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Le contexte énergétique et climatique actuel, le protocole de Kyoto signé le 11
décembre 1997, la pénurie de gisement pour les sources d’énergie fossiles, le danger que
constitue ’énergie nucléaire au vu des évenements dramatiques récents au Japon, la
flambée des prix des hydrocarbures et la demande sans cesse croissante (décuplement des
habitats domestiques, prolifération des industries) ont stimulé certains pays a exploiter
diverses sources d’énergie renouvelables. Si nous nous fions aux statistiques de
I'observatoire des énergies renouvelables observ’ER, en dix ans, en Europe, le pourcentage
d’électricité renouvelable dans la production totale d’électricité a fortement progressé alors
que la part des autres (nucléaire, fossiles, etc...) a régressé [Intl4]. De 2000 a 2010 la
proportion d’électricité renouvelable passe de 13.8% a 14.2% en France, de 7.5% a 20.8%
en Allemagne, de 18.2% a 31.4% en Espagne, de 20.9% a 28.6% en Italie, et de 3.4% a
10% en Grande Bretagne [Int14].

L’extraction de I’énergie électrique a partir de la mer et 'intégration d’une chaine de
production d’énergie hydrolienne au réseau électrique constituent des problématiques
d’actualité. I’énergie hydrolienne repose sur lexploitation de Iénergie cinétique des
courants de marée pour faire tourner le rotor d’une turbine immergée appelée hydrolienne
afin de produire de Iélectricité. Beaucoup de projets industriels ont été réalisés ou bien sont
en cours de réalisation. Nous pouvons citer le projet Seagen au Royaume-Unis, le projet
Hydrohélix Sabella en France, le projet Enermar en Italie, etc. ...

La turbine constitue I'un des éléments essentiels de la chalne de conversion
d’énergie. Afin de récupérer le maximum d’énergie, différentes technologies d’hydroliennes
ont été développées :

e turbines a flux axial (axe horizontal, Seaflow turbine, Seagen turbine, concept
Harvest etc. ..),

e turbines a flux transverse (axe vertical, Enemar project en ltalie, Blue energy
project au canada, Gorlov helical turbine aux USA, etc...),

e autres technologies (S#ngray concept, bioSTREAM concept, etc...).

Par rapport a Iénergie éolienne, 'exploitation de I’énergie des courants marins
possede des avantages et des inconvénients.

Ses avantages sont [Ben10]:

e totalement prédictible car les courants marins sont prévisibles et
relativement constants,

® masse volumique de ’eau supérieure a celle de Dair,
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e cnergie inépuisable et continue contrairement aux éoliennes dont la

disponibilité du vent est aléatoire,
e limite de I'impact visuel et sonore,

e cout de I'énergie acceptable, etc...

Ses inconvénients sont [Ben10]:
e caractére intermittent de la marée,
e nombre limité de sites avec des courants marins suffisamment forts
(V>2m/s),
e corrosion des matériaux par ’eau de mer,
e forte opposition des pécheurs,
e couts d’installation et de maintenance élevés.

Une comparaison entre une éolienne et une hydrolienne de méme puissance est
faite dans [Benl0] et [And09]. Pour une puissance de 1 MW [Ben10], le diameétre de la
surface balayée par les pales de I’éolien est de 50 m avec une vitesse de vent de 13.5 m/s.
Pour la méme puissance donnée le diametre de la surface balayée par les pales de
I'hydrolienne vaut 18 m avec une vitesse des courants marins de 2.8 m/s. Pour une
puissance de 50 kW [And09], le diameétre de la surface balayée par les pales de I’éolien est
de 16 m avec une vitesse de vent de 10 m/s. Pour la méme puissance donnée le diametre
de la surface balayée par les pales de ’hydrolienne vaut 6 m avec une vitesse des courants
marins de 2 m/s.

Le choix du site d’implantation pour linstallation d’une hydrolienne est crucial.
Avant toute installation, il est primordial d’effectuer une étude optimale d’un lieu sous-
marin par rapport a une bonne connaissance des caractéristiques des courants marins et par
rapport aussi a la profondeur du fond marin. Le premier critere de choix du site est la
vitesse des courants marins. Cette dernicre diminue avec la profondeur [Dav04][And09].
L’augmentation de la vitesse du courant permet d’augmenter la puissance de la ressource.
Lorsque la vitesse des courants marins dépasse 2 m/s, I'exploitation des hydroliennes
devient tres intéressante [Dav04].

Une vaste investigation, en France métropolitaine, a permis de déceler trois sites a
hauts potentiels [Bnb12] :

e le Raz Blanchard (6.2 m/s),

e le chenal du Fromveur (4.1 m/s),
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e le Raz de Sein (3.1 m/s).
Ces sites, montrés sur la Figure 1, sont localisés le long des littoraux normands et

bretons.

Chaussée de Sein

vitesse max (nocuds)

Figure 1 : Vitesse des courants dans les sites a hauts potentiels [Bnb12]

Une chaine de conversion d’énergie exploitant des énergies primaires renouvelables
est constituée principalement de trois parties. La premicére partie constitue la source
d’énergie primaire. La deuxiéme partie correspond a lensemble « machine -
convertisseur » Enfin la derniére correspond a la charge. La charge pouvant étre constituée
d’un organe d’interfagage (Onduleur MLI, qui est le plus rencontré dans la littérature)
connecté soit a un réseau actif de puissance infinie via un élément LCL ou a une charge
isolée (réseau passif) via aussi un élément LCL. L’élément LCL est composé d’un filtre L.C
et une inductance L caractérisant Ialternance des sources [Lec04]. Dans la majeure partie
des applications seule I'inductance L est utilisée [Lec04]. Suivant les applications, il peut y
avoir un ou plusieurs systemes de stockage d’énergie. La maitrise compléte de la chaine de
conversion d’énergie fait appel a des compétences pluridisciplinaires et le développement
de plusieurs axes de recherche. Certains axes de recherche vont plus se focaliser sur la
partie source d’énergie primaire (Concepts des turbines, la conception, problématique de la
mécanique des fluides et des solides, commande, algorithme MPPT etc...) [And09][Bne09].
D’autres études vont mettre I'accent sur Poptimisation énergétique et la commande de
I'association turbine — machine — convertisseur [Abd07][Tral0]. D’autres études se
focalisent sur 'aspect conception des machines [Cenl14]. Dans [Dvi07] I’étude est focalisée
sur la partie connexion aux réseaux (actif ou passif). Dans [Abd07][Mir05] une attention

particuliere est donnée a la topologie du convertisseur.
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Dans le contexte de P'exploitation des sources d’énergies renouvelables marines, la
difficulté d’acces aux installations impose d’explorer des chaines de conversion d’énergies
tolérantes aux défauts.

Au regard de la topologie d’ensemble « machine — convertisseur », 'architecture la
plus connue et qui commence a connaitre un essor considérable dans les applications
¢éoliennes et hydroliennes est 'association d’une machine alternative a un redresseur MLI
triphasé classique. Avec cette architecture classique, la survenance d’un défaut dans son
environnement peut avoir un mauvais impact sur la continuité et la fourniture de I’énergie.
Afin d’accroitre la fiabilité de la topologie de I'ensemble « machine — convertisseur » et de
garantir la production d’énergie en mode normal et en mode dégradé dans des conditions
optimales, nous envisageons d’étudier une chalne de conversion d’énergie tolérante aux
défauts tout en optimisant la conversion d’énergie.

L’étude menée est focalisée sur la partie ensemble « machine — convertisseur » de la
chaine de conversion d’énergie hydrolienne. I’augmentation du nombre de phases de la
génératrice, en plus de la segmentation de puissance, offre une meilleure qualité du couple
et garantit une redondance de la structure nécessaire pour la sireté de fonctionnement et
la continuité de Iénergie en mode dégradé. Ainsi nous proposons de substituer la
génératrice triphasée classique par une génératrice pentaphasée.

Du c6té convertisseur statique d’électronique de puissance, la génératrice
pentaphasée sera associée a un convertisseur pentaphasé qui est aussi tolérant aux défauts.

Du point de vue machine, apres le choix de la topologie d’ensemble « machine —
convertisseur », des travaux antérieurs ont montré que la machine polyphasée a FEM non
sinusoidale est privilégiée sur la machine a répartition sinusoidale lorsque la machine est
associée a un convertisseur de commande par modulation de largeurs d’impulsions
[Rob05]. Ainsi du point de vue commande, Poptimisation du transfert d’énergie nécessite
d’une part Délaboration de stratégies de commande optimales exploitant tous les
harmoniques de la FEM du mode de fonctionnement sain ou en défaut de la chaine de
conversion d'énergie et d’autre part de tenir compte du mode de connexion du neutre de la
machine et du point milieu du bus continu. Ceci ne peut se faire quapres élaboration d’une
méthodologie de modélisation dynamique en vue de la commande. Le caractere fortement
non-linéaire du systeme étudié et les profils spécifiques des consignes imposés par la

stratégie de commande nous incitent a synthétiser des régulateurs robustes et a hautes
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petformances dynamiques, tels que : le régulateur fractionnaire PI% type linéaire et le
modulateur - régulateur auto-oscillant analogique type non-linéaire (MRC).

L’étude comportementale de cette chalne de conversion complexe nous incite a
développer des approches de modélisation appropriées en vue de la simulation. Les bancs
d’essais logiciels constituent des outils de base pour la validation des concepts et des
stratégies de commande a élaborer. L’étude ne peut se terminer sans une validation
expérimentale.

Ce mémoire est constitué de cinq chapitres. Dans le premier chapitre, on dresse un
panorama des topologies d’ensemble « machine — convertisseur » tolérantes aux défauts.
L’accent est plus mis sur le convertisseur AC/DC.

Le deuxiéme chapitre comporte deux volets. Le premier volet est consacré a la
modélisation dynamique en vue de lanalyse comportementale de la génératrice
pentaphasée associée a un redresseur MLI. Le deuxieme volet est dédié a I’élaboration des
stratégies de commande permettant d’optimiser le fonctionnement de l’association
« génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasée ». Ces stratégies de commande
élaborées tiennent compte du profil de la FEM de la génératrice et du mode de connexion
du neutre de la machine et du point milieu du bus continu.

Dans le troisicme et quatricme chapitre, les études se focalisent sur les boucles
internes pour les suivis des références de courant imposées par les stratégies de commande
établies dans le deuxieme chapitre.

Ainsi le troisieme chapitre est dédié a la commande par régulateur fractionnaire PI¢
de Pensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasée AC/DC ». Deux
topologies de convertisseur sont investiguées: le redresseur MLI pentaphasé et le
redresseur VIENNA pentaphasé.

Le quatrieme chapitre concerne une autre alternative pour I'asservissement des
courants. Ainsi le régulateur fractionnaire PI% est remplacé par un modulateur - régulateur
auto-oscillant aussi nommé régulateur auto-oscillant voire appelé Modulateur Régulateur de
Courant. Deux chaines de conversion d’énergie constituées respectivement d’un
convertisseur AC/DC de type redresseur MLI pentaphasé et d’'un convertisseur AC/DC
de type redresseur VIENNA pentaphasé sont étudiées et validées sur des bancs d’essais

logiciel et expérimental.
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Le dernier chapitre est une ébauche a la modélisation dynamique et a la commande
en mode dégradé, plus particuliecrement a 'ouverture d’une phase de la génératrice, de
Iensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasée AC/DC ».

Une conclusion générale établit une synthese des travaux effectués et expose

quelques perspectives.
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Chapitre I: Topologies d’ensemble « machine

- convertisseur » tolérantes aux défauts
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I.1 Introduction

La continuité de service dans des conditions optimales exige 'annulation ou la
présence d’'un minimum de défauts sur toute la chaine de conversion d’énergie. Les

défaillances peuvent ctre classées en trois catégories :
e celles qui peuvent étre annulées par une action intérieure ou extérieure,
e celles qui peuvent étre minimisées par une action intérieure ou extérieure en
attendant de remplacer I’élément défectueux,
e celles qui ne peuvent étre supprimées qu’en remplacant I’élément
défectueux.

Selon les structures existantes dans I'entrainement électromécanique, nous pouvons,
en cas de défaillance, étre confrontés a une ou deux et voire aux trois catégories.
Cependant, tous les défauts ne peuvent pas étre présagés ni augurés, par conséquent, il
serait judicieux lors de la mise en ceuvre de la chaine d’énergie de porter son choix sur des
structures redondantes ou tolérantes aux défauts pour prendre en compte toutes les
défaillances pouvant advenir sur toute la chaine.

Ce chapitre est consacré aux topologies d’ensemble « machine — convertisseur »
tolérantes aux défauts.

Dans un premier temps, la structure générale de la chaine de conversion d’énergie
hydrolienne est présentée. Afin d’appréhender les grandeurs de commande et les grandeurs
a commander, deux types de commandes (commande en mode P-Q et commande en
mode V-f) sont rappelés. Ensuite une classification des défauts et une analyse des taux de
défaillance des composants dans une chaine de conversion d’énergie sont réalisées. L’étude
se focalise sur les défaillances de la partie statique électrique de la chaine de conversion
d’énergie. Par la suite les différentes topologies d’ensemble « machine — convertisseur »
tolérantes aux défauts rencontrées dans la littérature sont exposées. En dernier lieu, les
architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé AC/DC »

possibles en fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé sont présentées.
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I.2 Structure générale d’'une chaine de conversion d’énergie hydrolienne :

commande et stratégies de commande

Suivant I'alimentation d’une charge isolée ou la connexion a un réseau actif de

puissance infinie, on distingue deux modes de fonctionnement :

e mode P-Q, connexion a un réseau actif de puissance infinie via un

convertisseur DC/AC,

e mode V-f, alimentation d’une charge isolée ou la connexion a un réseau

iloté.
I.21 Commande en mode P-Q

Le schéma de commande en mode P-Q est montré sur la figure suivante [And09].

N Bus DC ,
AC / DC / Réseau
Cpe J_ IRDC‘m Tres L
[ @y | F @
L
/ DC / AC
% F v
Mesure i Mesyle Mesure

Colonne (abeldg) MLIG fension ML Res el
Achard

émulée

Mesure Controle I: Controle ‘:
vitesse vitesse 'G tension U;c

@)
Q
(@)

Figure 2 : Commande en mode P-Q [And09]

En amont et en aval du bus continu, pour chaque convertisseur MLI, nous avons
deux boucles de régulation. Le redresseur MLI coté générateur assure le controle de la
vitesse et du couple électromagnétique de la génératrice. L’objectif est de maximiser la
puissance extraite par la turbine afin de I'injecter sur le réseau. L’onduleur coté réseau gere
le réglage de la tension du bus continu et le transfert de puissance. Pour chaque
convertisseur MLIL, il existe deux boucles de régulation. Du c6té générateur, la boucle
interne gere la régulation des courants tandis que la boucle externe assure le réglage de la
vitesse. Du coté réseau, la boucle interne gere la régulation des courants injectés au réseau

et la boucle externe controle la tension du bus continu a une valeur constante.
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Cependant, il est a noter que toutes ces commandes ont été élaborées dans le plan
de Park. Une commande dans la base canonique nécessitera d’avoir des régulateurs a haute

dynamique car les références des grandeurs a réguler seront non constantes.
I.2.2 Commande en mode V-f

Le schéma de commande en mode V-f est présenté sur la Figure 3.

Du coté de la génératrice on distingue trois boucles de régulation. Deux boules
externes pour le controle de la tension du bus continu et le controle de la vitesse de la
génératrice. La tension du bus continu est maintenue constante en adaptant la vitesse de
rotation de la turbine de mani¢re a moduler la puissance extraite. En connaissant la loi de
variation de la puissance de la charge et de la vitesse, le régulateur de tension génere un
delta de vitesse qui est 'image des pertes non prises en compte lors de la mise en ceuvre de
la commande [And09]. La tension de sortie étant fixée, la puissance est alors imposée par la
charge. L’onduleur se trouvant apres le bus continu se charge du réglage de la tension aux

bornes de la charge.
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Qp

AQ

‘: Contréle
Up tension
Figure 3 : Commande en mode V-f [And09]
Quelle que soit la commande en mode P-Q (Figure 2) ou en mode V-f (Figure 3)

ou quelles que soient les stratégies de commande adoptées, du coté ensemble « machine —

convertisseur », les boucles internes de courant sont toujours présentes et y constituent le
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noyau dur. Aussi, 'optimisation du transfert d’énergie nécessite une bonne maitrise de ces
boucles internes de courant.

En définitive, dans le cadre de cette thése et du point de vue commande et
stratégies de commande, une attention particuliére est portée sur la synthése des boucles
internes de courant. Mais, auparavant, un état de l'art des défauts dans une chaine de
conversion d’énergie est fait. I.’étude est orientée sur les défauts d’ensemble « machine —

convertisseur ».
I.3 Défauts dans une chaine de conversion d’énergie électromécanique
I.3.1 Classification des défauts

Ce paragraphe présente I’état de I'art des défauts qui peuvent advenir inopinément
dans une chalne d’énergie et engendrer la perte totale ou partielle d’un élément de celle-ci.
I’étude est focalisée sur les dispositifs électromécaniques qui sont les plus exposés.

Comme il a été dit auparavant, une chaine d’énergie est composée dune ou
plusieurs sources d’énergie primaire, d’'un ensemble « machine — convertisseur » et d’une
charge.

Une défaillance peut étre considérée comme un incident occasionnant une anomalie
sur tout élément de la chaine d’énergie et entrainant a court, moyen et long terme sa
destruction. Pour satisfaire les exigences en maticre de fiabilité, de sureté de
fonctionnement et de continuité de service, il est impératif et primordial que la chaine
d’énergie qui caractérise 'entrainement électromécanique ne soit pas soumise a un arreét.
Toute anomalie présente sur la chaine ne doit pas étre rédhibitoire a son bon
fonctionnement et devra si possible permettre le fonctionnement en mode dégradé. Ce
dernier ne permet pas dans un certain nombre de cas de véhiculer le maximum d’énergie
disponible sur toute la chaine. Afin de I¢éluder, il est préférable de mettre en ceuvre des
structures redondantes ou tolérantes aux défauts. Dés lors, une classification est nécessaire
selon les origines, les causes et les conséquences.

Une défaillance dans un entrainement électromécanique peut survenir a n’importe
quel moment et avoir diverses origines. Ces origines peuvent étre [Vas09] :

e ¢lectriques (convertisseurs, machines tournantes...),
e mécaniques (roulements, accouplement, géométriques...),

e thermiques (environnement, ventilation...),
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e instrumentales (capteurs),

e matérielles (ordinateurs, microcontroleurs, automates...).
I.3.11 Défauts d’origine électrique [Vas09][Bon92] [Lor07]

Ces défauts peuvent étre circonscrits aux convertisseurs électromécaniques et aux
convertisseurs statiques. Ils sont plus communément localisés dans la partie interne des
machines électriques (enroulements statorique et rotorique, désaimantation, rupture de
barres et d’anneau) et des convertisseurs (composants électroniques). Les défauts
électriques inhérents a la machine sont dus généralement au vieillissement des isolants
(température), a la corrosion et aux contraintes thermiques. L’altération des isolants dans
les enroulements de la machine peut engendrer un court-circuit (entre spires, entre phases
ou entre phase et carcasse) francs ou non. Un court-circuit entre spires conduit a une
augmentation des courants dans la phase concernée tandis qu’un court-circuit entre phases
provoquerait la fusion des conducteurs a cause de l'augmentation importante de
I'amplitude des courants. Un déséquilibre des courants de phase peut étre observé lorsque
le court-circuit entre deux phases est proche du neutre [Vas09].

Du c6té convertisseur, deux types de défaut peuvent étre distingués : les défauts liés
a la structure de puissance et les défauts liés a la commande. Les défaillances les plus
récurrentes sont les suivantes [Lor07] :

e absence de commutation des composants de puissance : défaut d’ouverture
ou de fermeture d’'un composant de puissance du bras de 'onduleur,
e panne électrique de la commande etc...
Ces défauts sont le plus souvent occasionnés par le vieillissement des composants

d’électronique de puissance, la rupture de contact, la corrosion etc...
I.3.1.2 Défauts d’origine mécanique [Vas09][Lor07]

Ces types de défaut sont plus récurrents sur les machines de fortes puissances et
sont généralement liés a la cassure des billes, a I'usure des roulements ou a la fissure des
bagues externes et internes. Les défauts d’origine mécanique correspondent a deux types de
défaut :

e les défauts des roulements dus généralement aux vibrations des machines,

au probleme de lubrification, a la corrosion,
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e les défauts géométriques, le plus souvent, dus a Pexcentricité statique et
dynamique du rotor, au défaut de roulement et aux vibrations.

Les démarrages répétitifs et les vibrations soumises a la machine peuvent avoir des

répercussions graves se traduisant par une augmentation de température (stator et rotor),

des dilatations et contractions répétitives de 'isolant et Ialtération de I'isolant [Vas09].
I.3.1.3 Défauts d’origine thermique [Lor07]

L’isolation des enroulements de la machine électrique est faite de telle sorte qu’elle
ait une durée de vie figée pour une température nominale donnée. Cependant cette durée
peut se rétrécir si la température dépasse la valeur nominale et peut engendrer en méme
temps la surchauffe de la génératrice, le vieillissement accéléré des isolants et la
concaténation d’autres défauts (électriques, mécaniques...).

Ces défaillances peuvent étre évitées en assurant, aux éléments de conversion, un
auto-refroidissement, une désobstruction des ouies de refroidissement et en disposant les

¢éléments de conversion dans un environnement adéquat.
1.3.1.4 Défaut d’origine instrumentale et matérielle

Les défauts dorigine instrumentale sont nécessairement liés aux capteurs
électriques et mécaniques. Ils sont prépondérants suivant I'application visée et ont des
effets néfastes sur toute la chaine d’énergie [Lor07] :

e destruction des capteurs,

® mesures erronées,

e dérive de la mesure,

e ouverture des boucles de régulation et de controle, perte des limitations de
certaines grandeurs (courants, couple).

Les défauts d’origine matérielle sont, quant a eux, inhérents aux calculateurs, aux
microcontroleurs, aux automates... disponibles dans I'entrainement électromécanique. Une
rupture de liaison sur la transmission des données numériques peut induire d’autres défauts
notamment au niveau de la commande. L.a commande étant primordiale pour le bon
fonctionnement de I'entrainement électromécanique, toutes les précautions nécessaires
doivent étre prises pour éviter Parrivée d’autres défauts plus graves (absence de MLI, de

commutation des composants de puissance).
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I.3.2 Analyse des taux de défaillance

Afin d’analyser le taux de défaillance des composants dans une chaine de
conversion d’énergie il s’avere nécessaire et indispensable de connaitre les différentes
anomalies qui peuvent subsister. Dans la suite on se focalise sur les défaillances de la partie
statique électrique de la chaine de conversion d’énergie.

Draprées les recueils de fiabilité publiés [Errl11], dans un systeme d’entrainement
électrique a Pexclusion des défauts de roulement de la machine, les éléments les plus
vulnérables, suivant le taux défaillance sont :

e les interrupteurs de puissances (taux de défaillance 50%),
e les controleurs numériques (taux de défaillance 17%),
e les instruments de mesure (capteurs), (reste).

Un autre classement [Yeh07][Tab13] est donné au Tableau 1 .

Entrainements a vitesse variable

Taux de défaillance %

Composants
Interrupteurs de puissance 38
Circuits de controle 53
9

Auxiliaires externes

Alimentation a découpage

Taux de défaillance

Composants
Condensateurs 60
Transistors de puissance 31
Diodes 3
Autres 6

Tableau 1 : Pourcentage taux de défaillance, entrainements électriques
La Figure 4 extraite de [SchO3][Flill] montre les taux de défaillance des
composants de 'ensemble « machine — convertisseur » dans une application automobile.
On constate a nouveau que les interrupteurs de puissance commandables présentent les

taux de défaillance les plus élevés.
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Relative failure rates of the 3 phase full-bridge topology Relative failure rates of the 3 H-bridge topology
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Figure 4 : Taux de défaillance, application automobile [Sch03]
I.4 Topologies d’ensemble « machine — convertisseur » tolérantes aux
défauts

Les défauts dans une chaine de conversion d’énergie peuvent étre circonscrits a
I'ensemble « machine — convertisseur ». Les défauts les plus récurrents présentés dans la
littérature sont les suivants [MarO3][Err12][Rib04][Tab13][WelO4][Fli11] :

e défaut de fermeture d’'un IGBT : I'IGBT reste continuellement ouvert
(tisque de déséquilibre),

e défaut d’ouverture : 'IGBT reste continuellement fermé (risque de court-
circuit),

e déconnexion d’une phase de la machine de 'alimentation,

e défaut de court-circuit (entre spires d’'un enroulement de la machine, entre
phases et entre phase et carcasse),

e défaillances des condensateurs (court-circuit, circuit ouvert et glissement
des parametres).

Dans le but d’accroitre la fiabilité de la chaine de conversion d’énergie et de garantir
la production d’énergie plusieurs possibilités subsistent :

e mettre en ceuvre des structures redondantes afin d’obvier aux défauts,
e mettre en ceuvre des structures tolérantes aux défauts.

S’agissant de I'ensemble convertisseur-machine il est possible de mettre plusieurs
convertisseurs en paralléle ou bien d’augmenter le nombre de phases de la machine donc le
nombre de bras du convertisseur statique, ce qui permettra de surcroit la segmentation de

puissance et le fonctionnement en mode dégradé. Concernant ce dernier cas, une action sur
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la commande sera indispensable pour garder les mémes performances mais avec un
rendement moindre. Dans ce qui suit, nous dressons un panorama des différentes
topologies d’ensemble « machine — convertisseur » tolérantes aux défauts. La majorité de

celles-ci sont présentées en fonctionnement moteut.

I1.41 Topologies d’ensemble « machine — convertisseur » triphasées réversibles

tolérantes aux défauts

De nos jours, I'étude de topologies d’ensemble «machine — convertisseur »
tolérants aux défauts est tres prisée dans les travaux de recherche des laboratoires au niveau
national et international. I.a premicére question qui mérite d’étre posée est la suivante :
qut’est-ce qu'un systeme tolérant anx défants ¢ Une autre, la tolérance anx pannes est-elle sujette a une
angmentation ou d une diminution du nombre de composants dans le systéme ¢

Plusieurs éléments de réponse ont été apportés grace aux travaux de recherche
réalisés par certains auteurs [WelO4][Err12][Rib04][Shal2]. La Figure 5 [Rib04] présente les
différentes stratégies d’isolations d’un bras du convertisseur ou de la phase de la machine

en cas de défaut.
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Figure 5 : Stratégies d’isolation en cas de défaut
Le schéma présenté sur la Figure 5(a) a été proposé dans [Fu93]. Dans ce schéma,
un fusible et un triac sont utilisés pour chaque bras du convertisseur. Lorsqu'un défaut
d’ouverture d’un interrupteur commandable survient sur un bras du convertisseut,
I'interrupteur commandable complémentaire est bloqué et le triac correspondant est mis en
conduction. Il en résulte un court-circuit du condensateur du bus continu qui provoque la

fusion du fusible correspondant au bras du convertisseut.

Un autre schéma montré sur la Figure 5(b) a été proposé dans [Bol00]. L'isolation

du bras du convertisseur et de la phase en défaut correspondante est obtenue par le
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déclenchement des thyristors qui font fondre les deux fusibles. Les deux condensateurs en
séries avec les thyristors sont utilisés pour éviter la circulation du courant continu a travers
les thyristors.

Selon [Rib04]| de nouveaux interrupteurs de puissance avec des capacités de tenue
en court-circuit élevées et des fusibles rapides ont été développés récemment dans la
littérature. Dans ce cas il est possible de mettre en ceuvre des circuits d'isolation simples tels
que présentés sur les Figures 5 (c)(d). Lorsquun court-circuit se produit dans l'un des
interrupteurs de puissance, linterrupteur de puissance complémentaire est mis en
conduction afin de provoquer la fusion des fusibles et d’isoler naturellement le bras en

défaut.
I.4.1.1 Structures avec accés au point milieu du bus continu

Le schéma montré sur la Figure 6(a) a été proposé dans [Fu93][Wel04]. Cette
topologie d’ensemble « machine — convertisseur » est tolérante a trois types de défaut. Dans
le cas de la déconnexion d’une phase de la machine du bras du convertisseur
correspondant, le triac tr, est mis en conduction afin de connecter le neutre de la machine
au point milieu du bus continu. Une reconfiguration de la stratégie de commande est

nécessaire. Pour maintenir la trajectoire du flux constant, 'amplitude des courants des

phases saines doit étre augmentée de V3 avec un déphasage de 30° par rapport a la phase
en défaut. Le couple obtenu est constant avec un rapport de 50% entre la puissance
maximale pouvant étre atteinte en mode dégradé et la puissance atteinte en mode normal
[WelO4].

Lorsqu’un défaut d’ouverture (court-circuit) d’un interrupteur de puissance survient
sur un bras du convertisseur, le triac (tr, ou tr, ou tr.) correspondant est mis en conduction.
Dans un premier temps il s’en suit, une connexion de la phase de la machine correspondant
au bras du convertisseur en défaut et un court-circuit a travers le point milieu du bus
continu, linterrupteur de puissance en défaut et le fusible correspondant. Cette courte
durée de court-circuit va provoquer la fusion du fusible déconnectant totalement la phase
de la machine au bras du convertisseur en défaut. Apres la déconnexion de la phase du bras
du convertisseur en défaut, le triac correspondant reste continuellement fermé. Ainsi, la
phase de la machine correspondant au bras du convertisseur reste continuellement
connectée au point milieu du bus continu. Cette nouvelle configuration de la topologie est

semblable a celle proposée dans [Rib04] (Figure 6(b)) en post-défaut. La différence se
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trouve au niveau de la stratégie de lisolation du bras du convertisseur en défaut. En
fonctionnement post-défaut le rapport de puissance mode dégradé et mode normal ne peut
pas excéder 50% [WelO4]. Dans le cas d’un défaut de fermeture (circuit ouvert) d’'un

interrupteur de puissance la méme configuration est obtenue.
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Figure 6 : Structures avec acces au point milieu du bus continu

[Fu93][Wel04][Rib04][Yeh07]
I.4.1.2 Structures sans accés au point milieu du bus continu

Lorsqu’il n y a pas d’acces au point milieu du bus continu, une alternative consiste a
rajouter un quatrieme bras au convertisseur comme montré sur les Figures 7(a) [Bol00],
7(b) [Rib04], 7(c) [Bol00], 7(d) [Rib04] et 7(e) [Err12]. Au niveau de ces figures seule la
stratégie d’isolation du bras du convertisseur en défaut differe. D’autres variantes sont
proposées dans [NailO] [Est11] [Ric07]. Deux solutions peuvent étre envisagées en cas de
défaut; la connexion du neutre de la machine via le triac tr, au quatricme bras du
convertisseur (Figures 7(a)(b)) ou la connexion de la phase de la machine (correspondant
au bras du convertisseur en défaut) via le triac (tr, ou tr, ou tr) au quatricme bras du
convertisseur (Figures 7(c)(d)(e)). Cette derniere solution est la meilleure car apres la
reconfiguration du systéme on retrouve la méme topologie d’ensemble « machine —

convertisseur » qu’en fonctionnement normal.
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7(e)
Figure 7 : Structures sans acces au point milieu du bus continu

[Bol00][Wel04][Rib04][Yeh07] [Exr12]
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I.4.2 Topologie de convertisseur triphasé minimisant le nombre de composants

actifs de puissance : Redresseur Vienna

D’autres architectures tolérantes aux pannes existent dans la littérature
[San11][Gai07] et la plupart nécessitent l'adjonction d’autres composants actifs de
puissance. Or d’apres les recueils de fiabilité présentés ci-dessus, les éléments les plus
vulnérables dans une chaine de conversion sont les composants actifs de puissance
commandables. Donc, pour améliorer la fiabilité de la chaine de conversion d’énergie,
I'utilisation de composants robustes dans les convertisseurs est vivement conseillée. Dans
ce contexte il est important de souligner que les industriels cherchent a se pourvoir de
systemes de production tres efficaces et rentables avec un minimum de composants actifs.
Cependant certaines normes militaires appliquées sur des convertisseurs dotés de
nombreux semi-conducteurs leur accordent une plus grande fiabilité que d'autres structures
qui possedent moins de composants [Bor07]. Ces deux points de vue révelent I'existence de
deux facteurs antagonistes : la tolérance aux défauts et la recrudescence des sources de
défauts. Ces deux facteurs antagonistes justifient la résurgence de cette question : gu est-ce
qu’un systeme tolérant anx défants ¢

Nous considérons les topologies d’ensemble « machine — convertisseur » tolérants

aux défauts :

e lorsque ces dernicres permettent le fonctionnement en mode dégradé lors
de la survenance d’un défaut dans des conditions optimales tout en offrant
des performances en maticre de rendement, de qualité et de continuité de
I’énergie produite,

e ou bien lorsque ces derni¢res minimisent le nombre de composants actifs
de puissance commandables et permettent le fonctionnement en mode
dégradé lors de la survenance d’un défaut dans des conditions optimales
tout en offrant des performances en maticre de rendement, de qualité et de
continuité de I’énergie produite.

Ainsi du coté convertisseur statique d’électronique de puissance, une topologie
spécifique de redresseur unidirectionnel minimisant les composants actifs de puissance a
été inventée par Johann W. Kolar [Kol96][Kol97], chercheur a l'université de Vienne,

Autriche. Cette structure présentée sur la Figure 8 porte le nom de VIENNA. Sa

32



particularité est la minimisation des composants actifs en les combinant avec des

composants non commandables réputés étre robustes.
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Figure 8 : Redresseur VIENNA triphasé

Cette topologie de redresseur a fait 'objet d’'une étude aussi dans [Nes07]. D’autres
variantes sont proposées dans la littérature [Qia03][Han14].

La structure du VIENNA présente beaucoup d’avantages entre autres [PatO3]
[Nes07] [Kol99] :

e réduction du nombre de composants actifs de puissance,
e trés bon rendement,

e réduction du niveau d’harmoniques de courant grace a la présence des trois
niveaux de tension en comparaison avec les convertisseurs a deux niveaux

et de la taille des filtres et des interférences électromagnétiques,

e réduction du stress sur les composants actifs de puissance,

e réduction des pertes par conduction,

®  pertes par commutation réduites d’un facteur de 6 par comparaison avec le
redresseur MLI classique (pour des fréquences de découpage inférieures a
50 kHz) [Pat03],

e présence du point milieu du bus continu permettant de diviser la tension de
blocage des composants actifs de puissance par 2,

e maximisation du facteur de puissance a l'entrée de 0.997 et réduction du
THD < 5%, [Pat03],

e haute fiabilité contre les erreurs de commande et les risques de court-circuit

due a la configuration de sa topologie [Nes07],
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Malgré ces avantages, le redresseur VIENNA présente un cout d’assemblage élevé
et en comparaison avec le redresseur MLI classique, le taux d’utilisation des diodes et des
composants actifs commandables est plus élevé [Nes07]. Une étude comparative entre ces
deux topologies de redresseur a été faite dans [Kol99].

Une autre structure de convertisseur (association d’un redresseur a diodes et d’un
étage Boost) minimisant le nombre de composants actifs commandables a fait 'objet
d’é¢tudes dans le contexte éolien [Tan04][Haq08][Haq10][Qiul0] et pourrait a priori étre
envisagée pour les applications hydroliennes. En fonctionnement normal et avec une
stratégie de commande correcte, les performances atteintes sont moindres. Comme il a été
souligné dans [Liall], le facteur de puissance obtenu est médiocre et le THD obtenu est
tres élevé. Cela affecte grandement le rendement du générateur et le couple obtenu est
pulsatoire [Liall]. Dans [Has10] I’étage Boost n’est pas associée au redresseur a diodes,
I'auteur montre, en fonctionnement normal, en s’appuyant sur des résultats expérimentaux,
que le taux d’ondulation du couple et de la puissance est de 18%. En fonctionnement

dégradé, le taux d’ondulation du couple et de la puissance passe de 18% a 183%.
I1.4.3 Ensemble « machine — convertisseur » polyphasé

Aujourd’hui, dans le contexte industriel, les machines a grand nombre de phases
sont de plus en plus utilisées [Zha96][Tol98][Mar03][Sam06]. Cet accroissement est
expliqué d’une part par le fait que ces dernicres apportent des solutions qui ne sont pas
envisageables en triphasé [Sem(9] et d’autre part par I'accroissement de la puissance des
calculateurs numériques [Sem09][Crel0]. Deux terminologies sont utilisées dans la
littérature ; les machines polyphasées (machine pentaphasée, machine heptaphasée etc...) et
les machines multi-étoiles (machine double étoile etc...). La terminologie multi-étoiles est
utilisée lorsque la machine peut étre subdivisée en plusieurs machines triphasées ou
polyphasées [Rob05].

Au regard de la définition donnée dans [Crel(] des machines polyphasées « #ne
machine électrigue disposant d’un nombre n d'enroulements (on phases), alimentée par n sources électriques

indépendantes est dite polyphasée si malgré les n couplages possibles entre enronlements, le nombre de

conplages
degrés de liberté (ddl) de Passociation est supérienr on égal a trois », la machine triphasée avec
couplage de ses enroulements en étoile et dont le neutre n’est pas disponible, n’est pas
considérée comme une machine polyphasée. Par contre, la machine triphasée sans couplage

de ses enroulements est considérée comme une machine polyphasée. Cette dernicre
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nécessite, d’alimenter chacune de ses phases par un convertisseur MLI monophasé.
L’inconvénient de cette structure est 'augmentation considérable des composants actifs de

puissance commandables (Figure 9).

Figure 9 : Machine triphasée sans couplage de ses enroulements
Les machines a grand nombre de phases, comparées a la machine triphasée,
possedent de nombreux avantages. Parmi ceux-ci, on peut citer [Cre10] [Rob04|:
e redondance parallele de la structure qui permet d’accroitre sa sureté de

fonctionnement,

e segmentation de la puissance (diminution du stress des composants de
puissance),

e grande qualité de couple (réduction des vibrations),

e moindre dimensionnement des calibres des composants de puissance (bon
impact sur la longévité des isolants) etc...

Au sein du laboratoire IREENA, les activités de recherche sur les machines a grand
nombre de phases ont démarré en 1998 avec la thése de F. Terrien [Ter00]. Puis de
nombreuses théses ont suivi dans ce domaine [Mad04][Rob05][Mer05].

En cas de fonctionnement en vitesse variable, les stratégies de commande
proposées dans les applications éoliennes et hydroliennes requic¢rent la maitrise totale du
couple électromagnétique de la génératrice. Or lors de Pouverture dune phase de la

machine, celle-ci développe un couple ondulatoire qui se traduit par un taux d’ondulation
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de couple élevé. I’action via la commande pourrait réduire voire annuler ces ondulations.
Dans ce contexte une possibilité existe, celle de remodeler les formes d’onde des
références de courant. Suivant le type de machine utilisé et le type de couplage mis en
ceuvre, la commande peut s’avérer étre tres complexe. Une étude compléte et détaillée est
fournie dans [Crel0].

Le filtrage total ou partiel des ondulations du couple, en fonctionnement dégradé,
est conditionné par le mode de couplage des enroulements de la machine. Si nous prenons
le cas de la machine triphasée, une étude faite dans [Kes03] [Cre10] a montré que lorsque
les phases de la machine sont couplées en étoile, la commande perd un degré de liberté (ddl
initialement a trois). En sus de 'ouverture d’une phase de la machine, le nombre ddl se
retrouve réduit a un. De ce fait le filtrage, méme partiel, des ondulations du couple n’est
plus possible. Une autre alternative consiste a ne pas coupler les enroulements de la
machine. Dans ce cas le nombre de ddl disponibles est de trois et en cas d’ouverture d’une
phase de la machine, l'action sur la commande pourra garantir le filtrage total des
ondulations du couple avec les stratégies de commande proposées dans la littérature.

Drapres la définition donnée aux machines polyphasées, une conclusion immédiate
en découle ; « dans des applications nécessitant une poursuite du fonctionnement en mode dégradé (défauts
liés a la machine ou au convertisseur), les machines pohphasées sont privilégiées devant les machines
triphasées classiques ». Cette allégation est corroborée dans [Bnellb] ou lauteur fait une
comparaison entre une machine triphasée classique et une machine polyphasée
(pentaphasée) dans une application hydrolienne. Apres une comparaison, en mode normal
et mode dégradé, l'auteur conclut en ces termes [Bnellb]; premicrement “I# is therefore
obvions that a multiphase generator is more appropriate for MCTs normal operation than a classical three
phase generator”. Deuxiemement “The analysis of the above performances under fanlty conditions
confirms the fact that a multiphase generator is clearly a candidate of choice for a marine current turbine”.
Finalement “T'he obtained results clearly show that, even in normal operation, a multiphase generator is
clearly a candidate of choice for marine current turbine applications, in comparison to a classical three-phase

generator”.
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Une autre évaluation objective en s’appuyant sur des résultats expérimentaux
permet a Pauteur de conclure en ces termes [Has10]: “I# is observed that when a single-phase
open-circuit failure occurs, the five-phase system captures more power from the prime mover compared to the
three-phase system with a single-phase failure, with lower peak-to-peak voltage ripple and lower shaft torque
ripple. Also, the total copper loss is lower in the five-phase generator compared to the three-phase generator

despite the imbalance in the phase currents”.

I.5 Architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur

pentaphasé AC/DC »

Apres avoir fait un état de lart des topologies d’ensemble «machine —
convertisseur » tolérantes aux défauts et montré que les machines polyphasées sont
privilégiées devant les machines triphasées classiques dans des applications nécessitant une
poursuite de fonctionnement en mode dégradé, afin d’accroitre la fiabilité et la sureté de
fonctionnement de la chaine de conversion d’énergie en garantissant la continuité de la
fourniture d’énergie en mode dégradé, nous envisageons de substituer la génératrice
triphasée classique par une génératrice polyphasée plus précisément une génératrice
pentaphasée. Deux topologies de convertisseurs statiques d’électronique de puissance
tolérantes aux défauts ou minimisant le nombre de composants actifs de puissance
commandables sont investiguées : le redresseur MLI pentaphasé et le redresseur VIENNA
pentaphasé. Les architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur
pentaphasé AC/DC » possibles en fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé
sont présentées sur les Figures 10 et 11. Dans le cas du fonctionnement dégradé on se

limite 2 une phase ouverte et on suppose que c’est la phase ¢ qui est ouverte.
q q
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Figure 10 : Architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé

AC/DC » en fonctionnement normal
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Figure 11 : Architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé

AC/DC » en fonctionnement dégradé
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I.6 Conclusion

Il a été question dans ce chapitre d’explorer les topologies d’ensemble « machine —
convertisseur » tolérantes aux défauts rencontrées dans la littérature. Ainsi une analyse des
défauts et des taux de défaillance dans une chaine de conversion d’énergie a été réalisée.
Ensuite nous avons dressé un panorama des différentes topologies d’ensemble « machine —
convertisseur » tolérantes aux défauts. Enfin nous avons montré que les machines
polyphasées sont privilégiées devant les machines triphasées classiques et ainsi deux
topologies d’ensemble « machine — convertisseur » ont été retenues :

e cnsemble « génératrice pentaphasée — redresseur MLI pentaphasé »,
e ensemble « génératrice pentaphasée — redresseur VIENNA pentaphasé ».

Dans la suite, ’étude est menée par analyse théorique et par simulation numérique.
Ainsi il est primordial de connaitre le modele en vue de la simulation et en vue de la
commande de lensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur AC/DC». Mais

auparavant le modele dynamique de la génératrice pentaphasée est investigué.
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CHAPITRE II: Modélisation dynamique et
stratégie de commande de la génératrice

pentaphasée a FEM non sinusoidale
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II.1 Introduction

L’¢tude de la chaine compléte de conversion d’énergie nécessite d’établir au
préalable le modele dynamique en vue de la simulation ou en vue de la commande de la
génératrice pentaphasée. Afin d’atteindre cet objectif, une analyse vectorielle du modéle
électrique basée sur la théorie de Fortescue est investiguée. Différents modeles de la
machine pentaphasée et des expressions du couple dans la base canonique, dans le
référentiel de Concordia et dans le référentiel de Park sont établis.

Une seconde approche de modélisation en vue de la simulation de la génératrice
avec son alimentation est développée. L’outil de simulation développé constitue un outil
pour 'analyse comportementale de la chalne de conversion et de I’étude de I'influence du
mode d’alimentation et du couplage des enroulements de la machine et la répartition des
harmoniques.

Enfin, des stratégies de commande de la génératrice pentaphasée a FEM non
sinusoidale en fonctionnement normal sont élaborées. L’objectif de cette partie est de
déterminer les références de courant dans chacun des référentiels ou la commande est faite
afin d’optimiser le fonctionnement de Iassociation «génératrice pentaphasée —

convertisseur pentaphasé AC/DC ».
II.2 Analyse vectorielle du mod¢le électrique de la machine pentaphasée
I1.2.1 Hypothéses de travail

Dans cette étude on s’intéresse aux machines dites polyphasées possédant un
nombre n premier de phases régulierement réparties. Les phases sont supposées identiques.
Le déphasage entre deux phases successives est de 2m/n. La machine considérée est une
machine a aimants permanents et a poles lisses. Les effets de peau, des amortisseurs,
saturation ainsi que les effets de réluctance variable sont négligés. Nous nous limitons au
premier harmonique de chaque sous-espace. Les enroulements des phases de la machine

sont couplés en étoile.
11.2.2 Théorie de Fortescue

Une base de diagonalisation de dimension n et valable pour les machines a

enroulement régulicrement réparties a été définie par Fortescue [Forl8]. D’aprés Fortescue
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[Forl8] un systtme a n phases, avec n un nombre premier quelconque, peut étre
décomposé sous la forme de (n-1) systemes symétriques (les vecteurs ont la méme norme
et régulicrement déphasés entre eux) et d’un systeme homopolaire (tous les vecteurs sont
en phase et ont la méme norme). Dans ce cas, une base de travail dans un espace hermitien
constituée de n vecteurs orthogonaux et normés peut alors étre définie. La matrice de
transformation de Fortescue [M,]| définie par I’équation (I - 1) est utilisée pour résoudre

tout systeme a n phases symétriques.

M, =1 & oAty (I - 1)
1 a0-D ... a

Ou : a= */"
Les ¢éléments de la matrice M, sont obtenus par I'algorithme de construction

suivant [Forl8] :

r I

| a |

sp =] a2t-D | (II-2)
a(n—b(r—l)J

rallant de 1 a n et s, la rieme colonne de la matrice [M,].

Comme définit par Fortescue, pour » =7 on retrouve les vecteurs définissant le

systeme homopolaire. Pour » =2 et » =7 on retrouve respectivement les vecteurs définissant

le systeme inverse et le systeme direct.

I1.2.3 Analyse harmonique d’une machine pentaphasée basée sur la théorie de

Fortescue

Dans ce paragraphe on s’intéresse a I'analyse harmonique d’une génératrice
synchrone pentaphasée a aimants permanents basée sur la théorie de Fortescue. En
adoptant la convention "générateur", dans la base canonique (référentiel abcde) I’équation

électrique de la génératrice pentaphasée peut étre écrite sous la forme matricielle suivante :
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[L] : la matrice d’inductance, [I] le vecteur Courant, [V] le vecteur Tension, [E] le

vecteur FEM et r la résistance d’une phase.

Drapres la relation (II — 1), on déduit aisément la matrice [M;] correspondant a un

systeme pentaphasé :
11 1 1 1
[1 a a2 33 a4]
Mgl =[1 a2 a* a a3 (1L - 4)
1 a3 a a* a? J
1 a* a% a* a
Sachant que les vecteurs composant la matrice M; sont tous orthogonaux, on peut

déduire trois sous-espaces orthogonaux :

e le premier sous-espace, appelé "plan principal”, est engendré par les vecteurs
composant la deuxieme ligne et la dernicre ligne.

e lec deuxiéme sous-espace, appelé "plan secondaire”, est engendré par les
vecteurs composant la troisicme ligne et quatrieme ligne.

e la premiere ligne représente le "plan homapolaire".

Supposons que chaque grandeur électrique de la machine soit décomposable en
série de Fourier. En tenant compte du sens direct, la formulation complexe de I'expression
d’une harmonique de chaque grandeur électrique définie (le courant, la force
électromotrice, la tension ou le flux) par X, peut s’écrire [Rob05]:

(1]

a4h |
a3h

a2h
h

a

[X] h= Chej (h6+eyp)

(IL-5)

Ou h est le rang de I'harmonique considéré, C, et ¢, sont respectivement
Pamplitude et la phase de I’harmonique de rang h.

En combinant les équations (II - 4) et (I - 5) et en tenant compte de l'ordre de
séquence de la matrice [M;], on déduit la répartition des harmoniques d’une grandeur

électrique de la machine pentaphasée dans les trois plans comme le montre le Tableau 2.
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Sous-espaces

Plan principal

Plan secondaire

Homopolaire

Rang de

I’harmonique

1,4,6,9...

3,2,7,8...

5,10, 15,...

Tableau 2 : Répartition des harmoniques d’une grandeur électrique de la machine

pentaphasée

Le Tableau 2 montre que :

e dans le plan principal, un systeme sinusoidal est porté par le fondamental,

e dans le plan secondaire, un systeme sinusoidal est porté par ’harmonique

de rang 3.

I1.2.4 Modg¢le de la machine pentaphasée dans la base canonique

Dans la base canonique, la machine pentaphasée est équivalente a trois sous-
machines pentaphasées fictives découplées magnétiquement et couplées mécaniquement.
Ces trois machines pentaphasées fictives sont appelées respectivement machine principale,
machine secondaire et machine homopolaire. La pulsation électrique de chaque machine
fictive est égale a h*w avec h le rang de ’harmonique d’espace dominant du plan considéré.
La Figure 12 illustre la nouvelle répartition fictive des phases de la machine dans le plan

principal et dans le plan secondaire. Dans la suite on se limite au premier harmonique

d’espace de chaque plan considéré.

C

»
|

d

12(a) machine principale

[

b

12(b) machine secondaire

Figure 12 : Nouvelle répartition fictive des phases de la machine
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I1.2.4.1 Equations aux tensions

Apres avoir introduit les notions de machines pentaphasées fictives, I’équation (II -

3) peut étre décomposée dans les trois plans :

[Elp = rll, + Ly < [11, + [V], - 6)
[Els = rll]s + Ly < 15 + [V i-7)
[Elo = r1]p + Lo 5 [0 + [V, (1-8)

Ou p, s, 0 désignent respectivement principal, secondaire et homopolaire.

Les expressions de Ly, Lg, Ly peuvent étre déterminées en calculant le flux créé

dans une phase dans le plan considéré.

Dans chaque plan considéré, Pexpression du flux créé dans la phase @ est donnée

par :
Doy = Lilay + Ly(Ipy + ley) + La(ley +lay) (IT-9)
Ouy=p,s, 0.
Apres développement des calculs on déduit les expressions des inductances
Ly, Lg, Lo :
Ly, = Ly + 2L, cos(2“/5) + 2L, 005(4“/5) (I - 10)
Ls = [Ly + 2Ly cos(6™/5 ) + 2L cos(87/¢ )| (- 11)
Lo =L; + 2L, + 213 (I1-12)

Le schéma électrique équivalent de chaque machine fictive de la génératrice

pentaphasée est donné a la Figure 13.

r, Ly

Figure 13 : Circuit électrique équivalent par phase de chaque machine fictive

I1.2.4.2 Expression du couple électromagnétique

Dans la base canonique, I'expression générale du couple électromagnétique est

donnée par :
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['= = (Baly + Eply + Ecle + Eqlg + Ecle) (I - 13)
Avec Q la vitesse angulaire mécanique de la machine.

Ce couple est la somme des couples des machines fictives :

=0 ++1 I - 14)
L’expression générale du couple électromagnétique de chaque machine fictive est
donnée par :
1
Iy = 5 (Eaylay + Ebylby + Ecyley + Eaylay + Eeyley) (I - 15)

Avec y=p, s, 0.
I1.2.5 Modg¢le de la machine dans les reperes de Concordia

Chaque machine fictive est décrite dans son propre repére de Concordia (Figure

14).
En projetant chaque grandeur €lectrique du plan considéré dans les reperes (o,,3,)

et (o,B3,) les deux matrices de transformation dans chaque plan sont obtenues :

[t ) (2) () o)
[Tp] = 0 sin(z?“) sin(%ﬂ) sin(%1T sin(s?“) (I - 16)

"o sn(®) sn(®) sin(®) () a- i
a a
P %p e ‘ % d
By B
C d e b
14(a) plan principal 14(b) plan secondaire

Figure 14 : Axes de projection dans chaque plan de Concordia considéré

47



En concaténant les deux matrices de transformation et en tenant compte de
I’homopolaire, la matrice de transformation globale normée est obtenue. Elle est donnée

par:

(1 cos (2?“) cos (4?“) cos (6?“) cos (8?“)
0 sin (2?“) sin (4?“) sin (6?“) sin (8?“)
[T]t = % 1 cos (%n) cos (z?n) cos (S?T[) cos (4?“) (11 - 18)
0 sin (6?“) sin (2?“) sin (8?“) sin (4?“)
L L L L L
L2 V2 V2 V2 2

Cette matrice permet de diagonaliser la matrice d’inductance. Elle est similaire a
celle proposée par [Rob05] dont la méthode est basée sur la diagonalisation de la matrice
d’inductance dans une base ou la matrice inductance est semi-circulante. Une autre matrice

de transformation permettant de diagonaliser la matrice inductance est proposée dans

[War69][Kes02] et est donnée par :

(1 cos (Z—H) cos

|5
N——
(@]
e}
wn
(o))
‘“|:|
N——"
(@]
e}
wn
[e0]
‘“|:|
|

(
5 5
0 sin (2?“) sin (4?“) sin (6?“) sin (8?“)
[T]* = é 1 cos (4?“) cos (8?“) cos (2?“) cos (6?“) I - 19)
0 sin (4?“) sin (8?“) sin (2?") sin (6?“)
L L L L L
V2 V2 V2 V2 vz oo

Comme il a été souligné dans [Rob05] le sens direct de rotation des harmoniques

n’est pas respecté.
I1.2.5.1 Equations aux tensions

En utilisant la matrice de transformation donnée par (II - 18), le mod¢le électrique

de chaque machine diphasée fictive dans le repére de Concordia est donnée par :

e machine principale :

dI
Eqp = Ilap + Ly >+ Vo
dlg, (II - 20)
EBP = rIBp + Lp? + VBP
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e machine secondaire :

dlgs
Eocs = rlocs + LS T + Vocs (H 21)

dlgg
EBS = I'IBS + Lsd_i + VBS

e machine homopolaire :

Eo = rly + Lo 2 + V (I - 22)

I1.2.5.2 Expression du couple électromagnétique

Dans les deux reperes de Concordia, expression du couple électromagnétique de

chaque machine fictive est donnée par :

1

=3 (Eaplap + Egplgp) I -23)
1

Is = = (Easlas + Egslgs) (I1 - 24)
1

Iy =5 Eolo (I1 - 25)

L’expression globale du couple électromagnétique est donnée par :

1
F=T,+T+T, = 5(quol(,(p + Epplpp + Eqslas + Epslps + Eolp) (I1 - 26)
I1.2.6 Analyse comportementale de 1a machine suivant le mode d’alimentation

I1.2.6.1 Mode¢le dynamique de Pensemble génératrice pentaphasée - redresseur

MLI - charge

Cette partie concerne I'analyse de I'influence de la commande, de la fonction de
couplage entre les phases est faite et du mode d’alimentation sur le comportement

temporel de la génératrice pentaphasée associée au redresseur MLI a cing bras présenté sur

la Figure 15.
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Figure 15 : Diagramme synoptique du redresseur MLI alimenté par une génératrice
pentaphasée
Cette étude faite par simulation numérique nécessite d’établir au préalable le mod¢le
d’état équivalent de l'ensemble (génératrice + redresseur MLI + charge) en vue de la
simulation. On suppose que la vitesse de la génératrice est constante et que la charge est de
type résistive (R;).
Les interrupteurs du redresseur sont considérés idéaux. Les états des interrupteurs

sont représentés par un vecteur de dimension (5*1) donné par :

[Sa]
Sp
Sc
Sa
Se

[S] = (I1 - 27)

S, représente I’état de conduction du bras alimentant la phase z (1 ou -1 en fonction
de I’état des interrupteurs), z=a,b,c,d,e.

Sachant que la FEM homopolaire supposée est égale a zéro, la somme des tensions
de phase est nulle :

Va+Vp+Ve+Vy+V,=0 (II - 28)

La tension aux bornes de chaque phase peut étre exprimée en fonction des tensions

a la sortie du redresseur comme suit :
Va Vao - VNo
Vb Vbo - VNo
Vel =1Veo — Vo (II - 29)
Vd Vdo - VNo
Ve Veo - VNo

Ou N est le point neutre de la génératrice et O est le point milieu du bus continu.
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La tension Vo peut étre exprimée sous la forme suivante :
1
VNo = s (Vao + Vo + Veo + Vo + Veo) (II- 30)

En combinant les équations (II - 29) et (II - 30), le vecteur tension de la génératrice

en fonction des tensions de sortie du redresseur est déduit :

Va 4 -1 -1 -1 —19[Vao
Vol [-1 4 -1 -1 —1{[Vbo
Vel|=z[-1 -1 4 -1 —1{|Ve (I - 31)
V4 l—l -1 -1 4 —1J Vio
lv, -1 -1 -1 -1 4l]y_]

Les tensions a la sortie du redresseur peuvent étre aussi écrites en fonction du

vecteur décrivant les états de conduction du redresseur :

[Vao] [3a]

[Voo| [Sb],

|Veo | = [Sc]=2¢ (II - 32)
Vil 1s4l

Vool s,

Finalement les tensions de phases en fonction de I’état de conduction du redresseur

sont déduites :

[V] = Y4 [Ty][Sq] (11 - 33)

Avec[TT]=§—1 -1 4 -1 -1

-1 -1 -1 -1 4
En supposant que la charge est de type R; et en appliquant la loi de Kirchoff,

I’équation coté charge est donnée par :

c5() - 2(%) s

En se basant sur le principe de la conservation de puissance [V]*[I] = Vgclgc, on

déduit la relation entre le courant c6té continu et le courant coté alternatif :
lac = [Sc]*(1] (I - 35)
Avec [Sc] = 2 [Tr][Sq]
L’équation (II — 34) peut étre réécrite sous la forme suivante :

cd 1
2 Vae = [Scl'[ll = - Vae (IL- 30)

En combinant les équations (II - 3) et (II - 33), ’équation suivante est déduite :

[E] - 2 (1 -37)

I
—
ta
—

[u—
[R—
_|_
—
—
—_—
&l
ot
—
P
[R—
+
=]
—
—_
—
wn
—
[
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En définissant I, V4. comme variable d’état et en combinant les relations (II - 36) et
(Il - 37), le modele dynamique décrivant le comportement temporel de I'ensemble
génératrice - redresseur MLI — charge peut étre écrit sous la forme d’un modéle d’état et

s’établit comme suit :

(L] 011 Rl ->[Tr][Sq] ] B
lo El lvdcl: [Scl 2 - [ ]+[[ ]] (I - 38)

Au sens des valeurs moyennes la relation qui lie les tensions simples de la

génératrice aux tensions de sortie du redresseur devient :

Vdc

[V] W [V] com (H - 39)
[Vacom]
|Vbcom |
Avec [V]eom = |Vccom le vecteur des tensions de commande et Wy, la valeur
lvdcomjl
ecom

maximale de la porteuse.
En utilisant les équations (I - 33), (II - 38) et (II - 39), le modele d’état, au sens des

valeurs moyennes, peut étre réécrit sous la forme suivante :

) 1
[LL] O [1] -[R] oW, [Vlcom [1] [E]
A AR -4
2 de W [Vlcom "R de

La Figure 16 montre les résultats de simulation des deux mode¢les instantanée décrit par
I’équation (I - 38) et moyen décrit par ’équation (II - 40). A titre d’exemple, nous avons
effectué une simulation ou le systeme est excité en entrée par des tensions de commande
ayant une composante fondamentale et un harmonique de rang 3 d’amplitude égale a 0.3

fois celle du fondamental. La fréquence de la MLI est fixée a 5 kHz. Les résultats de

simulation montrent une nette concordance entre les résultats issus des deux modéles.
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16(b) Courant dans la phase a

Figure 16 : Simulation des deux mod¢les
I1.2.6.2 Analyse de ’influence du mode d’alimentation et du couplage

Afin de faire cette analyse, nous considérons au préalable la projection du vecteur
tension statorique dans les plans de Concordia en fonction de I’état de conduction des bras
du convertisseur. Sachant que chaque bras du redresseur (Figure 15) peut avoir deux états
possibles, le redresseur peut avoir 2° états possibles. Le vecteur tension statorique aura
donc 32 (2°) positions possibles (32, de vy a v31). Du fait du couplage étoile, tous les
vecteurs tension ont une projection nulle dans le plan homopolaire.

Dans le référentiel abcede le vecteur tension statorique peut s’écrire :

V =VX, + WXy + VeXe + VaXq + VeXe (I - 41)
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En utilisant les matrices de transformation de Concordia on peut écrire :
[X@bederp] = [Tpl[Xewprp] (I - 42)
[X(abcde)s] = [Ts] [X(aB)s] (1L - 43)

2T
Posons y = €/5.

En utilisant les deux équations (II - 42) et (II - 43) et en introduisant une notation
complexe, le vecteur tension statorique, dans les deux plans, peut mettre sous la forme :

2
Vp (Var Vbr Vc’ Vd; Ve) = 5 (Va + YVb + YZVC + std + Y4Ve) (H - 44)

2
Vs (Va' Vb; Vc; Vd; Ve) = E (Va + Y3Vb + YVC + Y4Vd + YZVe) (H - 45)
En combinant les relations (I - 29), (I — 32) et (II - 44), le vecteur tension
statorique dans le plan principal devient :
1
Vb (Sar Sb» SCI Sd, Se) = Evdc(sa + ySb + YZSC + Y3Sd + Y4Se) (H b 46)
En adoptant la méme démarche pour le vecteur tension statorique dans le plan
secondaire on obtient :
1
Vs (Sa' Sbr Sc' Sd' Se)= Evdc (Sa+y38b+ysc+y4sd+yzse) (H - 47)
Le Tableau 3 donne les coordonnées des vecteurs tension statorique dans les
différents plans. Ces valeurs sont normalisées par rapport a la tension du bus continu. Les

projections des vecteurs tension statorique dans chaque plan fictif considéré sont

présentées sur les Figures 17 et 18.
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S, S S, S Se | Vap/Vac | Vep/Vac | Vas/Vae | Ves/Vac
v, 1 1 1 1 1 0 0 0 0
v 1 1 1 1 1 01236 | -0.3804 | -0.3236 | -0.2351
v, 1 1 1 1 1 | 03236 | 02351 | 01236 | 0.3804
Vs 1 1 1 1 1 | 02000 | -0.6155 | -0.2000 | 0.1453
v, 1 1 1 1 1 | 03236 | 02351 | 0.1236 | -0.3804
Vs 1 1 1 1 1 | 02000 | -0.1453 | 02000 | -0.6155
Ve 1 1 1 1 1| 0.6472 0 0.2472 0
v, 1 1 1 1 1 | -05236 | -0.3804 | -0.0764 | -0.2351
Vg 1 1 1 1 1 01236 | 03804 | -0.3236 | 0.2351
Ve 1 1 1 1 1 0.2472 0 0.6472 0
Vo | -1 1 1 1 1 | 02000 | 0.1453 | -02000 | 0.6155
v, | 1 1 1 1 | 00764 | 02351 | 05236 | 03804
v, | - 1 1 1 1 | 02000 | 06155 | -02000 | -0.1453
Vs | - 1 1 1 1 | 00764 | 02351 | -0.5236 | -0.3804
v, | 1 1 1 1 | 05236 | 03804 | 00764 | 0.2351
P 1 1 1 1 | -0.4000 0 -0.4000 0
V16 1 1 1 1 1 0.4000 0 0.4000 0
vy, 1 1 1 1 1 05236 | -0.3804 | 0.0764 | -0.2351
Vig 1 1 1 1 1 00764 | -02351 | 05236 | 0.3804
V1o 1 1 1 1 1 02000 | -0.6155 | 02000 | 0.1453
V30 1 1 1 1 1 00764 | 02351 | 05236 | -0.3804
Vo 1 1 1 1 1 02000 | -0.1453 | 02000 | -0.6155
Vs 1 1 1 1 1 | 02472 0 0.6472 0
Vs 1 1 1 1 1 | 01236 | 03804 | 03236 | -0.2351
Vys 1 1 1 1 1 05236 | 03804 | 00764 | 0.2351
Vys 1 1 1 1 1 0.6472 0 0.2472 0
Ve 1 1 1 1 1 02000 | 0.1453 | 02000 | 0.6155
Vs 1 1 1 1 1 03236 | -02351 | -0.1236 | 0.3804
Vse 1 1 1 1 1 02000 | 0.6155 | 02000 | -0.1453
Vo 1 1 1 1 1 03236 | 02351 | -0.1236 | -0.3804
Vs 1 1 1 1 1 | 01236 | 03804 | 03236 | 02351
Va1 1 1 1 1 1 0 0 0 0

Tableau 3 : Vecteurs tension du redresseur
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Figure 17 : Projection des vecteurs tension dans le plan principal
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Figure 18 : Projection des vecteurs tension dans le plan secondaire
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Les vecteurs Vg et V31 ont une projection nulle dans les deux plans considérés. On
distingue trois groupes composés chacun de 10 vecteurs distincts :
e le groupe 1 composé de 10 vecteurs de méme norme (V3, Vg, V7, V12, V14,
V17, V19, Va4, Vgs, Vag) qui représente le décagone supérieur dans le plan
principal et le décagone inférieur dans le plan secondaire.
e le groupe 2 composé aussi de 10 vecteurs de méme norme (Vs, Vg, V19, V11,
V13, V18, V20, Va1, Va2, Vg) qui représente le décagone inférieur dans le
plan principal et le décagone supérieur dans le plan secondaire.
e les vecteurs Vq, Uy, Vg, Vg, V15, V16, V23, V27, Va9, V3¢ qui constituent le
groupe 3 et représente le décagone intermédiaire dans chacun des plans

considérés.

I1.2.6.3 Analyse comportementale suivant la commande et la fonction de couplage

des phases de la machine.

Lorsque la FMM de la machine est a répartition sinusoidale, les expressions de L,

L, et L; de la matrice inductance peuvent s’écrire sous la forme :
Li=1+M; L, =M COS(ZT[/S); Ly = MCOS(4T[/5) avec lf linductance de

fuite et M l'inductance magnétisante.

En mettant en évidence linductance de fuite et I'inductance magnétisante, les
expressions de Ly, Lg, L (IT - 10), (IT - 11) et (II - 12) deviennent :

Lp=1f+§M; Li=1lg Ly=1 (1L - 48)

La Figure 19 montre les résultats de simulation obtenus dans le cas ou la tension de
commande est purement sinusoidale. La machine secondaire n’est donc pas exploitée. Seule
la machine principale est exploitée. I’amplitude du courant dans chaque phase est limitée
par le circuit R, L et l]a FEM correspondante. Les composantes du courant dans le plan
secondaire sont nulles tandis que le lieu du vecteur courant dans le plan principal est un
cercle (Figure 19). Le rayon de ce cercle est égal a 'amplitude maximale du courant dans ce

plan.
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Cependant lorsque la machine est associée au redresseur MLI avec une commande
pleine onde, des harmoniques de tension vont se projeter dans le plan secondaire. Puisque
les composantes de la FEM dans ce plan sont nulles (FEM sinusoidale) le circuit électrique
équivalent devient passif. Dans le plan secondaire I'amplitude du courant est limitée
uniquement par le circuit r, Lg qui est égale a 'inductance de fuite I¢, tandis que dans le plan
principal 'amplitude du courant est limitée par le circuit r, L, et E. En conséquence,
I'amplitude du premier harmonique dans le plan secondaire est plus grand que 'amplitude
du fondamental du courant dans le plan principal (Figure 20). La valeur moyenne du couple
diminue et le couple devient pulsatoire (Figure 20).

Lorsque la commande pleine onde est remplacée par une commande MLI (Figure
21), le courant devient tres bruité. Cela est da a la machine secondaire. Les harmoniques de
courant qui s’y projettent a la fréquence de découplage ne sont pas correctement filtrés.
L’inductance cyclique de la machine secondaire par rapport a la machine principale est tres
faible et est égale a linductance de fuite de la machine (II - 48). En augmentant la
fréquence de découpage, ces pics de courant peuvent étre réduits mais la fréquence de
découpage ne peut étre augmentée indéfiniment. Une autre solution pour réduire
considérablement ces pics de courant est d’augmenter fictivement la valeur de I'inductance
cyclique de la machine secondaire (Figure 22). Cette augmentation peut se faire en
changeant la fonction de couplage des phases de la machine. On peut aussi envisager
'injection de ’harmonique de rang 3 au niveau de la FEM [Rob05] [Kes02]. Dans ce cas
précis, la machine secondaire sera exploitée et participera a la conversion électromécanique
d’énergie. Un autre avantage de cette solution est, a couple donné, la réduction des pertes
par effet Joules lorsque les deux machines fictives sont exploitées [Rob04]. Le transfert de

puissance devient plus optimal.
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Figure 19 : Tension de commande sinusoidale
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Figure 20 : Commande pleine onde
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Figure 22 : Courant Ia, augmentation fictive de I'inductance cyclique

I1.2.7 Modg¢le de la machine pentaphasée dans les reperes de Park

Comme nous le montre la Figure 23, dans le plan principal la transformation de

Park est indexée sur le fondamental (P(0)) et dans le plan secondaire la transformation de

Park est indexée sur ’harmonique de Rang 3 (P(30)). L’équation électrique de la machine

homopolaire ne change pas et reste la méme que celui dans le repere de Concordia.

23(a) plan principal 23(b) plan secondaire

Figure 23 : Axes de projection dans chaque plan de Park considéré
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I1.2.7.1 Equations aux tensions

En appliquant la transformée de Park correspondante a chaque machine fictive, le

modele électrique de chaque machine fictive peut se mettre sous la forme :

e machine principale :

dlg
Edp = rldp + Lpd_tp - OJLpqu + Vdp

dl (II - 49)
qp
Eqp = rlqp + Lp T + u)LpIdp + qu
e machine secondaire :
dlyg
Eds = rlds + LS a SU)LSIqS + Vds
(II - 50)

dlgs
Eqs = rlgs + Lg d—i + 3wLglgs + Vgs

Avec w la vitesse angulaire électrique de la machine.
I1.2.7.2 Expression du couple électromagnétique

Le couple électromagnétique global est la somme des couples produits par les

machines fictives et peut se mettre sous la forme :

F=T,+ T+ T, (IT - 51)

1 1
AveeTp =< (Eaplap + Eqplgp) et Ts = E(Edslds + Eqslgs)

I1.3 Stratégie de commande de la génératrice pentaphasée a FEM non

sinusoidale en mode normal
I1.3.1 Positionnement du probléme

Pour optimiser le fonctionnement de Dassociation génératrice pentaphasée-
convertisseur MLIL, il nous faut élaborer des stratégies de commande spécifiques. L’objectif
est de maximiser le transfert d’énergie (plus généralement la puissance) de la génératrice
jusqu’a la charge. Le fonctionnement de la charge peut étre en mode P-Q (connexion a un
réseau actif puissant via un onduleur) ou en mode V-f (connexion a un réseau il6té ou a
une charge isolée). Dans tous les cas le transfert de puissance entre la génératrice et la
charge est maximal lorsque les pertes sont minimales. En négligeant les pertes induites par
le convertisseur, 'approche qui est la plus répandue est la minimisation des pertes par effet

Joule.
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A vitesse constante, controler la puissance revient a contrdler le couple
électromagnétique de la génératrice. Dans beaucoup d’applications (par exemple éoliennes
et hydroliennes) les stratégies de commande proposées requicrent la maitrise totale du
couple électromagnétique de la génératrice. L.e mode d’alimentation et la structure de
commande associée aux machines synchrones a aimants permanents et a FEM non
sinusoidale influent fortement sur la qualité du couple désiré. Dans 'optique d’optimiser le
fonctionnement de I'association génératrice pentaphasée-convertisseur MLI tout en ayant
une grande qualité de couple, les stratégies de commande élaborées doivent tenir compte
des contraintes suivantes :

e couple maximal,
e pertes Joule minimales,
e ondulations de couple fortement réduites.

I’exigence de tenir compte de ces contraintes impose la génération de références de
courants optimales dans chacune des bases ou la commande est faite. Deux cas sont
considérés :

e necutre de la machine isolé ou la somme des courants est égale a zéro,
e neutre de la machine relié au point milieu du bus continu et exploitation de

la FEM homopolaire ou la somme des courants est non nulle.

I1.3.2 Optimisation du fonctionnement de Pensemble génératrice pentaphasée-

convertisseur MLI en mode normal
I1.3.2.1 Génération des références de courant dans la base canonique

Dans la base canonique, Uexpression vectorielle de la puissance électromagnétique
de la génératrice peut se mettre sous la forme :

P = [E]t[]] =TQ (I - 52)

Le transfert de puissance entre la génératrice et la charge est optimal lorsque les
pertes sont minimales. Dans ce cas il faut établir une stratégie de commande qui maximise
le couple tout en minimisant les pertes par effet Joule. Cela revient a imposer des
références de courant de telle sorte que les vecteurs courant [I] et FEM [E] soient
colinéaires. Pour obtenir un couple constant, les références de courant dans la base
canonique sont déduites des formes d’ondes de la FEM. Ceci nous ameéne a établir une

démarche méthodologique pour optimiser les formes d’ondes des courants.
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L’expression de la puissance est donnée par I’équation (II - 52). Pour que les

vecteurs courant [I] et FEM [E] soient colinéaires il faut que :

Ba _ B _ . _ Ee (I - 53)

Laref Ipref leref

En combinant les équations (II - 13) et (II - 53) les références de courant peuvent

étre déduites et se mettre sous la forme suivante :

___Eg
Izref - Y . EZZ

[refQ = Kz (0)Trer (II-54)
Avec z = ab,c,de.
Lorsque le neutre de la machine est isolé et que la FEM homopolaire est non nulle,

I'expression des références de courant deviennent :

Ez ,
Lref = e_—E,ZFref'Q = KZ(0)Ter {I-55)

1

Avec E; = E, —=)5_,E, et n le nombre de phases de la machine. Dans notre cas

La relation (II - 55) est valable aussi lorsque le neutre de la machine est relié au
point milieu du bus continu et que la FEM homopolaire n’est pas exploitée.
I1.3.2.2 Génération des références de courant dans les repéres de Concordia

Les vecteurs courant et FEM sont colinéaires lorsque :

E E E E E
ap _ "Bp _ _Pas _ _®Bs _ _Fo (II - 50)
I(xpref IBpref Lasref IBSref Toref
Les expressions des références de courant peuvent se mettre sous la forme :
_ Eap _
IO(pref - Eap2+EBp2+Easz+EBsz+E02 l—‘ref-Q - Kap (e)rref (H - 57)
E
— Bp —
IBpref - Eap2+EBp2+Easz+EBsz+E02 l—‘ref-Q - KBp (e)rref (H h 58)
E
Iotsref = Eocp2+EBp2+E:(SSZ+EBSZ+E02 l—‘ref-Q- = Kas(e)rref (H - 59)
E
— Bs _
IBsref - Eap2+EBp2+Easz+EBsZ+Eoz l—‘refﬂ - KBs (e)rref (H - 60)
E
I01ref = e 1-‘refQ = KOl(e)Fref (H N 61)

Eqp’+Egp°+Eqs”+Egs’+Eo?
Dans le cas ou le neutre de la machine est isolé, Pexpression des références de

courant deviennent :

Eq ,
2 [ref() = Kocp (O)Tres I -62)

I =
apref Eap2+EBp2+Easz+EBsz
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E !
= [refQ) = KBp (0) et

I =
Bprel = B2 +Egp +Eqs? +Egs’

— E(XS —_ !
Iocsref - Eap2+EBp2+EaSZ+EBSZ I‘r'efQ - Kas(e)rref
EBS !
IBSref = Eqp?+Epp?+Eqs’+Eps? [ref) = Kﬁs(e)rref

I1.3.2.3 Génération des références de courant dans les repéres de Park

(11 - 63)
(11 - 64)

(11 - 65)

En adoptant la méme démarche que celle dans le référentiel de Concordia, les

références de courant dans le référentiel de Park s’écrivent :

lapret = Bdp
pre Edp’+Eqp°+Eqs®+Eqs*+Eo”
I Egp

apref = B 24 Eqp?+Eas +Eqs: +Eo”

Eds
Eap’+Eqp®+Eqs®+Eqs®+Eo”

lasrer =

qsref = Cas
asrel = gy 24 B2 +Eqs? +Eqs +Eo”

logref = Eo
02ref — Edp2+Eqp2+Ed52+Eqsz+E02

Tret® = Kap (0)Trer
[refQ = Kgp(0)Trer
[refQ = Kgs(0)Irer
[rerQ = Kgs(0) et

[refQl = K62 (e)rref

(I1 - 66)
(1 - 67)
(I1 - 68)
(I1 - 69)

(II - 70)

Dans le cas ou le neutre de la machine est isolé, la FEM homopolaire n’est pas
) p p

exploitée, 'expression des références de courant deviennent :

laprer = Edp2+Equ2:j'I;dsz+Eqsz [refQl = K:ip () Tref
quref = Edp2+EquT;dsz+Eqsz 1-‘ref'Q' = K:le (e)rref
lasrer = Edp2+EquisEd52+Eqsz [ref) = K:is () Ter
Iqsref = Edp2+Eqp§isEd52+Eq52 [ref) = K&S (O)Trer

I1.4 Prototype expérimental

(I - 71)
(I - 72)
(11 - 73)

(11 - 74)

Un prototype expérimental a été développé au sein du laboratoire. Le relevé

expérimental de la FEM de la phase « a la vitesse de 1000 tr/min est montré sur la Figure

24. La Figure 25 présente le profil normalisé de la FEM. Le Tableau 4 donne 'analyse

spectrale de la FEM.
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Harmonique 1 3 5 7 9

Amplitude % 100% 30% 14% 3% 0.7%

Tableau 4 : Analyse spectrale de la FEM
Comme il a été mentionné auparavant, le fondamental et ’harmonique de rang 9 se
projettent dans le plan principal, les harmoniques de rang 3 et 7, quant a eux, se projettent
dans le plan secondaire et ’harmonique de rang 5 se projette dans le plan homopolaire.
Dans le plan principal le fondamental est dominant et dans le plan secondaire ’harmonique
de rang 3 est dominant. Le rapport entre ’harmonique de rang 7 et ’harmonique de rang 3

est de 10%. I’amplitude de '’harmonique de rang 9 est tres faible et peut étre négligée.
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Figure 24 : Relevé expérimental de la FEM a 1000 tr/min
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Figure 25 : Profil normalisé de la FEM
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II.5 Impact de Pharmonique de rang 7 de la FEM

Pour une meilleure compréhension, étude est faite dans le référentiel de Park. Le

neutre de la machine est isolé. En négligeant 'harmonique de rang 9 qui est tres faible par

rapport au fondamental, la Figure 26 présente le lieu du vecteur FEM dans le référentiel de

Park.

Amplitude normalisée en (V)

2r
Ed
1.5 p
Eqp
Eds
1
Eqgs
TN N /TN N S N
05 / / N \ / N
0

Figure 26 : Lieu du vecteur FEM dans le référentiel de Park
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Dans le référentiel de Park principal, les FEMs suivant les axes d et q sont

constantes tandis que dans le référentiel de Park secondaire les FEMs fluctuent a cause de

I’harmonique de rang 7. I’harmonique de rang 7 constitue une perturbation considérable

car il représente 10% de '’harmonique de rang 3 (Tableau 4) qui est dominant dans le plan

secondaire. La fluctuation observée est a 10*w (Figure 20).

En se limitant aux premiers harmoniques de la FEM (’harmonique de rang 7 de la

FEM non exploité, E; =0 et E;=0), les références de courant dans le référentiel de Park

sont données par :

Idpref =0
E
Igpref = qu 5 [rer(
ap Eqp®+Eqs
lgsrer = 0
E S
Igsref = zq 5 [rerd)
q Eqp®+Eqs
E
Posons : X = —=
qp
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En explicitant x, les relations (II - 76) et (II - 78) deviennent :

1
= ———— e}
qpref Eqp(1+x2) ref

I (11 - 79)

Iqsref = qupref (I - 80)

On retrouve les expressions des références de courant proposées dans [Rob05]
[Kes03].

Comme montré dans [Rob05][Kes03], en imposant ces références de courant qui
sont constantes, le couple électromagnétique est ondulatoire et contrairement a la machine
principale, les courants de la machine secondaire sont trés perturbés a cause de
I’harmonique de rang 7 de la FEM qui introduit une perturbation dont la pulsation est 10w.

La stratégie de commande a couple constant impose donc lexploitation de
I’harmonique de rang 7 de la FEM. Dans ce cas, les composantes de la FEM dans le
référentiel de Park secondaire sont non constantes (Figure 26). Par conséquent les
références de courant données par les relations (II - 72), (Il - 73) et (Il - 74) sont non
constantes. La référence de courant, suivant I'axe d du référentiel de Park principal, est

nulle car la composante de la FEM suivant cet axe est nulle (Figure 26).
I1.6 Nécessité d’un régulateur robuste et a trés haute dynamique

Comme il a été souligné auparavant, lorsque le neutre est isolé, la réduction des
ondulations de couple impose 'exploitation de ’harmonique de rang 7 de la FEM. Dans ce
cas les références de courant dans le référentiel de Park sont donc non constantes. Dans les
référentiels abede et de Concordia, que ’harmonique de rang 7 de la FEM soit exploité ou
non, les références de courants sont toujours non constantes. Afin de valider la stratégie de
commande adoptée, le choix d’un régulateur robuste et a trés haute dynamique s’impose.
Le régulateur choisi doit assurer un bon suivi de ces références de courant non constantes
sans atténuer leur amplitude ni introduire de déphasage.

Lorsque le neutre de la machine est relié au point milieu du bus continu et que la
FEM homopolaire est exploitée, quel que soit le référentiel ou la commande est faite, les
références de courant sont non constantes. Le choix d’un régulateur robuste et a tres haute
dynamique s’impose aussi.

Comme il sera montré dans le Chapitre V, lors de 'ouverture d’'une phase de la
machine, quelle que soit la configuration du neutre de la machine (neutre isolé ou non), la

machine étant 2 FEM non sinusoidale, les stratégies de commande adoptées imposent des
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références de courant non constantes dans tous les référentiels ou la commande est faite
(abcde, Concordia et Park).

En définitive, il s’avere qu’en mode normal et en mode dégradé, 'optimisation de
du fonctionnement de Pensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur AC/DC »
impose la génération des références de courant non constantes dans les référentiels abcede,
Concordia et Park. Comme il a été mentionné ci-dessus, le choix d’un régulateur robuste et
a tres haute dynamique s’impose.

Beaucoup de régulateurs robustes et a tres hautes dynamiques sont proposés dans
la littérature. Dans le cadre de cette these, le choix s’est porté sur deux types de
régulateurs :

o le régulateur fractionnaire PI* de type linéaire,

e le modulateur régulateur de courant qui est un régulateur analogique et de

type non-linéaire.
I1.7 Conclusion

Une approche de modélisation de la machine pentaphasée basée sur la théorie de
Fortescue a été investiguée. Cette approche peut étre extrapolée a une machine comportant
un nombre premier de phases supérieur a 5. En mode normal, I'analyse vectorielle nous a
permis d’établir le modele électrique de la machine pentaphasée dans la base canonique,
dans les reperes de Concordia et dans les reperes de Park. I’influence de la commande et
de la fonction de couplage des phases, basée sur Iexploitation des modeles
comportementaux développés, a permis de conclure sur la nécessité d’avoir une machine a
répartition non sinusoidale.

Apres avoir fait analyse vectorielle de la génératrice pentaphasée, les stratégies de
commande de la génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale ont été élaborées. En
tenant compte de la connexion ou non du neutre de la machine au point milieu du bus
continu et de tous les harmoniques de la FEM, les références de courant ont été
déterminées dans chacun des référentiels ou la commande est faite. Enfin il a été montré
que pour pouvoir suivre les références de courant imposées par la stratégie de commande,
il est préconisé de choisir un régulateur robuste et a trés haute dynamique. Deux
régulateurs ont été choisis : le régulateur fractionnaire PI* type linéaire et le modulateur

régulateur de courant qui est un régulateur analogique et de type non-linéaire.
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CHAPITRE III: Commande par régulateur
fractionnaire PI* de I'ensemble « génératrice

pentaphasée - convertisseur AC/DC »
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IT1.1 Introduction

Comme il a été souligné au chapitre précédent, le suivi des références de courant
non constantes quel que soit le référentiel, nous oriente vers le choix de régulateurs a
hautes performances dynamiques

Ce chapitre montre 'apport du régulateur fractionnaire PI* pour la commande de
Iensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé ». Deux topologies de
convertisseur sont investiguées : le redresseur MLI pentaphasé et le redresseur VIENNA
pentaphasé. I.’étude se limite et se focalise sur les boucles internes de courant.

Le deuxi¢me paragraphe est consacré a la méthodologie de synthése pour
déterminer ses différents parameétres de réglage du régulateur fractionnaire PI*. Dans le
troisieme paragraphe, une application a un convertisseur monophasé en pont est réalisée.
Le quatriecme paragraphe et le cinquieme paragraphe présentent respectivement la
commande par régulateur fractionnaire PI® de Pensemble « génératrice pentaphasée —
redresseur MLI pentaphasé » et la commande par régulateur fractionnaire PI% de
I'ensemble « génératrice pentaphasée — redresseur VIENNA pentaphasé ». Les modéles
électriques de I'ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur AC/DC » en vue de la
simulation et en vue de la commande, dans chaque référentiel ou la commande est faite,
sont développés. Les résultats obtenus par les simulations sont présentés aussi.

Dans le cinquiéme paragraphe, apres un exposé du principe de fonctionnement du
redresseur VIENNA monophasé, le controle du courant par régulateur fractionnaire PI*
est réalisé. L’analyse des performances en régime dynamique et statique du régulateur
fractionnaire PI% est faite sur ce redresseur VIENNA monophasé dont le modéle est
fortement non-linéaire. En dernier lieu, une évaluation critique et objective est faite sur le

régulateur fractionnaire PI%.
IT1.2 Régulateur fractionnaire PI*

L’idée d’utiliser des régulateurs d’ordre fractionnaire pour la commande des
systemes revient a Oustaloup [Ous91] qui a développé le "fameux" régulateur CRONE
"Commande Robuste d’Ordre Non Entier". Plus tard Podlubny [Pod99] propose le
régulateur PI®DP  dordre fractionnaire et montre que les performances sont
considérablement améliorées par rapport a celles obtenues par un régulateur PID d’ordre

entier.
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Le régulateur PI*DP, une extension du régulateur PID, est par définition un filtre
linéaire de dimension infinie a cause de lordre fractionnaire de lintégration et de la
dérivation [Che09]. Il est plus souple et permet une réponse plus précise avec une meilleure

dynamique. En pratique, 'implémentation d’une telle commande nécessite de définir une

bande de fréquence de fonctionnement.

La fonction de transfert du PI®DP d’ordre fractionnaire est donnée sous la forme

suivante [Pod99] :

C(s) = % = Kp + 2 + KpsP (I - 1)

Le PI*DP fractionnaire généralise le PID conventionnel et Pétend du point au plan.
Cette extension donne plus de flexibilité dans la conception des commandes PID comme

nous le montre la figure ci-dessous :

PD PID

Figure 27 : Régulateur PI*DP d’ordre fractionnaire [Djo08]

Dans la suite nous nous limitons au régulateur fractionnaire PI%.
II1.2.1 Calcul des paramétres du régulateur fractionnaire PI*

Le réglage du régulateur PI* nécessite la détermination de trois parameétres
kp, Kj et a. Le réglage est effectué a partir d’'un état paramétrique donné du procédé a
commander.

Ces dernicres années, des méthodes ont été proposées par des chercheurs pour la
détermination de ces parametres [Pod99][{Gon10][Cao05][Yer09][Oul0][Djo08]. Du point
de vue des performances, toutes les méthodes se valent mais suivant le processus a
commander il est important de définir les objectifs a atteindre.

Pour déterminer les paramétres du régulateur PI%, nous avons retenu deux

méthodes :

e la premicre est analytique et se base sur la fonction de transfert idéale de

Bode [Bod45][.ad07][Djo08],
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e la deuxiecme méthode consiste a optimiser les trois parametres en utilisant
un algorithme d’optimisation [Cao06]. L’algorithme d’optimisation proposé
est basé sur les essaims de particules. Cette dernic¢re a déja fait ses preuves

dans la régulation des systémes électriques.
I1I1.2.1.1 Méthode analytique

LLa méthode proposée dans [Diel2a|[Diel2b] est destinée au systeme du premier

ordre donné par :

KH
1+TpoS

H(s) = (111 - 2)

Les parameétres du régulateur sont déterminés en utilisant la fonction de transfert
idéale de Bode dont la fonction de transfert en boucle ouverte est définie par un intégrateur
d’ordre fractionnaire de la forme [Bod45][Djo08] :

Ak
T(s) = & (I1I - 3)
Avec1 < B < 2.

La marge de phase @, est constante pout toutes les valeurs du gain Ay :

om=m(1-5) (IIT - 4)

Les parametres K et K; sont d’abord déterminés en prenant o = 1 et en utilisant
une des méthodes classique de syntheése (compensation de poles, placement de poles,
etc...). Par la suite, en maintenant les valeurs de K, et K; et en fonction des performances
désirées, a est calculé de telle sorte que le comportement asymptotique du systeme global
en boucle ouverte soit équivalent a celui de la fonction de transfert idéale de Bode.

Dans une certaine bande de pulsations on peut imposer :

G(s)=(kp+:—;)( K1) A (I - 5)

1+TpoS

Dans une bande de pulsations d’approximation donnée, 'ordre du comportement
asymptotique du correcteur proportionnel intégral d’ordre fractionnaire dépend de a et

peut s’écrire sous la forme :

C(s) =ky+t~ 2 (I - 6)

s
Si dans cette bande de pulsations, 'ordre du comportement asymptotique du

systeme a asservir (charge) est égal a 0, on obtient :

kiK A
G(S):T«st_g (11 - 7)
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Par identification a = 3 et A = kjKy. Puisque 1 < B < 2doncl <a < 2.
Dans le cas contraire ou lordre du comportement asymptotique du systeme a

asservir est égal a 1, la fonction de transfert devient :

G(s) = B Ku Ak (I - 8)

s%Tyes  sP

Par identification . = 3 — 1 et Ax = krlﬁ Puisque 1 < <2donc0<a< 1.
b

o

En fonction des performances désirées, B est calculé en imposant une marge de

phase désirée @y, :

p=2(1 -2 (1 -9)

Le correcteur proportionnel intégral d’ordre fractionnaire peut s’écrire sous la

forme :

C(s)=k,+ 2=k, (1+ S;) (ITT - 10)
S (/o)
N
Avec wy= (E)
Pour 0 < a < 2 et pour des pulsations w < wy du systeme, dans la bande de

pulsations d’approximation, leffet intégral est prépondérant d’ou cette autre écriture

correcteur :

C(s) =ky+t~ 2 (Il - 11)

Dans le cas contraire, effet proportionnel est prépondérant. Plus kp est grand,
plus lerreur sera minimale et le temps de réponse meilleur.

Quel que soit le comportement du systeme si la condition w < wy n’est pas
vérifiée on peut dire que leffet proportionnel est dominant donc le comportement
asymptotique du systeme global n’est plus équivalent a celui de la fonction de transfert de
Bode. Néanmoins la valeur de o sera conservée, mais il faudra augmenter le gain
proportionnel pour annuler I'erreur et avoir un meilleur temps de réponse. Pour cela la

condition imposée sur k, est [Gon10] :

kp > ((100/c) - ay) (III - 12)

Avec € Perreur statique souhaitée et ag le coefficient du monome du plus petit

degré du dénominateur du systéme a asservir.
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I1I.2.1.2 Optimisation

A partir d'une fonction objective, il est possible de déterminer 'optimal d’une
fonction linéaire ou non linéaire grace a un algorithme stochastique itératif [Amel0].
I’essaimage particulaire est une technique basée sur la coopération entre agents « les
particules ». L’échange d’information entre ces particules permet de résoudre des
problémes complexes.

Pour conditionner la performance de optimisation il faut nécessairement définir la
fonction objective et les contraintes liées a celle-ci. Connaissant la fonction de transfert du

régulateur fractionnaire, l'opérateur s* peut-étre approximée [Yer09] par :
s = w*® (cosga+jsin§a) (I1I - 13)
En faisant le produit des fonctions de transfert H(s) et C(s) données

respectivement par les équations (III - 2) et (IIT - 10), la réponse fréquentielle globale du

systeme en boucle fermée est déduite :

.y _ Gpn(w) _
Ge(jo) = o (I11 - 14)
Gpn(jw) = kiKy + 0%k Ky cos g o+ jo“k,Ky singa (I1I - 15)

. Tt T i
Gpp (jw) = w* cos = o — Tpow*t?! sin -« + kiKy + 0%k, Ky cos +
j (oo“ sin g o+ Tpow** ! cos g o + 0k, Ky sin g a) (111 - 16)

La méthode d’optimisation consiste a trouver les trois parametres kp, k;, o tels que
le module de Gp(jw) soit unitaite (Gpgesire = 1) et Pargument de Gp(jw) soit nul

(@gssire = 0) tout en minimisant la Fonction Objective (FO) suivante :

i —Gn)2 i i— ()2
Fo. \/(Gpdesm G)? | (Passire=@) (I - 17)
G @

La méthodologie adoptée consiste a suivre les étapes données par 'organigramme

suivant :
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Expression du gain et du déphasage

\ 4

Détermination des parametres k;, ki o par

Palgorithme essaimage particulaire

Minimisation de la Fonction Objective

A 4

Simulation du systeme en BF

A 4

Estimation du temps de réponse (Tr)

Oui
Fin
Non

Réduction de la bande de k,

Figure 28 : Organigramme pour la détermination des parametres du régulateur fractionnaire
Le programme d’optimisation utilisé est un programme développé au sein du
laboratoire IREENA [Amel0)].
Une fois les parametres du régulateur fractionnaire déterminés, son implémentation
nécessite d’approximer l'opérateur intégrateur d’ordre fractionnaire par une fonction

rationnelle.
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ITI.2.2 Méthode d’approximation de Popérateur intégrateur d’ordre fractionnaire :

méthode de CHAREF

En général limplémentation des systemes d’ordre fractionnaire nécessite
Papproximation des opérateurs d’ordre fractionnaire par une fonction rationnelle. Dans la
littérature, plusieurs méthodes ont été proposées et parmi celles-ci nous pouvons citer :

e méthode de Matsuda [Lad07][Djo08],
e méthode de Carlson [LLad07][Djo08],

e méthode d’Oustaloup [Ous99][Teh10],
e méthode de Charef [Cha92][Cha006].

Cette derniere a été retenue. Elle est utilisée essentiellement pour la simulation des
systemes d’ordre fractionnaire. La méthode d’approximation dépend de la fonction de
transfert d’ordre fractionnaire a approximer.

La fonction de transfert de l'opérateur intégrateur d’ordre fractionnaire est

représentée dans le domaine fréquentiel par la fonction irrationnelle suivante :
1
GI(S):S_a (111 - 18)
Avec s = jw est la pulsation complexe et @ un nombre réel positif tel que
0<a<l.
Dans une bande de pulsations donnée [wy,, wy], cet opérateur d’ordre

fractionnaire peut étre modélisé dans le domaine fréquentiel par un podle a puissance

fractionnaire (PPF) comme suit :

Kij

Gi(s) = —4= (I11 - 19)
(1+")—C)
En supposant que pour w € [wy,, wWp] nous avons w > w¢ nous pouvons écrite :
Kij Kijoc® 1
Gi(s) = i = 0 = = (ITI - 20)
(50

Avec k;; = ﬁ et W est la pulsation de coupure du PPF.

La pulsation de coupure du PPF est calculée a partir de la pulsation basse Wy,

Sur le tracé du diagramme de Bode du PPF, la pente de -20adB/dec est approximée
par un nombre de lignes sous forme de zigzags. Ces lignes sont produites par une
alternance de pente -20dB/dec et 0dB/dec. Sur I'axe réel négatif du plan s, cette alternance
de pentes correspond a une alternance de poles et zéros tels que pg < Zg < p; < z; <
= < Znj-1 < PNy
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La fonction rationnelle obtenue aprés approximation peut se mettre sous la forme

suivante :
Nj—1 S
kij Hml=0 (1+z )
=i g om0l Ty 111 - 21
GI(S) (1+O:C) 1i Hgl=o(1+pfn) ( )

Ot les p. et les z; sont les poles et les zéros de 'approximation et se présentent sous
la forme d’une progression géométrique.
Le nombre Nj est déterminé en spécifiant la bande de pulsations sur laquelle est

faite approximation :

log(—mgloax)
N; = Integer Toglbic) +1 (111 - 22)
La pulsation wpy,x est choisie de telle sorte qu’elle soit égale a 100 fois wy,.

Les autres parametres sont calculés de la maniéere suivante :

Pm = (bici)mpo, m=0,1,..,N;
Zm = (bjc))™b;py, m=0,1,..,N; — 1

8
we = wb‘/lom -1 (111 - 23)

b; = 10@, C = 10ﬁ

Po = Wc\/Ci, Zo = bipg, a; = by

Avec 8 Perreur maximale permise entre la pente de la réponse fréquentielle de
Iéquation (III - 18) et le PPF de Iéquation (III - 19) dans la bande de pulsations
donnée [wy,, wy] et € Perreur d’approximation choisie. Cette derniére est exprimée en dB.

La Figure 29 synthétise I'algorithme de calcul des parametres d’approximation de

lopérateur intégrateur fractionnaire.
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A 4

Donner la valeur a

A 4

Choisir la bande de fréquence

\ 4

Choisir O ete

A 4

Calculer b, et ¢

\ 4

Calculer . et N;

\ 4

Calculer les poles et les zéros

Figure 29 : Algorithme de calcul des parametres d’approximation de 'opérateur intégrateur
fractionnaire
L’ordre de la fonction de transfert du régulateur dépendra du compromis de la

largeur de la bande de pulsations et du temps de réponse.
IT1.3 Application a un convertisseur monophasé en pont

Dans [Diell], auteur montre Iintérét du régulateur fractionnaire PI% par rapport
au régulateur classique PI en améliorant les performances d’un systéeme charge E,R,L
alimenté par un convertisseur en pont fonctionnant en hacheur ou en onduleur
monophasé. La force contre électromotrice E est considérée comme une perturbation. Un
premier essai a été effectué avec une consigne constante avec entrée de perturbation
constante (Figure 30). Cet essai a permis de vérifier le temps de réponse, de chacun des

régulateurs, imposé lors de la détermination théorique de leurs parametres de réglage. Il a
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permis aussi de comparer les performances du régulateur classique PI et du régulateur
fractionnaire PI* lorsque qu’une perturbation constante survient aprés la stabilisation du
systeme (Figure 30, on ne s’intéresse pas au démarrage mais plutot au rejet de
perturbation). Il a été constaté que le temps de réponse avec le régulateur PI* pour rejeter
la perturbation est meilleur comparé a celui avec le régulateur classique avec les différentes
méthodes de synthése utilisées. Les performances en régime dynamique sont meilleures
pour le régulateur PI® fractionnaire. Le deuxiéme essai consistait a observer le
comportement du systéme pour une consigne sinusoidale pour différentes fréquences
(Figure 31). Le gain obtenu est presque identique pour les deux régulateurs mais le
déphasage est nul pour le régulateur fractionnaire PI*. Plus la fréquence du signal augmente
plus le déphasage introduit par le régulateur classique PI augmente contrairement au
régulateur fractionnaire PI% qui parvient a 'annuler dans une bande de fréquence bien
précise (Tableau 5 et Tableau 6). Au vu des résultats obtenus lors de la simulation en
comparaison avec des valeurs calculées théoriquement, il a été conclu que le régulateur
fractionnaire PI% présente beaucoup plus d’intérét par rapport au régulateur classique PI
pour le suivi d’une consigne sinusoidale et de rejet de perturbation. Néanmoins il est a

noter que ce dernier présente beaucoup plus de parametres de réglage.

Courant Courant
15 T T 15 T T

— Icharge Icharge
10— — Iref Iref

10 T/\

Amplitude (A)
I
{
\
Amplitude (A)

0 0
0 0002 0004 0006 0008 001 0012 0014 0016 0018 0.02 0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012 0.014 0.016 0.018 0.02
Temps(s) Temps(s)

30(a) PI classique, Compensation des poles 30(b) PI classique, Placement de poles

Courant
20 T T

Icharge
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[
o
P —
[~

0
0 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0.012 0.014 0.016 0.018 0.02
Temps(s)

30(c) PI* fractionnaire

Figure 30 : Consigne constante avec entrée de perturbation a 0.01s
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F=50Hz Gain Déphasage

Valeurs Théoriques Relevées | Théoriques | Relevées

Compensation

des poles (C.P)

0.995 1.032 5.978° 5.4°

Placement des

1.004 1.040 1.003° 1.8°

poles (P.P)
PI* avec C.P 0.997 1.035 0.308° 0°
PI* avec P.P 1.000 1.037 0.051° 0°
PI% optimisé 0.999 1.036 0.409° 0°

Tableau 5 : Comparaison des valeurs théoriques et relevées pour f = 50Hz

F=100Hz Gain Déphasage
Valeurs Théoriques Relevées | Théoriques | Relevées
Compensation
0.979 1.019 11.829° 10.8°
des poles
Placement des
1.015 1.051 2.141° 3.6°
poles
PI* avec C.P 0.998 1.037 0.538° 0°
PI* avec P.P 1.000 1.037 0.090° 0°
PI® optimisé 1.001 1.038 0.756° 0°

Tableau 6 : Comparaison des valeurs théoriques et relevées pour f =100Hz

Courant Courant
100

— Icharge — Icharge
I — lref

| / M Mﬂ — Iref J
N

0.005 0.01 0.015 0.005 0.01 0.015
Temps(s) Temps(s)

=
o
(=)

[32)
(=]
[$a]
(=)

n
S

Amplitude (A)
o

n

(=3

Amplitude (A)
(=3

LN
o
S
LN
o
t=]

o

31(a) PI classique 31(b) PI* fractionnaire
Figure 31 : Suivi de consigne sinusoidale
D’autres essais ont été effectués en imposant des références de courant non
sinusoidales. Deux cas sont traités, I'injection de ’harmonique de rang 3 (Figure 32a) puis
I'injection d’un signal contenant les harmoniques de rang 3, 5 et 7 (Figure 32b). Pour les
deux tests réalisés, on dénote un bon suivi de la référence de courant grace au régulateur

fractionnaire (Figure 32).
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32(a) harmonique de rang 3 32(b) harmonique de rang 3, 5, 7
Figure 32 : PI® fractionnaire, suivi de consigne non sinusoidale
Dans [Teh10] 'auteur propose une commande robuste par PID fractionnaire pour
les onduleurs multi-niveaux. L’auteur démontre en s’appuyant sur des résultats théoriques
et expérimentaux la performance, la robustesse et la souplesse d’'un PID fractionnaire par
rapport au régulateur classique PI.
D’autres auteurs [Pod99][Zuq08][Meh10] ont montré aussi les performances du

régulateur fractionnaire et sa robustesse par rapport au régulateur classique PID.

I1I.4 Commande par régulateur fractionnaire PI® de ’ensemble « génératrice

pentaphasée — redresseur MLI pentaphasé »

La chaine de conversion d’énergie est celle présentée sur la Figure 15. La charge est
constituée d’un onduleur triphasé et d’un réseau triphasé. La tension du bus continu est
régulée coté réseau. I’étude se focalise beaucoup plus sur Pensemble « génératrice
pentaphasée — redresseur MLI pentaphasé » plus précisément sur les boucles internes de

courant.

I1I.4.1 Modélisation de Pensemble « génératrice pentaphasée — redresseur MLI

pentaphasé » en vue de la simulation

Lorsque le neutre de la machine est isolé, l]a FEM homopolaire n’étant pas nulle, la
somme des tensions aux bornes des phases n’est pas égale a zéro et est donnée par :

V,+Vp +V.+Vq+V, =E, +E, +E.+Eq +E (111 - 24)
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En effectuant la méme démonstration que celle faite dans le paragraphe 11.2.6.3, le
modele de Pensemble « génératrice — redresseur MLI pentaphasé » en vue de la simulation
donnée par I’équation (II - 37) devient :

[L] 5 [1] + [T [Sp] 24

o 4 2 (Ea + Ep + Ec + Eq + E[ls] (I - 25)

I11.4.2 Commande dans le référentiel de Park

Comme il a été dit précédemment, nous soulignons que pour la synthése des
régulateurs de courant le redresseur MLI pentaphasé est modélisé par un gain. Néanmoins,
il existe des termes de couplage entre les variables 2 commander dans les modéles donnés
par les équations (II - 49) et (II - 50). Concernant la génératrice principale, les termes de
couplage sont : —wLplg, et wlplgy et concernant la génératrice secondaire, les termes de
couplage sont: —3wLglgs et 3wLlglgs. Ces termes de couplage peuvent étre considérés

comme des perturbations. Leurs effets peuvent étre réduits en insérant dans la chaine de

commande un algorithme de découplage.
I1I1.4.2.1 Synthése des régulateurs de la boucle interne de courant

Les paramétres du régulateur fractionnaire PI* sont déterminés en utilisant la
méthode analytique développée précédemment. La Figure 33 présente la structure de

régulation associée a chaque boucle interne de courant.

Fonction de Iymes
transfert du
systéme considéré

Figure 33 : Structure de régulation associée a chaque boucle interne de courant
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Prenons le cas de la génératrice pentaphasée principale. Pour calculer les parametres
8
du régulateur, on ne tient pas compte des termes de couplage. Dans ce cas, la fonction de

transfert du systéme considéré, suivant 'axe q, principal, est donnée par :

Ggp(s) = @ (I11 - 26)
Avec L, =53 mH et r = 0.54 Q.
Le diagramme de Bode de la fonction de transfert considérée suivant I'axe q,
principal (Gqp(s)) est montré sur la figure suivante :

Bode Diagram

10

0+ -

!
=
o
7
L

Magnitude (dB)
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o
I}

!
w
o
7
¥

-40

Phase (deg)
IS
(6]
|

-90 = SN N S N I S S s e EEEEEE

0 1 2 4

10 10 10 10 10
Frequency (rad/sec)

Figure 34 : Diagramme de Bode de la fonction de transfert considérée suivant I'axe q,
principal

Le diagramme montre que pour des valeurs de w>100 rad/s (la vitesse angulaire
mécanique nominale de la machine considérée est de 231 rad/s), le systeme peut étre
assimilé a un intégrateur. Donc dans une plage de variation de la pulsation du systéme
[ 10w], Pordre de comportement asymptotique du systéme est égal a 1 dou
0< (a=B-1) <1 (voir paragraphe II1.2.1.1).

En considérant la FEM comme une perturbation et en prenant dans un premier
temps a=1, les parametres kp, k; sont déterminés en utilisant la méthode de placement de
poles de telle sorte que le gain soit unitaire et que le déphasage soit nul. En imposant la
marge de phase désirée @, = 45°, on trouve f=1.5, a=0.5 et la condition w<wy est

vérifiée.
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Apres avoir fait la synthese du régulateur de courant suivant I'axe q, principal,
Popérateur intégrateur fractionnaire est approximé en utilisant la méthode de Charef. En
suivant la démarche établie par I'organigramme donnée a la Figure 29, pour une erreur
d’approximation de 1 dB, la valeur Nj est déduite, Nj = 14. La plage de variation de
fréquence est fixée a [2*¥n*50 20*7*50]. En doublant lerreur d’approximation (2 dB), la
valeur Nj devient Nj = 8. L’opérateur intégrateur fractionnaire est alors approximé par le
produit de Nj+1 fonctions de transfert. Soit C,(s) et C,(s) les fonctions de transfert
suivantes :

Ci(s) =

(1/zo)s+1] (1/(Zo*ai))s+1] (1/(zo*ai? ))S+1] [(1/(zo*ai3 ))s+1] (1/(20*314))s+1]
(1/po)s+11 L(1/(po*a; ))s+11 L(1/(po*aj? ))s+11 L(1/(po*a;3 ))s+11 L(1/(po*aj* ))s+1

C,(s) = [(1/(zo*ai5 ))s+1] (1/(zo*a;® ))s+1] (1/(zo*ay” ))s+1][ 1 ]
2 (1/(po*ai5 Ns+11 L(1/(po*ai®))s+11 L(1/(po*a;i” Ns+11 L(1/(po*a;® )s+1

La fonction de transfert globale du régulateur fractionnaire PI® donnée par
I’équation (I1T - 10) devient :

C(s) = kp + kik;iC;1(s)C2(s) (I1I - 27)

Avec k, =22.12, k; = 48078, kj; = 1.2179, z, = 1.3452, py = 0.8487 et
a; = 2.51109.

La méme démarche peut étre adoptée pour la synthese des régulateurs de courant
dans le référentiel secondaire et homopolaire.

Le schéma de commande dans le référentiel de Park est présenté sur la Figure 35.

La référence de courant, suivant ’axe d dans le référentiel de Park principal, est nulle.
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Figure 35 : Structure de commande dans le référentiel de Park
I11.4.2.2 Résultats de simulation

Le logiciel Matlab Simulink est utilisé pour effectuer les simulations. Les
performances du régulateur fractionnaire sont dégradés en limitant la valeur de Nj a 8. La
fréquence de découpage est prise égale a 20 kHz. Comme il a été dit précédemment, le
réglage de la tension du bus continu est fait coté réseau et sa valeur de référence est égale a
400V. Le neutre de la machine est isolé. La Figure 36(a) montre un bon suivi des références
de courant non constantes grace au régulateur fractionnaire. Le couple électromagnétique
est constant (Figure 36(b)). La référence de courant suivant I’axe d dans le référentiel de
Park principal est imposée a zéro car la projection de la composante de la FEM sur cet axe
est nulle. Notons au passage que les références de courant dans le référentiel de Park ont
une vitesse angulaire électrique égale a 10w.
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La Figure 37 présente les résultats de simulation lorsque ’harmonique de rang 7 de
la FEM n’est pas exploité. Dans ce cas les références de courant dans le référentiel de Park
secondaire sont constantes. Le régulateur PI ne parvient pas a rejeter la perturbation
introduite par I’harmonique de rang 7 de la FEM, ce qui n’est pas le cas avec le régulateur
fractionnaire PI* qui rejette totalement cette perturbation (Figure 37). La fréquence
d’ondulation du courant observée est égale a 10*f (Figure 37). Ce probléeme de rejection de
I’harmonique de rang 7 a été soulevé par Robert-Dehault [Rob05] et Kestelyn [Kes02]. A
défaut d’avoir un régulateur robuste et a tres haute dynamique afin de rejeter cette
perturbation et réduire en méme temps I'ondulation du courant, deux méthodes ont été
proposées dans [Rob05].

Une premicre méthode consiste a compenser la valeur moyenne de la composante
de la FEM suivant les axes d et q.

Une deuxieme méthode consiste a tabuler et a compenser la composante de la
FEM suivant les axes d et q. Comme il a été souligné dans [Rob05], la deuxieme stratégie
semble étre la meilleure et ne nécessite pas d’avoir un régulateur a haute dynamique.
L’inconvénient majeur de cette stratégie est que la tabulation de la FEM dépend fortement
de l'angle électrique. Une petite erreur de mesure ou d’estimation de l'angle électrique
augmente considérablement I'ondulation du courant comme souligné dans [Rob05]. Cette
stratégie a ¢été¢ aussi utilisée dans [Kes03] avec le régulateur classique PI et a permis de
réduire considérablement ’harmonique de rang 7 du courant et principalement les pertes
Joule.

En définitive, il est a noter que lorsque 'harmonique de rang 7 de la FEM est
négligé, il n’est pas nécessaire d’élaborer un algorithme de compensation afin de ’associer
au régulateur fractionnaire PI%. Dans le cas ol la perturbation est trés importante et que le

régulateur atteint ses limites, il serait judicieux de recourir a I’algorithme de compensation.
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36(a) Courants suivant les axes dq dans les référentiels de Park principal et secondaire
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Figure 36 : Référentiel de Park, résultats de simulation
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Figure 37 : Courants suivant les axes dq dans le référentiel de Park secondaire, PI classique

(a gauche) et régulateur fractionnaire (a droite), ’harmonique de rang 7 de la FEM non

exploité

IT11.4.3 Commande dans le référentiel de Concordia

En négligeant ’harmonique de rang 9 qui est tres faible, la Figure 38 présente le lieu

du vecteur FEM dans le référentiel de Concordia aussi bien pour la machine principale que

pour la machine secondaire.
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Figure 38 : Lieu du vecteur FEM dans le référentiel de Concordia (.8, ; o3,
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On constate que dans le plan secondaire, les FEMs sont un peu perturbées a cause

de ’harmonique de rang 7 (Figure 38(b)).

IT1.4.3.1 Structure de commande de Pensemble « génératrice pentaphasée —

redresseur MLI pentaphasé »

Contrairement au référentiel de Park, dans le référentiel de Concordia, il n’existe
pas de terme de couplage entre les variables a commander dans les modéles donnés par les
équations (II - 20) et (II - 21). La Figure 39 présente I'algorithme de commande élaboré

dans le référentiel de Concordia.
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Figure 39 : Structure de commande dans le référentiel de Concordia
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I11.4.3.2 Résultats de simulation

Puisque les valeurs des inductances propres et des résistances n’ont pas changé, les
parametres du régulateur fractionnaire calculés précédemment restent inchangés. Les
figures suivantes présentent les résultats de simulation.

Une comparaison des performances du régulateur classique PI et du régulateur
fractionnaire est faite. Les parametres Ky, K; des deux régulateurs sont les mémes. Les
campagnes de simulation effectuées dénotent un mauvais suivi des références de courant
lorsque le régulateur classique PI est utilisé (Figure 40(a)(b), a droite). Contrairement au
régulateur PI un bon suivi des références de courant est observé avec le régulateur
fractionnaire PI% (Figure 40(a)(b), a gauche). Hormis leffet de découpage, le couple
¢électromagnétique est constant (Figure 40(c), a gauche).

Avec le régulateur classique PI le couple électromagnétique s’en trouve tres affecté.

Sa valeur moyenne augmente, le couple est ondulatoire avec une fréquence d’ondulation de
y g )

10*t (Figure 40(c), a droite).
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40(a) Courants dans le référentiel de Concordia principal, PI® fractionnaire (a gauche) et PI

classique (a droite)
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Figure 40 : Comparaison PI classique et PI¢ fractionnaire
I11.4.4 Commande dans la base canonique

Apres avoir fait la commande dans le référentiel de Concordia et au vu des résultats
concluants obtenus avec le régulateur fractionnaire PI* en termes de suivi de consigne et
de rejet de perturbation, nous nous proposons d’analyser les performances de ce régulateur

dans le référentiel abcde. Dans le référentiel abcde, la commande "référentiel" par
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"référentiel" n’est plus considérée. Dans ce cas, contrairement aux modeles développés
dans le référentiel de Concordia qui sont totalement découplés, le modele dans le
référentiel abcde est fortement couplé (couplage entre les variables d’état, équation (II —

3)). La Figure 41 présente le schéma de commande dans le référentiel abede.

b
PMSG ) c o}--- —————————
/ d
e

Q,0 c

Génération
PWM

-

A

Porteuse triangulaire

Equation (II-
55)

|V A4
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Figure 41 : Structure de commande dans le référentiel abede
I11.4.4.1 Résultats de simulation

Les mémes parametres de simulation utilisés précédemment sont reconduits. Les
valeurs des parametres kp, k; calculées précédemment dans le référentiel de Park principal
sont maintenues. Avec un modecle fortement couplé, on constate, comme dans le
référentiel de Concordia, un bon suivi des références de courant non constantes (Figure

42). Aucune ondulation de couple n’est observée hormis I'effet de découpage.
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Figure 42 : Courant dans la phase « (gauche) et couple électromagnétique total (droite),

exploitation de ’harmonique de rang 7 de la FEM

ITII.5 Commande par régulateur fractionnaire PI®* de ’ensemble « génératrice

pentaphasée — VIENNA pentaphasé »

Apres avoir validé les stratégies de commande élaborées dans le chapitre II sur
Iensemble génératrice pentaphasée — redresseur MLI» en tenant compte de certaines
contraintes, dans ce paragraphe on s’intéresse a la topologie VIENNA qui est plus
complexe du point de vue de la commande, mais d’aprés le premier chapitre elle est
tolérante aux défauts.

La difficulté majeure pour le régulateur fractionnaire PI* est la mise au point de ses
parametres lorsque le systeme a commander est non linéaire, autrement dit lorsqu’ il est
complexe d’établir un modele moyen du convertisseur (associé au systéme a commander)
en vue de la commande. Dans ce cas, pour faciliter la détermination des parametres du
régulateur, le mod¢le moyen du convertisseur en vue de la commande est supposé égal a un
gain, ce qui est le cas d’un redresseur MLI. Pour illustrer cela nous proposons de faire le
contrdle du courant du redresseur VIENNA monophasé en utilisant le régulateur PI%.
L’analyse des performances en régime dynamique et statique du régulateur fractionnaire
PI% est faite sur ce redresseur VIENNA monophasé dont le modele est fortement non-
linéaire. Ainsi dans une premiere phase le principe de fonctionnement du redresseur
VIENNA monophasé est décrit. Dans une deuxieme phase on s’intéresse a la commande

pour une topologie monophasée puis pentaphasée.
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ITL.5.1 Principe de fonctionnement du redresseur VIENNA monophasé

La Figure 43 présente la structure du redresseur VIENNA monophasé [Cla08]. La
cellule de puissance présentée sur la Figure 43 est un cas particulier de celle décrite dans
[Cla08] ou une inductance L, est présente entre le point B et le point milieu des

condensateurs C, et C,.

D, l
J
%Dpl Dy D, ¢ - Ve
L K P
12208 I
G I ! a-||§% ’ I b Ybe
VSTI L1 12 I
D C, = Vv
— #DPZ 3 by 2 '
T

Figure 43 : Redresseur unidirectionnel VIENNA monophasé
Pour simplifier ’étude du redresseur, les semi-conducteurs sont supposés idéaux et
le redresseur est non chargé. La pré-charge des condensateurs C, et C,, durant I'alternance
positive et négative de la tension du réseau Vs, est faite respectivement a travers les diodes
Dp, et Dp, (Figure 43). Le redresseur fonctionne en conduction continue et en mode PFC

(Correction du Facteur de Puissance).
ITI.5.1.1 Alternance positive

Lorsque linterrupteur K est fermé (Figure 44a), les diodes D, et D, conduisent et le
courant I, passe a travers l'inductance L, la diode D,, l'interrupteur K et la diode D,.
Durant cette phase de conduction, I'inductance L., emmagasine de I’énergie. Le systéeme est

régi par les équations suivantes :
Vs(t) = Ly <igg (1) (III - 28)

i1 () = ip1 () = ipa(t) = ix(t) (IIL - 29)
Lorsque linterrupteur K est ouvert (Figure 44b), les diodes D, et D; conduisent et
le courant I, passe a travers I'inductance L, la diode D, la diode D; et le condensateur C,.
L’énergie stockée précédemment dans I'inductance L, est transférée au condensateur C,.

Les équations suivantes en découlent :

Vs(t) = Ly =it (1) = Ve (O (111 - 30)
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iL1 (©) = ip1(t) = ips(t) (I11 - 31)
En prenant o comme le rapport cyclique et en utilisant les équations précédentes,
avec wte€ ]0; [ mod[2m], le modéle en basse fréquence du redresseur VIENNA

monophasé pendant I'alternance positive est donné par [Cla08] :

Ve (®) 1 LqXip1 xwxcos(wt)
0 __1 _ max XX (I - 32)
Vsmax Xsin(wt) 1-ag  VsmaxX(1—ag) sin(wt)
& Dy N
4 Dp, *®0b |, &D, € — TVU 4 0Py 5 | ®P2 & = T Ver
L Ly
> A HK%E B | > A HK% B i
VST g 1 I VST g L1 2
= %0, #0; &D, O lvcz L & 0p, D3 &0, ©C2— l/ch
4x Dy @ Dg
44 (a) 44(b)

Figure 44 : Principe de fonctionnement, alternance positive [Cla08]
I11.5.1.2 Alternance négative

Lorsque l'interrupteur K est fermé (Figure 45a), les diodes D, et D, conduisent et le
courant I, passe a travers l'inductance L, la diode D,, l'interrupteur K et la diode D,
Durant cette phase de conduction de linterrupteur K, l'inductance L, emmagasine de

I’énergie. Les équations suivantes sont obtenues:
d .
VS (t) = Ll a 111 (t) (III - 33)
i1 (8 = —ip2 (1) = —ipz(t) = —ig(t) (LI - 34)
Lorsque linterrupteur K est ouvert (Figure 45b), les diodes D; et D, conduisent et
le courant I, passe a travers I'inductance L, la diode D, la diode D et le condensateur C.,.
L’énergie stockée précédemment dans I'inductance L, est transférée au condensateur C,.

Les équations suivantes en découlent:
d.
VS (t) — Ll al]_‘l(t) = ch(t) (III - 35)
i1 () = —ip3(t) = —ipe(D) (I1I - 30)
En prenant a; comme le rapport cyclique et en utilisant les équations précédentes,

avec wte]0;m[ mod[2m], le modéle en basse fréquence du redresseur VIENNA

monophasé pendant I'alternance négative est donné par [Cla08] :

Ve () 1 L1 XiL1maxXwXcos(wt)
VsmaxXsin(wt) 1-ay  VsmaxX(1—ay) sin(wt)

(II - 37)
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ITI1.5.2 Modele du VIENNA monophasé en vue de la commande

Figure 45 : Principe de fonctionnement, alternance négative [Cla08]

La Figure 46 représente la structure de commande du redresseur VIENNA

monophasé controlé par un régulateur fractionnaire.

PI*
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Génération de
A4 la MLI
RT
Capt
ag:ur Rég.ulatel.lr
courant fractionnaire
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Figure 46 : Structure de commande du redresseur VIENNA monophasé

La synthese du régulateur nécessite d’établir le modele moyen en vue de la

commande du redresseur en considérant les deux hypothéses suivantes :

Vs(t) et i1 (t) sont en phase et ’alternance est positive.
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* Vor =V = %VDC
Sur la Figure 40, la différence de potentiel entre les points A et B s’écrit :
Vap (D) = %(1 — Tk (t)) Vpcsign(iL1) (III - 38)
Avec Tg(t) la fonction de conversion du redresseur. Si linterrupteur K est ouvert
Tk(t) = 0 et Tx(t) = 1 si lVinterrupteur K est fermé.
Dans le cas d’une commande MLI ou la commande est échantillonnée a chaque

période de découpage, la valeur moyenne de Tg(t) est donnée par [Kes03] :

< Ty >= — [0 Ml Tx(Ddr (I1I - 39)

Tmr * (0—DTMmL

Aveco =1,2,3,:--+ o, Ty, la période de découpage.

Au sens des valeurs moyennes, a chaque période de découpage, I'équation (III - 38)
devient :

< Vag > (6Twrp) = %(1—< Tx > (6Twwr) ) Vpesign(ivs) (LI - 40)

On montre que la valeur moyenne du signal Vag dans une période de
découpage Ty est- donnée par :

1 vy

< Vap > (T = ;( - WLE) Vpcsign(irg) (IIT - 41)

Avec Vi le signal de commande et Wy, Pamplitude maximale de la porteuse.

L’équation (III - 41) peut étre réécrite :

< Vpg >= (GrVSs + pert)sign(iLl) (I1I - 42)

\'% . 1 .
Avec Gg = — ZVSC le gain du redresseur et pert = EVDC le terme de perturbation.
m

On constate que le modele moyen du redresseur VIENNA monophasé est un peu
complexe a cause de la perturbation induite par la tension du bus continu. Pour calculer les
parameétres du régulateur fractionnaire PI® on ne tient pas compte du terme de
perturbation et le modele moyen du redresseur est vu comme un gain unitaire (Gg = —1

b

en prenant Vpe = 2Wy,, (-) convention générateur).
I1I.5.3 Résultats de simulation

Le logiciel Matlab Simulink est utilisé pour effectuer les simulations. On se focalise
sur la boucle interne de courant. Comme attendu, le déphasage entre la référence de
courant et le courant mesuré est nul (Figure 47). Un bon suivi de la consigne de courant est

assuré par le régulateur fractionnaire PI%.
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Méme en injectant un ou plusieurs harmoniques de courant, le suivi de la consigne

est assuré par le régulateur fractionnaire sans atténuer 'amplitude du signal ni introduire de

déphasage (Figure 48).
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Figure 48 : Courant, I, avec injection de ’harmonique de rang 3 (a droite), avec injection

des harmoniques de rang 3, 5, 7 (a gauche)

IT1.5.4 Redresseur VIENNA pentaphasé

La chaine de conversion d’énergie est présentée sur la Figure 49. La charge est
constituée d’un onduleur triphasé et d’un réseau triphasé. Comme il a été souligné au
paragraphe II1.4, la tension du bus continu est régulée coté réseau et I’étude est focalisée

beaucoup plus sur 'ensemble « génératrice pentaphasée — VIENNA pentaphasé » (plus

précisément sur les boucles internes de courant).
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Figure 49 : Chalne de conversion d’énergie a base de la topologie VIENNA

I11.5.4.1 Mode¢le en vue de la simulation de ’ensemble « génératrice pentaphasée —

VIENNA pentaphasé »

Contrairement au redresseur MLI classique, le modeéle équivalent du redresseur
VIENNA est un peu complexe. I’établissement du modécle équivalent du VIENNA
nécessite la connaissance des états de conduction de chaque diode (Figure 49). Dans le
chapitre II la stratégie de commande adoptée en mode normal impose que les vecteurs
courant et FEM soient colinéaires. Dans ce cas, on peut ne pas tenir compte des états de
conduction de chaque diode du VIENNA. Le modéle équivalent de Pensemble
« génératrice pentaphasée — VIENNA pentaphasé » devient simple.

Dans le cas ou le neutre de la machine est isolé, la relation qui lie les tensions

simples de la génératrice aux tensions de sortie du redresseur peut se mettre sous la forme :

[Va] 4 -1 -1 -1 — Sa)sign(ia)
Vol 1v, r—1 4 -1 -1 (1 — Sp)sign(ip)
[V.|= ETC -1 -1 4 -1 (1 —S,)sign(ic)
lVd -1 -1 -1 4 (1 — Sq)sign(iy)

Ve -1 -1 -1 -1 (1 - e)Slgn(le)

+ —(E +Ey + Ec+ Eq + Eo)[Is (III - 43)

Posons :
(1 - Sa)Sign(ia)
(1 — Sp)sign(ip)
[Stv] = | (1 = S¢)sign(ic) (ILL - 44)
(1 — Sq)sign(ia)
(1 - Se)Sign(ie)
Le modele électrique de lensemble «génératrice — redresseur VIENNA

pentaphasé » peut se mettre sous la forme suivante :

100



[E] = [RI[1] + [L] 5 [1] + [Tr][Spy] 22 + 3 (Eq + By + Ec + Eq + Ee)[ls] (111 - 45)

Dans le cas ou le neutre de la machine est relié au point milieu du bus continu,

I’équation (IV - 43) devient :

[Va'l (1 - Sa)Sign(ia)
ol (1 — Sp)sign(ip)
V.| = =1 (1 = So)sign(ic) (I11 - 46)
Va (1 — Sg)sign(ig)
Ve (1 - Se)Sign(ie)
Le modele électrique de Densemble «génératrice — redresseur VIENNA

pentaphasé » peut donc se mettre sous la forme suivante :

[E] = [RI[1] + [L] 5 [1] + [Sry] 22 (111 - 47)

La Figure 50 illustre la structure de commande élaboré dans le référentiel abcede
pour la régulation des courants dans le cas du redresseur VIENNA pentaphasé.
Contrairement au redresseur MLI, la génération de la MLI impose d’avoir pour grandeur
de commande deux porteuses. Une porteuse positive pour l'alternance positive et une
porteuse négative pour lalternance négative. Les entrées de validation constituées des

références de courant permettent de valider 'envoi de la MLI pendant I'alternance positive

et I'alternance négative.
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Figure 50 : Structure de commande dans le référentiel abede, Redresseur VIENNA

pentaphasé
I11.5.4.2 Résultats de simulation

Les mémes parametres de simulation utilisés au paragraphe 111.4 sont reconduits.
La Figure 51 montre les résultats de simulation obtenus avec le redresseur VIENNA
pentaphasé. Comme au paragraphe I11.4, un bon suivi des références de courant est assuré
par le régulateur fractionnaire et aucune oscillation n’est observée sur le couple
électromagnétique hormis l'effet de découpage. En simulation, que le neutre de la machine

soit i1solé ou non (FEM homopolaire non exploitée), les résultats sont les mémes.
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Figure 51 : Courant dans la phase « (gauche) et couple électromagnétique total (droite),

exploitation de 'harmonique de rang 7 de la FEM, VIENNA pentaphasé
I11.6 Conclusion

Dans ce chapitre, le controle par régulateur fractionnaire PI* des boucles internes
de courant de 'ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur MLI pentaphasé » a été
effectué. Deux topologies de convertisseur ont été investiguées: le redresseur MLI
pentaphasé et le redresseur VIENNA pentaphasé. L’étude a été focalisée sur les boucles
internes de courant. Les résultats de simulation montrent les performances acquises grace a
l'utilisation du régulateur fractionnaire. Un bon suivi des références de courant non
constantes et un rejet de perturbation, dans tous les référentiels ou la commande est faite,
est assuré par ce dernier.

Néanmoins des difficultés majeures sont a noter pour le régulateur fractionnaire
PI% et parmi celles-ci, on peut citer :

e le réglage optimal des parametres kp, k;, a,

e la mise en ceuvre dans des bancs expérimentaux lorsque l'ordre de
Iapproximation du régulateur fractionnaire est tres élevé devient complexe
surtout pour les systemes polyphasés.

De nos jours, les méthodes analytiques pour la détermination des parameétres du
régulateur fractionnaire proposées dans la littérature montrent leur limite surtout lorsque le
systeme a commander est non-linéaire. Suivant les méthodes analytiques, les performances
en régime transitoire différent comme montré dans [Yer09]. Les méthodes de
détermination des parameétres du régulateur fractionnaire les plus répandues dans la

littérature sont celles basées sur les méthodes d’optimisation.
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En fonctionnement normal, le probleme se pose peu pour la détermination des
parametres du régulateur fractionnaire car de plus en plus des techniques de linéarisation
des systemes non-linéaires commencent a se développer. Par contre en fonctionnement
dégradé, suite a l'ouverture d’une phase ou de plusieurs phases, la difficulté pour
déterminer les parametres Kp, Kj, a s’accroit a cause de la complexité d’établir des modeles
moyens du convertisseur en vue de la commande.

En définitive, il dénote que le régulateur fractionnaire PI%, bien que ses
performances soient montrées, admet quelques limites. Dans le cas des systemes
polyphasés, sa mise en ceuvre expérimentale reste tres délicate a cause de la complexité de
I'algorithme de commande a développer. La réalisation est possible a condition que 'ordre
du régulateur fractionnaire ne soit pas tres élevé. Si tel n’est pas le cas, le traitement de la
saturation devient tres complexe. Pour le PI classique (ordre égal a 1) le traitement de la
saturation est tres simple.

Pour toutes les raisons évoquées, on lui préfere le modulateur régulateur de courant
(MRC) qui est un régulateur analogique de type non-linéaire [Cla99a][Cla99b]. Ce régulateur
est trés robuste et trés peu sensible aux parametres du systeme a commander et son
utilisation ne nécessite pas la connaissance du modele du systeme a commander [Cla09], ce
qui est un atout majeur pour le fonctionnement en mode dégradé. Un autre avantage est sa

simplicité de mise en ceuvre expérimentale.
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CHAPITRE 1V : Commande par Reégulateur
Auto-Oscillant (MRC) de I'ensemble «
génératrice pentaphasée - convertisseur

AC/DC »
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IV.1 Introduction

Ce chapitre présente la commande par régulateur auto-oscillant (MRC) de
Iensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur AC/DC ». Le régulateur fractionnaire
est utilisé dans le chapitre III est remplacé par le régulateur auto-oscillant (MRC). Ce
chapitre a un double objectif. D’une part la validation des stratégies de commande
¢élaborées en mode normal en utilisant le régulateur auto-oscillant (MRC) et d’autre part la
description des bancs expérimentaux réalisés sur lequel toutes les lois de commande ont été

implantées et validées.
IV.2 Régulateur auto-oscillant : Modulateur Régulateur de Courant

Les techniques de modulation d’impulsion sont utilisées pour la commande en
courant ou en tension des convertisseurs statiques de puissance. Parmi ces techniques, on
peut citer, l]a MLI naturelle, la MLI réguli¢re symétrique, la MLI régulicre asymétrique, la
MLI a élimination d’harmoniques, la MLI a hystérésis etc...

Une classification de ces techniques de modulation d’impulsion et une comparaison

de leurs principales performances ont été faites dans [Oli06] comme le montre le tableau

suivant :
Technique de modulation | Symétrique, Asymétrique,... Hystérésis
e variable
Fréquence de commutation o fixe edépend des parametres

du systeme

® sous optimal e optimal
Comportement statique et
] edépend des parameétres ene dépend pas des
dynamique
du systeme parametres du systeéme

Tableau 7 : Comparaison de quelques techniques de modulation d’impulsion [OL06]
Les MLI classiques (symétrique, asymétrique) sont souvent associées a des
régulateurs de types linéaires. Ces derniers sont tres sensibles a la variation des parametres
du systeme. Une solution est 'utilisation des régulateurs de types non-linéaires et I'un des
plus répandus est le régulateur non-linéaire a MLI hystérésis. Cette derniere permet
d’obtenir, au niveau de la boucle interne de courant, des propriétés de robustesse
importantes et une dynamique plus rapide [Oli06]. L’incommodité, avec ce type de MLI,

est la non maitrise de la fréquence maximale de commutation des composants actifs
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commandables qui dépend fortement des parametres du systeme qui sont parfois tres mal

connus. L’équation suivante montre la fréquence maximale de commutation [Oli00] :

Vae
m = av-1)

Ou V, est la tension du bus continu, b est la largeur d’hystérésis et L est
I'inductance de la charge.

Afin de pallier a cela des améliorations ont été apportées dans [Bod01][Ho09]
[KanO1].

Dans ce contexte, un régulateur auto-oscillant connu sous le nom de Modulateur
Régulateur de Courant (MRC) a été développé au Laboratoire IREENA [Cla99a] et a fait
I'objet d’un brevet [Cla02]. Le MRC est un régulateur analogique a trés haute dynamique
(bande passante tres large). Les performances de ce régulateur ont été montrées a travers
plusieurs applications (convertisseurs DC/AC pour le controle du courant dans une charge
inductive [Cla99b], convertisseurs AC/DC [Diel4b] et émulation des charges actives
[O1i06]). Son principe met en jeu deux fonctions de base : la régulation du courant en
basses fréquences et le controle de la fréquence de commutation en hautes fréquences. Son
étude compléete a été faite dans [Cla99a][Cla09] et les performances obtenues sont les

suivantes :
e tres grande dynamique (bande de passante tres large),
e controle performant de la fréquence maximale de commutation,
e tres faible sensibilité par rapport aux parametres de la charge,
e bonne stabilité du MRC,

e faible THD au niveau des courants.
Dans la suite nous rappelons le principe de fonctionnement du MRC. La Figure 52
montre le synoptique de base du MRC dans sa version minimale. I’application visée est le
controle du courant d’une charge inductive alimentée par un convertisseur DC/AC.

- > erreur 5(1:)

_ " . ut
i ref (1) oo RT ——  Convertisseur ®

F () it
Courant de sortie

Courant de référence amplificateur non linéaire

de type relais

I F2 ()] RT

Figure 52 : Synoptique de base du régulateur auto-oscillant (MRC) [Cla09]
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Les fonctions de transfert F,(p) et F,(p) sont données par [Cla99] :

_Ip _ 1 11
F1(p) = U(p) R+Lp R1+14p av-2)
1
F2 (p) - 1+28pwo+p2/wo? (IV ) 3)

Ou L est linductance de la charge, R est la résistance de la charge, € est le
coefficient d’amortissement et w, est la pulsation propre du filtre F,(p).

Les fonctions de transfert F,(p), F,(p) et R, représentent respectivement la fonction
de transfert de la charge, la fonction de transfert d’un filtre passe-bas de second ordre et la
fonction de transfert du capteur de courant. L’état du convertisseur dépend de l'erreur e(t).
Si Perreur e(t) est positive, la sortie du convertisseur u(t) est positive. Si 'erreur e(t) est
négative, la sortie u(t) du convertisseur est négative. Le filtre F, est calculé de telle sorte
que le systeme entre volontairement en oscillation. La fréquence d’oscillation obtenue
représente la fréquence maximale de commutation. Il a été montré que le systeme entre en
oscillation lorsqu’une rotation de phase de -180° est introduite par les filtres F,(p) et F,(p).
La fréquence propre f, du filtre I, est supérieure a la fréquence de coupure du filtre FF; de
telle sorte qu’a la fréquence d’oscillation, le déphasage introduit par ce dernier soit presque
égale a -90°. A la fréquence d’oscillation le déphasage introduit par le filtre F, est tout aussi
proche de -90°. Le détecteur d’erreur introduit une rotation de phase de 180° sur le signal a
la sortie du filtre F,. Par conséquent, le déphasage introduit par 'ensemble détecteur
d’erreur et filtres est nul. En remplagant le convertisseur par un amplificateur linéaire et en
considérant son gain positif, il a été montré que I'expression de la fréquence d’oscillation

peut se mettre sous la forme [Cla99][Cla09] :

0

fo WoTy

La fréquence propre du filtre F, est trés supérieure a la fréquence de coupure du
filtre F; (les constantes de temps électriques étant de 'ordre de la milliseconde). En
conséquence, méme si € n’est pas tres faible (de 'ordre de 0.5 a 1) 1a fréquence d’oscillation
est tres proche de la fréquence propre du filtre F,. En d’autres termes, une variation des
parametres de la charge n’a que trés peu d’incidence sur la fréquence d’oscillation. Les
résultats obtenus ont montré que dans le cas ou le convertisseur est remplacé par un
amplificateur non linéaire de type relais, la fréquence propre du filtre F, bride la fréquence
maximale de commutation de ’étape non linéaire [Cla09].

Dans le cas ou I'inductance de charge est trés faible ou si la tension du bus continu

est tres faible, il existe une petite erreur statique entre la consigne et la mesure. Pour
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¢liminer cette erreur statique, la valeur du gain de la chaine directe est augmentée en basse

fréquence en insérant dans la chaine directe un filtre F; comme montré par la Figure 53.

. + t
iref(® oo Ry - F(® H convertisseur u 0 i(t)
Courant de sortie

Courant de référence amplificateur non linéaire

de type relais

F (p)

Rt

Figure 53 : Synoptique de base du régulateur auto-oscillant (MRC) avec correcteur d’erreur
statique [Cla09]
La fonction de transfert du filtre F; est donnée par [Cla99][Cla09] :

Fy(p) = 2 %2P v -5)

T2 1+13p
Le filtre F; releve de 15 dB le gain en continu et ce sur une bande de quelques
centaines de Hertz, ce qui est grandement suffisant pour toute application du génie
électrique [Cla05].
Tous les parametres du modulateur ont été calculés et donnés dans [Cla99a]. Sa
stabilité et sa linéarité ont été montrées dans [Cla09]. La Figure 54 montre la premicre
version du Modulateur Régulateur de Courant réalisé ou la fréquence propre du Filtre F,

pouvait étre commandée.

Vier(®
ref filre filtre
ten5|,or? T passe-bas de lissage
de référence
. charge
Convertisseur
_ inductive | capteur
comparateur de puissance | u(t) i(t) courant
F, L1+ — —
8 buffers (H bridge) F Rt
(2 states)
sortie en
option
filtre
F .
2(p) antirepliement Filtre passe-haut
(MF10)
Filtre passe-bas
commande
de f o Oscillateur commandé (UAF42)
0 en tension
CARTE

Figure 54 : Premiere version du MRC [Cla09)]
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IV.3 Commande par régulateur auto-oscillant du redresseur VIENNA

monophasé avec cellule classique et cellule améliorée

L’objectif de ce premier banc expérimental est de tester quelques stratégies de
commande pour pouvoir réaliser et valider progressivement les autres bancs expérimentaux
en passant du monophasé au pentaphasé.

Etant donné que la topologie du redresseur VIENNA monophasé est fortement
non-linéaire et ’établissement du modele moyen du convertisseur en vue de la commande
complexe, nous proposons de substituer le régulateur fractionnaire développé dans le
chapitre III par le régulateur auto-oscillant (Modulateur Régulateur de Courant).

Le diagramme synoptique de commande par régulateur auto-oscillant du redresseur

VIENNA monophasé est montré sur la Figure 55.

Dy G = vy
% ||
@ ! Vbe
Vs L2
L N N
- 4 2 —r
Capteur K,
A4 de
MLI Tension
Bloc de
synchronisation
v [ Entrée de validation ] X2
RT
Capteur A 4
de
Courant Modulateur - Régulateur
auto-oscillant
4 Ileax

Régulateur
de Tension

Figure 55 : Schéma synoptique de commande par régulateur auto-oscillant (MRC) du
redresseur VIENNA monophasé
La boucle interne est constituée d’un régulateur analogique pour le controle du
courant de réseau (courant alternatif) et d’'un bloc de synchronisation. La stratégie de

commande consiste 2 maximiser la puissance débitée par le réseau et de ce fait le courant
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du réseau doit etre en phase avec la tension du réseau. Cette fonction est assurée par le bloc
de synchronisation. Ce dernier permet aussi de reconstituer la référence du courant a
Ientrée du bloc régulateur de courant. La stratégie de contrdle du courant du réseau se base
sur le principe de la minimisation du THD et la maximisation du PFC. Le régulateur de
courant doit alors garantir le suivi de la référence de courant sans atténuer le signal, ni
introduire de déphasage.

La boucle externe est constituée d’un régulateur numérique pour le controle de la
tension du bus continu et d’un filtre réjecteur de bande. Pour avoir une dynamique rapide
du régulateur de tension, sa bande passante doit étre suffisante. Or, au-dela d’une certaine
valeur de la bande passante, la composante 2wy, due a la puissance fluctuante produirait
une ondulation a la méme fréquence sur la consigne d’amplitude de courant [Ber03]. Cette
derniere multipliée avec la sinusoide de référence normalisée et synchronisée avec le réseau
fournirait une référence de courant instantanée présentant une distorsion d’autant plus
élevée que I'on essaierait de rendre la tension du bus continu parfaitement constante avec
une bande passante élevée [Ber03]. Pour I'obvier, un filtre réjecteur de bande a 2wy est

rajouté au régulateur de tension.
IV.3.1 Contréle de la boucle interne de courant

Concernant la cellule de puissance du redresseur VIENNA monophasé, il y a une
seule bobine L; dont la valeur est égale a 3 mH [Bor(07].

Les valeurs des parameétres sont donnés par :

f =50 Hz, Vgee = 70V (tension du réseau réduite), Ij1max = 6A (référence de
courant maximale), C; = C; = 2200pF (condensateurs du bus DC), R, = 298 () (charge

de type résistive).
IV.3.1.1 Banc d’essai logiciel

Dans un premier temps I’étude se focalise sur la boucle interne de courant. Le
logiciel Matlab-Simulink est utilisé pour les simulations. La fréquence propre du filtre F, est
fixée a 20 kHz. Les Figures 56, 57 et 58 montrent un bon suivi des références de courant
pour différentes valeurs de I'inductance L,.

Sur la Figure 56 (a droite), 'ondulation du courant augmente un peu mais on

observe un bon suivi de la référence de courant. Le courant I, est en permanence en
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conduction discontinue (Figure 57). En rajoutant une inductance entre le point B et le

point milieu des condensateurs (Figure 43), 'amplitude des raies diminue (Figure 58).

—~ i [ [ [ ~~ r i
< | <
= =
3] 3]
= =
S | S |
L L E L L k
1840 1845 1850 1855 1860 1840 1845 1850 1855 1860
Temps (ms) Temps (ms)
Figure 56 : Courants, I, (a gauche, I,=3 mH) et I}, (a droite, I,=1.5 mH), régulateur auto-
oscillant MRC
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Figure 57 : Courants, I,, (a gauche, L,=3 mH) et I, (a droite, L,=1.5 mH), régulateur auto-

oscillant MRC
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Figure 58 : Courants, I, ; (a gauche) et I, (a droite), rajout d’une inductance entre le point B

et le point milieu des condensateurs
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IV.3.1.2 Banc d’essai expérimental

Le prototype expérimental est composé d’un dispositif numérique et d’une cellule
de puissance. La cellule de puissance en Figure 59(a) est constituée dun IGBT
(IRG4PH40PbF) et de 8 diodes de puissance (STTH3012W). La référence de courant
alternatif est synchronisée avec la tension du réseau grace a un circuit « Filtre Numérique
Universel » (Figure 59(b)). Les mesures de courant sont faites grace a des capteurs LEM

LA25-NP (Figure 59(d). Les tensions de sortie sont mesurées avec des sondes

différentielles METRIX MX9003. Le relevé des mesures de courant est fait a oscilloscope
(Figure 59(c)).

- |
ARY {1 88 © ’VWVN
CH1  SOmvwa

CHZ2 SOmV
CHP MTB 2.00ms chid CH4 SOmYar CHP MTB 10.0ms chi¥f

60(a) Courants Ir1, Iz, Inirer 60(b) Tensions V., Vci et Vez

Figure 60 : Résultats expérimentaux, redresseur VIENNA monophasé

CH1 SOmV!
CH3 Somvi STOP
CHP MTB 2.00ms CH4  SOmvYe» CHP MTS 10.9ms

61(a) Courants I, Lo, Iriees 61(b) Tensions Vg, Vci et V2
Figure 61 : Résultats expérimentaux, rajout d’une inductance coté point milieu des

condensateurs
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Nous observons une bonne concordance entre les résultats de simulation et les résultats
expérimentaux. Sur les Figures 60(a) et 61(b), la premiere courbe représente le courant de
référence généré a partir de la tension du réseau grace au « FNU » qui les synchronise. Avec
un bon suivi de la référence assuré par le MRC (Figures 60(a) et 61(a), courbe 1 et courbe
2), 1a tension du réseau et le courant mesuré sont en phase. En rajoutant une inductance du
coté point milieu des condensateurs, le courant I, est bien filtré (Figures 60(a) et 61(a)
(courbe 3)) et la fréquence de I'ondulation de la tension aux bornes de chaque condensateur

change et devient égale a 100 Hz correspondant a 2*f (Figures 60(b) et 61(b)).
IV.3.2 Controle de la boucle externe de tension

En supposant que le déphasage entre la tension et le courant du réseau est nul grace
au régulateur auto-oscillant, la boucle interne de courant peut étre modélisée par un gain
unitaire. e nouveau systéeme a controler posséde comme entrée le courant I, . . qui
permettra de reconstituer le courant de référence de la boucle de courant en s’appuyant sur
le module de synchronisation. La tension du bus continu Vg constitue la sortie du nouveau
systetme. En considérant la source d’entrée comme un générateur de puissance, on
distingue deux approches. La premiere approche est basée sur le controle de la tension du
bus DC (Vy¢). La deuxieme approche est basée sur le controle du carré de la tension du bus
DC (VacD).

En négligeant les pertes et en égalisant les expressions des puissances instantanées

cotés source et charge on obtient :

dv Vac?
: 2 o d d
VsmaXIleax(Slrl “)t) ~ Cqudc dtc + R]i (IV - 6)
Cette relation peut se mettre sous la forme :
1-coswt)\ _ dVge |, Vac?
VsmaxIleax ( 2 ) ~ Cqudc dt + RL (IV - 7)

L’action du correcteur consiste a maintenir constante la valeur moyenne de la
tension du bus continu et d’agir en tres basse fréquence. On obtient alors :

VsmaxIL1max ~ dVgc Vdc2
5 ~ Cqudc dt + RL Iv -8
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IV.3.2.1 Régulation de la tension du bus DC (Vy.)

Iéquation (IV - 8) revét un caractere non-linéaire. La linéarisation autour du point

de fonctionnement telle que Vge = Ve + Vg et Iiimax = IlLimax + ILimax permet

d'obtenir le modéle en vue de la commande suivant :

1

7 RLVsmax T
Vie(s) = == i s V.9
dc( ) 4V, 1+RL(2:eqs leax( ) (I )

L’équation (IV - 9) montre que la fonction de transfert est dépendante du point de
fonctionnement et des parametres de la charge Ry, qui peut étre linéaire ou non-linéaire, ce

qui complexifie la synthése du régulateur.

IV.3.2.2 Régulation du carré de la tension du bus continu DC (Vdcz)

Cette approche consiste a controler le carré de la valeur de la tension du bus DC
(Vdcz) [Diel4b]. Dans ce cas, la charge est considérée comme une perturbation.
En posant Py la puissance instantanée transférée a la charge, I'équation (IV - 9) peut

étre réécrite sous la forme suivante :

VsmaxIL1imax dVgc

> ~ CqudC W + PO (IV - 10)
dv C Vsmaxl max
CeqVac—, - = AR — Py IV - 11)

En introduisant la variable Vg2, I’équation IV — 11) devient :

Ceq dVgc?
— =] —1 IV -12
Vemax dt Limax 0 ( )
. 2P
Ou IO == 9
Vsmax

En introduisant 'opérateur de Laplace °s’, la fonction de transfert ayant comme

sortie Vg2 est déduite :
VSmaX
(Vae*)(8) = 22 (nmax — o) v - 13)

En considérant [y comme une perturbation, les parametres du régulateur de tension
sont déterminés en utilisant la méthode de placement des poles. Comme il a été souligné
auparavant, afin d’éviter que la référence du courant instantanée présente une distorsion,
un filtre réjecteur de bande a 2wy, est associé au régulateur de tension (correcteur PI). Afin
d’assurer leffet Boost, 'amplitude du courant est bornée a une valeur minimale. Par
sécurité, une valeur maximale est aussi introduite. Un bloc anti-saturation est placé dans la

chaine directe. Le schéma global du régulateur de tension est illustré par la Figure 62.
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Figure 62 : Synoptique du régulateur de tension

IV.3.2.3 Résultats Expérimentaux

La structure de régulation de Vgc* est implantée dans le systéme Dspace 1103
(Figure 63). La régulation des courants est assurée par le régulateur analogique MRC
monophasé. Deux essais sont effectués. Un essai avec des créneaux de tension 275V et
315V (la charge étant linéaire) et un autre avec un impact de charge de 50% a t=0.7s.

L’impact de charge est da au caractere non-linéaire de la charge qui varie.

|- = pra==r=l 11 K

== Couche numérique avec le systeme

Figure 63 : Evolution du banc expérimental avec rajout du systeme DSPACE 1103

La Figure 64 synthétise les relevés expérimentaux. La stratégie de commande
¢laborée a permis de réguler la tension du bus continu du VIENNA monophasé. Pour
chaque essai effectué la tension du bus continu parvient a se stabiliser (Figure 64(a)(b)). Le
courant I;; mesuré est en phase avec la tension du réseau (Figure 64(e)) validant la stratégie
de commande adoptée. Grace au régulateur auto-oscillant, le courant mesuré est
parfaitement en phase avec sa référence (Figure 64(c)(d)). En variant la charge (impact de
charge de 50%) qui se traduit par une augmentation ou par une diminution brusque du

courant, le rejet de perturbation est bien réalisée avec un léger dépassement (<7%, Figure

64(b)).
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Figure 64 : Résultats expérimentaux, régulation de tension

IV.4 Commande par régulateur auto-oscillant de I’ensemble « génératrice

pentaphasée — convertisseur pentaphasé »

Les chalnes de conversion d’énergie sont les mémes que celles étudiées auparavant.
La vitesse de la génératrice est supposée toujours constante (ce qui est le cas de
l'application hydrolienne ou les dynamiques des variations des courants marins sont tres
lentes). L’étude se focalise beaucoup plus sur les performances des boucles internes de
courant de 'ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé ». Dans ce cas,
du coté charge, les possibilités qui existent sont les suivantes : fonctionnement en mode P-
Q, fonctionnement en mode V-f ou dans le cas du fonctionnement en mode V-f,
I'ensemble onduleur — charge peut étre remplacé par une charge monophasée purement
résistive.

En fonctionnement P-Q), la tension du bus continu est régulée coté réseau. Puisque
la vitesse de la génératrice est supposée constante, du coté générateur les références de
courant sont déterminées en imposant la référence du couple électromagnétique de la
génératrice.

En fonctionnement V-f, 'onduleur, se trouvant apres le bus continu, se charge du
réglage de la tension aux bornes de la charge. Le convertisseur coté génératrice assure le
réglage de la tension du bus continu et le transfert de puissance. La vitesse étant supposée
constante, le régulateur de la tension du bus continu fournit directement la référence de
couple qui permet de calculer les références de courant. La puissance délivrée par la

génératrice est imposée par la charge.
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Dans ce mode de fonctionnement V-f; étant donné que Iétude se focalise sur la
partie amont de la chalne de conversion d’énergie, 'ensemble onduleur — charge peut étre
considéré comme une charge purement résistive (R,).

Afin de mieux appréhender le comportement des boucles internes de courant pour
les différentes stratégies de commande élaborées, la tension du bus continu est maintenue
constante. Le controle de la tension du bus continu est réalisé coté générateur grace au
pilotage du couple électromagnétique de la génératrice pentaphasée. Deux boucles de
régulation sont constituées (Figures 65 et 60) :

e une boucle externe pour la régulation de la tension du bus continu en
utilisant un régulateur PI classique,
e une boucle interne pour la régulation des courants suivant le référentiel

abcde en utilisant le MRC.
IV.4.1 Stratégie de commande de la tension du bus continu

Dans cette partie une stratégie de commande pour maintenir la tension du bus

continu constante est élaborée.

Soit P la puissance électromagnétique de la génératrice, Pyc la puissance regue par le
condensateur équivalent Ceq , Vgc la tension aux bornes des condensateurs et aux bornes

de la charge, I. le courant traversant le condensateur équivalent et P., la puissance
2¢e, Ic q ch P
disponible aux bornes de la charge, alors en négligeant toutes les pertes et en appliquant le
principe de la conservation de puissance, nous pouvons écrire :
P= PdC + PCh = VdCIC + Pch (IV - 14)
En explicitant le couple électromagnétique de la génératrice et le courant traversant

le condensateur, la relation suivante est déduite :

dVgc

CeqVde g% ~ TQ — Py IV - 15)

En appliquant la méthode d’établissement des fonctions de transfert élaborées dans

le paragraphe IV.3.2.2, la fonction de transfert du systeme ayant comme sortie Vg2 et

comme entrée [' est déduite :

(Vac")(s) = ¢ (T = To) IV - 16)

N P
()Lll—‘o:%h

[y est considéré comme une perturbation lors de la synthese du régulateur de

tension.
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Dans le cas ou le neutre de la machine n’est pas relié au point milieu du bus continu
et que l'on néglige les harmoniques de perturbation de la FEM (dans notre cas
I’harmonique de rang 7), 'expression du carré de la tension du bus continu peut étre écrite
directement en fonction de 'amplitude maximale du fondamental du courant (génératrice
principale).

En négligeant ’harmonique de rang 7 de la FEM, le spectre des références de
courant est réduit au fondamental et a ’harmonique de rang 3. On montre que I'expression

de la puissance électromagnétique est donnée par :
P = [E]Y[I] = g(Emlm + El) v -17)

Avec Ep, Eg étant respectivement "amplitude maximale du fondamental de la FEM
génératrice principale) et de ’harmonique de rang 3 de la FEM (génératrice secondaire).

Avec Iy, I étant respectivement 'amplitude maximale du fondamental du courant
génératrice principale) et de ’harmonique de rang 3 du courant (génératrice secondaire).

En adoptant la méme démonstration ’équation (IV - 16) peut étre réécrite sous la

forme :

SEm(1+X

(Vgo)?(s) =m0 (- p av - 18)

I E , . N ..
Avec X = I—S = E—S (stratégie de commande a pertes Joule minimales)
m m

Les structures de commande des deux convertisseurs sont présentées sur les

Figures 65 et 66.
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Figure 65 : Structure de commande avec régulateur auto-oscillant, Redresseur MLI
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Figure 66 : Structure de commande avec régulateur auto-oscillant, VIENNA pentaphasé
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IV.4.2 Banc d’essai expérimental

La Figure 67 décrit larchitecture globale du systeme simulée et validée

expérimentalement sur le banc congu et réalisé.

=

Emulateur ......

W

W

Capteurs de courant

Capteur de tension

A

=
—
Vers DSPACE
—

MRC (5)

Autres acquisitions

——
DSPACE —

Figure 67 : Architecture globale du dispositif expérimental

Le dispositif expérimental présenté sur la Figure 68 est constitué de :

la génératrice synchrone a aimants permanents pentaphasée (a),

un ensemble hacheur en pont associé a une MCC commandé en vitesse par

un systeme DSPACE (b),
un codeur absolu 12 bits (c) pour la position du rotor,

un convertisseur AC/DC qui peut avoir les deux topologies : redresseur

MLI pentaphasé ou redresseur VIENNA pentaphasé (d),

une carte MRC pentaphasée qui permet d’avoir un control analogique des 5

courants de phase,
cartes de mesure des courants et des tensions,

deux cartes d’interfacage, 'une pour la position du rotor (f) et autre pour la

vitesse (g),
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e un dispositif numérique (cartes DSPACE 1103,...) pour la commande
numérique et pour I'acquisition des données (h) sur lequel est implanté le
controle de l'ensemble « Hacheur-MCC » et le contrdle de la boucle de

régulation de la tension du bus continu de l'ensemble « génératrice

pentaphasée — convertisseur MLI ».

Figure 68 : Dispositif expérimental, génératrice pentaphasée associée au redresseur MLI

pentaphasée ou au redresseur VIENNA pentaphasé
IV.4.3 Résultats de simulation et expérimentaux

Les stratégies de commande et les différents régulateurs élaborés sont implantés sur
les bancs d’essais logiciel et expérimental. Notons que pour les différentes configurations,

les parametres du régulateur auto-oscillant sont toujours les mémes.
IV.4.3.1 Redresseur MLI pentaphasé

La Figure 69 présente les résultats de simulation et expérimentaux dans le cas de la
commande en boucle ouverte de tension. Comme il a été expliqué dans le chapitre II, les
références de courant ne sont pas sinusoidales dans le référentiel abcde. Les deux sous
machines "principale” et "secondaire" sont exploitées (seuls les harmoniques de rang 1 et 3

sont exploités).
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S’agissant du courant, on observe une nette concordance entre les résultats de
simulation et les résultats expérimentaux (Figure 69(a)(b)). L’amplitude de 'ondulation du
courant est un peu plus grande en expérimental qu’en simulation. Cela est da a des bruits

de mesure et a la numérisation des signaux de mesure.

Courant, Ia (A)
Courant, la (A)

6 6.01 6.02 6.03 6.04 6.05 0 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05
Temps (s) Temps (s)

Figure 69 : Courant dans la phase 4, simulation (a gauche) et expérimental (a droite)

CH1 85 v=
CH2 2 V= MTB 2.00ms

Figure 70 : Mise en phase FEM a vide et courant de phase

La Figure 70 montre que la FEM a vide (phase @) est en phase avec la référence de
courant de la phase a. Si le courant mesuré est en phase avec la référence de courant donc
la stratégie de commande a pertes Joule minimales est validée.

La Figure 71 présente les résultats de simulation et expérimentaux dans le cas de la
commande en boucle fermée de tension. ’harmonique de rang 7 de la FEM est exploité.
La stratégie de commande élaborée a permis de réguler la tension du bus continu (Figure
71(a)). Méme avec un impact de charge de 50%, la tension du bus continu parvient a se
stabiliser (Figure 71(c)). Hormis les bruits de mesure, une nette concordance entre les
résultats de simulation et les résultats expérimentaux, est observée. Grace au régulateur
auto-oscillant, on dénote un bon suivi de la référence de courant (Figure 71(b)), ce qui
valide la stratégie de commande a couple maximal et a pertes Joule minimales adoptée.
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Figure 71 : L’harmonique de rang 7 de la FEM exploité, redresseur MLI pentaphasé,
régulateur auto-oscillant (MRC)
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IV.4.3.2 Redresseur VIENNA pentaphasé

Contrairement au redresseur MLI pentaphasé, lorsque le neutre de la machine est
isolé, en expérimental, Péquilibrage des tensions aux bornes des condensateurs du bus
continu impose de réguler le point milieu du bus continu [Nes07][Lai09]. En simulation
(méme en utilisant 'environnement SimPowerSystem de Matlab Simulink), le probleme ne
se pose pas, les tensions aux bornes des condensateurs sont les mémes. En expérimental, il
faut développer un autre modele qui tient compte du déséquilibre de la tension aux bornes
des condensateurs et un régulateur PI suffit pour controler le point milieu du bus continu
[Lai09]. Une autre alternative est de connecter le neutre de la machine au point milieu du
bus continu [Ala06]. Dans le référentiel abede, en reliant le neutre de la machine au point
milieu du bus continu, I’équilibrage est atteint naturellement car le courant circulant dans le
neutre est controlé indirectement en régulant les courants dans les phases. La connexion du
neutre de la machine permet aussi de surcroit, en expérimental, la réduction des
interférences électromagnétiques en mode commun [Nes07][Kol00].

La Figure 72 présente les résultats de simulation et expérimentaux dans le cas de la
commande en boucle fermée de tension et lorsque le neutre de la machine est relié au point
milieu du bus continu. I’harmonique de rang 7 de la FEM est exploité. Les références de
courant sont les mémes que celles imposées dans le cas du redresseur MLI pentaphasée. La
somme des courants est toujours nulle. Comme pour le redresseur MLI pentaphasé, la
tension du bus continu est stable et est a sa valeur de consigne (Figure 72(a)). Hormis les
bruits de mesure, une nette concordance entre les résultats de simulation et les résultats
expérimentaux est observée. Un bon suivi des références de courant (Figure 72(b)) est

assuré grace au régulateur auto-oscillant.
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Figure 72 : I’harmonique de rang 7 de la FEM exploité, VIENNA pentaphasé, régulateur
auto-oscillant (MRC)
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IV.5 Commande par régulateur auto-oscillant du générateur hydrolien a base

de génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale

Apres avoir fait Iétude des performances et lanalyse comportementale de
I'ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé » en se focalisant sur la
boucle interne de courant, le paragraphe suivant présente une ébauche de la commande par
régulateur auto-oscillant du générateur hydrolien a base de génératrice pentaphasée a FEM
non sinusoidale. La turbine hydrolienne est intégrée dans la chaine de conversion d’énergie.

On s’intéresse a la commande en mode P-Q.
IV.5.1 Modélisation de la ressource

Plusieurs méthodes existent pour prédire la vitesse des courants marins. La
méthode de SHOM (Service Hydrographique et Océanographique de la Marine, basée en
France) permet la prédiction au 1% ordre (sans prise en compte des perturbations liées a
I’état de mer) de la vitesse et de la direction des courants marins.

La prédiction en un point et en une heure marée est donnée par I’équation suivante
[Bnb12][Bnella][Bnel0] :

C=45)(Vye (hm)~Vime (hm))
95-45

V(hm, C) = V,,.(hm) + ( @IV - 19)

Avec C le coefficient de marée, hm l’heure de marée (62 min), vme(hrn) et

vve(hm) sont respectivement les vitesses de mortes eaux et de vives eaux pour les
coefficients 45 et 95.

La Figure 73 montre la variation de la vitesse des courants marins dans la commune
de Penmarc’h en Bretagne calculée a partir de la méthode de SHOM pour 'année 2010,

pour le mois de Septembre 2010 et pour une journée.
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Figure 73 : Vitesse dans la commune Penmarc’h pour 'année 2010
Suivant Pendroit ou I’hydrolienne est immergée, le cours d’eau peut étre considéré
comme régulier [And09]. Dans ce cas, a Popposé du vent, les variations d’eau sont tres
lentes [And09]. Donc a I’échelle d’'une heure, la vitesse des courants marins peut étre

supposée constante, comme il a été souligné dans [Bnel0].
IV.5.2 Modélisation de la turbine hydrolienne

Le modele présenté ci-dessus est basé sur les travaux développés dans les références
[And9][Bne09][Lial1][Whil4]. Ce modele est établi en prenant en compte des hypotheses
simplificatrices. Comme il a été souligné dans [And09], le principe du mod¢le de la turbine

s’appuie sur la liaison vitesse spécifique — coefficient de puissance.
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L’expression de la puissance extraite par une turbine peut se mettre sous la forme
[And9][Bne09][Lial1][Whil4] :

P = 0.5pC, (A, B)Sv? IV - 20)

Avec p la densité volumique de P'eau, C,(A,B) le coefficient de puissance de la
turbine, S la surface équivalente balayée par les pales de la turbine, v la vitesse de 'eau, A la
vitesse spécifique et 3 'angle des pales.

En théorie, le coefficient de puissance est limité 0.59 par la limite de Betz. Dans le
cas des hydroliennes cette limite est réduite a 0.45. La valeur expérimentale trouvée est de
lordre de 0.35 [Benb12].

L’expression de la vitesse spécifique de la turbine est donnée par :

A= Rk v - 21)

v

Avec Ry le rayon de la turbine et () la vitesse de rotation de la turbine.

Le couple de la turbine est déterminé comme suit :
Iy = 2t = 20.5pC, (A, B)R,Sv? av - 22)
Y

A partir de I'équation (IV - 22) on constate que le couple de la turbine dépend
fortement du coefficient de puissance Cp.

La Figure 74 montre le modele de la turbine hydrolienne [And09][Whil4].

\ 4

P 1 I
3 ]—' e
0.5pC, (A, B)Sv o

QO

l///// /’l/l/l;/I/,I,, ‘\“i ol |

.

Figure 75 : Coefficient de puissance C, en fonction de la vitesse spécifique A et de 'angle

des pales [Bne09]

130



Concernant I’émulation de la turbine en temps réel, plusieurs méthodes sont
présentées dans la littérature surtout dans le domaine éolien [NicOZ2][NicO6]. La plus
répandue est celle qui consiste a imposer une référence de couple (qui est 'image de celle
de la turbine) a une machine a courant continu. Dans le contexte hydrolien
[And09][Car10a][Carl0b], des méthodes d’émulation de la turbine hydrolienne sont
proposées dans [Carl0c][Sin12][Car12][Nic13]. On constate qu’il y a une nette similitude

entre I’éolien et ’hydrolien.
IV.5.3 Commande et stratégies de commande

Quelle que soit la topologie du convertisseur statique utilisée dans les chaines de
conversion d’énergie, la stratégie de commande reste la méme sauf pour I'alimentation des
sites isolés ou bien la connexion a un réseau passif (pas de systeme de stockage). Dans ce
cas la puissance est imposée par la charge.

La Figure 76 montre la variation de la puissance de I’hydrolienne en fonction des
courants marins [Bne09]. Dans la premicre zone (v<v,), aucune puissance n’est extraite.
Dans la zone 2 (v,<v<v,), la puissance varie en fonction du cube de la vitesse [Dav04].
Dans la troisieme zone ou la vitesse est supérieure a une valeur nominale, la puissance

nominale est atteinte et reste constante.

P 3

Puissance maximale

Vi1 V2 V3 A

Figure 76 : Courbe de puissance idéalisée
Comme il a été souligné dans [Bnb12], il existe de nombreuses similitudes entre
I’éolienne et hydrolienne et les caractéristiques de puissance d’une hydrolienne et d’une
¢olienne sont semblables.
Les Figures 77 et 78 montrent un exemple de courbes de puissance en fonction de
la vitesse de rotation de la turbine et un exemple de variation du coefficient de puissance C,

pour différentes vitesses de rotation.

131



2500

-V, =Tm/s

‘
| =

| s
|

|

v3=2mls
2000 ———-b--——-F----F--- S N -

-
(5]
=]
=]

-
Q
Q
=]

Puissance (W)

500} - — - -

Vitesse de rotation (rad/s)

Figure 77 : Courbes de puissance en fonction de la vitesse de rotation [And09]

: ‘L ===0m, =10rad/s
o 1-_-:._.:._..___ .\-_0: _________________ Om,,=15rad/s
| Om,,=20rad’s
: = Om,, =25rad/s

Coefficient de puissance (-)

Vitesse de I'eau (m's)

Figure 78 : Variation du coefficient de puissance C, pour différentes vitesses de rotation
[And09]
L’optimisation énergétique (Figure 77) de la chaine de conversion d’énergie a base
d’hydrolienne nécessite le fonctionnement a vitesse variable afin d’atteindre le maximum du

coefficient de puissance (C,=C,,,,,) sur une large plage de vitesse des courants marins. La

commande s’opere de deux manieres :

e dans la zone ou la puissance varie en fonction du cube de la vitesse, 'angle
de calage des pales est fix¢, le coefficient de puissance C, est a sa valeur
maximale pour A optimale (Figure 75) et on essaie d’extraire le maximum de
puissance (Figure 77),

e dans la zone ou la puissance atteint sa valeur nominale, elle est maintenue
constante en faisant un contréle direct de I'angle de calage des pales, ou
bien en défluxant la machine [Zho13].

Dans la zone ou la puissance varie en fonction du cube de la vitesse et 'angle de
calage des pales étant fixé, il existe deux stratégies de commande (coté turbine) qui sont les

plus répandues dans la littérature :
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e une premicre stratégie de commande consiste a controler la vitesse de la
turbine en imposant la vitesse correspondant a la puissance maximale

extraite par la turbine (MPPT),

e une deuxi¢me stratégie de commande qui consiste a controler directement
la puissance active en imposant comme référence la puissance maximale qui
doit étre extraite par la turbine.

Pour la premiere stratégie de commande deux cas de figure peuvent se présenter

[Bne09][Bnb12] :

e la vitesse spécifique optimale A, et le coefficient de puissance optimal

opt
Comax(hopy) (qui sont des données de la turbine) sont inconnues. Dans ce cas
pour les déterminer, il faudra avoir recours aux algorithmes de MPPT. On
peut citer en exemple la méthode gradient ou la méthode Perturb and

Observe MPPT qui est la plus répandue,

® la vitesse spécifique optimale A, et le coefficient de puissance optimal

Cpma(hop) sont connues. En connaissant la vitesse des courants marins, la

op
référence de vitesse permettant d’extraire de la turbine le maximum de
puissance est calculée en réécrivant ’équation (IV - 21).

Pour la deuxieme stratégie de commande, il est impératif de connaitre A, et
Cpmas(hop)- Ces données de la turbine connues permettent de calculer la puissance de
référence a imposer. Ce dernier est largement utilisé dans le contexte éolien
[Bne09][Bnb12] mais pas encore dans le contexte hydrolien.

Dans la suite I’hydrolienne est intégrée dans les deux chaines de conversion étudiées
auparavant. Les stratégies de commande développées au chapitre II restent toujours
valables. On s’intéresse a la commande en mode P-Q. La vitesse de I'eau est considérée
constante (2 m/s, approximation valable pendant une heure de marée [Bnel(]) et non
perturbée (Ueffet de la houle négligé). I’angle de calage des pales est fixé et les données de
la turbine hydrolienne sont connues (A, et C . .(A,,))- La courbe C =f(A) est présentée sur

la Figure 79. La valeur du coefficient de puissance optimal est égale a 0.3553 pour une

valeur optimale de A égale a 4.6.
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Figure 79 : Coefficient de puissance en fonction de la vitesse spécifique
IV.5.3.1 Controdle de la vitesse de rotation de la génératrice pentaphasée

Comme il a été dit auparavant, dans le cas de la commande en mode P-Q, le
redresseur MLI coté générateur assure le controle de la vitesse et le réglage du couple
électromagnétique de la génératrice. I’objectif est de maximiser la puissance extraite par la
turbine afin de linjecter sur le réseau. Il existe deux boucles de régulation. Une boucle
interne qui gere la régulation des courants et une boucle externe qui assure le controle de la
vitesse de la génératrice. La vitesse de I'eau et considérée constante. On ne s’intéresse qu’a
un point de fonctionnement. Les données de la turbine étant connues, la vitesse de

référence est calculée par I’équation suivante :

A
Qe = =2 av - 23)

I’équation mécanique peut se mettre sous la forme :

dQ
Jogr =T —T—f£,0 IV - 24)

Ou |, représente linertie totale et f,, représente les frottements.

Concernant les boucles internes de courant, pour maximiser le transfert de
puissance, les références de courant sont calculées en adoptant les stratégies de commande
optimale (pertes Joule minimales) élaborées au chapitre II. Le diagramme synoptique de

régulation de la vitesse de la génératrice pentaphasée est montré sur la Figure 80 .
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Figure 80 : Schéma de régulation de la vitesse de la génératrice pentaphasée

Ou Ty, est la constante de temps mécanique.
IV.5.3.2 Controle de la tension du bus continu

L’onduleur MLI c6té réseau gere le réglage de la tension du bus continu et le
transfert de puissance entre la sortie du redresseur MLI c6té génératrice et le réseau. Deux
boucles de régulation sont constituées : la boucle interne qui gere la régulation des courants
et la boucle externe qui controle la tension du bus continu. Du c6té réseau, les commandes
classiques sont utilisées. La régulation des courants est faite dans le référentiel de Park en
utilisant un régulateur PI. Rien n’empéche de faire la régulation des courants dans le
référentiel abc et d’utiliser le régulateur auto-oscillant. La tension et la fréquence étant
imposées par le réseau afin de ne pas injecter de la puissance réactive sur le réseau
(minimisation des pertes Joule), le courant suivant I'axe d est imposé a 0. Le courant
suivant I’axe q est fixé par la puissance active injectée sur le réseau.

Soit Preg la puissance injectée au réseau, alors en négligeant toutes les pertes, on
peut écrire :

dVyc
dt

Cqudc ~ P — Pres IV - 25)
En introduisant la variable de Laplace ‘s’ I'équation (IV — 25) peut étre réécrite sous
la forme :

(Vdcz)(s) = %qs (P - l:)res) (IV - 26)
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Le diagramme synoptique de régulation de la tension du bus continu est montré sur
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la Figure 81.
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Figure 81 : Schéma de régulation de la tension du bus continu

La Figure 82 présente les deux structures de commande cOté génératrice avec

intégration du mode¢le de la turbine. I’harmonique de rang 7 est exploité.
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Figure 82 : Structures de commande, intégration de I’hydrolienne
IV.5.4 Résultats de simulation

Les simulations ont été effectuées avec le logiciel Matlab-Simulink. La vitesse de
Ieau est prise égale a 2 m/s. Les Figures 83 et 84 montrent respectivement les résultats
obtenus dans le cas du redresseur MLI pentaphasée et du redresseur VIENNA
pentaphasée. Le coefficient de puissance est a sa valeur optimale (Figures 83(c) et 84(c), a
droite). Grace a la stratégie de commande appliquée a 'onduleur MLI coté réseau la tension
du bus continu est constante (Figures 83(c) et 84(c), a droite). Les régulateurs auto-
oscillants assurent un bon suivi des références de courant (Figures 83(a) et 84(a), a droite).
En ne tenant pas compte de P'effet de découpage, aucune oscillation ou perturbation n’est
observée sur les couples et les puissances (Figures 83(b) et 84(b)). Avec la stratégie de
commande appliquée, la vitesse mesurée suit parfaitement la vitesse de référence (Figures

83(a) et 84(a), a gauche) correspondant a la puissance maximale extraite de la turbine.
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Figure 83 : Redresseur MLI pentaphasé, résultats de simulation
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Figure 84 : Redresseur VIENNA pentaphasé, résultats de simulation
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IV.6 Conclusion

Il a été question dans ce chapitre d’analyser les performances du régulateur auto-
oscillant (MRC). Le controle des boucles internes de courant de 'ensemble « génératrice
pentaphasée — convertisseur MLI pentaphasé » en utilisant le régulateur auto-oscillant a été
effectué. Les résultats de simulation et expérimentaux montrent les performances acquises
grace a l'utilisation du régulateur auto-oscillant (MRC). Les bancs d’essais expérimentaux
réalisés ont été décrits et la validation expérimentale s’est avérée tres satisfaisante. Dans la
derniere partie du chapitre, une ébauche de la commande par régulateur auto-oscillant du
générateur hydrolien a base de génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale a été
réalisée. Comme perspective cette derniere partie mérite un approfondissement en affinant

la partie hydrolienne.

140



CHAPITRE V: Commande en mode dégradé de
I'ensemble « génératrice pentaphasée -

Convertisseur AC/DC »
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V.1 Introduction

Lors de 'ouverture d’une ou de plusieurs phases de la machine, celle-ci développe
un couple ondulatoire qui se traduit par un taux d’ondulation de couple élevé. L’action via
la commande pourrait réduire voire méme annuler ces ondulations. Dans ce contexte une
possibilité existe, celle de remodeler les formes d’onde des références de courant imposées
en mode normal. Plusieurs méthodes de prédétermination de ces références de courant
optimales en mode dégradé sont proposées dans la littérature pour les machines
polyphasées. La stratégie de commande adoptée est la méme pour toutes ces méthodes.
Elle repose sur la méme stratégie adoptée en mode normal qui consiste a minimiser les
pertes Joule. Une critique objective des méthodes de prédétermination et des stratégies de
commande proposées dans [Fu94][Tol98][Bia07] [Par04][Dwa08] a été faite dans [Kes11].
Une méthode de calcul des références de courant optimales basée sur la méthode du
Lagrangien est proposée dans [Baul3][Wu05]. La quasi-totalité de ces méthodes
[Fu94|[Baul2][Sal13][Par04] requicre d’avoir une machine a FEM sinusoidale pour
I'obtention d’un couple constant. Martin [Mar03] et Kestelyn [KesO3] proposent une
méthode de détermination valable pour une machine polyphasée a FEM sinusoidale. I est
possible de I'extrapoler a une machine pentaphasée a FEM non sinusoidale. En se limitant
uniquement au premier harmonique de chaque plan fictif, 'étude analytique reste toujours
possible [Diel4a]. L’idée est de bien choisir la phase dans laquelle une nouvelle référence

de courant est imposée. Le couple est maximal lorsque la phase, dans laquelle le courant est

modifié, est décalée de (2k+1) g i% [Mar03] par rapport a la phase ouverte. Cependant le

rapport entre les pertes Joule et le couple est minimal pour un décalage angulaire de
(2k+1) 7 [Mar03)].

D’autres stratégies permettant d’avoir un couple constant et a pertes Joule
minimales suivant la configuration de la structure d’alimentation associée a la machine ont
été présentées dans [Mar(03]. Toutes ces stratégies se basent sur une méthode analytique et
ont été testées et validées sur une machine a treize phases.

La stratégie qui est la plus connue et qui est la plus répandue dans la littérature
consiste a imposer de nouvelles références de courant dans toutes les phases saines. Il
existe aussi des stratégies qui consistent a ne pas alimenter la phase perpendiculaire a la

phase ouverte [Mer05].
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Dans le cadre de ce chapitre nous ébauchons une étude lors de 'ouverture d’une
seule phase de la génératrice.

Dans un premier temps, les modéles en vue de la simulation de I'ensemble
« génératrice pentaphasée — redresseur MLI pentaphasé » et I'ensemble « génératrice
pentaphasée — redresseur VIENNA pentaphasé », en mode dégradé suite a I'ouverture
d’une phase de la machine, sont données. Ensuite les stratégies de commande de la
génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale en mode dégradé sont élaborées. Les
résultats de simulation et expérimentaux sont présentés. En dernier lieu, une analyse
théorique, de I'impact sur le couple et sur les pertes Joule des différentes stratégies de
commande en mode dégradé adoptées (suivant le type de défaut) et des différentes

configurations possibles, est effectuée.

V.2 Modélisation en vue de la simulation de I’ensemble « génératrice

pentaphasée — convertisseur MLI pentaphasé »

La Figure 85 présente les structures étudiées lors de I'ouverture de la phase ¢ de la

génératrice pentaphasée.
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85(b) Redresseur VIENNA

Figure 85 : Topologie de convertisseur a 4-bras, ouverture d’une phase de la machine
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V.2.1.1 Redresseur MLI

Admettons que la phase ¢ est ouverte, la tension aux bornes de la phase ¢ peut se

mettre sous la forme :

par:

di,
dt

dr,
dt

dl¢

+L3 +L3E

+1L, ) V-1

Ve = Ee — (Ly S

Le neutre étant isolé, la somme des tensions de phase est non nulle et est donnée

Va+vb+vc+vd+ve:Ea+Eb+EC+Ed+Ee (V—Z)

La tension aux bornes de chaque phase saine peut étre exprimée en fonction des

tensions a la sortie du redresseur comme suit :

Va Vao - VNo
Vb Vbo - VNo

= -3
Vc Vco - VNo (V )
Vd Vdo - VNo

En décomposant I'équation (V - 2), la tension Vy, peut étre exprimée sous la forme

suivante :

1 1
VNo :Z(Vao+Vbo+Vco+Vdo+Ve)_Z(Ea+Eb+Ec+Ed+Ee) V-4

En combinant les équations (V - 3) et (V - 4), le vecteur tension de la génératrice en

fonction des tensions de sortie du redresseur est déduit :

Va

v.[T:-1 -1 3 -1

Va

3 -1 -1 —17[VYao
VWl 1[-1 3 -1 —1] Voo

1 1
vo| =3V + - (Eq + Ep + Ec + Eq + E)[L](V - 5)

-1 -1 -1 3l]y,

Avec [I4] =

RN

[Vé] 3 -1 -1 —17[Vao
Posons Vo _1-1 3 -1 _1] IVbO
lVC'J i-1 -1 3 -1
v, -1 -1 -1 3

Se basant sur (II - 3) et (V - 5), le modéle électrique en vue de la simulation de

I'ensemble génératrice pentaphasée - redresseur MLI, suite a 'ouverture de la phase ¢, peut

s’écrire sous la forme matricielle suivante :

[E'] = [R][I'] + [L’]i[l’] +[V] V-06)

144



- 1
L, +-L
r o0 0 P
0r 00 Ly +7L2
Avec [R'] = , []= 1
0 0r o0 L3+%L2
0 0 0 r
Ly +3L,
I, [Vé] 3 -1 -1
Mo Ib " o_ Vl; _1 -1 3 -1
= VI=jy|=il-1 -1 3
) [Ea — - (Bq + Ep + Ec + Eg)]
a 1
[Er]_lEllJl_ Eb_Z(Ea+Eb+Ec+Ed)
—[obf = :
l[ECJl Ec =5 (Ea + Bp + Ec + Eg)
d 1
[Eq = (Ea + Ep + Ec + Eq) |

En tenant compte de la matrice de connexion, I’équation (V - 6) devient :

[E'] = [R'][I'] + [L] % 1] + [T'][Sy'] 24

2

3 -1 -1 -1
, 1]—1 3 -1 -1 '
-1 -1 -1 3

Ly +7Ls
Ly +3Ls
Ly +7La
Ly +35Ls
Vao
—1]|Vbo

-1 Veo
3 Vdo

S.
Sq

Ly +75 L
Ly +35Ls
Li+5Ls
Ly +35Ls

1 -
Ls +7L,

1
Ls +-L,

1
L +7L,

1
Ly + ;L]

V-7

St représente ’état de conduction des bras sains du redresseur MLI alimentant les

phases saines z (1 ou -1 en fonction de I’état des interrupteurs), z=a,b,c,d.

L’expression du couple électromagnétique en mode dégradé suite a ouverture de la

phase ¢ peut se mette sous la forme :

V.2.1.2 Redresseur VIENNA

(V-8

En adoptant la méme démarche décrit dans le paragraphe V.2.1.1, Le modcle

électrique en vue de la simulation de I'ensemble « génératrice — redresseur VIENNA

pentaphasé », suite a Pouverture de la phase ¢, peut se mettre sous la forme suivante :

Vac

[E"] = [R[I] + [L] 5[] + [Spv'] 7

(1 - Sa)Sign(ia) Ea
_ [(1 - Sb)Sign(ib)]
(1 - Sc)Sign(ic) i c

(1 —Sq)sign(iq)

AVCC [STV,]
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Stv' représente I’état de conduction du bras sain du redresseur VIENNA
alimentant la phase saine z (1 ou -1 en fonction de I’état des interrupteurs), z=a,b,c,d.

Ce modecle n’est valable que lorsque les vecteurs FEM et courant sont en phase, ce
qui est imposée par la stratégie de commande adoptée. Pour plus de précision, la simulation
pourrait se faire en utilisant 'environnement SimPowerSystem de Matlab Simulink.

I’expression du couple électromagnétique en mode dégradé suite a ouverture de la
phase ¢ est donnée par :

Iq = 5 [E"]°[I'] (V-10)

1
Q
V.3 Stratégies de commande de la génératrice pentaphasée a FEM non

sinusoidale en mode dégradé
V.3.1 Application de la stratégie en mode normal

Lors de louverture dune phase ou de plusicurs phases de la machine, en
maintenant les références de courant définies en mode normal, le couple devient
ondulatoire. Le taux d’ondulation est tres élevé suivant le nombre de phases ouvertes.

En se limitant aux premiers harmoniques (le fondamental et 'harmonique de rang

3), Pexpression du couple électromagnétique lors de 'ouverture de la phase ¢ est donnée

par:

Iq =T —El (V- 11)

En remplacant Eq et Ig par leurs expressions et apres développement des calculs,

I'expression du couple en mode dégradé devient :

Ty = gr - % (T(20) + T(48) + T(69)) (V- 12)

Avec

T(20) = (3® Iy + BPpls + 9D4I)) cos 2 (e — 8?“)
T(46) = —(3®, 15 + 9dl,,) cos 4 (e _ 8?“)

T(66) = 9d,I, cos 6 (e - 8?“)

Avec Py, g étant respectivement 'amplitude maximale du flux de la génératrice

principale et de la génératrice secondaire.
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La Figure 86 présente le couple électromagnétique en mode dégradé lorsque les
mémes références définies en mode normal sont maintenues. La valeur de référence de
couple prise en mode normal est de 5 N.m. Pour une phase ouverte, la valeur moyenne du
couple décroit de 20% avec un taux d’ondulation du couple de 35% (Figure 86(a)). Pour
deux phases adjacentes ouvertes, la valeur moyenne du couple passe de 5 N.m a 3 N.m

(diminution de 40%) avec un taux d’ondulation du couple de 48% (Figure 86(b)).
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86(a) Ouverture d’une phase (¢), simulation (a gauche) et expérimental (a droite)
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86(b) Ouverture de deux phases (4 et ¢), simulation (a gauche) et expérimental (a droite)
Figure 86 : Couple électromagnétique en mode dégradé
Dans la suite, afin de réduire ces ondulations de couple, les stratégies de commande
en mode dégradé, tenant compte du mode de connexion de neutre de la machine et du
point milieu du bus continu, sont élaborées. La minimisation des ondulations de couple
tout en minimisant les pertes par effet Joule revient a imposer des références de courant de

telle sorte que les vecteurs courant et FEM soient colinéaires. Pour obtenir un couple
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constant, les références de courant des phases saines dans la base canonique sont déduites

des formes d’ondes de la FEM.

V.3.2 Génération des références de courant en mode dégradé dans la base

canonique

En mode dégradé, les pertes Joule sont minimales lorsque les vecteurs courant et
FEM, correspondant aux phases saines, sont colinéaires.
Lors de 'ouverture d’'une ou de i (I £ 3) phases de la machine, les références de

courant des phases saines s’expriment sous la forme suivante :

Ez
Izref = mrdrefﬂ V-13)
Avec z = ab,cde. s, =1 pour les phases saines et S, = 0 pour les phases

ouvertes.
Lorsque le neutre de la machine de la machine est isolé ou si la somme des courants
imposés doit étre nulle, Pexpression des références de courant des phases saines

deviennent :
E r
YA

e 12
Yz=aEz

Farer(2 (V-14)

Irer =

1 . :
AvecE] =s,E, — EZS:a s,E, etiestle nombre de phases ouvertes (I < 2).

Dans le cas de 'ouverture d’une phase et si cette derniere est reconnectée au point
milieu du bus continu, les références de courant déterminées en mode normal (neutre isolé)
ne changent pas et sont toujours valables. Néanmoins le courant correspondant a la phase
connectée au point milieu du bus continu ne sera plus régulé. La somme des courants étant
nulle, elle sera indirectement régulée en controlant les courants dans les autres phases

saines.

V.3.3 Génération des références de courant en mode dégradé dans une nouvelle

base de découplage

Dans le cas de 'ouverture d’une phase ou de i phases, la machine est considérée
comme une machine a (5-) phases. Les modcles développés en mode normal ne sont plus
valables car les trois sous-espaces ne sont plus orthogonaux. En mode normal les
harmoniques qui se projetaient dans le plan secondaire deviennent, en mode dégradé, des
perturbations vis-a-vis des harmoniques qui se projetaient dans le plan principal et vice

versa. Dans la base canonique un fort couplage magnétique entre les phases restantes
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apparait. Du point de vue de la simulation aucun probléme ne se pose car la matrice
inductance est constante. Du point de vue de la commande le couplage représente un
inconvénient majeur. Dans la littérature, en mode dégradé, beaucoup de travaux rejettent le
probléeme du couplage entre les variables d’état au niveau de la structure de commande en
utilisant un régulateur robuste et a trés haute dynamique. Une autre méthode peut étre
envisagée comme ce fut le cas de la machine a double étoile. Cette méthode consiste a
travailler dans une nouvelle base ou le couplage entre les variables d’état du mod¢le
électrique est réduit. Cela revient tout simplement a définir une nouvelle matrice de
transformation qui diagonalise la matrice d’inductance en mode dégradé. Un simple
régulateur pourrait étre utilisé et sa synthese serait plus facile. Néanmoins, suivant la
stratégie de commande adoptée, il se pourrait que les grandeurs a réguler ne soient pas
constantes.

En reprenant la matrice de transformation donnée par I'équation (II - 18) dans la
chapitre II et en 6tant de la matrice la ligne et la colonne correspondant a la phase ouverte,
les plans (atp, Bp) et (@, Bs) ne sont plus orthogonaux. La recherche d’une nouvelle base de
découplage s'impose alors.

En mode dégradé, une méthode pour déterminer une nouvelle matrice de
transformation qui diagonalise la matrice inductance a été proposée dans [Zha90]. Cette
méthode n’est valable que pour une machine a double étoile. Dans le cas de I'ouverture
d’une phase la matrice de transformation trouvée satisfait pleinement la propriété
d’orthogonalité. Selon [Rob05] cette méthode peut étre extrapolée a toute les machines
comportant un nombre quelconque de phases pourvu qu’elles soient a répartition
sinusoidale.

En s’inspirant de cette méthode, la matrice de transformation donnée par I’équation
(V - 15) est proposée pour la machine pentaphasée. Cette matrice est orthonormée et

permet de minimiser le couplage entre les nouvelles variables d’état dans les référentiels

considérés.
[ |2 2m 2 4m 2 6T 2 8\ |
- CO0S (—) - CO0S (—) - CO0S (—) - CO0S (—)
3 5 3 5 3 5 3 5
2 . 2T 2 . 41T 2 . 6TC 2 . 8Tt
=Sin (—) =Sin (—) =Sin (—) —=Sin (—)
_1 5 5 5 5 5 5 5 5
[Tq]™ = (V-15)
2 6TC 2 . 2T 2 8T 2 . 41T
=Sin (—) =Sin (—) =Sin (—) =Sin (—)
5 5 5 5 5 5 5 5
2 TC 2 2T 2 2T 2 T
—-COoSs (—) —COoSs (—) —CO0S (—) —COS (—)
| \ 3 5 3 5 3 5 3 5/ 1

—_
S
O



Une autre matrice de transformation est proposée dans [RyuO6]. Elle est donnée

pat:
[ cos (z?n + i cos (4?“ + i cos (6?“ + i cos 8?) + %_
[Tar] "t =2| " ) (@) (T) (S |y
sin(3)  sin(5)  sin(3) sin(F)
- 1 1 1 1 l

Comme le souligne I'auteur, cette matrice de transformation n’est pas normée et ne
satisfait pas la propriété d’orthogonalité. Néanmoins elle peut étre utilisée. Dans le cas ou le
nombre de phases ouvertes est supérieur a 1, il devient difficile de trouver une nouvelle
matrice de transformation qui minimise le couplage entre les différentes variables d’état.
Dans ce cas le probléme est rejeté au niveau de la structure de commande.

Ainsi, les nouvelles références de courant dans la nouvelle base de découplage sont
déduites des références de courant dans la base canonique en leur appliquant la matrice de

transformation définie par I’équation (V - 15).

V.4 Commande en mode dégradé de ’ensemble « génératrice pentaphasée

— convertisseur MLI pentaphasé »
V.4.1 Structure de commande

L’¢étude se limite a I'analyse des performances des boucles internes de courant de
I'ensemble « génératrice — convertisseur MLI ». La régulation des courants est effectuée en
utilisant le régulateur auto-oscillant. Ia structure de commande de ’ensemble « génératrice
pentaphasée — convertisseur MLI » est montrée a la Figure 87. La référence du couple

imposée est égale a 5 N.m. La vitesse de la génératrice est supposée constante.

Calcul des références de courant

Vicmes
T 1
abcd>
T dref références Modulateurs - modéle ense_mble rd
Régulateurs « génératrice- Calcul du
\ auto-oscillants convertisseur » en mode couple
- dégradé

Récupération de la position du rotor

Figure 87 : Structure de commande en mode dégradé
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V.4.2 Résultats de simulation et expérimentaux

Les stratégies de commande et les différents régulateurs élaborés dans le référentiel
abcde sont implantés sur les bancs d’essais logiciel et expérimental. Les simulations ont été
effectuées sur l'environnement Matlab-Simulink. Les parameétres du régulateur auto-

oscillant sont les mémes pour toutes les simulations.
V.4.2.1 Redresseur MLI

La Figure 88 présente les résultats de simulation et expérimentaux dans le cas de la
commande en boucle ouverte de tension. Les références de courant données par la relation
(V - 14) n’ont pas la méme forme d’onde, ni la méme amplitude. Un bon suivi de ces
références de courant est observé grace au régulateur auto-oscillant utilisé (Figure
88(a)(b)(c)(d)). La stratégie de commande adoptée a permis de réduire considérablement les

ondulations de couple en comparaison des Figures 86(a) et 88(e).
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88(a) Courant dans la phase 4, simulation (a gauche) et expérimental (a droite)
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88(b) Courant dans la phase &, simulation (a gauche) et expérimental (a droite)
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Figure 88 : Redresseur MLI, mode dégradé, phase ¢ ouverte
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V.4.2.2 Redresseur VIENNA

La Figure 89 présente les résultats de simulation et expérimentaux dans le cas de la
commande en boucle ouverte de tension. Comme dans le cas du redresseur MLI, un bon
suivi des références de courant est observé avec le régulateur auto-oscillant (Figure
89(a)(b)(c)(d)). Le neutre de la machine est relié au point milieu du bus continu et la somme
des références de courant imposées est non nulle (Figure 89(e)). Les références de courant
sont données par la relation (V - 13). La stratégie de commande adoptée a permis de

réduire considérablement les ondulations de couple en comparaison des Figures 86(a) et

89(H).
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Figure 89 : Redresseur VIENNA, mode dégradé, phase ¢ ouverte
V.5 Analyse et impact sur le couple et sur les pertes Joule

Dans cette partie, une analyse théorique de impact sur le couple et sur les pertes
Joule des différentes stratégies de commande en mode dégradé adoptées (suivant le type de
défaut) et des différentes configurations possibles est effectuée. Trois cas sont considérés :
e ouverture d’'une phase de la machine, ou en exemple, la phase ¢ est
considérée continuellement ouverte,
e ouverture de deux phases adjacentes de la machine, ou en exemple, les
phases 4 et ¢ sont continuellement ouvertes,
e ouverture de deux phases non-adjacentes de la machine, ou en exemple, les
phases ¢ et ¢ sont continuellement ouvertes.

En rappel, Pexpression du couple électromagnétique en mode dégradé est donnée

par :
Fg = =35 a(s,E,1,) (v -17)
Avec z = ab,cde. S, =1 pour les phases saines et S, = 0 pour les phases
ouvertes.
L’expression des pertes Joule est donnée par :
Pjg =1 < (Xf=a(s:L;")) > (V-18)
Avec z = ab,cde. S, =1 pour les phases saines et S, = 0 pour les phases
ouvertes.
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En combinant les équations (V - 13) et (V - 18) ou les équations (V - 14) et (V - 18)
Iexpression des pertes Joule peut étre réécrite en fonction de la référence de couple en
mode dégradé [Kes11].

Ainsi, a pertes Joule données, la référence de couple en mode dégradé peut étre
calculée.

Le Tableau 8 présente, pour chacune des configurations étudiées, I'impact sur les
pertes Joule lorsque ce dernier n’est pas limité et que la référence de couple en mode
dégradé est égale a 5 N.m. En mode normal, pour cette méme valeur de référence de
couple, les pertes Joule obtenues en simulation sont :

e neutre isolé, Pj = 24.47 W,

e neutre relié au point milieu du bus continu et exploitation de la FEM

homopolaire, Pj = 24.05 W.

Cas Pj./Pjx %

Ouverture d’une phase, neutre isolé +36

Ouverture de deux phases adjacentes,
+1663 @)

neutre isolé

Ouverture de deux phases non-adjacentes,

. +79
neutre isolé

Ouverture d’une phase, neutre reli¢ au
point milieu du bus continu et somme des +25

références de courant non nulle

Ouverture de deux phases adjacentes,
neutre relié au point milieu du bus continu
+70
et et somme des références de courant non

nulle

Ouverture de deux phases non-adjacentes,
neutre relié au point milieu du bus continu
+69

et somme des références de courant non

nulle

Tableau 8 : Impact sur les pertes Joule, stratégie de commande en mode dégradé adoptée
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Dans le cas de 'ouverture de deux phases adjacentes, a couple constant, les pertes
Joule, augmentent de +1663 % (Tableau 8), ce qui est énorme et peut avoir des
conséquences tres graves pour la machine surtout du point vue thermique. Cette
augmentation est due a Pamplitude des références de courant qui est treés grande. La
stratégie de commande adoptée n’est pas bonne. En reliant le neutre de la machine au point
milieu du bus continu et en imposant la somme des références de courant non nulle, les
pertes Joule augmentent de +70 % (Tableau 8).

Le Tableau 9 présente, pour chacun des cas considérés, I'impact sur le couple
électromagnétique lorsque les pertes Joule en mode dégradé sont maintenues égales aux
pertes Joule en mode normal. Suite a l'ouverture d’une phase, la référence de couple
diminue de -14 % (Tableau 9) dans le cas ou le neutre de la machine est isolé. Lorsque le
neutre de la machine est relié au point milieu du bus continu et que la somme des
références de courant imposés est non nulle, la référence de couple diminue de -10 %
(Tableau 9). Lors de 'ouverture de deux phases adjacentes avec neutre de la machine isolé,

la référence de couple diminue fortement (-76 %) (Tableau 9).

Cas Fdrcf/rrcf O/O

Ouverture d’une phase, neutre isolé -14

Ouverture de deux phases adjacentes,
76 (<%

neutre de la machine isolé

Ouverture de deux phases non-adjacentes,

neutre de machine isolé

Ouverture d’une phase, neutre relié au
point milieu du bus continu et somme des -10

références de courant non nulle

Ouverture de deux phases adjacentes,
neutre relié au point milieu du bus continu
-23

et somme des références de courant non

nulle

Ouverture de deux phases non-adjacentes,
neutre relié au point milieu du bus continu
et somme des références de courant non

nulle

Tableau 9 : Impact sur le couple, stratégie de commande en mode dégradé adoptée
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V.6 Conclusion

Ce chapitre était consacré a une ébauche sur la commande en mode dégradé de
Iensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé AC/DC ». Suivant le type
de convertisseur, les modécles en vue de la simulation de I'ensemble « génératrice
pentaphasée — convertisseur pentaphasé AC/DC» ont été établis. Les stratégies de
commande élaborées ont permis de réduire considérablement les ondulations de couple.
Les résultats de simulation et expérimentaux obtenus le prouvent. Une analyse théorique
faite dans la dernicre partie a permis d’apprécier les avantages et inconvénients de chacune

des stratégies de commande pour différentes configurations possibles.
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Conclusion générale
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Le travail présenté dans ce mémoire porte sur la modélisation dynamique et la
commande dun ensemble «génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale —
convertisseur AC/DC » tolérant aux défauts dans le contexte de 'exploitation des soutces
d’énergies renouvelables marines. I.’étude a été focalisée sur les performances des boucles
internes de courant et a été menée par analyse théorique, par simulation numérique pour
étre enfin validée sur des bancs expérimentaux que nous avons réalisés. Des approches de
modélisation dynamiques complémentaires appropriées ont été réalisées en fonction de
l'objectif visé et les modeles suivants ont été élaborés :

e modeles en vue de l'analyse ou on met en exergue l'influence de certains
parametres,

e modcles en vue de la simulation qui conduisent a la réalisation des bancs
d'essais virtuels reproduisant le comportement temporel du systéme,

e modcles en vue de la commande sur lesquels on se base pour établir les
stratégies de commande voire la synthese des régulateurs.

Dans le chapitre I nous nous sommes intéressés a 'accroissement de la fiabilité et a
I'amélioration de la sureté de fonctionnement de la chaine de conversion d’énergie. Ainsi,
une classification des défauts dans une chaine de conversion d’énergie a été réalisée. Ces
défauts ont été circonscrits aux convertisseurs électromécaniques et aux convertisseurs
statiques. Cette classification a permis de faire I'analyse des taux de défaillance des
composants dans une chaine de conversion d’énergie pour diverses applications. De cette
étude, il ressort une conclusion importante sur la nécessité de minimiser le nombre de
composants actifs de puissance commandables. Ensuite nous avons dressé un panorama
des différentes topologies d’ensemble « machine — convertisseur » tolérantes aux défauts.
Enfin nous avons montré les avantages des machines a grand nombre de phases par
rapport aux machines triphasées classiques. En plus de la segmentation de puissance mis en
jeu dans le dispositif de production d’énergie électrique, elles permettent d’accroitre la
fiabilité et d’améliorer la sureté de fonctionnement de la chaine de conversion d’énergie
tout en garantissant la continuité de la fourniture d’énergie en mode défaut. Ainsi notre
choix s’est otrienté vers une génératrice pentaphasée associée a un convertisseur AC/DC
commandé de type redresseur MLI pentaphasé ou de type redresseur VIENNA
pentaphasé. Ce dernier en plus de permettre le fonctionnement dégradé, minimise le
nombre de composants actifs de puissance commandables. Pour clore ce chapitre, les
architectures d’ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé AC/DC »

possibles en fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé ont été présentées.
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Le chapitre II était dédié a la modélisation dynamique et aux stratégies de
commande de la génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale. Une approche de
modélisation de la machine pentaphasée basée sur la théorie de Fortescue a été investiguée.
Cette approche peut étre extrapolée a une machine comportant un nombre premier de
phases supérieur a 5. En mode normal, I'analyse vectorielle nous a permis d’établir le
modele électrique de la génératrice pentaphasée dans la base canonique, dans les
référentiels de Concordia et dans les référentiels de Park. Il a été montré que la génératrice
pentaphasée peut étre décomposée en trois sous machines : une machine principale, une
machine secondaire et une machine homopolaire. L’influence de la commande et de la
fonction de couplage des phases a permis de conclure sur I'intérét d’avoir une machine a
répartition non sinusoidale. Apreés avoir fait I'analyse vectorielle de la génératrice
pentaphasée, les stratégies de commande de la génératrice pentaphasée a FEM non
sinusoidale ont été élaborées. En tenant compte de la connexion ou non du neutre de la
machine au point milieu du bus continu et de tous les harmoniques de la FEM, les
références de courant ont été déterminées dans chaque référentiel ou la commande est
faite. Lorsque les deux sous machines "principale" et "secondaire" sont exploitées et en se
limitant aux premiers harmoniques (seuls les harmoniques de rang 1 et 3 sont exploités),
nous avons montré que les références de courants sont constantes dans les référentiels de
Park relatifs a la machine principale et a la machine secondaire. Dans ce cas la commande
dans le référentiel de Park garde tous ses avantages. Lorsque les deux sous machines
"principale”" et "secondaire" sont exploitées et en exploitant tous les harmoniques de la
FEM (’harmonique de rang 7 exploité) ou si la machine homopolaire est exploitée, nous
avons montré que, quel que soit le référentiel ou la commande est faite, les références de
courant ne sont plus constantes. Dans ce cas la commande dans le référentiel de Park perd
tous ses avantages. Une commande dans le référentiel abcde ou dans le référentiel de
Concordia trouve toute son importance.

Le profil spécifique des références de courant et les modeles de I'ensemble
« génératrice pentaphasée 2 FEM non sinusoidale — convertisseur AC/DC » fortement non
linéaires, surtout en mode dégradé, nous amenent a conclure sur la nécessité de disposer de
régulateurs robustes et a treés hautes dynamiques. Deux régulateurs ont été choisis : le
régulateur fractionnaire PI% type linéaire et le MRC qui est un modulateur - régulateur
analogique de type non-linéaire.

Le chapitre IIT était consacré 2 la commande par régulateur fractionnaire PI% de

Iensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé AC/DC». Deux
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topologies de convertisseur ont été investiguées: le redresseur MLI pentaphasé et le
redresseur VIENNA pentaphasé. Dans un premier temps le régulateur fractionnaire PI*
est étudié. Une méthode analytique et une méthode d’optimisation, pour la détermination
de ses parameétres, ont été proposées. Ensuite une méthode d’approximation de Popérateur
intégrateur d’ordre fractionnaire, basée sur la méthode de Charef, a été investiguée. Enfin le
contrdle des boucles internes de courant par régulateur fractionnaire PI* du redresseur
MLI pentaphasé et du redresseur VIENNA pentaphasé a été introduit. Les modéles, en
vue de la simulation et en vue de la commande, de 'ensemble « génératrice pentaphasée —
redresseur MLI pentaphasé » et «génératrice pentaphasée — redresseur VIENNA
pentaphasé » ont été développés. Les résultats de simulation obtenus montrent, dans tous
les référentiels ou la commande est faite, un bon suivi des références de courant non
constantes grace au régulateur fractionnaire.

Dans le chapitre IV et V, le régulateur fractionnaire PI* est remplacé par le
régulateur auto-oscillant (MRC). Les bancs expérimentaux réalisés sont présentés. Les
modeles de I'ensemble « génératrice pentaphasée — convertisseur pentaphasé » ont été
validées expérimentalement. En fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé,
tous les algorithmes de commande élaborés ont été implantés sur le banc d’essai logiciel
puis validées sur le banc d’essai expérimental. Concernant le banc d’essai expérimental, tous
les algorithmes de commande ont été gérés par le systeme DSPACE 1103. Etant donnée la
complexité du systéme, nous avons proposé une commande hybride. La boucle interne,
pour la régulation des courants, est constituée des modulateurs - régulateurs auto-oscillants,
(MRC). La boucle externe, pour la régulation de la tension du bus continu, est constituée
d’un régulateur PI implanté sur le systtme DSPACE 1103. S’agissant des boucles internes
de courant, en fonctionnement normal et en fonctionnement dégradé, une nette
concordance entre les résultats de simulation et les résultats expérimentaux a été observée.
On dénote aussi un bon suivi des références de courant griace aux régulateurs auto-
oscillants utilisés. En fonctionnement dégradé, les modeles de I'ensemble « génératrice
pentaphasée — convertisseur pentaphasé » en vue de la commande sont fortement non-
linéaires. Ce probléeme a été rejeté au niveau de la structure de commande proposée plus
particulierement au niveau du régulateur utilisé. Ainsi, la stratégie de commande élaborée
en mode dégradé a permis de réduire considérablement les ondulations de couple. Enfin
pour cloturer le chapitre IV une ébauche sur la commande par régulateur auto-oscillant du

générateur hydrolien a base de génératrice pentaphasée a FEM non sinusoidale a été

162



réalisée. La turbine hydrolienne a été intégrée dans la chaine de conversion d’énergie. On
s’est intéressé a la commande en mode P-Q.

La difficulté majeure de I’étude réside sur I’établissement du modele du redresseur
VIENNA pentaphasé due a la forte présence des diodes dans la topologie. L.e modcle
proposé n’est valable que lorsque les vecteurs FEM et courant sont colinéaires.

Les résultats expérimentaux ont montré que lorsque le neutre de la machine est
isolé, un déséquilibre de la tension aux bornes des condensateurs peut exister si un controle
du point milieu du bus continu n’est pas fait.

Les travaux développés, dans le cadre de cette these, peuvent étre approfondis et
d’autres axes de recherche peuvent étre explorés.

Le modéle du redresseur VIENNA pentaphasé peut étre amélioré en tenant
compte, d’une part des états de conduction des diodes (les vecteurs FEM et courant ne
sont pas en phase) et d’autre part, dans le cas ou le neutre de la machine est isolé, du
déséquilibre de la tension aux bornes des condensateurs qui peut subsister.

Un autre aspect important peut étre introduit : la phase de détection des défauts et
la phase de reconfiguration totale du systeme avec toutes les stratégies de déconnexion et
de connexion adaptées.

Concernant le régulateur fractionnaire PI%, en vue d’une implantation pratique,
d’autres méthodes d’approximation de 'opérateur intégrateur fractionnaire permettant de
réduire 'ordre du systeme peuvent étre envisagées.

Concernant la partie hydrolienne, une étude plus approfondie doit étre menée en
tenant compte des profils de vitesse des courants marins non constants et perturbés. Un
test des algorithmes MPPT lorsque les parametres de la turbine ne sont pas connus

pourrait étre envisagé.
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Résumé

Dans le contexte de [Iexploitation des sources
d’énergies renouvelables marines, la difficulté d’accés
aux installations impose d’explorer des chaines de
conversion d’énergies tolérantes aux défauts. Ce travail
de thése concerne la modélisation dynamique et la
commande d’une chaine de conversion d’énergie
innovante. La chaine de conversion étudiée est
constituée d'une génératrice synchrone pentaphasée a
aimants permanents et a FEM non sinusoidale
produisant I'énergie pour le bus continu via un
convertisseur AC/DC. Deux topologies de
convertisseurs AC/DC sont investiguées : un redresseur
MLI pentaphasé et un redresseur innovant de type
VIENNA pentaphasé. L'optimisation du transfert
d’énergie nécessite [I'élaboration de stratégies de
commande optimales exploitant tous les harmoniques
de la FEM en mode normal ou en mode de défaut lié a
'ouverture d'une phase de la génératrice. Des
algorithmes de commande spécifiques sont élaborés en
fonction du mode de connexion du neutre et du point
milieu du bus continu. Les profils spécifiques des
références de courant imposées par les stratégies de
commande requiérent des régulateurs robustes et a
hautes performances dynamiques. Pour les boucles
internes de courant, le régulateur fractionnaire PI* de
type linéaire et un régulateur analogique particulier
auto-oscillant de type non-linéaire sont exploités. Pour
la boucle externe de tension, des stratégies de
commande sont élaborées et des régulateurs sont
synthétisés. Des bancs d'essais logiciels et
expérimentaux sont réalisés et les résultats illustrent les
fonctionnements et les performances des stratégies de
commande élaborées pour différents scenarii avec les
deux convertisseurs.
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Modélisation dynamique, Stratégies de commande,
Génératrice synchrone pentaphasée a FEM non
sinusoidale, Régulateur fractionnaire, Modulateur
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Redresseur  VIENNA  pentaphasé, Structures
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Abstract

In the context of exploitation of marine renewable
energy sources, the access difficulties to the
installations requires to explore fault-tolerant energy
conversion systems. This Doctorate thesis deals with
the dynamical modeling and control of an innovative
energy conversion chain. The studied conversion chain
consists of a non-sinusoidal EMF 5-phase permanent
magnet synchronous generator which delivers the
energy to the DC bus via an AC/DC converter. Two
AC/DC topologies are investigated: a 5-phase PWM
rectifier and a 5-phase VIENNA rectifier. The energy
transfer optimization needs optimal control strategies
using all the EMF harmonics in normal mode and in
specific fault mode due to the opening of one phase of
the generator. Specific control algorithms are developed
based on the possible connection between the neutral
of the machine and the midpoint of the DC bus.
Particular profiles of the current references imposed by
the control strategies require robust and high dynamic
performance controllers. For the inner current loops, the
linear PI* fractional controller and a specific non-linear
phase-shift self-oscillating controller are synthesized.
For the outer voltage loop, control strategies are
developed and regulators are synthetized. Software and
experiment test benches are built. Results illustrate the
working and performances of the control strategies
developed for different scenarii with both converters.
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Dynamical modeling, Control strategy, Non-
sinusoidal EMF Five-Phase Synchronous Generator,
Fractional controller, Phase-Shifted Self-Oscillating
Current-Controller, PWM rectifier, VIENNA rectifier,
Fault tolerant topologies



