en tenant en compte du
nombre de phases déconnectées et du couplage de ’ensemble machine convertisseur.

Une fois ’amélioration de la qualité de couple obtenu, nous avons défini des critéres spécifiques
basés sur les paramétres physiques de I'ensemble machine convertisseur pour déterminer la
stratégie la mieux adaptée en fonctionnement dégradé.

Ainsi, nous avons démontré, suite a une analyse numérique, que les stratégies a pertes Joules
constantes et par limitation de courant maximal offrent de meilleures performances, en termes
des contraintes thermiques et du courant nominal, que la stratégie a couple nominal constant.
Toutefois, la stratégie a pertes cuivre constantes s’avére la plus avantageuse.

Les résultats obtenus ont permis de mettre en évidence l'efficacité de la démarche adoptée.
Cette démarche a permis de vérifier I’évolution des grandeurs électriques pour le maintien
d’une meilleure qualité du couple électromagnétique suivant 1'état du systéme et quelque
choix le repére considéré.

Cette méthode basée sur la synthése des matrices de transformation en mode défaut reste
généralisable a toutes les machines a FEM sinusoidale indépendamment du nombre de phase.
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Conclusions & Perspectives

Conclusions

La croissance de la demande d’électricité avec ses conséquences sur la diminution des
ressources en énergie fossile et ’augmentation des émissions de gaz a effets de serre engendrent
une profonde mutation technologique pour la production de ’énergie électrique.

Dans ce contexte et vue I'immense potentiel des sites hydroliens, le challenge dans le secteur
de l'industrie électrique est de miser sur des solutions permettant de produire de 1’énergie
électrique a partir des énergies marines renouvelables. Comparées aux autre types d’énergie
renouvelables, les énergies hydroliennes, qui présentent un faible degré de maturité technolo-
gique, font face a des problémes comme ’accessibilité et un cotit d’investissement élevé. Pour
pallier a ces défis, la mise en place de solutions technologiques innovantes dans la production
des énergies marines renouvelables avec un faible cotit d’investissement des éléments de la
chaine de conversion, une bonne rentabilité et une bonne continuité de service est souhaitée.

Les travaux présentés dans ce mémoire ont porté sur l'optimisation et la commande
d’une génératrice pentaphasée pour application hydrolienne. Ils sont basés sur trois piliers
qui sont : la prise compte des caractéristiques internes d’un site de production hydrolien,
un dimensionnement optimal des éléments de la chaine de conversion et la mise en place de
stratégies de commande efficaces pour garantir une bonne continuité de service.

Dans le chapitre I, nous avons présenté un état de l'art des applications hydroliennes
et des architectures de chaine de conversion tolérantes aux défauts. Dans cette partie, une
classification des différentes technologies de turbines hydroliennes commerciales est présentée.
Suivant les différentes topologies de machines électriques utilisées, nous avons illustré les
différentes contraintes rencontrées dans la production d’énergie électrique & partir des énergies
renouvelables. Parmi les éléments qui composent la chaine de conversion, nous avons identifié
ceux qui sont les plus sensibles a la génération de défaut en se basant sur la répartition de leur
taux de défaillance. Nous avons présenté les différentes solutions envisageables pour pallier
aux défauts afin de garder une continuité de service. Ce premier chapitre a permis de dégager
le choix de la génératrice tolérante aux défauts retenue dans le cadre de la thése.

Le chapitre II a porté sur la modélisation dynamique et 1’étude de l'influence des har-
moniques d’espace sur le comportement d’une machine polyphasée. Dans ce chapitre, nous
avons montré avec une commande adéquate que la présence de certains harmoniques de la
FEM dégrade la qualité de couple. Nous avons proposé une solution basée sur la modification
de la géométrie par le stator et par le rotor pour une meilleure gestion des harmoniques deés
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I’étape de conception. Tout en améliorant la qualité de couple, nous avons synthétisé trois
types de profils de FEM : une FEM de type sinusoidal et deux FEM de type non-sinusoidal.
Ce chapitre a permis de dégager les premiers éléments clé de conception d’une machine de
type polyphasé.

Le chapitre III est dédié a la modélisation technico-économique des éléments de la chaine
de conversion d’énergie en vue de 'optimisation. Dans ce chapitre, nous avons définis les
différents modéles analytiques utilisés pour 'optimisation de la chaine de conversion. Ce
chapitre a permis déceler les objectifs et les paramétres utilisés comme variables dans la
résolution du probléme d’optimisation.

Le chapitre IV a porté sur 'optimisation multi-objectif d’'un ensemble constitué par une

génératrice synchrone a aimants permanents pentaphasée associée a un redresseur pour une
application hydrolienne. Cette optimisation est basée sur 'augmentation de I’énergie annuelle
extraite et sur la réduction du cotit d’investissement des éléments de la chaine de conversion
tout en respectant les contraintes physiques de la machine et du convertisseur. Les variables
d’optimisation définies ont permis de réduire les cotits d’investissement et les différentes
stratégies de commande appliquées ont permis d’extraire le maximum d’énergie.
Cette optimisation est appliquée a trois profils de FEM d’une génératrice pentaphasée pour
déterminer la génératrice la plus rentable. Elle a permis de révéler que la machine & FEM
sinusoidale offre les performances les plus intéressantes sur le cycle hydrolien et représente la
machine la plus rentable pour exploiter au mieux la chaine de conversion. Cette conclusion est
d’autant plus réaliste que si cette machine est associée a une loi de commande avec défluxage
sur le cycle hydrolien. Ce résultat a permis de guider le choix final du profil de FEM de la
génératrice utilisée.

Le chapitre V est consacré au pilotage d’une génératrice synchrone a aimants permanents
pentaphasée en fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé par I'ouverture d’une
ou de deux phases. Suivant la nature du défaut, pour assurer la continuité de service la mise
en place d'une matrice de changement de base s’impose. Une approche systématique sur la
génération de la matrice de changement de base est proposée. Ces matrices de changement
de base garantissent un couple constant dans le plan de Park et permettent de générer les
formes d’onde optimales des courants dans la base de Concordia et dans la base naturelle.
Pour une phase ouverte, la matrice proposée a permis de cibler des solutions optimales
particuliéres en valorisant un critére donnée (pertes Joule minimales ou courant de méme
amplitudes).

Pour deux phases ouvertes, nous avons mis en place deux matrices de changement de base qui
tient compte de la position des phases en défauts (phases adjacentes ou non-adjacentes). Une
fois la matrice définis, nous avons étudié I'impact des trois stratégies de commande suivant
le respect des contraintes physiques de la machine et du convertisseur (courant maximal,
température et les pertes Joule). Cette comparaison a permis de montrer la stratégie a couple
nominal constant est la plus contraignante, car elle offre des performances moins intéressantes
en cas d’ouverture de deux phases. En effet, cette stratégie dissipe des pertes Joule avec un
dépassement des contraintes thermiques beaucoup plus importantes que celles des deux autres
stratégies.

Les différentes simulations effectuées dans ce chapitre nous ont permis de mettre en évidence
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lefficacité de la méthode sur la mise en place de la matrice de changement de base qui tient
compte l'ouverture de phases.

Perspectives

Plusieurs perspectives potentielles peuvent compléter les travaux menés dans cette thése. En
termes perspectives, nous proposons :

e Au niveau de la conception, une application de la démarche d’optimisation sur d’autres
structures de machines polyphasées en fournissant un panel de choix de structures de
rotor différentes ou également de stator.

e Une validation expérimentale des différentes stratégies de commande proposées sur un
banc d’essai de petite puissance.

e Une étude sur les différentes méthodes de détections des défauts et une analyse sur
les phénomeénes transitoires pendant le passage entre différents états du systéme sont
également intéressantes.

e Une extrapolation de la démarche sur la recherche de la matrice de changement de base
pour le cas de machines polyphasées a FEM non-sinusoidale.
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Commandes tolérantes aux défauts.

Résumé : Les travaux présentés dans cette
thése concernent linvestigation d’une chaine
de conversion d’énergie tolérante aux défauts
pour des applications hydroliennes. Cette
chaine est constituée dune génératrice
synchrone pentaphasée a aimants permanents
déposés en surface associée a un redresseur
MLI. Trois volets complémentaires sont traités :
la  modélisation, [l'optimisation technico-
économique et la commande plus
particulierement en mode dégradé.

Concernant la modélisation, trois approches
sont élaborées : la modélisation dynamique en
vue de l'analyse de I'effet des profils de la fem
sur la qualit¢ du couple, la modélisation
analytique de chaque élément de la chaine de
conversion d’énergie en vue du
dimensionnement et de I'estimation du colt et
de I'énergie extraite, et la modélisation en vue

de I'élaboration de la stratégie de commande.
Une méthodologie d’optimisation multi-objective
du colt d’'investissement et de I'énergie extraite
pour une durée d’exploitation de 20 ans en
tenant compte des probabilités d’apparition de
la vitesse des courants marins est réalisée.
Cette optimisation intégre les contraintes
électriques, thermiques ... et la stratégie de
commande en mode de défluxage.

Concernant la commande, des approches
innovantes de commande minimisant les
ondulations de couple en mode dégradé liées a
l'ouverture d'une ou de deux phases sont
développées et comparées. Elles consistent a
systématiser la génération de la matrice de
changement de base pour avoir des courants
sinusoidaux tout en ayant le déphasage
adéquat avec les fems des phases saines.

Optimization and control of a five-phase generator for renewable marine energy applications.

Keywords : Tidal Energy, Five-phase permanent magnet synchronous generator, Multi-objective

Optimization, Fault tolerant control strategies.

Abstract: The works presented in this thesis
concern the investigation of a fault-tolerant
energy conversion system for renewable
marine energy applications. The studied
conversion chain is based on a five-phase for
surface mounted permanent magnet
synchronous generator associated with a PWM
rectifier. Three complementary aspects are
treated: modeling, technico-economic
optimization and control especially in fault
mode.

Regarding to the modeling, three approaches
are developed: a dynamic modeling of the
generator in order to analyze the effect of the
fems profiles on the torque quality, an analytical
modeling of each element of the energy
conversion chain for the designing and

the estimation of both cost and the extracted
energy, and a modeling for the control strategy.
A methodology of multi-objective optimization of
the investment and energy extracted for an
operating period of 20 years by taking into
account the probabilities of occurrence of the
tidal speed is developed. This optimization
integrates the electrical and thermal constraints
... and the flux weakening control strategy.

For the control in fault mode, innovative control
approaches that minimize the torque ripples
related to the opening of one or two phases are
developed and compared. They consist in
systematizing the generation of the matrix
transforms in order to have sinusoidal currents
and ensure a proper phase shift with the fems
of the healthy phases.





