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INTRODUCTION GENERALE

Le travail décrit dans ce mémoire se situe dans le domaine des entraînements à sources
multiples tant au niveau de la fourniture de puissance que de la consommation. De tels
ensembles se rassemblent aujourd’hui sous le vocable de Systèmes Multimachines
Multiconvertisseurs [SMM 00-1, SMM 00-2], paradigme désignant plusieurs dispositifs
d’action coopérant pour réaliser un objectif commun au sein d’une même application
électromécanique.

Une courte réflexion suffit à se rendre compte que le concept n’est pas nouveau, bien au
contraire, et les exemples d’application sont nombreux : citons la traction ferroviaire
[ESC 99-1], l’industrie sidérurgique (laminoirs et convoyeurs) [PAG 00], les machines du
textile [HUA 99], etc… On peut alors se demander quel est l'intérêt, aujourd'hui, de définir
une thématique de recherche SMM. De manière non exhaustive, plusieurs réponses peuvent
être facilement données :

- Les contraintes nouvelles de productivité qui s’imposent de plus en plus à ces
systèmes, alors exprimées en terme de performances (rapidité, précision), obligent à
une reconsidération des stratégies du contrôle-commande.

- Les applications émergentes induites par l’évolution technologique des composants et
des matériaux : les semi-conducteurs de puissance actuels permettent la construction
d’équipements de réglage à hautes performances pour l’alimentation des machines
électriques ; on assiste ainsi aujourd’hui à une tendance forte au "tout électrique" pour
supplanter beaucoup de chaînes où les systèmes mécaniques ont longtemps fait
recette. Des outils d’analyse structurés s’imposent comme nous le verrons.

- Les réseaux d’énergie deviennent une classe de SMM complexes dans le contexte de
génération dispersée ; une ferme éolienne constitue déjà en elle-même un système de
cette classe.
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Concernant les aspects modélisation, la place tenue par les systèmes électromécaniques est
particulière. Cette position privilégiée parmi les systèmes physiques est due principalement à
la possibilité, pour le concepteur, de bâtir un modèle de connaissance grâce au "repérage"
commode des composants. Toutefois, il faut bien comprendre que ce repérage s’exprime au
sens énergétique, ce qui suppose une expertise suffisante, en d’autres termes que le
concepteur doit également se révéler comme un bon technologue. Un exemple typique est
donné, dans la chaîne cinématique, par l’accouplement d’un moteur à une charge ; hormis le
modèle du moteur, on doit se poser la question relative à l’accumulation d’énergie dans
l’accouplement : est-il élastique ? De plus, sa constitution technologique et la qualité de
l’assemblage permettent-elles d’affirmer qu’il n’y a pas de frottements internes ? Une
hypothèse, souvent formulée, est celle de la neutralité énergétique. Cette hypothèse est
simplificatrice puisque l’élément est considéré comme "liaison rigide" : il conviendra alors,
dans l’interprétation des performances, de se souvenir de l’hypothèse ainsi posée. Cette
remarque s’applique constamment de sorte qu’un modèle de connaissance intègre forcément
les hypothèses et la sensibilité du concepteur.

Dans le cadre qui nous concerne, il est difficilement concevable de recourir à la
modélisation de type "boite noire" par identification d’un modèle de comportement entrées-
sorties. En effet, certaines énergies mises en jeu sont telles qu’elles doivent être contrôlées,
même si elles ne reflètent pas directement les variables à trajectoires asservies. Autant
l’énergie mise en jeu dans l’accouplement précédent peut être négligeable, autant celle qui
s’accumule dans l’enroulement inductif d’une machine doit très souvent être prise en compte.
La résolution du problème posé passe donc par une représentation adaptée du processus : pour
agir au mieux, il faut connaître ce sur quoi l’on agit. Ce principe est à la base d’outils
graphiques de modélisation bien connus comme les Bond Graphs [PAY 61] ou le Graphe
Informationnel Causal [HAU 96]. Cette problématique est encore plus délicate lorsque les
systèmes électromécaniques sont composés de plusieurs machines électriques et/ou plusieurs
convertisseurs statiques : c’est le cas des Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs
(SMM) qui font l’objet de ce travail. Les SMM se caractérisent par la présence de couplages
contraignants entre les différents éléments de conversion énergétique. Ils offrent cependant
des avantages indéniables : ceux-ci sont relatifs à la mise en commun et au partage de
ressources, aux possibilités de fonctionnement en marche dégradée, à la segmentation de
puissance etc. [SMM 00-2]. L’utilisation de ces systèmes ne cesse ainsi de se répandre en
milieu industriel [KET 98, ESC 99-1, KUR 99], mais ils ont souvent été traités, du point de
vue de la commande, comme autant de systèmes dits "monomachines", négligeant les
interactions entre éléments de puissance. L'importance accordée au développement de ces
systèmes a été soulignée, au niveau national, par la volonté du GdR (Groupe de Recherche du
CNRS) SDSE (Sûreté et Disponibilité des Systèmes Electrique, 1998-2001) de leur consacrer
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un projet d'étude spécifique : le projet SMM. Dans ce cadre, un formalisme de représentation
a été proposé afin de mieux caractériser ces systèmes, tout en gardant un aspect synthétique
dans leur représentation [SMM 00-1]. Cette représentation synthétique est, en effet, difficile à
obtenir avec les outils descriptifs classiques, eu égard au nombre élevé d’éléments mis en jeu
(moteurs, convertisseurs, etc.). L'accent a ainsi été mis sur les éléments de couplage
(électrique, magnétique ou mécanique), véritables nœuds de répartition de la puissance. Les
premières études sur le sujet ont montré la nécessité de "résoudre" ces couplages du point de
vue de la commande et ont proposé des premières solutions [SMM 01-1, SMM 01-2].

L'objectif de ce travail est de contribuer à la proposition de solutions pour la commande
des SMM. L’application envisagée, de type véhicule électrique, possède un double couplage
induit par l’utilisation d’une structure de traction particulière : celle-ci est constituée de deux
machines asynchrones triphasées alimentées par un onduleur possédant quatre bras [BOU 95].
L’alimentation de puissance implique un couplage électrique entre les deux machines ; le
châssis du véhicule impose, de son côté, un couplage mécanique entre les deux essieux
[ARN 97, ROC 99]. La représentation de ce SMM particulier, la mise en évidence des
interactions et des problèmes inhérents font l’objet du chapitre 1.

On montre que la résolution des couplages nécessite l’utilisation d’outils et dispositifs de
commande spécifiques [VAN 98, VUL 02] qui sont présentés au chapitre 2. De manière
générale, ces outils contribuent à l’amélioration de la robustesse des lois de commandes
développées ; ils présentent de plus la particularité de bien s’adapter aux interactions en
présence. La nature du couplage électrique fait apparaître la nécessité d’asservir les courants
alternatifs des machines asynchrones : nous proposons ici deux solutions permettant de
répondre à ce besoin, sans les dégradations de performances imposées par des outils plus
classiques [MAL 97, LEC 98]. Une modélisation fine, de la partie mécanique, montre que la
transmission de puissance est perturbée par des phénomènes non linéaires : une structure
particulière de commande à modèle ou Commande à Modèle de Comportement (CMC) est
présentée et ses performances évaluées sur un cas non linéaire classique.

Pour des raisons de simplicité, on se propose de considérer séparément les couplages
électrique et mécanique.

La résolution du couplage mécanique fait l’objet du chapitre 3 : on s’attache ici à résoudre
plus particulièrement les problèmes posés par un phénomène affectant la transmission de
puissance et particulièrement pénalisant dans une chaîne de traction électrique : le phénomène
de patinage [ARN 97, HIL 97, DEM 98]. Diverses structures de commande sont proposées



Introduction générale

- 4 -

pour éviter ce phénomène : l’une d’elles est basée sur la CMC. On applique cette structure à
un véhicule électrique ainsi qu’à une application de traction ferroviaire [PIE 00].

On évalue, chapitre 4, la capacité du convertisseur de puissance à imposer, malgré son
nombre réduit de bras, des couples moteurs différents sur les deux machines pour éviter le
patinage : de ce point de vue, le mode de fonctionnement envisagé est de type "marche
dégradée". Cette marche dégradée est imposée par le partage de ressources dû à l’utilisation
par les deux machines asynchrones de bras d’onduleurs communs. On s’attache ici à bien
évaluer l’impact de ce fonctionnement particulier sur la chaîne de conversion d’énergie.
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CHAPITRE 1

Formalisme pour les systèmes multimachines

Introduction

Les enjeux économiques croissants demandent des systèmes toujours plus rentables et
performants. La conversion électromécanique est ainsi assurée par des systèmes
électrotechniques de plus en plus complexes : entraînements de chaînes cinématiques lourdes
(machines outils, éoliennes...), systèmes multimachines (traction, papeterie, laminoirs...),
systèmes multiconvertisseurs (redondance, alimentations distribuées…)... La commande de
tels systèmes est un défi ambitieux ; en effet, elle doit répondre à la gestion de la
transformation énergétique qui s'opère au travers de plusieurs composantes en interactions
dans des domaines différents de la physique (électricité, mécanique…). L’étape précédant le
développement d’un algorithme de commande, conditionnant souvent son bon
fonctionnement, est celle relative à la modélisation du système : pour agir au mieux, il faut
connaître ce sur quoi l’on agit, d’où la nécessité d’une représentation adaptée du processus.

Le travail présenté s’inscrit dans le cadre de la modélisation et de la commande de
systèmes électromécaniques complexes faisant intervenir plusieurs machines et/ou plusieurs
convertisseurs, systèmes que l’on regroupera sous le vocable de Systèmes Multimachines
Multiconvertisseurs (SMM). L’étude de ces systèmes a fait l’objet d’un projet dans le GdR
"Sûreté et disponibilité des systèmes électrotechniques" de 1998 à 2001 [SMM 01-2]. De tels
systèmes nécessitent une approche spécifique : nous montrerons la nécessité de l’utilisation
d’un formalisme adapté dans la première partie de ce chapitre et nous détaillerons la mise en
place de ce formalisme dans un contexte monomachine. Privilégiant les aspects liés aux
échanges énergétiques au sein d’un système, un premier niveau de modélisation porte le nom
de Représentation Energétique Macroscopique (REM). Nous étendrons ensuite ces principes
aux systèmes SMM et poserons enfin la problématique liée à l’application SMM faisant
l’objet de ce travail : l’alimentation de deux machines asynchrones par un onduleur quatre
bras dans une application de traction électrique.
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1.1. Nécessité d’un formalisme adapté

1.1.1. Les formalismes existants et leurs limitations

La majorité des systèmes électromécaniques se distinguent des systèmes relevant d’autres
domaines de la physique (chimie, thermodynamique…) en ce sens où le modélisateur, doté
d’un esprit physique suffisamment averti, est capable d’y localiser les énergies afin de donner
à leur représentation une structure en objets. Une telle structure désigne alors le modèle de
connaissance apte à rendre compte de leur comportement, moyennant évidemment les
hypothèses de l’analyse, notamment celles sur la localisation des énergies dans le système
considéré. Toute tentative de modélisation passe donc, pour ces systèmes, par une description
mathématique des phénomènes physiques régissant leur fonctionnement puis souvent, pour
faciliter leur analyse, par une représentation sous la forme d’un dessin, d’un schéma ou d’un
graphe répondant à des règles définies au préalable. Cette dernière étape est importante : elle
permet notamment de mieux appréhender le système et d’aider à une meilleure
compréhension des transferts énergétiques mis en jeu. Enfin, dans certains cas, et selon le
formalisme utilisé, cette représentation est le support de la conception de lois de commande.

Une des premières approches sur ce thème est celle de S.J Mason [MAS 53] sur les
graphes de fluences. Très proche du diagramme fonctionnel [BOR 92], le graphe de fluence
se caractérise par sa facilité de manipulation : son utilisation permet notamment et surtout une
simplification et réduction d’associations de diagrammes fonctionnels et permet une
déduction directe d’une relation entrée sortie (règle de Mason) qu’il s’agisse de systèmes
mono ou multi-variables.

L’outil Bond Graphs (ou graphes à liens ou graphe de liaisons) a été défini [PAY 61] et
développé [KAR 91, ROS 83] plus tardivement. Il repose sur la représentation des
phénomènes de puissance au sein d’un système pouvant faire intervenir des domaines
différents de la physique [BOR 92, TAN 99]. Cette représentation est causale au sens large :
elle met en évidence les relations de cause à effet au sein d’un système et se différencie ainsi
des graphes de fluence par exemple. Par contre si la causalité dite "intégrale" est privilégiée
dans la méthode [BOR 92], elle n’exclut pas, dans certains cas, de recourir à la causalité
"dérivée" : nous reviendrons dans le paragraphe suivant sur les conséquences de ce choix. Un
des inconvénients de cette méthode est qu’elle cadre mal avec l’utilisation de logiciels de
simulation de grande diffusion (Simulink, Control C…) basés sur une représentation de type
schéma blocs : l’adaptation nécessaire est une étape supplémentaire dans le processus de
modélisation ne contribuant pas forcément à la simplicité de la méthode.
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Une tentative d’adaptation du Bond Graph à cette problématique a été initiée sous le nom
de ϕ-graph [ADE 94] : cette méthode vise à une représentation se rapprochant du schéma-
bloc et envisage différents niveaux hiérarchiques de modélisation dans le cas de systèmes
complexes. Conformément à la théorie des Bond Graphs, cette méthode admet l’utilisation de
la causalité dérivée.

Une dernière approche relative à la représentation graphique de processus est celle initiée
par le L2EP sur le Graphe Informationnel Causal (GIC) [HAU 96]. Les notions élémentaires
du GIC sont présentées dans le paragraphe suivant afin d'introduire la Représentation
Energétique Macroscopique.

De manière générale, l’utilisation des formalismes précédemment décrits (incluant le GIC)
et la densité d’information dans le cas de systèmes complexes, risque de faire perdre ainsi la
vision synthétique nécessaire pour l’analyse de tels systèmes.

1.1.2. Le Graphe Informationnel Causal

1.1.2.1. Représentation causale d’un processus physique

Le graphe informationnel causal organise les variables énergétiques d'un assemblage
d'objets dont on possède la connaissance fonctionnelle. De manière simplifiée (une
présentation du GIC est détaillée dans [HAU 99-2]), il s’agit de modéliser un processus en
respectant d’emblée la causalité naturelle et physique propre à chacun des objets constitutifs.
Cette causalité est forcément de type intégral et rend compte, pour les systèmes étudiés, du
caractère nécessairement limité des bandes passantes des fonctions de transfert mises en jeu.
Le choix de la causalité intégrale implique également une modélisation basée sur la résolution
d’équations différentielles ordinaires par opposition aux équations différentielles algébriques
nécessaires à la modélisation de systèmes représentés avec des causalités dérivées. Les
problèmes numériques liés la résolution de ces équations sont biens connus
[BOR 92, RUB 97] : temps de simulation plus longs, problèmes de convergence, risques de
résultats erronés etc.

Ce choix initial étant posé, le graphe est alors formé de processeurs précisant pour chaque
objet, son caractère rigide (indépendant du temps, double flèche) ou causal (dépendant du
temps, simple flèche), de la relation liant le ou les vecteurs d’entrée au vecteur de sortie
(Figure 1.1). Cet outil graphique permet ainsi de s'affranchir des relations entre les variables
afin d'avoir une vision d'ensemble plus synthétique, ce qui justifie le terme "informationnel"
dans sa désignation. Cette disposition est le premier niveau de modélisation qui, le cas
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échéant, conduit au schéma fonctionnel classique : ce dernier est plus à considérer comme un
modèle mathématique, donc permettant de séparer des opérateurs sans forcément respecter la
causalité naturelle. Enfin, le GIC n'est pas limité aux relations linéaires continues : la méthode
amène une représentation globale simplifiée et homogène du processus et de sa commande,
indépendamment de la nature de la relation caractérisant chaque objet (fonctions non
linéaires, non stationnaires, discrètes, séquentielles,…) et des domaines physiques considérés.

e(t) s(t) e(t) s(t)

(a) (b)

Figure 1.1 Processeurs élémentaires : rigide (a) et causal (b)

1.1.2.2. Modélisation d’une machine à courant continu

Pour illustrer le principe de construction d’un graphe (modèle GIC), nous choisissons
volontairement un exemple simple : la machine à courant continu. En supposant cette dernière
alimentée par un convertisseur électrique délivrant une tension uce, l’équation différentielle
régissant l’évolution du courant d’induit im est donnée par :

mmce
m eiRu

dt
diL −−=  (1.1)

où R, L et em désignent respectivement la résistance d’induit, l’inductance d’induit et la force
électromotrice.

Le système d’équations décrivant la conversion électromécanique est donné par :

�
�
�

=
=

mm

mm

ikc
ke

φ
Ωφ

 (1.2)

où Ωm, cm et φ désignent respectivement la vitesse de l’arbre, le couple électromagnétique et
le flux inducteur.

Enfin, l'équation fondamentale de la mécanique permet d'exprimer la relation entre le
couple d'entraînement cm, le couple de charge cr et la vitesse Ωm selon l’équation :

mrm
m fcc

dt
dJ ΩΩ

−−=  (1.3)
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où J et f désignent respectivement le moment d’inertie et le frottement visqueux ramenés
sur l’arbre moteur.

Le GIC résultant de cette analyse basée sur les lois d’Ohm, de Faraday et d’Ampère, est
donné Figure 1.2. Sur cette figure, la représentation est essentiellement informationnelle. Les
processeurs causaux correspondent à des groupements d’objets (inductance, résistance et
masse, frottement) ; ils peuvent être décomposés en association de processeurs accumulateurs
et dissipateurs [DEG 97, HAU 99-2]. Les deux processeurs du centre caractérisent un
groupement gyrateur de couplage, neutre au sens énergétique car assurant la transformation de
puissance sans perte ni accumulation.

kΦ

uce im

em

cm

ΩΩΩΩmim

ΩΩΩΩm

cr

Figure 1.2 Modèle GIC d’une machine à courant continu

1.1.2.3. Principes d’inversion

A partir du graphe obtenu, une méthodologie d'inversion permet de déduire facilement une
structure de commande en fonction du cahier des charges [HAU 99-2]. Une relation rigide
(bijective) est inversible directement, ce type de relation ne possédant pas d’orientation
particulière (Figure 1.3.a). Une relation causale n'est pas temporellement inversible ; elle est
donc inversée indirectement, par le biais d'un asservissement (Figure 1.3.b). Cette opération
nécessite une mesure (ou estimation) de la sortie réelle pour minimiser son écart avec la
référence au moyen d'un correcteur (fonction de poursuite).

e(t) s(t) e(t) s(t)

(a) (b)

ereg(t) sref (t) sref (t)ereg(t)
s(t)

Figure 1.3 Principe d’inversion d’un processeur : rigide (a) et causal (b)
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1.1.3. Macro-description énergétique : cahier des charges

Les outils de modélisation présentés dans ce chapitre ont été développés pour aider à
l’analyse, à la compréhension et à l’élaboration de lois de commande de systèmes
électromécaniques complexes. La principale difficulté, pour atteindre ces objectifs, est
relative à la nécessité de hiérarchiser l’information. En effet, l’utilisation des outils présentés
paragraphe § 1.1.1 pour modéliser de tels systèmes ne permet pas d’aboutir systématiquement
à une représentation graphique synthétique eu égard au niveau de complexité des systèmes à
modéliser : cette considération provient du nombre sensiblement accru de variables, lui-même
induit par un nombre élevé d’objets de modélisation au sens où nous les avons définis
précédemment (cf. § 1.1.1).

Avec le formalisme proposé, ces « grands » systèmes sont alors décomposés en sous-
systèmes majeurs (facilement identifiables) intervenants dans la conversion d’énergie :
sources, convertisseurs électriques et mécaniques etc. Il est important de noter que ce choix
initial ne préjuge ni des modèles de connaissance choisis pour modéliser chacun des éléments,
ni du formalisme graphique utilisé pour les représenter individuellement (Bond Graphs,
GICs…). Un second choix est relatif à la représentation des interactions entre les différents
éléments intervenant dans la conversion d’énergie : cette représentation se fait dans le strict
respect de la causalité (intégrale ou naturelle) gérant les échanges énergétiques entre sous
systèmes. Une première partie de ce chapitre est consacrée à la description d’un formalisme
issu de ces choix initiaux : la Représentation Energétique Macroscopique (REM) [BOU 00].

Ce formalisme est particulièrement bien adapté dans le cas des systèmes comportant
plusieurs machines et/ou plusieurs convertisseurs. L’analyse plus détaillée montre que
l’identification et la classification des différents éléments intervenant dans la conversion
d’énergie ne sont pas triviales et se heurtent à la diversité et aux nombres des sous-systèmes
susceptibles d’intervenir dans une chaîne de conversion électromécanique.

L’idée est ici de définir un nombre limité d’éléments intervenant dans la conversion
d’énergie et de considérer les structures non classiques (machine multi-étoiles, convertisseurs
à structures particulières…) comme l’association de ces éléments interagissant entre eux selon
différents types de couplages génériques (électriques, magnétiques ou mécaniques) : c’est
l'approche proposée dans le projet "Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs" (SMM) du
GdR "Sûreté et disponibilité des systèmes électrotechniques" qui vise une caractérisation
globale de ces systèmes [SMM 00-1].
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1.2. Représentation d’un système monomachine

1.2.1. Représentation d'une structure élémentaire de conversion énergétique

Une conversion énergétique entre deux sources peut être représentée par une association de
composantes de puissance (Figure 1.4) : deux sources S1 et S2, un élément de conversion EC
et deux éléments d'accumulation ea1 et ea2.

S1

ea1

EC

ea2
ecreg

S2

a1 a2 a3 a4

r1 r2 r3 r4

Figure 1.4 Schéma global d'une conversion énergétique

Les interactions entre chaque composante sont symbolisées par des vecteurs d’échanges.
Ces vecteurs représentent les échanges énergétiques selon le principe de l'action (ai) et de la
réaction (ri). Sur la Figure 1.4, la source S1 est considérée arbitrairement comme source
amont ; elle produit une action qui se transmet alors vers la source aval S2 engendrant une
réaction. C'est ainsi que l'on définit un axe de variables d'action (ai) et un axe de variables de
réaction (ri). Ces variables peuvent être scalaires ou vectorielles. A un endroit quelconque de
la chaîne de conversion, elles sont duales l'une de l'autre : si l'entrée d'action est potentielle, la
sortie de réaction est cinétique. Leur produit représente la puissance instantanée échangée par
les deux entités connectées (ex : 111 rap t= ).

Source énergétique — Elle produit une variable qui, par nature, ne peut pas subir de
discontinuité (sortie). La source est soit génératrice, soit réceptrice d'énergie. Elle est
perturbée par la réaction de l'élément connecté (entrée) : le courant absorbé à réseau dans le
cas d’une source électrique par exemple. Dans le formalisme proposé, les sources sont
représentées par des symboles elliptiques.

Elément de conversion (EC) — Il assure une conversion énergétique (sans perte ni stockage
énergétique) dont le réglage est assuré par un vecteur d'entrée ecreg qui, en pratique,
consomme peu de puissance par rapport à la puissance transitée (théoriquement nulle).
Lorsque la conversion est réalisée à taux fixe, cette entrée de réglage n'existe plus. Dans une
chaîne de conversion électromécanique (cf. § 1.2.3), on différencie trois types d’éléments de
conversion : les convertisseurs électriques (CE – représentés par des symboles carrés), les
machines électriques (ME – représentées par des symboles ronds) et les convertisseurs
mécaniques (CM) – représentés par des symboles triangulaires).
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Elément d'accumulation (EA) — Il connecte une source et un élément de conversion, grâce à
un stockage énergétique, ce qui induit au moins une variable d'état. Il ne possède pas de
variable de réglage. Les éléments d'accumulation sont représentés par des symboles
rectangulaires avec une barre oblique. Les enroulements de machines électriques, par
exemple, sont des éléments classiques d’accumulation.

On trouvera dans [BOU 00-2] une description détaillée des règles d’association de ces
différents éléments : de manière générale, ces associations se font dans le strict respect de la
causalité intégrale définie précédemment.

1.2.2. Structure de commande déduite d’une Représentation Energétique
Macroscopique (REM)

Par ses règles d'inversion, le GIC montre que la commande d'un processus consiste en
l'inversion de son modèle : trouver la bonne cause pour produire le bon effet [HAU 99-2]. Ce
principe est appliqué à la REM afin d'en déduire une structure de commande d’une chaîne de
conversion électromécanique donnée.

1.2.2.1. Inversion d'un élément d'accumulation

Un élément d'accumulation est caractérisé par un stockage énergétique qui implique au
moins une variable d'état (relation causale). Dans le cas d'une relation du premier ordre entre
l'entrée d'action ea et la sortie d'action sa, cette dernière doit être asservie pour donner l'entrée
d'action de réglage ea-reg. L'entrée de réaction er doit être compensée pour minimiser son
influence sur la sortie désirée. La REM issue de l'inversion de l'élément d'accumulation fait
donc apparaître deux grandeurs à mesurer (ou à estimer) nécessaires pour réaliser un
asservissement et une compensation (Figure 1.5). Dans le cas d'une relation d'ordre supérieur
entre l'entrée et la sortie d'action, des asservissements et compensations de variables
intermédiaires peuvent être nécessaires.

er-mes

ea
sr

sa
er

ea-reg sa-ref
sa-mes

Figure 1.5 Inversion d’un élément d’accumulation
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1.2.2.2. Inversion d'un élément de conversion

Un EC n'assurant pas de stockage énergétique, les relations entre ses sorties et ses entrées
sont rigides, atemporelles et le modèle inverse s'obtient directement, à condition évidemment
que ces relations soient bijectives.

Un EC (Figure 1.6.a) possède trois entrées (celles d'action ea, de réaction er mais aussi de
réglage ecreg) et deux sorties (celles d'action sa et de réaction sr). Il y a, de ce fait, deux
manières de faire évoluer la sortie d'action : en agissant soit sur l'entrée d'action, soit sur celle
de réglage (l'entrée de réaction étant a priori une entrée de perturbation) ; deux solutions
d'inversion d'EC sont donc possibles. Il faut remarquer préalablement que, dans le cas idéal, la
sortie d'action est indépendante de l'entrée de réaction.

La première solution consiste à agir sur l'entrée de réglage. Il s’agit d’un réglage
paramétrique, donc a priori non linéaire, l'entrée d'action devenant alors une perturbation vis à
vis de ecreg. La REM de cette inversion C-EC (Figure 1.6.a) est définie de la même manière
que celle d'un élément d'accumulation. Elle utilise la mesure de l'entrée à compenser et
contient une inversion directe. L'entrée de réglage obtenue ecreg est alors appliquée à l'EC.

La seconde solution permet de définir l'entrée d'action à appliquer ea-reg pour obtenir la
sortie d'action désirée sa-ref. L'entrée de réglage devient alors une perturbation. La
Représentation Energétique Macroscopique C-EC (Figure 1.6.b) issue de cette inversion est
définie de manière identique. L'entrée obtenue ea-reg peut servir de référence pour l'inversion
d'un autre bloc. Dans ce cas, l'entrée de réglage ecreg, si elle existe, est souvent fixée à une
valeur permettant d'optimiser le rendement de la conversion. Lorsqu'elle est invariante, cette
entrée correspond à un simple paramètre (exemple d'une machine à courant continu à aimants
permanents), qu'il n'est plus nécessaire de mesurer.

ecreg

ea

er

sa

EC

C-EC
sa-ref

ecreg-mes

ea

er

sa

EC

C-EC
sa-refea-reg(a) (b)

sr sr

ea-mes

Figure 1.6 Inversions d’un élément de conversion : par ecreg (a) et par ea (b)
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1.2.3. Représentation d'une chaîne de conversion électromécanique

La notion de REM est maintenant appliquée à une chaîne de conversion électromécanique
qui relie une source électrique (SE) à une source mécanique (SM). L'exemple porte sur une
application de traction de type véhicule électrique. On ne considère, dans un premier temps,
que la solution monomachine donnée Figure 1.7.a : la chaîne de traction ne comporte qu’un
moteur dont on repartit la puissance mécanique sur deux roues motrices via une transmission
mécanique constituée d’un réducteur et d’un différentiel [MUL 01]. La solution multimachine
présentée Figure 1.7.b. permet de s’affranchir de toute transmission mécanique : son étude
fera l’objet du paragraphe suivant.

Batteries Hacheur

MCC Réducteur
Différentiel

(a)

Batteries

(b)

Hacheur 1 MCC 1 Réduct. 1

Hacheur 2 MCC 2 Réduct. 2

Figure 1.7 Solutions monomachine (a) et multimachine (b) dans une chaîne de traction électrique

On représente, Figure 1.8, la REM de la solution monomachine. Cette structure,
relativement classique pour une application de traction électrique, comporte :

− une source électrique (notée SE, batteries),
− un convertisseur électrique (noté CE, de type hacheur) modulant les variables électriques,
− une machine électrique idéale (notée ME, machine à courant continu) constituant le
convertisseur électromécanique,
− le convertisseur mécanique (noté CM, chaîne cinématique globalisée1 comportant réducteur,
transmissions et roues) qui module les variables mécaniques,
− deux éléments d'accumulation reliant les différents éléments de conversion entre eux,
− une source mécanique (notée SM, constituée par l’environnement dans lequel évolue la
rame).

Les souplesses des arbres de transmission et des accouplements mécaniques ainsi que les
jeux éventuels sont négligés dans cette première approche.

                                                
1  Nous verrons par la suite qu'il est nécessaire de décomposer ce convertisseur mécanique en deux parties.
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ice

Use

creg

SE CE
im

uce

em

im

Ωm

cm Ft

SM

batteries hacheur machine transmission environnement

ME CM

v

Frv

Figure 1.8 REM d'une chaîne de conversion électromécanique

1.2.3.1. Définition des sources

La source électrique (SE) impose une tension continue Use délivrée par la batterie. La
source mécanique (SM) est assimilée à l'environnement dans lequel évolue le véhicule : elle
lui impose une force de résistance à l'avancement Fr. Cette dernière est fonction d’un nombre
important de paramètres : la vitesse du véhicule v, la pente de la route… [EHS 97 , MUL 01].
On détaillera son expression au chapitre 3. Nous nous contenterons ici de la relation
approchée suivante :

2vbaFr +=  (1.4)

1.2.3.2. Représentations du convertisseur statique

Le hacheur quatre quadrants est caractérisé par sa fonction de modulation mce, rapport
entre la tension continue d'alimentation Use et la tension modulée produite uce [GUI 94] :

�
�
�

=
=

mcece

secece

imi
Umu

 (1.5)

Cette fonction de conversion caractérise aussi la relation entre le courant d'induit im et le
courant modulé ice, absorbé par la source continue. Les entrées de commande sont les états
des interrupteurs (appelés fonctions de connexion [GUI 94]), c11 et c21, composantes du
vecteur de réglage creg (Figure 1.9.a). La relation de conversion relie la fonction de
modulation mce aux fonctions de connexion, pour un hacheur quatre quadrants :

1211 ccmcs −=  (1.6)

Le GIC et la REM du convertisseur statique (Figure 1.9.b) se déduisent rapidement des
relations précédentes.
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CE

(b)

uce

imice

Use

(a)

Use

ice

uce

im

mce

regcregc

Figure 1.9 Représentations du convertisseur électrique : GIC (a) et REM (b)

1.2.3.3. Représentations de la machine à courant continu

Le modèle GIC de la machine à courant continu été développé au § 1.1.2.2.
La Figure 1.10 donne, pour une machine isolée, la REM se déduisant du GIC. La machine se
décompose en un élément d'accumulation électrique (enroulement d'induit), un élément de
conversion électromécanique et un élément d'accumulation mécanique (arbre du rotor).
L'entrée de réglage est constituée par le flux qui, dans cette application, est un paramètre
invariant (aimants permanents) ; elle n'apparaîtra donc plus sur les représentations suivantes.

k φφφφ

uce im

em

cm

ΩΩΩΩmim

ΩΩΩΩm

cr

MCC

kφφφφ (b)

cm

ΩΩΩΩmem

imuce

im

(a)

ΩΩΩΩm

cr

Figure 1.10   Représentations de la MCC : GIC (a) et REM (b)

1.2.3.4. Représentations de la transmission mécanique

Il s'agit d'un dispositif complexe pour lequel les hypothèses posées à propos des souplesses
et des jeux conduisent à un modèle simplifié, ceci pour des raisons de clarté de présentation
eu égard à l'objectif formel de cet exemple. Ainsi, l'effet du réducteur, du différentiel, du rotor
du moteur, de la roue sont globalisés par une relation directe entre la vitesse de l'arbre Ωm et
celle de la voiture v d'une part, et la force globale de traction Ft et le couple moteur cm d'autre
part selon l’équation (1.7).
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�
�
�

=

=

mcmt

cmm

cmF
vm

'

Ω
 (1.7)

Les paramètres mcm et m’cm rendent compte à la fois du rapport de transformation du
réducteur, de l’effet de répartition du couple d’entrée du différentiel sur chaque roue, du rayon
des roues et de la qualité de contact roue-route. Ces deux coefficients, composantes du
vecteur mcm (cf. Figure 1.11), ne sont pas forcément égaux : dans ce cas, cette inégalité rend
compte du caractère dissipatif, d’un point de vue énergétique, de la transmission mécanique.
Nous affinerons ce modèle au chapitre 3, en prenant en compte notamment le contact glissant
(très pénalisant du point de vue de la commande) entre la roue et la route.

Il y a en pratique un élément d’accumulation de part et d’autre du convertisseur
mécanique : l’un, amont, est lié à l’énergie accumulée dans les arbres de transmission en
rotation (représenté côté moteur Figure 1.10), l’autre, aval, est relatif à la masse du véhicule
en mouvement. On note néanmoins que les variables d’états de chacun de ces accumulateurs
d’énergie sont rigidement liées par le vecteur mcm. On ne représente alors qu’un seul de ces
éléments d’accumulation : les hypothèses déjà citées permettent ici de globaliser au travers de
la variable Mtot, les diverses inerties (moteur, différentiel, réducteur, roues) et la masse M du
véhicule. L’équation fondamentale de la dynamique régissant le mouvement du véhicule est
alors donnée par :

rttot FF
dt
dvM −=  (1.8)

Le modèle GIC (Figure 1.11.a) et la REM (Figure 1.11.b) se déduisent facilement de ces
équations. Ce convertisseur mécanique est ainsi composé d'un élément de conversion
mécanique et d’un élément d’accumulation. Le vecteur mcm étant fixe, il n'apparaîtra plus par
la suite.

CM

(b)

Ft

v

cm

ΩΩΩΩm

mcm

v

Fr

(a)

v

Ftcm

ΩΩΩΩm

m'cm
mcm

v

Fr

Figure 1.11   Représentations du convertisseur mécanique : GIC (a) et REM (b)
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1.2.4. Structure maximale de commande de la chaîne de traction

La structure de commande de la chaîne de traction considérée est déduite des lois
d’inversion définies au § 1.2.2.

Détermination de la chaîne de réglage — La chaîne de réglage relie le seul vecteur de
réglage (fonctions de connexion du hacheur) à la vitesse du véhicule, au travers de variables
intermédiaires qui sont des entrées d'action : tension de sortie du hacheur, courant de la
machine, couple de la machine et force de traction. Par conséquent, les autres variables
deviennent les entrées de réaction (perturbations).

Détermination de la structure de commande — La structure globale de commande se déduit
des règles d'inversion REM, en considérant, dans un premier temps, que toutes les grandeurs
sont mesurables (Figure 1.12). On remarque qu’à la chaîne des entrées d’action du processus
correspond une même chaîne des entrées de référence dans la commande (REM inverse).

La structure de commande déduite est appelée structure maximale de commande car elle
utilise un maximum d’opérations et de capteurs. Elle peut être ensuite simplifiée en fonction
des contraintes d’implantation (rejet de certaines perturbations internes aux asservissements
par exemple). Elle peut enfin être complétée par des estimations de grandeurs non mesurables.
Tous les blocs de commande sont représentés par des pictogrammes semblables car ils ne
manipulent que de l'information.
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Figure 1.12   REM de commande de la chaîne de traction étudiée
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1.3. Représentation d’un système multimachine

1.3.1. Problématique des systèmes multimachines

Les Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs (SMM) peuvent être considérés comme
une extension des entraînements électriques classiques. Ils permettent en effet une
augmentation des champs d'application de ces derniers en offrant des solutions plus flexibles
et plus sûres. Un champ d’application des SMM est la forte puissance : la mise en commun de
ressources physiques entre plusieurs éléments de la chaîne de conversion amène souvent un
dimensionnement au plus juste, mais implique également des couplages qu’il convient de
gérer correctement pour éviter toute dégradation de performances (surtensions, surintensités,
problèmes de stabilité…). On présente ici l’extension de la REM aux SMM : cette extension
se focalise sur l’analyse, la représentation et la gestion (du point de vue de la commande) de
ces couplages.

1.3.2. Modélisation des divers couplages

Les systèmes multimachines sont caractérisés par la présence de couplages à différents
endroits de la chaîne de conversion électromécanique. Un couplage est défini par la mise en
commun d'une partie physique qui va induire une répartition énergétique. Dans le formalisme
proposé, de telles structures sont représentées par des entités couplées. On représentera ainsi
deux éléments de conversion couplés par deux symboles imbriqués (Figure 1.13).

ecreg

SE1
SM

ME

SE2

Figure 1.13   Eléments de conversion couplés

On différencie trois types de couplages :

- un couplage électrique (Figure 1.14.a) correspond à la mise en commun d'au moins une
ressource électrique (composant, connexion…) entre plusieurs convertisseurs électriques ;
il induit une ou plusieurs variables électriques communes (courant, tension...),
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- un couplage magnétique (Figure 1.14.b) correspond à la mise en commun d'une ressource
magnétique (carcasse, aimant…) entre plusieurs machines électriques ; il induit une
variable magnétique commune (flux...),

- un couplage mécanique (Figure 1.14.c) correspond à la mise en commun d’une ressource
mécanique (arbre, essieu…) entre plusieurs convertisseurs mécaniques ; il induit une
variable mécanique commune (vitesse, couple, force…).

Ces notions de couplages ont été développées par le projet SMM du GdR SdSE
[SMM 00-1] : le formalisme développé dans le cadre de ces travaux ne distinguant pas
(contrairement à la REM) les éléments de conversion (EC) des éléments d’accumulation
(EA), nous admettrons ici implicitement qu’à un couplage donné (électrique par exemple)
peuvent être associés indifféremment un élément de conversion (EC) ou un élément
d’accumulation (EA). Nous parlerons donc, dans le cas de la Figure 1.14.d, de couplage
électrique, mécanique ou magnétique par élément d’accumulation selon la nature des
variables mises en jeu.

cereg mereg cmreg

(a) (b) (c) (d)

Figure 1.14   Différents types de couplages

Une dernière distinction entre ces différents couplages est relative au caractère amont ou
aval du couplage. Le premier est lié à une distribution d’énergie d’une source génératrice
amont vers plusieurs sources réceptrices en aval (Figure 1.15.a), le second correspond à une
mise en commun énergétique de plusieurs sources génératrices amont vers une unique source
réceptrice aval (Figure 1.15.b).

cereg(a) cmreg(b)

Figure 1.15   Notion de couplages amont et aval
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1.3.3. Structure de commande déduite d’un SMM

De la même manière dont ont été définies les règles d’inversion pour la structure de
commande d’un système monomachine (§ 1.2.2), on établit les règles d’inversion d’un SMM
en prenant en compte ses couplages.

1.3.3.1. Inversion d'un couplage aval

Pour un tel couplage, l’inversion pose un problème car la sortie d’action générée (x3-cm sur
l’exemple de la Figure 1.16) est le fruit de plusieurs entrées d’action (x1-me et x2-me). Il y a
plusieurs solutions pour obtenir la variable de sortie désirée : agir uniquement sur la première
entrée, sur une combinaison des entrées… L’inversion mène de ce fait à une entrée
équivalente globale qui donnera la sortie désirée. Un critère de répartition doit alors être
introduit pour définir la part de chaque entrée pour produire l’effet souhaité (Figure 1.16)
[SMM 01-1].

x2-me-ref x3-cm-refxme-ref

mes ? x3-sm-mescritère

x1-me-ref

x3-cm

cmreg

x1-me

x2-me

x1-cm

x3-cm

x3-sm

Inversion

Figure 1.16   Inversion d’un couplage aval

1.3.3.2. Inversion d'un couplage amont

Pour un tel couplage, une seule entrée d’action (xse sur l’exemple de la Figure 1.17) produit
plusieurs variables de sortie (x2-ce et x3-ce). Dans la philosophie d’inversion, plusieurs entrées
de référence arrivent donc sur le bloc de commande locale associé à cette structure de
couplage. Un critère de pondération est utilisé pour définir une référence globale pour le bloc
de contrôle (Figure 1.17) [SMM 01-2]. Deux cas extrêmes sont particulièrement utilisés. La
référence globale correspond à l’une des références (les autres étant ignorées) : commande
maître-esclave. La référence globale correspond à une moyenne des références initiales :
commande moyenne. L’intérêt de ces deux commandes a été mis en évidence dans une
application de traction ferroviaire [ESC 99-1].
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Figure 1.17   Inversion d’un couplage amont

1.3.4. Représentation d'une chaîne de conversion électromécanique SMM

On donne, Figure 1.18, la REM de la solution multimachine représentée Figure 1.7. De
telles structures ont l’avantage, pour un véhicule électrique, de supprimer la plupart des
organes de transmission mécanique comme la boîte de vitesses, les double joints de cardan ou
le différentiel [MUL 01]. De plus, la possibilité de contrôler indépendamment le couple sur
chaque moteur, donc sur chaque roue, permet d’améliorer notablement le contrôle de la
stabilité du véhicule [ARN 97]. On ne reprend pas ici la modélisation de chaque élément
(convertisseur statique, moteur et transmission mécanique) : les REM correspondantes sont
identiques et les variables associées seront indicées 1 et 2 pour différencier les deux chaînes
de conversion électromécanique. La seule différence est relative à la distinction de la
contribution de chaque roue à l’avancement du véhicule à travers l’équation :

rtttot FFF
dt
dvM −+= 21  (1.9)

La REM de cette dernière équation est un couplage mécanique par élément d’accumulation
(Figure 1.18).
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Figure 1.18   REM d'une chaîne de conversion électromécanique SMM
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1.3.5. Structure de commande SMM

Par rapport à la structure de commande développée dans le cas monomachine (§ 1.2.4), la
seule difficulté réside ici en l’inversion du couplage mécanique par élément d’accumulation
(Figure 1.19). Ce couplage est un couplage aval dont le principe d’inversion a été décrit au
§ 1.3.3.1. Il est nécessaire, pour cette inversion, de définir un critère de répartition des efforts
de traction par roue : ce critère est à rapprocher de la fonction assurée par le différentiel
mécanique. Ce dernier assure une équi-répartition des couples sur chaque roue : si les
conditions de contact roue-route sont identiques pour chaque essieu, cet équilibre des couples
est strictement équivalent à un équilibre des forces de traction. Une limite du différentiel
classique est justement relative à une dégradation du contact roue-route sur l’une des roues :
cette dégradation peut engendrer, à couples identiques, des forces de traction différentes
contribuant à une carence du contrôle longitudinal du véhicule [HOR 98]. Ces aspects seront
développés au chapitre 3, mais un des mérites de la structure de commande définie est relatif
au problème qu’elle soulève.

Ft1

v

Fr

v

Ft2

v

vref

Ft1-ref

Ft2-ref

Fr-mes vmes
critèreInversion

Figure 1.19   Principe d’inversion du couplage mécanique par élément d’accumulation

1.4. Etude d’un système de traction particulier

1.4.1. Présentation du système de traction étudié

La structure de puissance faisant l’objet de ce travail est composée de deux moteurs
asynchrones, alimentés par un onduleur quatre bras, et entraînant les deux roues avant d’un
véhicule via un réducteur (Figure 1.20.a). L’objectif de la structure est de reproduire au moins
le comportement d’un différentiel mécanique en y ajoutant éventuellement des fonctions de
sécurité supplémentaires comme l’anti-patinage. L'utilisation d'un onduleur par machine
répondrait à ces objectifs : un tel découplage n'est pas toujours possible, notamment en cas de
dysfonctionnement d’un ou des deux convertisseurs de puissance. Une reconfiguration
possible du système d’alimentation peut être une structure utilisant quatre bras d’onduleur :
cette solution est présentée Figure 1.20.b. Cette configuration a déjà fait l’objet d’études
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antérieures [BOU 95] : l’application envisagée était la motorisation d’un robot mobile et cette
structure particulière d’onduleur a permis des sens de vitesses de rotation opposés sur chacune
des roues.

Batteries
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MAS 2 Réduct. 2

(a)

O 321

E

N1 N2

MAS1 MAS2

4

c2

b1

a1

b2

c1 a2

(b)

Figure 1.20   Système de traction étudié : synoptique (a) et structure de puissance (b)

Le fonctionnement envisagé ici est différent : l'utilisation du quatrième bras se justifierait
dans le cas d'un éventuel déséquilibre mécanique transitoire (couples résistants différents sur
les deux machines) survenant dans un régime de fonctionnement déséquilibré. On se propose
alors de "compenser" ce déséquilibre mécanique par un déséquilibre électrique qu'autorise le
quatrième bras de l'onduleur.

1.4.2. REM du système de traction

La REM du système de traction étudié (Figure 1.21) fait apparaître l’existence de deux
couplages l’un, amont, situé sur la partie électrique, l’autre, aval, sur la partie mécanique de la
chaîne de traction.

L’utilisation par les machines de deux bras d’onduleurs communs induit un couplage
électrique : les deux moteurs ont une tension composée commune (Figure 1.20.b). On montre
(annexe 1) que cette association impose, dans le repère de Concordia lié au stator, une tension
vsβ identique sur les deux moteurs (vs1β = vs2β = vsβ). Une représentation causale des machines
asynchrones sera détaillée au chapitre 4.

La contribution de chaque roue à l’avancement du véhicule est représentée par un couplage
mécanique d’élément d’accumulation (châssis commun qui induit une vitesse de déplacement
commune, cf. § 1.3.4).
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Figure 1.21   REM du système de traction étudié

Remarque : une représentation causale de la machine asynchrone sera développée au chapitre 4. Elle
est ici résumée à sa fonction globale de convertisseur électromécanique.

1.4.3. Méthodologie de résolution des couplages

La présence et la nature des deux couplages dans la chaîne de traction obligent à une
approche dissociée de leur résolution. Nous avons montré précédemment qu’une possibilité
d’inversion du couplage mécanique par élément d’accumulation était une répartition
équilibrée des forces de traction : nous verrons toute la difficulté, dans une première partie de
ce travail, d’assurer cet équilibre eu égard au caractère non linéaire du contact roue-route qui
n’a pas été abordé dans la modélisation précédente. Le problème du choix des couples de
référence pour assurer un équilibre des forces n’est pas trivial et associer sa résolution à celle
de l’inversion du couplage électrique est complexe et risqué. Nous envisageons donc, dans les
chapitres 3 et 4, la résolution séparée de ces deux couplages (Figure 1.22) : le développement
d’outils de commande particuliers pour les résoudre fait l’objet du chapitre 2.
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Figure 1.22   Structure de commande maximale : résolution séparée des couplages
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1.4.3.1. Problèmes posés par le couplage mécanique

On fait le choix pour résoudre ce problème de couplage de s’affranchir du problème du
couplage électrique : on suppose alors un contrôle total et dissocié des couples moteurs de
chaque roue. Un tel fonctionnement est assuré par la solution SMM présentée au § 1.3.4. Sur
la base de cette structure, nous développerons des solutions de commandes spécifiques
prenant en compte le caractère fortement non linéaire et très pénalisant du contact roue-route.
Nous évaluerons également l’intérêt de ces solutions sur un problème de traction ferroviaire
comportant un couplage électrique (chapitre 3).

1.4.3.2. Problèmes posés par le couplage électrique

La contrainte électrique liée à l’utilisation commune de deux bras d’onduleurs apparaît très
nettement dans le repère de Concordia lié au stator (cf. annexe 1). Ce repère est considéré
comme naturel, puisque une simple transformation linéaire permet d’aboutir à une machine
diphasée équivalente ou machine diphasée généralisée [DEG 97]. La principale difficulté à
lever pour concevoir un algorithme de commande dans ce repère, est liée à l’asservissement
de courants alternatifs : il est nécessaire de recourir à des techniques conférant aux boucles de
courant un gain de valeur infiniment grande à la fréquence d’utilisation. Nous traiterons ce
problème grâce à l’utilisation de correcteurs spécifiques (chapitre 2). Enfin nous montrerons
que l’inversion du couplage électrique amont impose un système déséquilibré de tensions
(chapitre 4) : de ce point de vue, les algorithmes développés sont à rapprocher des études
relatives au fonctionnement dégradé de machines asynchrones [ELC 93, KAS 94, BOS 97].

Conclusions

Le formalisme de macro modélisation proposé permet d'offrir une représentation
synthétique d'une chaîne de conversion électromécanique, tout en respectant les notions de
cause à effet sous-jacentes. Mettant en évidence les relations d'action et de réaction entre les
divers éléments, la Représentation Macroscopique Energétique (REM) montre les diverses
possibilités offertes pour le réglage, le choix final étant déterminé par le cahier des charges.
La démarche proposée ne permet pas forcément de produire toutes les stratégies de
commande, mais d'en proposer au moins une qui est déduite d'un raisonnement simple et
logique : l'inversion pas à pas des causalités. L’intérêt d'un tel outil ne se situe pas dans des
domaines où l'expertise acquise a déjà démontré la puissance de commandes devenues
classiques : les Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs (SMM) ne relèvent pas de cette
dernière catégorie et semblent devoir offrir un champ d’application particulier à la
méthodologie proposée. On peut noter que ce formalisme a déjà été appliqué (sous sa forme
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initiale ou sous sa forme actuelle) avec succès pour un convertisseur AC-AC à 5 bras
[FRA 99, FRA 00], des systèmes de traction ferroviaire [SMM 00-2], le métro VAL
[BOU 02, VUL 02], des propulsions avec machines polyphasées [SMM 01], un système
éolien [TOU 02], des alimentations en parallèle [SMM 01]…

Les SMM se caractérisent souvent par la mise en commun de ressources physiques ou
couplages entre plusieurs éléments de la chaîne de conversion. La maîtrise de tels systèmes
passe par une gestion spécifique de ces couplages. Nous nous proposons, dans le cadre de ce
travail, de résoudre les couplages électrique et mécanique d’un système de traction de type
véhicule électrique. L’exemple concerne un véhicule électrique possédant deux moteurs
asynchrones entraînant deux roues motrices. Ce système est singulier par la structure de
puissance alimentant les deux moteurs : un onduleur de tension comportant quatre bras
[BOU 95]. La structuration de la commande maximale met en évidence les problèmes posés
par les différents couplages : leur bonne résolution passe par des outils et dispositifs de
commande spécifiques tels que ceux que nous développerons au chapitre 2. La résolution de
ces deux couplages se fera de manière séparée : le chapitre 3 est consacré à la résolution du
couplage mécanique et le chapitre 4 à celle du couplage électrique.
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CHAPITRE 2

Outils et dispositifs de commande

Introduction

Les problèmes posés par l’inversion des couplages du système multimachine
multiconvertisseur envisagé dans le chapitre précédent, se heurtent aux limites des solutions
apportées par les outils de commande classiques. Les problèmes rencontrés sont inhérents
d’une part au caractère non linéaire du contact roue-route (ou roue-rail) et d’autre part à la
gestion du couplage électrique induit par l’utilisation d’un convertisseur de puissance au
nombre limité de cellules de commutation. Nous présentons, dans ce chapitre, des outils et des
dispositifs de commande susceptibles de résoudre ces problèmes.

Tout processus réel appartient intrinsèquement à la classe des systèmes non linéaires et
non stationnaires. Une première approche, pour structurer la commande, est de choisir un
modèle simplifié de ce processus : ce modèle est lui, souvent choisi linéaire et stationnaire.
Cette représentation lacunaire d’un processus est inévitable, eu égard au niveau non limité de
complexité susceptible d’être retenu pour modéliser un système en vue de sa commande. Si
cette approche s’avère finalement acceptable dans un grand nombre de cas, il peut en résulter,
quelquefois, une carence du contrôle en termes de robustesse si des dispositions particulières
ne sont pas prises lors de la conception des algorithmes. Dans le cas particulier d’une
application de type traction, une modélisation linéaire des phénomènes mécaniques régissant
le contact roue-route (ou roue-rail), se révèle souvent insuffisante pour synthétiser une
commande efficace et satisfaisante : en effet, l’utilisation de modèles linéaires simples
(roulement sans glissement, frottement visqueux à coefficient constant etc.) ne permet pas de
rendre compte d’un phénomène non linéaire particulièrement pénalisant en traction : le
phénomène de patinage [ARN 97, HIL 97]. Par contre, un modèle simplifié, affranchi de
toute modélisation mathématique du phénomène perturbant, peut être qualifié d’idéal d’un
point de vue comportemental. L’idée est alors de faire tendre, en permanence, le processus
vers ce modèle idéal ou modèle de comportement. L’utilisation d’une commande à modèle
d’un type particulier et ayant fait l’objet de différentes études au L2EP
[BAR 97, PIE 00, VUL 00, VUL 02] est envisagée : on montre, dans la première partie de ce
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chapitre, l’efficacité de la Commande à Modèle de Comportement (CMC) sur un exemple
simple.

Le couplage électrique considéré, pose d’emblée le problème lié à l’asservissement de
courants alternatifs (cf. chapitre 1). Ce problème est bien connu : il est nécessaire de recourir
à des techniques conférant aux boucles de courant un gain de valeur infiniment grande à la
fréquence d’utilisation. On différenciera ici, de manière simplifiée, deux classes
d’asservissement de courants selon que les instants de commutations du convertisseur statique
sont définis par une commande indirecte (commande en durée ou en valeur moyenne
instantanée) ou par une commande directe (commande en amplitude ou en valeur instantanée,
genèse des modes glissants) [HAU 99-2].

Pour les asservissements relevant de la première classe, les instants de commutations
résultent d’une modulation de la valeur instantanée souhaitée pour la tension en sortie de
convertisseur [HAU 99-2] ; on parle aussi de linéarisation par balayage [GIL 66]. Le contrôle
de la valeur moyenne du courant sur une période de commutation est alors souvent assurée, de
façon totalement découplée de l’action linéarisante, par un correcteur linéaire classique. Les
limites de l’utilisation des correcteurs à actions proportionnelle et intégrale (PI) pour
l’asservissement de courants alternatifs sont bien connues. Il apparaît alors un champ
d’application particulier pour les correcteurs résonnants. Dans des travaux et articles
précédents [VAN 98, HAU 99-1, WUL 00], les propriétés de poursuite et de régulation
qu’offrent de tels correcteurs ont été mises en évidence : on rappelle, dans la seconde partie de
ce chapitre, leurs principales caractéristiques et on propose une méthode de synthèse originale
basée sur le principe de l’optimum symétrique de Kessler.

Pour la seconde classe d’asservissements de courants, un organe non linéaire définit
directement la séquence de commutation en fonction de l’écart instantané entre la valeur de
référence de la grandeur à contrôler et sa valeur instantanée. Les problèmes généralement
rencontrés dans ces stratégies d’asservissement sont souvent liés à l’absence de maîtrise du
spectre de commutation : on envisage, dans une troisième partie, différentes solutions pour y
remédier. Celles-ci sont essentiellement basées sur l’introduction dans la boucle
d’asservissement, d’un élément dont le comportement fréquentiel conditionne la fréquence de
commutation.
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2.1. Commande à Modèle de Comportement (CMC)

2.1.1. Analyse générale

L’objectif principal de cette structure de commande est d’imposer à un processus P de
suivre le comportement d’un modèle de comportement M. Pour analyser la commande à
modèle de comportement on utilise le schéma fonctionnel donné Figure 2.1. L’écart de sortie
entre le processus et le modèle sert à définir, grâce au bloc d’adaptation, un terme de
correction ∆ureg qui, ajouté à l’entrée du processus, fait tendre sa sortie y vers celle du modèle
ymod [HAU 97, VUL 02]. Ceci a bien pour effet de rendre l’évolution du processus conforme à
son modèle : si ce modèle est choisi linéaire et stationnaire, alors l’asservissement des
trajectoires de sortie par des outils linéaires bien maîtrisés, sera nécessairement robuste et
présentera toutes les performances souhaitées en termes de stabilité et de précision pour tout
point de fonctionnement. On notera également que l'écart modèle-processus agit directement
sur le processus [VUL 02] : de ce point de vue, cette commande se différencie d’autres
commandes à modèle (modèle interne, modèle de référence…).

Nous considérerons, dans une première approche, l’utilisation, pour le bloc d’adaptation,
d’un correcteur linéaire classique dit correcteur de comportement et noté Cc : sa synthèse
relève de la théorie des asservissements linéaires. Dans le cas particulier où l’on désire faire
tendre un système non linéaire vers un modèle linéaire, on parlera à propos du terme ∆ureg de
terme de correction linéarisant. Nous montrerons que, même dans ce cas, l’utilisation d’un
correcteur linéaire s’avère souvent suffisante.
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Figure 2.1 Commande à modèle de comportement (schéma fonctionnel)
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Enfin l’asservissement de la trajectoire de ymod est assuré par le correcteur principal Cp : ce
choix revient a priori à asservir la sortie du processus y dès lors que le correcteur Cc remplit
parfaitement la fonction définie précédemment : faire tendre en permanence ymod vers y.

2.1.2. Choix du bloc d’adaptation

Les équations initiales permettant l’analyse du système sont :

[ ] [ ]{ }
[ ]{ }��

�
�
�

−+−=

−+−+−=

)()()()()()()(

)()()()()()()()()()(

sdsdsysysCsMsy
sdsdsysysCsysysCsPsy

modmodmodrefpmod

modmodcmodrefp  (2.1)

Afin d’alléger ces expressions, on s’affranchit de l’utilisation de la variable de Laplace s
dont sont fonctions, de manière implicite, les différentes grandeurs et fonctions de transfert.
On définit, à partir de l’équation (2.1), les expressions de la sortie du processus et de celle du
modèle :
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L’équation (2.3) met en évidence la notion de boucle principale. Le terme relatif à la
perturbation est nul : dès lors la synthèse du correcteur Cp peut se faire sur la fonction de
transfert du modèle M de manière à obtenir des performances optimales en poursuite.
La synthèse du correcteur Cc est moins aisée : les relations (2.2) et (2.3) servent à l'analyse de
la boucle de comportement en asservissement et régulation. En asservissement, la fonction de
transfert à considérer est donnée par l’équation (2.4) :
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Le réglage du correcteur Cc et une étude de stabilité sur cette fonction de transfert se
heurtent au principe même et aux objectifs de la structure CMC : il s’agit ici de faire tendre un
processus vers son modèle ; l’écart processus-modèle, pouvant avoir des origines variées
(non-linéarité, non-stationnarité, perturbations, bruits etc), devient difficilement quantifiable.
On remarque néanmoins, de manière générale, que le choix d’un correcteur à grand gain
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simplifie l’expression (2.4). Ce choix se traduit, sur la bande passante désirée, par la
condition :

1>>cMC  (2.5)

Cette relation donne à l’équation (2.4) la forme suivante :
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En régulation, la fonction de transfert à étudier est :
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avec ddd mod −='

Enfin, en faisant l’hypothèse supplémentaire 1>>cPC , la sortie du modèle et celle du
processus sont reliées par la relation :

'1 d
C

yy
c

mod −=  (2.8)

La sortie du processus, y, est la même que celle du modèle, ymod, à une perturbation près. Si
cette perturbation équivalente –d’/Cc est négligeable par rapport à la sortie du processus, on
considérera que la sortie du processus égale la sortie du modèle. Si le processus est non
linéaire, l’action du correcteur Cc a pour effet de linéariser le processus du point de vue de la
commande : la synthèse du correcteur Cp peut alors se faire sur un modèle linéaire et
stationnaire. Des résultats antérieurs [VUL 02] ont montré qu’une telle approche permet de
rendre ce type de commande particulièrement robuste.

2.1.3. Analyse d’un cas non linéaire particulier

La plupart des processus sont non linéaires mais une grande partie d’entre eux est
localement linéarisable. Les cas délicats sont ceux où une discontinuité locale des
phénomènes physiques (saut, hystérésis, mémoire, retard ou changement de structure) rend
cette linéarisation impossible [RIC 91] : c’est une non-linéarité de ce type que l’on se propose
de traiter grâce à la commande à modèle de comportement (CMC).
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2.1.3.1. Étude d’un système dynamique avec frottement sec

L’existence d’un frottement sec dans un système dynamique amène un comportement non
linéaire fort à l’origine d’imprécisions en positionnement par exemple. Dans un mouvement
rotatif, ce phénomène physique est à l’origine d’un couple résistant cr, dépendant non
linéairement de la vitesse angulaire Ω :

ΩΩΩ fsignCc sr += )()(  (2.9)

Ce couple résistant est constitué d’un terme statique (Cs, coefficient de frottement sec ou
coefficient de Coulomb) et d’un terme dynamique (f, coefficient de frottement visqueux) : il
s’oppose au couple moteur cm développé par un moteur électrique selon l’équation
fondamentale de la dynamique :

)(ΩΩ
rm cc

dt
dJ −=  (2.10)

Enfin, on représente l’évolution de cr en fonction de Ω, Figure 2.2.

Figure 2.2 Couple résistant - Cs = 0,4 N.m ; f = 0,2 N.m.s/rad

Les problèmes posés par cette non-linéarité se situent essentiellement autour de la vitesse
nulle. Pour les mettre en évidence, on soumet le processus à une rampe de couple moteur
(Figure 2.3.a). La charge mécanique est supposée être entraînée par un moteur à courant
continu. La constante de temps mécanique de l’ensemble moteur-charge est très supérieure à
la constante de temps électrique de l’induit de la machine : on fait alors l’hypothèse, qu’à tout
instant, le couple de référence égale le couple moteur (cm = cm ref).
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On visualise l’évolution de la position (Figure 2.3.b) et de la vitesse (Figure 2.3.d). L’effet
du couple de frottement sec est visible au changement de sens de rotation : le couple moteur
ne peut plus compenser ce couple résistant et le moteur s’arrête pendant 2 s environ.

(a) Couple moteur ; cm = 0.05 t - 3 pour t > 4 s (b) Position angulaire

(c) Couple résistant (d) Vitesse angulaire

Figure 2.3 Effet du couple de frottement sec au changement du sens de rotation

Une approche courante est de considérer que ce couple résistant particulier intervient sur le
processus comme une perturbation notée cs (Figure 2.4). Cependant, cette démarche ne rend
pas compte du caractère intrinsèquement non linéaire du phénomène physique considéré : elle
ne peut, par exemple, traduire d’une manière satisfaisante certains phénomènes susceptibles
d’être provoqués par le frottement sec dans une structure d’asservissement de position comme
celle représentée Figure 2.4. Ainsi, lorsque le correcteur Cp est choisi de type proportionnel,
l’effet du couple de frottement sec se traduit par une erreur statique (malgré l’intégration
naturelle du système) et diminue le dépassement [MAI 74]. On montrera l’effet oscillatoire
provoqué par ce frottement sur la position lorsque Cp comporte une action intégrale.
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Le choix d’une telle structure, pour commander la position d’un moteur, n’est pas en
accord avec la structure de commande que proposerait le Graphe Informationnel Causal (GIC)
[HAU 96]. La compensation systématique des perturbations (internes ou externes) que
suggère une telle méthode aboutirait ici à la compensation du couple résistant. On peut
légitimement penser qu’une telle compensation serait susceptible de résoudre les problèmes
posés à condition de disposer d’une estimation fidèle de la perturbation considérée : on
propose alors la commande CMC pour montrer l’action linéarisante de la boucle secondaire.

- θ
+

cm
Cp(s)

θref

+
-

sJf
1
+ s

1

cs

Ω

Figure 2.4 Structure classique d’asservissement de position

Pour cela, on met dans un premier temps en évidence les phénomènes oscillatoires
évoqués : ceux-ci sont dus à l’ordre 3 que confère le correcteur de type PI à la boucle de
régulation, associé à la présence de la non-linéarité induite par le frottement sec. Le réglage
du correcteur principal Cp est obtenu grâce à la méthode de l’optimum symétrique (OS) de
Kessler [KES 58]. Cette méthode est reconnue pour sa robustesse vis à vis des perturbations.
Elle vise à obtenir une fonction en boucle ouverte du système de la forme :
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ss
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où τΣ désigne la plus petite constante du système. Ce choix est motivé par la volonté d’aplatir
à l’origine la fonction de transfert en boucle fermée. La méthode de synthèse se ramène alors
à un placement de pôle avec ( )( )22 ωωω +++ sss  comme polynôme caractéristique. Cette
méthode donne en poursuite une réponse avec un dépassement relativement élevé : pour y
palier, on introduit un filtre sur la consigne pour compenser le zéro du système. Cette synthèse
aboutit, pour le correcteur PI, au réglage suivant :
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On représente, Figure 2.5.a, la réponse du système asservi à un échelon de position
(θref = 1 rad). Cette réponse est de type oscillante non amortie, et l’écart observé avec la
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réponse d’un système ne comportant pas de frottement sec (Figure 2.5.b) montre que celui-ci
est bien à l’origine de l’oscillation basse fréquence observée. On se propose donc, pour
remédier à ce problème, d’utiliser une structure de commande de type CMC.
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(a) Position avec frottement sec (b) Position sans frottement sec

Figure 2.5 Structure classique d’asservissement en position

2.1.3.2. Approche de type Commande à Modèle de Comportement (CMC)

La commande à modèle de comportement a déjà été utilisée pour la commande d’un
certain nombre de processus non linéaires, comme une inductance saturable [HAU 99-2] ou
un moteur asynchrone entraînant une charge mécanique non linéaire [STE 98]. On se propose
d’utiliser cette structure de commande sur un système dynamique avec frottement sec
(Figure 2.6.a).
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(a) Schéma bloc du processus non linéaire (b) Commande à modèle de comportement

Figure 2.6 Commande à Modèle de Comportement – Application à un processus non linéaire
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L’impossibilité de linéariser cr(Ω) en 0 nous amène à considérer un modèle linéaire
affranchi de tout frottement sec et possédant un frottement visqueux fmod et une inertie Jmod de
valeurs proches de ceux du processus (identiques dans la simulation dont les résultats sont
présentés ci-après).

On soumet la structure CMC (Figure 2.6.b) au même essai que précédemment (inversion
du sens de rotation). Le correcteur choisi est de type correcteur à avance de phase dont la
transmittance est donnée par l’équation (2.13).
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τ
+

+
=

1
1

 (2.13)

La synthèse de ce correcteur est délicate (cf. § 2.1.2) à cause, principalement, du caractère
non linéaire du processus P. Le choix du correcteur à avance de phase se justifie par la
volonté de donner à la boucle interne une dynamique supérieure à celle de la boucle principale
[VUL 00]. On effectue le réglage du correcteur en deux temps :

•  On suppose que le processus et le modèle sont identiques. On considère alors la fonction
de transfert (2.5). On calcule le gain Kc de manière à obtenir une erreur de traînage (ymod

en rampe) inférieure à 1%. Le choix de a et τB se fait de manière à obtenir une marge de
phase de 45°. Les valeurs obtenues sont les suivantes :

5,1033,100 3 === − asK cc τ  (2.14)

•  On vérifie ensuite, expérimentalement ou par analyse dans le plan de phase
[MAI 74, CHA 94], que le choix du correcteur n’est pas à l’origine d’un phénomène
oscillatoire.

On visualise la réponse du système Figure 2.7. La vitesse de la charge mécanique ne subit
plus de discontinuité (Figure 2.7.a). Le terme de correction ∆cm reg vient juste compenser
l’effet du couple de frottement sec : pour une vitesse Ω positive, le couple moteur cm se voit
augmenter de 0,4 N.m de manière à annuler l’effet de Cs.
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(a) Couple moteur – cm= 0.05 t – 3 pour t>4s (b) Position angulaire

(d) Terme de correction couple moteur (d) Vitesse angulaire

Figure 2.7 Structure CMC – Inversion du sens de rotation

Ces courbes montrent que la réponse du système est conforme à celle d’un système
linéaire. Dès lors, un asservissement de position sur la position donnée par le modèle est
possible : il se fait selon la structure donnée Figure 2.8.a en choisissant un correcteur Cp de
type PI, réglé de manière identique à celui proposé § 2.1.3.1 (méthode de l’optimum
symétrique).

On représente alors, Figure 2.9.a, la réponse du système asservi à un échelon de position
(θref = 1 rad). Cette réponse est à comparer avec la réponse fournie par un système ne
possédant pas de couple de frottement sec (cf. Figure 2.5.b) : elles sont toutes deux identiques
et conformes à la réponse attendue d’un système linéaire. On évite ainsi le phénomène
oscillatoire observé sur une structure classique d’asservissement de position (cf. Figure 2.5.a).
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Figure 2.8 Structure CMC d’asservissement de position

Pour confirmer la robustesse de la méthode (déjà démontrée dans [VUL 02]), on évalue
l’effet d’une mauvaise estimation des paramètres mécaniques du modèle Jmod et fmod, de sorte
que la constante de temps mécanique réelle soit quatre fois supérieure à celle estimée (1 s
réellement contre 0,25 s pour le modèle). La réponse du système dans ce cas (Figure 2.9.b)
reste conforme à celle obtenue en l’absence d’erreurs paramétriques (Figure 2.9.a).
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Figure 2.9 Asservissement de position – Réponse indicielle

2.2. Correcteur résonnant

Le principe du correcteur résonnant a fait l’objet, ces dernières années, de nombreux
travaux [SAT 98, VAN 98, HAU 99-1]. Ce principe de correction est venu combler les
lacunes liées à l’utilisation de correcteurs continus classiques pour l’asservissement de
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courants alternatifs : pour ceux-ci, l’exigence d’une grande dynamique pour minimiser le
traînage est souvent associée à une sensibilité marquée aux bruits et aux variations
paramétriques. Basé sur le phénomène de résonance, le correcteur résonnant confère à la
boucle du système un module de gain infiniment grand à une fréquence privilégiée de sorte
qu’il efface les effets des non-linéarités et des perturbations agissant à cette même fréquence.

2.2.1. Application du principe de l’optimum symétrique au correcteur résonnant

Le schéma bloc relatif à l’asservissement de courant alternatif dans une charge inductive
monophasée est donné Figure 2.10 :

C(s) F(s)u iiref + +

-

-

pv

Figure 2.10   Asservissement du courant dans une charge inductive

La transmittance du correcteur [VAN 98] est donnée par l’équation (2.15) :
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s
ssKsC

o +
++

=
ω

ττ
 (2.15)

Cette transmittance se comporte comme un circuit résonnant qui, à la pulsation ωo,
présente un gain très élevé. Le correcteur résonnant est, en fait, le résultat d’une transposition
fréquentielle de correcteurs classiques munis d’une double intégration. De ce fait, on retrouve
autour de la fréquence de résonance les mêmes propriétés dynamiques que celles d’une
double action intégrale pour un signal sinusoïdal de fréquence infiniment petite (annulation de
l’erreur de traînage).

En considérant que la charge est de type R L, la fonction de transfert de l’ensemble
convertisseur-charge peut se mettre sous la forme :

)1)(1(
)(

ss
GsF

se ττ ++
=  (2.16)

où τe désigne la constante de temps électrique de la charge, τs le retard moyen introduit par la
commande du convertisseur [LOU 88] et G le gain statique du système.
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On fait le choix de compenser le pôle dominant (pôle lent) : on impose donc eττ =1 . La
fonction de transfert du système en boucle ouverte devient alors :
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=  (2.17)

Cette expression peut être comparée à l’expression (2.11) de la fonction de transfert en
boucle ouverte souhaitée pour une synthèse de type optimum symétrique (OS) : à la double
intégration de HBO(s) se substitue le terme )( 22 so +ω de TBO(s). Ce terme donne, à la fonction
de transfert en boucle fermée, un gain unitaire à la fréquence oω .

Cette méthode de réglage aboutit aux choix de K et de τ2 :
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τ

ττ ==  (2.18)

On remarquera que le choix de K, τ1, et τ2 est indépendant de la pulsation ωo. et que le
réglage proposé permet de tenir compte du modèle dynamique du convertisseur.

2.2.2. Performances

On souhaite asservir le courant dans une charge ayant pour paramètres R = 50 Ω et
L = 0,2 H. La charge R L est alimentée par un onduleur de tension monophasé (pont "en H")
commutant à 1500 Hz. La tension E sur le bus à courant continu est de 150 V. La consigne de
courant est une grandeur sinusoïdale de fréquence égale à 50 Hz (ωo = 314 rad/s) ayant pour
expression :
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 (2.19)

Pour évaluer les performances en régulation, le système est soumis à une grandeur de
perturbation vp que l’on veut représentative des forces électromotrices (f.e.m), grandeurs de
perturbations que l’on retrouve fréquemment dans bon nombre de systèmes
électrotechniques : celles-ci ont pour caractéristiques d’être toujours à la même fréquence que
celles des courants régulés et d’amplitudes proches de celles des tensions de réglage. Ainsi,
l’analyse du comportement en régulation pour une charge inductive se fait en considérant un
signal de perturbation vp choisi de fréquence égale à celle du courant de référence oω  ; son
amplitude maximale est, quant à elle, fixée à une valeur proche de celle de la tension aux
bornes de la charge (une centaine de volts).
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La référence de courant garde l’expression donnée équation (2.19) et l’évolution de
perturbation vp est donnée par :
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On représente la réponse du système en poursuite et en régulation Figure 2.11. Les résultats
obtenus confirment les bonnes performances du correcteur (déjà connues) en termes de
rapidité et de robustesse : le temps de réponse en poursuite est d’un quart de période environ
(Figure 2.11.a) et l’effet de la perturbation n’est quasiment pas visible (Figure 2.11.b).
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Figure 2.11   Réponses en poursuite et en régulation

On analyse ces résultats grâce à l’étude de Hp(s) et de Hr(s), respectivement fonction de
transfert en poursuite et fonction de transfert en régulation :
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L’étude des courbes de gain et de phase tracées à la Figure 2.12 permet de justifier de la
qualité de l’asservissement observé en régime établi : le gain à la pulsation de résonance est
bien unitaire et le déphasage nul. La bande passante du système est légèrement plus
importante que celle obtenue par le réglage proposé dans [VAN 98] : cette constatation
explique le temps de réponse plus petit obtenu par la méthode de l’OS.

La courbe de gain de Hr(s) montre une atténuation très importante autour de ωo : les
perturbations autour de cette pulsation sont donc bien rejetées.
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Figure 2.12   Diagrammes de Bode

Les résultats expérimentaux relatifs à cette synthèse particulière sont donnés chapitre 4.
Obtenus dans le cas du contrôle en couple d’une machine asynchrone, ils montrent les
excellentes propriétés du correcteur résonnnant dans le cas d’un fonctionnement à fréquence
variable. Il convient, dans cette configuration, d’ajuster en temps réel les paramètres du
correcteur en fonction de sa fréquence d’utilisation : il s’agit ici notamment du terme
résonnant )( 22 so +ω  du dénominateur de la fonction de transfert du correcteur [VAN 98].

2.3. Correction de courant à mode auto-oscillant

L’asservissement de courants alternatifs requiert l’utilisation de techniques conférant aux
boucles de courant un gain de valeur infiniment grande à la fréquence d’utilisation. L’une de
ces techniques, issue de l’inversion du modèle de commande naturel, est la commande directe
[HAU 99-2] : elle fait partie, de manière plus générale, des techniques de commandes dites à
mode de glissement dont on rappelle le principe dans une première partie.

2.3.1. Théorie de réglage par mode de glissement : principe et limitations

La Figure 2.13 montre la configuration d’un réglage par mode de glissement avec loi de
commutation par contre-réaction d’état [BÜH 86].
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Figure 2.13   Structure de réglage par mode de glissement

La grandeur de commande u, fournie par un organe non linéaire, ne peut prendre que deux
valeurs : umax et umin. La commutation se fait alors par un dispositif non linéaire en fonction
d’une loi de commutation Lc(x), souvent définie dans le cas idéal par l’équation (2.23) et
représentée Figure 2.14.a.
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Le principe de ce réglage est basé sur le choix du vecteur de contre réaction kT de telle
manière que les variables d’état du système évoluent dans une zone appelée hyperplan de
commutation déterminé par la loi de commutation :

0)( =+−= wkxkxL w
T

c  (2.24)

On dit alors que la trajectoire d’état glisse sur l’hyperplan de commutation d’où
l’appellation « mode glissant ». Une fois sur cet hyperplan, la dynamique du processus ne
dépend plus que de la commande qui lui est appliquée ce qui confère au système une
robustesse vis à vis de certaines variations paramétriques. Cependant, l’hypothèse intrinsèque
est que le contrôle peut être commuté librement et infiniment rapidement : la fréquence de
commutation est alors théoriquement infinie.
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Figure 2.14   Lois de commutation

Ce type de structure s’adapte bien à la commande de convertisseurs statiques dont le
fonctionnement est intrinsèquement non linéaire et discontinu. Malheureusement une
fréquence de commutation infinie cadre mal avec les contraintes technologiques imposées par
l’utilisation de semi-conducteurs de puissance dans le cadre d’un asservissement de courant.

Dans le but de limiter la fréquence de commutation, des lois de type hystérésis
(Figure 2.14.b) peuvent être introduites. Malheureusement, cette fréquence reste néanmoins
fortement dépendante des paramètres de l’équation d’état et des commandes umin et umax

[BÜH 86]. Diverses solutions ont été envisagées dans la littérature pour remédier à ce
problème : la plus courante (et la plus intuitive) est d’envisager une action en temps réel sur la
largeur de la bande d’hystérésis de manière à maintenir la fréquence constante
[ELS 94, MAL 97]. D’autres solutions basées sur l’adjonction d’un signal de commutation
ont été étudiées [HAU 92, GUF 99]. Un dernier principe est lié à l’insertion dans la boucle de
retour, en plus du vecteur de contre réaction d’état, d’un élément dont le comportement
fréquentiel va imposer la fréquence de commutation : ce principe est l’objet de l’étude menée
ci-après.

2.3.2. Principe de la correction de courant à mode auto-oscillant

2.3.2.1. Position du problème

L’insertion d’un élément noté β (Figure 2.15), dans la boucle de retour, qu’il soit linéaire
ou non, rend délicate l’étude du système par la méthode des modes glissants [LEC 99]. Une
méthode d’étude des systèmes non linéaires bien connue est celle dite "du premier
harmonique". Cette méthode possède l’avantage de bien se prêter à une étude fréquentielle,
nécessaire ici pour montrer l’effet induit par l’ajout d’un élément dans boucle de régulation
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sur le spectre de commutation. En supposant l’existence de deux domaines fréquentiels
distincts, l’étude menée dans [LEC 99] fait l’hypothèse du premier harmonique sans jamais
l’expliciter.

F (s)
ε u i+

-

iref

β

+E

-E

Figure 2.15  Correction de courant à mode auto-oscillant – Schéma de principe

Le choix de β dans les études précédentes se porte sur un filtre linéaire d’ordre deux au
moins [HAU 92] qui impose au système une fréquence de découpage maximale [LEC 00]. Le
principal problème lié à l’utilisation de cette stratégie est l’absence de contrôle fin de la
répartition du spectre de commutation : la fréquence de commutation reste bornée
(amélioration par rapport à une loi de commande de type hystérésis) mais n’est pas constante.
Un second problème est relatif à l’implantation, a priori délicate, de la structure
d’asservissement proposée dans une architecture numérique : la fréquence de coupure du filtre
étant directement liée à la fréquence de modulation [LEC 00], la numérisation d’un tel filtre
imposerait une fréquence d’échantillonnage cadrant mal avec les contraintes imposées par
l’utilisation de microprocesseurs et de DSP courants.

On propose deux structures prenant en compte ces différentes contraintes et se
différenciant par la nature de l’élément β introduit dans la chaîne de retour :

•  une première structure entièrement analogique à base de filtres programmables : on résout
partiellement le problème de la variation de fréquence par un choix adapté du coefficient
d’amortissement,

•  une seconde structure, numérique, où l’élément permettant d’entretenir l’auto-oscillation
est l’échantillonneur-bloqueur d’ordre zéro nécessaire à la conversion analogique
numérique.
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2.3.2.2. Condition d’auto-oscillation

L’étude du système au premier harmonique suppose le système autonome (ou à entrée
nulle). Appliquée au système représenté Figure 2.15, cette hypothèse est contraignante et
restrictive : elle suppose que le courant de référence est nul. Or l’influence de ce dernier sur le
spectre de commutation est couramment admis dans ce cas d’étude particulier [LEC 99], et de
manière générale dans les synthèses de réglage par mode de glissement [BÜH 86].

Afin de prendre en compte l’influence du courant de référence, on ramène l’étude de ce
système non linéaire soumis à une entrée en échelon iref à l’étude d’un asservissement non
linéaire autonome en remplaçant la non-linéarité de type "plus-moins" par une non-linéarité
asymétrique [GIL 66] (Figure 2.16).
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(a) Schéma bloc du système autonome (b) Non-linéarité asymétrique

Figure 2.16   Mise en évidence d’une non-linéarité asymétrique

Le gain équivalent complexe de la non-linéarité (cf. annexe 2) peut alors se mettre sous la
forme :

( ) )cos(4
1 α

π
ε EN =  (2.25)

avec (cf. annexe 2) :

)arcsin(
1ε

α refi
−=  (2.26)

On remarque alors que sa partie imaginaire est nulle. Une première conséquence
(cf. annexe 2) est que la valeur de la pulsation de l’auto-oscillation ωosc est indépendante de
cette non-linéarité au sens du premier harmonique. Elle est alors donnée par la formule :

[ ] πω −=)(arg oscjL  (2.27)
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avec :

)()()( ωβωω jjFjL =  (2.28)

L’équation (2.27) montre clairement, qu’en l’absence de β et en considérant une fonction
de transfert F(s) représentative d’une charge R L, la fréquence commutation est infinie en
théorie. En effet le maximum de phase qu’est susceptible d’apporter la charge est de -π/2
(système du 1er ordre). En pratique, ce sont tous les retards parasites du système (temps de
propagation, temps d’ouverture des semi-conducteurs etc.) qui fixeront la période de
commutation.

L’oscillation est donc bien entretenue par la présence de l’élément β : cette oscillation
n’étant pas forcée (cas d’une Modulation de Largeur d’Impulsions classique), ce mode de
fonctionnement est alors dit "auto-oscillant".

On notera que le phénomène d’auto-oscillation n’est pas propre à l’existence d’une
fréquence de résonance particulière : l’élément d’insertion ne doit pas forcément posséder de
fréquence de résonance pour satisfaire à la condition (2.27).

2.3.3. Correction de courant analogique

2.3.3.1. Calcul de la fréquence d’auto-oscillation ωf osc

L’élément d’insertion βf considéré est un filtre du second ordre dont la fonction de transfert
est de la forme :

2

²21

1)(

nn

f ss
s

ωω
ξβ

++
=

 (2.29)

où ξ et ωn désignent respectivement le coefficient d’amortissement et la pulsation naturelle du
filtre d’ordre 2.

En supposant une fonction de transfert F(s) caractéristique d’une charge R L (identique à
celle considérée au § 2.2), la pulsation ωf osc est donnée (cf. annexe 2) par [LEC 00] :

τω
ξωω
n

noscf
21+=  (2.30)
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Les valeurs respectives de ωn et de τ font qu’en première approximation :

noscf ωω ≈  (2.31)

Cette approximation revient à supposer que la charge déphase le signal d’environ -π/2 à la
pulsation d’auto-oscillation. Cette hypothèse est d’ailleurs relative à la distinction classique de
deux domaines fréquentiels distincts pour l’asservissement de courant de charges couramment
rencontrées en électrotechnique : l’un de ces domaines est relatif à l’évolution basse fréquence
du courant (soit à sa valeur moyenne instantanée), l’autre à la fréquence de commutation. Les
équations (2.30) et (2.31) ne donnent cependant pas l’explication attendue quant à la variation
de fréquence couramment observée [LEC 00]. On met en évidence cette variation de
fréquence pour ξ = 1 et ωn = 2 π 1500 rad/s (Figure 2.17). On visualise le signal d’erreur ε et
son spectre (Transformée de Fourier Rapide) pour deux valeurs de iref.
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Figure 2.17   Effet du courant de référence iref sur l’erreur ε
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On se place strictement dans les même conditions que celles ayant servi à l’évaluation des
qualités du correcteur résonnant (R = 50 Ω, L = 0,2 H, E = 150 V).

Pour un courant de référence nul, le signal d’erreur est quasiment sinusoïdal
(Figure 2.17.a) : sa fréquence est de 1500 Hz (Figure 2.17.b) et correspond bien à la fréquence
naturelle du filtre du second ordre.

Pour un courant de référence s’approchant de la limite de courant admissible par la charge
dans cette configuration (imax = E/R), le signal d’erreur n’est plus sinusoïdal (Figure 2.17.c) :
sa fréquence fondamentale est de 900 Hz et l’analyse de son contenu harmonique
(Figure 2.17.d) invalide, a posteriori, l’hypothèse du premier harmonique faite sur ε.

Cette dernière constatation donne l’explication de la variation de fréquence observée :
l’hypothèse du premier harmonique cesse d’être valable avec l’augmentation de iref et la
fréquence d’auto-oscillation ne vérifie plus l’équation (2.31). On notera qu’il existe des
méthodes d’études rigoureuses (méthode de Cypkin et dérivées [GIL 66]) permettant un
calcul exact de la fréquence de commutation : elles permettent, dans ce cas, de quantifier la
variation de fréquence, notamment dans le cas de filtres peu sélectifs.

Pour remédier à cette variation de fréquence, on envisage une solution basée sur le choix
d’un filtre suffisamment sélectif pour obtenir un signal ε quasi-sinusoïdal et ainsi maintenir
constante la fréquence de commutation : on retrouve ici une hypothèse propre aux oscillateurs
quasi-sinusoïdaux utilisés en électronique [MOR 95].

2.3.3.2. Influence du coefficient d’amortissement ξ

On discute, dans cette partie, de l’influence du coefficient d’amortissement ξ sur le spectre
de commutation. Pour cela, on fait varier la sélectivité du filtre en choisissant successivement
1, 0,1 et 0,07 pour valeurs de ξ. L’effet sur le spectre de commutation est graduel : pour un
filtre relativement amorti (ξ = 1), le courant dans la charge suit parfaitement la consigne
(Figure 2.18.a). La contrepartie est un spectre de commutation relativement étalé
(Figure 2.18.b). A l’inverse un filtre très sélectif (ξ = 0,07) a un effet négatif sur la qualité du
suivi de consigne (Figure 2.18.e), mais bénéfique sur le spectre de commutation
(Figure 2.18.f). On met ainsi en évidence le compromis entre le suivi de consigne et la
maîtrise du spectre de commutation. Ce compromis n’est d’ailleurs pas propre à l’utilisation
de ce principe de régulation de courant : il se retrouve dans les problèmes relatifs à la gestion
de la saturation d’une Modulation de Largeur d’Impulsions classique. Par contre, la possibilité
ici de disposer d’un paramètre permettant de gérer ce compromis de manière graduée (selon
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l’application envisagée) semble être un avantage supplémentaire de la méthode de régulation
proposée.
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Figure 2.18   Influence de ξ sur le spectre de commutation
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2.3.3.3. Résultats expérimentaux

On implante le filtre d’ordre deux sous la forme d’un filtre programmable à capacités
commutées. La charge et les conditions d’expérimentation sont les mêmes que celles
évoquées précédemment. On fixe le coefficient d’amortissement à 0,25 pour s’affranchir
partiellement des phénomènes d’étalement de spectre.

On retrouve expérimentalement les résultats déjà obtenus lors de l’analyse de la structure
d’asservissement (Figure 2.19).

(a) Courant simulé (b) Courant réel

(c) TFR simulée (a) TFR réelle

Figure 2.19   Structure analogique / Comparaison simulation – expérimentation
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2.3.4. Correction numérique à mode auto-oscillant

2.3.4.1. Calcul de la fréquence d’auto-oscillation ωh osc

La condition d’auto-oscillation établie précédemment (cf. (2.27)), montre qu’il est
nécessaire, pour l’élément introduit dans la chaîne de retour, d’apporter -π/2 de déphasage à la
pulsation d’auto-oscillation. Cette condition est une condition nécessaire et suffisante. La
mise en œuvre de ce principe dans une architecture numérique n’est pas aisée a priori : la
version discrétisée du filtre du second ordre nécessiterait une période d’échantillonnage
nettement supérieure à la fréquence de pulsation naturelle du circuit qui est aussi la fréquence
de découpage (cf. (2.27)). L’idée est ici d’utiliser l’échantillonneur bloqueur, présent dans
toute chaîne de traitement numérique du signal, pour introduire le déphasage supplémentaire
de -π/2. On remplace donc, par rapport à la structure analogique précédente, le filtre du
second ordre par un échantillonneur bloqueur d’ordre 0 et de transmittance :

s
es

sT

h

e−−= 1)(β  (2.32)

ou Te désigne la période d’échantillonnage.

On cherche alors à déterminer la pulsation ωh osc vérifiant l’équation (2.27), c’est-à-dire :

[ ] πωβω −=)()(arg oschhosch jjF  (2.33)

En supposant que la fonction de transfert associée à la charge apporte -π/2 de déphasage à
la pulsation d’auto-oscillation, on cherche ωh osc telle que :

2
))(( πωβ −=oschhArg  (2.34)

Les calculs menés en annexe 2 montrent que cette équation permet de lier Te et ωh osc par la
relation :

e
osch T

πω =  (2.35)

En associant respectivement à Te et ωh osc les variables fe (fréquence d’échantillonnage) et
fh osc (fréquence d’auto-oscillation), cette relation équivaut à :

osche ff 2=  (2.36)
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La relation (2.36) nous permet d’aboutir à la conclusion suivante :

La fréquence d’échantillonnage minimale d’un système numérique fonctionnant sur le
principe d’auto-oscillation doit être au moins deux fois supérieure à la fréquence de
commutation souhaitée.

2.3.4.2. Résultats expérimentaux

On représente Figure 2.20 les résultats obtenus en utilisant un échantillonneur-bloqueur. La
période d’échantillonnage est choisie de manière à obtenir une fréquence de d’oscillation en
régime libre (iref = 0) égale à 1500 Hz : on détermine alors Te = 3,33 ms.

(a) Courant simulé (b) Courant réel

(c) TFR simulée (d) TFR réelle

Figure 2.20   Structure numérique / Comparaison simulation – expérimentation
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Comme on pouvait le supposer (en l’absence de paramètre assurant la qualité spectrale du
signal d’erreur ε), le spectre de commutation est étalé et ne présente pas de fréquence
privilégiée. Ceci ne nuit pas au suivi de consigne (Figure 2.20.a) et peut même constituer, en
fonction de l’application et du problème posé, un avantage par rapport aux spectres obtenus
avec un filtre sélectif.

Conclusions

Divers outils et dispositifs de commande ont été présentés dans ce chapitre. Appliqués dans
un contexte monomachine simple, ils ont été validés par des résultats de simulation et
d'expérimentation.

La Commande à Modèle de Comportement (CMC) a montré sa capacité à résoudre un
problème non linéaire classique. Les résultats obtenus résultent du choix d'un modèle linéaire,
affranchi de toute modélisation du phénomène non linéaire perturbant, et d’une synthèse
adaptée du correcteur de comportement.

Pour répondre au besoin d’asservissement de grandeurs sinusoïdales, on propose, dans un
premier temps, l’utilisation d’un correcteur résonnant. La synthèse de ce correcteur se fait par
la méthode de l'optimum symétrique : celle-ci permet d’augmenter sensiblement la
dynamique de poursuite. Dans le même contexte, on propose ensuite une méthode alternative
basée sur l'insertion d'un élément dans la boucle de retour du système. Cet élément permet de
limiter la fréquence de modulation ou fréquence d’auto-oscillation. Une version analogique et
une version numérique de cette structure d’asservissement sont validées par des résultats
expérimentaux.

Ces divers outils seront mis à profit dans les chapitres 3 et 4 pour  résoudre les problèmes
de couplages de notre système multimachine multiconvertisseur (véhicule électrique). En
dehors de ce contexte particulier, les perspectives d’évolution de ces outils sont réelles quel
que soit le type d’application envisagé (mono- ou multimachine).

Pour la commande CMC, ces perspectives sont relatives, entre autres, à l'analyse plus
approfondie de cette structure pour la commande de systèmes non linéaires. Nous nous
sommes contentés, dans ce chapitre, de l’utilisation d’un correcteur de comportement linéaire.
Or celui-ci se doit de traiter de manière satisfaisante l’écart entre le modèle et le processus : si
cet écart est caractéristique des non-linéarités affectant le processus, on conçoit aisément
l’intérêt d’un correcteur non linéaire. Des techniques floues ou neuronales pourraient servir de
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support à la réalisation d’un tel correcteur. Enfin, il conviendrait d’évaluer l’intérêt de cette
structure pour des systèmes à retard.

Le développement des correcteurs résonnants fait l’objet d’études en cours : leur version
multifréquentielle semble devoir encore élargir sensiblement leur champ d’application
[WUL 00].

Enfin, en proposant une approche d’étude commune à des techniques d’asservissements
ayant fait l’objet d’études précédentes [HAU 92, DEL 95, LEC 99], l’étude relative à la
correction de courant à mode auto-oscillant semble ouvrir de nouvelles perspectives. Basée
sur l’insertion d’un élément dans la chaîne de régulation, cette méthode a permis, dans le
cadre de ce chapitre, d’envisager l’utilisation de deux éléments distincts. On résout ainsi
partiellement (spectre de commutation) ou totalement (implantation numérique) des
problèmes inhérents à l’utilisation de systèmes de réglage à mode de glissement. Le choix de
l’élément d’insertion et l’extension de ce principe à des charges de natures différentes
semblent pouvoir également faire l’objet de développements ultérieurs.
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CHAPITRE 3

Résolution d’un couplage mécanique

Introduction

Le contrôle de l’effort de traction transmis par chaque roue est à la base des stratégies de
commande visant à améliorer la stabilité d’un véhicule automobile [ARN 97,
DEM 98, ROC 99]. Le contrôle indépendant de chaque roue est rendu possible par
l’utilisation d’une motorisation tout électrique. En effet, les motorisations thermiques
classiques nécessitent toujours l’utilisation d’un différentiel mécanique pour assurer la
répartition de puissance sur chaque roue. Par nature, le différentiel mécanique impose un
équilibre des couples transmis. Pour un système de traction électrique, cet équilibre peut
également être obtenu grâce à la structure multimoteur présentée Figure 3.1 : on impose, dans
ce cas, un couple identique sur chaque moteur à l’aide d’une classique commande en couple.
Le problème de ce type de contrôle est dans le caractère fortement non linéaire des
expressions des forces de traction : la perte d’adhérence d’une des deux roues est susceptible
de déstabiliser le véhicule. C’est ce problème particulier que nous nous proposons de résoudre
dans ce chapitre.

La Représentation Energétique Macroscopique (REM) de la partie mécanique du véhicule
électrique (VE) ne rend pas compte des phénomènes énoncés : une modélisation fine du
contact roue-route est nécessaire et sera détaillée dans la première partie de ce chapitre.
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Figure 3.1 REM de la chaîne de traction étudiée
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On considère de plus une source électrique idéale peu perturbée par les courants des
convertisseurs : elle peut ainsi être représentée par deux sources identiques [SMM 00-2].
Enfin, nous ne nous intéresserons ici qu’au contrôle longitudinal du véhicule. En effet, la
plupart des problèmes relatifs au contrôle transversal ont été résolus sur les véhicules à
moteurs électriques grâce à une action adéquate sur l’angle de braquage [HOR 98].

Dans une seconde partie, nous établirons deux stratégies de commande : l’une déduite des
principes d’inversion systématiques définis au chapitre 1, l’autre mettant en œuvre une
Commande à Modèle de Comportement (CMC). Nous avons montré au chapitre 2 la capacité
de la CMC à résoudre un problème non linéaire simple : l’idée est ici d’utiliser cette structure
pour gérer au mieux la non-linéarité induite par le contact roue-route (ou roue-rail dans une
application de traction ferroviaire). Cette dernière est souvent traitée à l’aide de dispositifs
non linéaires comme les réseaux de neurones ou la logique floue [BRO 97, HIL 97, DEM 98].
Nous montrerons que la CMC offre ici une alternative intéressante et trouve ainsi un champ
d’application nouveau.

Enfin, dans une troisième partie, nous appliquerons ces principes à une application de type
traction ferroviaire : nous montrerons en effet que les problèmes rencontrés en traction ferroviaire
sont très similaires, par certains aspects, à ceux rencontrés pour un VE. Nous nous inspirerons des
stratégies développées dans la seconde partie pour y remédier. Ce travail correspond à une
collaboration avec le LEEI dans le cadre du projet SMM du GdR SDSE [PIE 00].

3.1. Modélisation de la transmission mécanique d’un VE

3.1.1. Modélisation du contact roue/route

L’expression de la force de contact longitudinale entre une roue et le sol (Figure 3.2.a) est
donnée par :

NFt µ=  (3.1)

où N désigne la réaction du sol sur la roue et µ le coefficient d’adhésion. Ce coefficient est
fonction de plusieurs facteurs. Il dépend en particulier du glissement λ et des caractéristiques
du contact roue-route. On définit le glissement λ en phase d’accélération par [HOR 98] :

Ω

Ωλ
v

vv −=  (3.2)
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où vΩ = rΩ et v désignent respectivement les vitesses linéaires instantanées de la roue et du
véhicule.

La non-linéarité principale affectant la stabilité du véhicule est la fonction d’adhérence :

)(λµ af=  (3.3)

On représente les caractéristiques )(λaf  Figure 3.2.b.
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Figure 3.2 Bilan des forces appliquées à la roue (a) – Caractéristiques )(λaf  (b)

Les caractéristiques )(λaf , paramétrées en fonction de l’état de la route, résultent
essentiellement de constatations empiriques. Leur analyse montre que :

- en l’absence de glissement (λ = 0), la force transmise par la roue au véhicule est nulle,
- une valeur de glissement λmax délimite une zone de fonctionnement stable du véhicule ou

zone de pseudo-glissement,
- au-delà de cette valeur, la force transmise à la roue décroît en fonction du glissement. La

partie du couple non transmise ne sert alors qu’à accélérer l’ensemble moteur-réducteur-
roue : c’est le phénomène de patinage.

On modélise, sous la forme d’un GIC (Figure 3.3.a) et d’une REM (Figure 3.3.b), la
conversion mécanique induite par le contact roue route.
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Figure 3.3 Modélisation du contact roue-route : GIC (a) et REM (b)

Cette conversion mécanique s’accompagne d’une dissipation d’énergie que l’on peut
directement lier (de la même manière qu’un frottement visqueux) à la différence de vitesses
entre v et vΩ intervenant dans le bilan de puissance donné par l’équation (3.4).

se
ts

te PPvvet
vFP
vFP

>�>
�
�
�

=
=

Ω
Ω  (3.4)

Le caractère singulier de cet élément de conversion (relations rigides associées à une perte
énergétique) est à l’origine de la représentation particulière donnée Figure 3.3.b.

3.1.2. Modélisation de la transmission réducteur-roue

De manière très classique on modélise la transmission réducteur-roue par les équations
(3.5) et (3.6) où r et mred désignent respectivement le rayon de la roue et le rapport de
transformation du réducteur :

�
�
�

=
=

tr Frc
rv ΩΩ  (3.5)

�
�
�

=
=

rredrm

mred

cmc
m ΩΩ

 (3.6)

où cr et crm désignent respectivement le couple résistant ramené sur l’arbre de la roue et le
couple résistant ramené sur l’arbre moteur.

Le GIC et la REM de cette transmission sont donnés Figure 3.4. Ces représentations sont
neutres au sens énergétique : on considère que la conversion mécanique se fait sans perte. On
justifie cette approximation en considérant que les effets des phénomènes associés à une perte
énergétique dans ce cas (élasticités arbres…) sont secondaires par rapport au caractère
contraignant du contact roue-route.
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Figure 3.4 Modélisation de la transmission mécanique : GIC (a) et REM (b)

3.1.3. REM du couplage mécanique

La modélisation des phénomènes liés au contact roue-route nous permet de séparer les
accumulateurs d’énergie du processus de part et d’autre du point de contact entre la roue et la
route. Les accumulateurs d’énergie sont représentés par les moments d’inertie des éléments en
rotation ramenés et totalisés sous la forme d’une inertie JΩ sur l’axe moteur d’une part, et par
la masse M du véhicule d’autre part.

Les équations mécaniques associées sont :

•  pour chaque moteur en globalisant les inerties des pièces de la transmission en rotation :

mrmm
m fcc

dt
dJ ΩΩ

Ω −−=  (3.7)

•  pour le véhicule en considérant la contribution de chaque roue à l’avancement du VE :

rtt FFF
dt
dvM −+= 21  (3.8)

où Fr désigne la force globale de résistance à l’avancement. Cette force prend en compte, la
résistance de l’air, la résistance au roulement et la pente de la route (notée p%) au travers de la
relation approchée [EHS 97, MUL 01] :

%pgMFFF roulaéror ++=  (3.9)
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Faéro est proportionnelle à la masse volumique de l’air ρ, au carré de la vitesse relative par
rapport à l’air (compte tenu du vent), à la section frontale du véhicule Sf et à son coefficient Cx

de pénétration dans l’air (compris habituellement entre 0,3 et 0,4) :

2

2
1 vSCF fxaéro ρ=  (3.10)

La force de résistance au roulement Froul est liée au coefficient de roulement des pneus.
Indépendante de la vitesse, cette force sera négligée dans la simulation. La modélisation fine
de l’ensemble de la transmission mécanique aboutit à la REM de la Figure 3.5 ; CR1 et CR2
apparaissent ainsi comme des éléments de couplage indispensables à la séparation des masses
(éléments en rotation et masse du véhicule).
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Figure 3.5 REM détaillée du véhicule électrique

Remarque : pour des raisons de simplicité, nous considérons ici des machines à courant continu
disposant chacune d’une alimentation séparée. La résolution du couplage électrique impliquant les
deux machines asynchrones évoquées au chapitre 1 est traitée au chapitre 4.

3.1.4. Mise en évidence du phénomène de patinage

On se propose ici de mettre en évidence le phénomène de patinage. La commande retenue
pour les moteurs est une commande en couple conférant au véhicule un comportement
dynamique similaire à celui imposé par un différentiel mécanique [ARN 97]. L’essai consiste,
dans ces conditions, à simuler le passage de la roue 1 du VE d’une route sèche à une route
humide (à t = 6 s) en phase d’accélération et en maintenant un couple constant sur chaque
roue (cm-ref = 30 N.m). Les paramètres de simulation (paramètres moteurs, transmission
mécanique etc.) sont reportés en fin de chapitre.
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Figure 3.6 Commande en couple – Phénomène de patinage

A partir de l’instant de perturbation, la vitesse de la roue perturbée (roue 1) s’écarte de
celle du véhicule (Figure 3.6.a). Le glissement augmente alors fortement : c’est le phénomène
de patinage (Figure 3.6.b). Ce phénomène peut entraîner l’instabilité du véhicule pour deux
raisons :

- le déséquilibre des forces de traction (Figure 3.6.c) induit par la perte d’adhérence [ROC 99],
- l’augmentation du glissement engendrant une diminution des forces latérales nécessaires

au maintien du véhicule sur sa trajectoire [ARN 98].

3.2. Stratégies de commande

3.2.1. Structure de commande maximale

La structure de la commande maximale s’obtient de manière systématique en appliquant
les principes d’inversion au modèle REM du processus. Nous ne détaillerons pas ici la
structure de commande de l’ensemble convertisseur-machine devenue classique et dont la
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variable d’entrée est un couple de référence à transmettre noté cm-ref : cet ensemble est ainsi
considéré comme une source mécanique équivalente associée à sa commande (Figure 3.7). En
revanche, on définit par cette méthode la structure de commande relative au modèle
mécanique du véhicule. Dans notre application, la grandeur à maîtriser est la vitesse du
véhicule par action sur les couples moteurs des deux roues ; on suppose, dans un premier
temps, l’ensemble des grandeurs du processus accessible. On ne considère qu’une roue pour
ne pas alourdir la présentation : la structure de commande maximale est représentée
Figure 3.7.
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Figure 3.7 REM de la commande maximale du véhicule

Cette structure fait apparaître les problèmes liés aux inversions du couplage mécanique par
élément d’accumulation et de la non-linéarité relative au contact roue-route. L’inversion de
cette dernière passerait, en toute rigueur, par l’utilisation d’outils non linéaires : des
techniques floues ou neuronales sembleraient bien adaptées au caractère rigide de la relation à
inverser.

3.2.1.1. Inversion du couplage par éléments d’accumulation

La grandeur à maîtriser est la vitesse du véhicule. L’inversion de la relation (3.8) montre
que cette maîtrise se fait par réglage d’un effort global de traction )( 21 tt FF +  rendant compte
de la contribution de chacune des roues motrices à l’avancement du véhicule. L’inversion du
GIC suggère que ce réglage se fasse selon le principe d’asservissement nécessitant
l’utilisation d’un correcteur. Or des analyses ergonomiques [BID 98] ont montré que le
conducteur souhaite garder la maîtrise l’effort de traction (i.e. le couple moteur dans des
conditions normales d’adhérence) en vue de moduler lui-même (par action sur une pédale
d’accélération) la vitesse du véhicule. La synthèse du correcteur remplissant cette fonction ne
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poserait pas de problème particulier dans le cas d’un véhicule entièrement automatisé : la
relation à inverser est linéaire du premier ordre. Dans la suite de ce travail, nous admettrons à
juste titre que l’action du conducteur (Figure 3.8) se fait directement sur la consigne de
l’effort global de traction noté reftt FF )( 21 + .

La seconde difficulté est alors relative à la répartition des efforts de tractions élémentaires

reftF −1  et reftF −2  à partir de l’effort global désiré. La singularité de la relation rigide à inverser
nous oblige à ajouter une condition à la relation de commande. Cette condition est celle
relative à la stabilité du véhicule et concerne le nécessaire équilibre des forces transmises à
chaque roue ou reftreft FF −− = 21 . Cette relation est à rapprocher fortement de l’égalité des
couples imposée par le traditionnel différentiel mécanique. L’hypothèse de conditions de
routes identiques sur chaque roue rend ces deux relations strictement équivalentes. Or, nous
avons montré au § 3.1.4 les limites d’une commande en couple (et donc du différentiel
mécanique) en termes de stabilité lorsque cette hypothèse n’est pas vérifiée.
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Figure 3.8 Modulation de l’effort de traction : GIC (a) et REM (b)

3.2.1.2. Inversion du convertisseur CR

Il s’agit ici de définir la vitesse de chaque roue afin d’assurer l’équilibre des forces de
traction. Ce problème est non trivial à cause de la relation à inverser qui est non linéaire, non
bijective et mal connue car paramétrée en fonction des conditions de la route. Les différentes
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manières d’aborder ce problème sont à l’origine des solutions proposées dans la suite de ce
chapitre.

3.2.2. Stratégie d’anti-patinage par asservissement du glissement

Une première solution est directement issue de la structure de commande maximale
(Figure 3.7). La solution retenue pour inverser le convertisseur CR est basée sur le principe
d’inversion d’une relation rigide mal connue : on peut appliquer, à ce type de relation, les
principes d’inversion d’une relation causale visant à minimiser l’écart entre la sortie et sa
référence par utilisation d’un correcteur classique. Ce principe est à la base de la structure de
commande proposée Figure 3.9.
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3.2.2.1. Inversion de la relation CR1

On détaille, Figure 3.10, l’inversion GIC de la relation CR1. Cette structure montre la
nécessité des mesures ou estimations des variables vitesse et effort sur chaque roue.

La mesure de vitesse linéaire permet de contrôler le glissement en définissant la vitesse de
référence de chaque roue selon l’équation (3.11).

ref
ref

vv
−

− −
=

1
1 1 λΩ  (3.11)

On notera que l’utilisation de cette mesure permet un vrai découplage dans le contrôle des
deux roues [PIE 99-1]. On limite, dans la structure de commande, le glissement maximal à
10% : cette limitation constitue la véritable fonction anti-patinage [PIE 99-1].
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Figure 3.10   Inversion du convertisseur CR : GIC (a) et REM (b)

La mesure de vitesse linéaire du véhicule est délicate. Une possibilité est d’instrumenter les
roues non motrices (roues arrières) pour lesquelles on suppose que le glissement est nul : les
vitesses de ces roues peuvent alors être considérées comme une bonne image de la vitesse
linéaire du véhicule [HOR 98]. Une autre possibilité est celle relative à l’utilisation de
techniques de mesures avancées comme les mesures radar utilisées en traction ferroviaire
[KUR 99]. On peut noter que l'évolution des techniques de sécurités dans la cadre de la
"voiture sûre" devrait amener à disposer de plus de capteurs dans un futur assez proche
[JON 02].

L’estimation de l’effort de traction est également délicate. L’utilisation d’un capteur
d’effort à l’interface roue-route semblant extrêmement difficile, on a recours ici à la technique
d’observation pour évaluer cet effort. Une première analyse de l’expression de l’effort montre
que son expression est non linéaire ce qui rend, a priori, son estimation difficile (équations
(3.1) et (3.3)). L’analyse de l’expression du couple résistant ramené sur le moteur montre que
celui-ci est rigidement lié à l’effort de traction [IAN 99]. La qualité d’observation de ce
couple est connue : elle résulte d’une bonne estimation du couple moteur et de la possibilité
de mesurer précisément la vitesse. La structure d’observation de l’effort de traction est donnée
Figure 3.11. Cette structure permet également le rejet de la perturbation induite ici par les
changements de conditions d’adhérence roue-route (compensation de couple résistant).
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3.2.2.2. Résultats

On soumet cette structure de commande au même essai que précédemment (cf. § 3.1.4) : la
perte d’adhérence est simulée pour la roue 1 à t = 6 s. La consigne d’effort sur chaque roue est
maintenue à 1000 N pendant la phase d’accélération.

On remarque (Figure 3.12.a) que la structure de commande permet d’éviter le phénomène
de patinage : les vitesses des deux roues restent pratiquement identiques. Ce résultat est
obtenu grâce à la limitation de glissement : le glissement de la roue 1 est limité à 10%
(Figure 3.12.b). Une augmentation du glissement au-delà de cette valeur n’aurait pas permis
de réduire la différence des forces de traction (Figure 3.12.d) : le niveau d’adhérence ne
permet pas, physiquement, de transmettre l’effort de traction souhaité ; la force produite par la
roue 1 est limitée à 670 N.m. Ce bon comportement dynamique est obtenu grâce à une
réduction adaptée du couple sur la roue 1 (Figure 3.12.c).
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Figure 3.12   Contrôle de l’effort de traction – Effet d’une perte d’adhérence

3.2.3. Stratégie d’anti-patinage par CMC

3.2.3.1. Choix du modèle

Une deuxième solution est basée sur la commande à modèle de comportement (CMC)
présentée au chapitre 2 : nous avons montré son intérêt dans la commande de systèmes
non linéaires. Nous faisons le choix ici d’un modèle mécanique sans glissement pour
structurer cette commande [HOR 98]. L’équivalence entre un modèle sans glissement et le
maintien (souhaité) d’un contact roue-route (ou roue-rail) dans les régions dites de pseudo-
glissement des caractéristiques fa = f(λ) est admise [LOC 99]. Le modèle sans glissement peut
donc être considéré, d’un point de vue comportemental, comme un modèle idéal.

La non-linéarité est celle affectant la force de traction : la modélisation des phénomènes
régissant la transmission de puissance au point de contact permet, comme nous l’avons déjà
signalé (cf. § 3.1.3), de séparer les deux accumulateurs d’énergie de part et d’autre de ce
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point. On a montré que les variables d’état de chaque accumulateur ne sont pas affectées de la
même manière par le phénomène de patinage (cf. § 3.1.4) : la vitesse roue est nettement plus
sensible à ce phénomène que celle du véhicule, dans un rapport homogène aux énergies
cinétiques mises en jeu de part et d’autre du point de contact (Figure 3.6). Ainsi, lorsque se
pose le choix de la variable de sortie du modèle à utiliser pour la CMC, le choix de la vitesse
de rotation moteur s’impose assez naturellement [PIE 01].

Ces deux remarques sont à la base de la stratégie de commande proposée Figure 3.13.
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Figure 3.13   Stratégie de commande CMC

Le modèle utilisé est un modèle sans glissement [HOR 98] : les inerties de l’ensemble des
éléments en rotation ainsi que la masse du véhicule sont ramenées et totalisées sur l’arbre moteur
sous la forme d’une inertie Jt-mod selon la formule (cf. également équations (3.7) et (3.8)) :

2)~~(~~ rmMJJ redmodt +=− Ω  (3.12)

où on rappelle que les variables repérées par des tildes "~" désignent des grandeurs estimées.

L’équation dynamique du modèle est alors donnée par :

modrmmodm
modm

modt cc
dt

dJ −−
−

− −=
Ω  (3.13)
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L’équation (3.12) est à comparer avec l’inertie totale ramenée sur l'arbre dans le cas d’un
contact avec glissement [HOR 98] :

2)()1( rmMJJ redt λΩ −+=  (3.14)

On retrouve, dans les expressions précédentes, l’équivalence entre un modèle sans
glissement et le fonctionnement dans la zone dite de pseudo-glissements (λ << 1). Enfin, on
remarquera que l’entrée de référence de la structure de commande (Figure 3.13) reste une
force reftF −1  : en effet, dans un modèle sans glissement, le couple moteur et l’effort de traction
sont rigidement liés selon l’expression :

modm
red

modt c
rm

F −− = ~~
1

 (3.15)

3.2.3.2. Résultats

On soumet la structure CMC au même test que précédemment. La force de référence est de
1000 N.m sur chaque roue. Les résultats sont donnés Figure 3.14.
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Une première conséquence de cette stratégie est que les vitesses des deux moteurs sont
égales (Figure 3.14.a et Figure 3.14.b). Les modèles de comportement étant identiques et en
supposant que le correcteur Cc (de type Proportionnel-Intégral) tend à annuler l’écart entre la
vitesse d’une roue et de son modèle, on peut écrire :

21mod2mod1 mmmm ΩΩΩΩ === −−  (3.16)

Soumise à une perte d’adhérence, la roue 1 garde une vitesse constante : le phénomène de
patinage est évité (Figure 3.14.a). Ce bon comportement est obtenu grâce à une réduction du
couple sur le moteur 1 (Figure 3.14.c) : la réduction automatique de couple permet la
"ré-adhésion" de la roue perturbée.

On notera enfin que les forces de traction sont inférieures aux 1000 N.m souhaités
(Figure 3.14.d) : il s’agit ici de la limite de l’équivalence entre la zone de pseudo-glissement
et un roulement sans glissement. Dans cette phase d’accélération, les glissements mis en jeu
sont relativement importants (8% environ) : la perte énergétique associée est à l’origine d’un
effort moins important que celui prédit par le modèle sans glissement. On peut légitimement
supposer que cet écart sera comblé par le conducteur assurant lui-même un asservissement de
vitesse en agissant sur l'accélérateur et donc en adaptant la force de traction en fonction de son
objectif de vitesse.

3.3. Application de la démarche à un système de traction ferroviaire

3.3.1. Contexte de l’étude

Le contexte général de cette étude est celui d’une collaboration entre le LEEI et le L2EP
dans le cadre des travaux du projet Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs (SMM) de
l’Atelier Commande du GdR SDSE (Sûreté et Disponibilité des Systèmes Electriques). En
s’attachant à répertorier et à étudier un certain nombre de SMM, des axes d’études communs
entre différents laboratoires ont été mis à jour. Dans le domaine de la traction électrique, les
approches du LEEI et du L2EP semblaient complémentaires et ont débouché sur le travail de
collaboration présenté dans cette partie. L’application support de ce travail est de type traction
ferroviaire. Cette application a déjà fait l’objet de plusieurs études au LEEI. La plus
importante [LOC 99] avait pour but de caractériser les phénomènes couplés dans une chaîne
de traction et s’appuyait sur une modélisation fine de l’ensemble filtre-convertisseur-machine-
charge sous SABER™.
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En s’attachant à utiliser et à valoriser les expériences de chacun des laboratoires
(modélisation GIC et CMC pour le L2EP, expertise sur les problèmes de traction ferroviaire et
simulation fine pour le LEEI), les objectifs de cette collaboration étaient :

- d’aboutir à une représentation macroscopique du système,
- d’analyser sous SABER™ le comportement du système contrôlé avec une structure de

commande dite "moyenne" en présence d’une perturbation de type patinage.

Cette collaboration [PIE 99-2] a en outre permis de développer une nouvelle stratégie de
commande basée sur la Commande à Modèle de Comportement [PIE 00].

3.3.2. Présentation du système de traction

Le système mécanique étudié est le boggie d’une locomotive. L’entraînement de chacun
des deux essieux de ce boggie est assuré par une machine asynchrone. Un onduleur commun
alimente les deux machines asynchrones. Le synoptique cette structure est donnée
Figure 3.15.

Onduleur Locomotive

MA2
Contact

Roue-rail
Transmission
mécanique

MA1
Transmission
mécanique

Contact
Roue-rail

FiltreDC

Figure 3.15   Synoptique du système de traction étudié

Les commandes déjà développées au LEEI sont de deux types (Figure 3.16) : commande
moyenne et commande maître-esclave. La base de ces deux stratégies est un contrôle vectoriel
à flux orienté. Il s’agit, pour la première stratégie (commande moyenne), de considérer (et de
commander) un moteur fictif (ou moteur moyen) dont les grandeurs de type courant et vitesse
sont les moyennes de celles des deux moteurs (Figure 3.16.a). Pour le contrôle maître-esclave
(Figure 3.16.b), le contrôle vectoriel est appliqué à un moteur en particulier (moteur maître),
le second (moteur esclave) subissant les tensions résultant du contrôle vectoriel.
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Différentes études ont montré :

- le bon comportement vis à vis du patinage d’une commande maître-esclave, pourvu que le
moteur perturbé soit le moteur esclave [ESC 99-1],

- l’insensibilité des grandeurs tension/courant du filtre d’entrée de l’onduleur à une
perturbation de type broutement dans le cas d’une commande moyenne [ESC 99-2].
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Figure 3.16   Stratégies de commande LEEI

3.3.3. REM d’un boggie

3.3.3.1. Hypothèses de travail

Une locomotive (dont une représentation schématique est donnée Figure 3.17.a) comporte
deux boggies (Figure 3.17.b), comportant chacun deux essieux. En négligeant les phénomènes
de déchargement droite/gauche de la caisse, on ramène l’étude à un système plan. On
considère qu’il n’existe pas de couplage dynamique entre la transmission mécanique et le
boggie. Dans l’ensemble de l’étude, la dynamique de l’ensemble boggie/caisse liée aux
éléments de suspension n’est pas prise en compte : les modèles de cabrage retenus pour la
caisse et le boggie sont de type quasi-statique. De telles hypothèses ont notamment pour
conséquence qu’une oscillation de la caisse (phénomène de broutement) ne peut être
entretenue faute d’un modèle de suspension. Le phénomène de broutement est donc simulé en
imposant une variation sinusoïdale de la charge à l’essieu et en s’affranchissant du modèle
quasi-statique de la caisse. Une simplification ultime du problème est obtenue en considérant
que ce phénomène de report de masses (variations de q1 et q2) n’affecte qu’un seul boggie et
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non l’ensemble de la caisse. L’ensemble de l’étude a donc été mené sur un seul boggie
[ESC 99-1].
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fc2 : réaction horizontale du rail sur l’essieu 2

Figure 3.17   Systèmes mécaniques étudiés

3.3.3.2. Modélisation du contact roue-rail

Le modèle mécanique retenu pour simuler la transmission de puissance d’un essieu au
boggie est très similaire à celui utilisé pour le véhicule électrique. Comme pour le contact
roue-route, le coefficient d’adhésion µ est fonction du glissement λ entre la roue et le rail.
Cette fonction est ici paramétrée par un coefficient µmax, caractéristique de la qualité
d’adhérence entre une roue et le rail. Ce coefficient est donc susceptible de varier en fonction
des conditions d’adhésion dépendantes de l’environnement (humidité, verglas etc.). Une
allure de la caractéristique µ(λ) est donnée Figure 3.18.a.

Enfin, l’expression de la force de traction au point de contact est donnée par la formule
[LOC 99] :
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où q désigne la réaction normale du rail sur un essieu et CKalker un coefficient rendant compte
de caractère élastique du contact roue-rail.

On donne une représentation graphique de cette formule à µ donné (Figure 3.18.b).
Comme pour le véhicule électrique, on distingue deux zones sur cette caractéristique : une
zone � dite de pseudo-glissements pour laquelle la quasi-totalité de la force est transmise au
boggie, et une zone � pour laquelle fc est limitée (phénomène de patinage).
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Figure 3.18   Caractéristiques de contact roue-rail

Le GIC et la REM correspondant à la transmission d’un essieu au boggie sont donnés
Figure 3.19.
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Figure 3.19   Transmission de puissance au boggie : GIC (a) et REM (b)

Une telle représentation montre que l’ensemble des perturbations mécaniques envisagées
(broutement et patinage) n’intervient qu’au niveau du contact roue-rail. Il convient de noter
que la réaction verticale du rail sur l’essieu, notée q, est considérée comme perturbation
externe faute d’un modèle de suspension complet. Ainsi, le phénomène de broutement est
simulé en imposant une variation sinusoïdale basse fréquence de q.
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3.3.3.3. REM du boggie

On donne, Figure 3.20, la REM d’un boggie. Cette représentation fait notamment apparaître :

- une source électrique (SE) constituée de la caténaire et du filtre d’entrée (RLC) du
convertisseur de puissance,

- un convertisseur électrique (CE) de type onduleur de tension triphasé,
- un couplage électrique (CC) induit par la mise en parallèle des deux machines

asynchrones (MAS),
- les transmissions mécaniques dites "Transmissions Jacquemin" (TJ) assurant le transfert

de puissance des moteurs jusqu’aux roues,
- le contact roue-rail (CRf) modélisé au § 3.3.3.2.
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Figure 3.20   REM d’un boggie

La résolution du problème posé par le couplage électrique n’est pas l’objet de ce travail :
une solution à ce problème est la commande moyenne présentée au § 3.3.2. C’est cette
solution que nous retiendrons pour structurer l’algorithme de commande.

Remarque : une représentation causale de la machine asynchrone sera développée au chapitre 4. Elle
est ici résumée à sa fonction globale de convertisseur électromécanique.

3.3.3.4. Comportement du système vis à vis d’un patinage

On simule, à t = 5,5 s, le patinage d’une roue (entraînée par le moteur 1). Ce patinage est
simulé par le passage instantané de µmax = 4 (conditions d’adhérence "normales") à µmax = 2
(perte d’adhérence). Le contrôle moyen est maintenu pendant tout l’essai. Le couple de
référence est fixé à 10 000 N.m.
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La conséquence la plus importante est l’accroissement des vitesses de chacun des moteurs
(Figure 3.21.a). Pour le moteur perturbé, ce phénomène est celui du patinage entraîné par la
chute du coefficient d’adhésion. Pour le moteur non affecté directement par la perturbation
mécanique, l’analyse est différente : elle résulte directement du couplage électrique. Les
moteurs sont soumis aux même tensions. Or, à tension et fréquence données, la vitesse d’une
machine asynchrone est relativement indépendante de la charge (au glissement près) : les
deux machines ont donc des vitesses similaires quel que soit le type de contrôle adopté
(maître-esclave ou moyen).
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Figure 3.21   Vitesses moteurs (a) – Glissements (b)

Dans le détail (Figure 3.22), on note une diminution du couple moteur perturbé (environ
25%) et un accroissement (dans les mêmes proportions) du couple du moteur non affecté. La
diminution du couple sur le moteur 1 est cependant insuffisante pour éviter le phénomène de
patinage.
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Les interactions en présence (mise en parallèle des deux moteurs et charge mécanique
commune), mais aussi la difficulté d’appréhender finement les conséquences sur le système
d’un contrôle moyen, rendent difficiles l’analyse de ces dernières observations. On notera
néanmoins que le contrôle moyen remplit sa fonction en maintenant flux et couple moyens à
des valeurs quasiment constantes.

3.3.4. Mise en place d’une Commande à Modèle de Comportement

La structure de commande maximale, telle qu’elle est suggérée par l’inversion de la REM,
suppose la mesure ou l’estimation de la vitesse linéaire du convoi : de ce point de vue,
l’inversion de la REM de la partie mécanique du boggie pose strictement les mêmes
problèmes que ceux abordés avec le véhicule électrique (cf. § 3.2.2.1).

Or, dans le cahier des charges imposé par le LEEI et issu de contraintes industrielles, les
seules grandeurs mécaniques supposées accessibles sont les vitesses de rotation des moteurs.
Celles-ci diffèrent de celles des deux roues à cause de la transmission mécanique. Les
différents coefficients d’élasticité (ou raideur de torsion) confèrent à ce système de
transmission un ordre 4. Cet ordre élevé, associé à la faible résolution du capteur (128 points),
rend difficile toute estimation de la vitesse linéaire avec une précision compatible avec la
mesure d’un glissement. Dans cette configuration, une structure de commande s’inspirant de
la structure de commande maximale donnée au § 3.2.2 semble donc devoir être écartée.

Les stratégies développées au LEEI, se sont refusées jusqu’alors à toute action sur le
couple de référence. Cet a priori, imposé par des contraintes industrielles, a conduit à la mise
en place d’un anti-patinage original reposant sur une commande maître-esclave [ESC 99-1].
Cet anti-patinage utilise la forte interaction (due à l’alimentation commune) entre les deux
moteurs. Cependant, cette stratégie ne permet pas de résoudre le problème posé par un
patinage simultané des deux moteurs (perturbations des moteurs maître et esclave – hypothèse
tout à fait réaliste).

On envisage donc ici une structure CMC identique à celle développée pour le véhicule
électrique pour remédier au phénomène de patinage décrit plus haut. Le couplage électrique
étant résolu par une commande considérant un moteur fictif moyen, on applique la CMC au
contrôle vectoriel moyen défini au § 3.3.2. Le processus P (Figure 3.23) a donc pour entrée le
couple de référence du contrôle moyen (noté ici cm-reg et résultant de l’action du conducteur du
train pour moduler la vitesse du convoi) et pour sortie la vitesse moyenne des moteurs Ωmoy.
Comme pour le véhicule électrique, le but de cette commande à modèle est de maintenir, en
permanence et au moyen d’un correcteur de comportement Cc, la vitesse du processus à une
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valeur imposée par un modèle sans glissement (de la même manière que pour le VE,
cf. § 3.2).
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Figure 3.23   Stratégie de commande CMC appliquée à un boggie.

3.3.5. Résultats

3.3.5.1. Analyse globale

Cette analyse se fait en considérant les valeurs moyennes du processus. On compare ainsi,
Figure 3.24.a, les vitesses moyennes avec et sans CMC. On remarque que, globalement, le
phénomène de patinage semble évité. Ce résultat est obtenu par réduction du couple cm-reg du
contrôle moyen (Figure 3.24.b).
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Cette réduction de couple est le résultat du bon comportement de la boucle de vitesse : on
retranche au couple cm-ref un terme de correction ∆cm-reg de manière à maintenir la vitesse
imposée par le modèle sans glissement. Par comparaison, les lois de commande implantées
industriellement imposent un couple nul pendant un temps très court au delà duquel on vérifie
que le phénomène de patinage a bien disparu : on oppose, à cette action grossière sur le
couple moteur, l’action graduelle obtenue grâce à la CMC.

3.3.5.2. Analyse détaillée

Comme nous l’avons fait précédemment pour le contrôle moyen, on analyse dans le détail,
l’influence de la perturbation mécanique sur les principales variables du système.

D’un point de vue mécanique, on confirme que le phénomène de patinage est bien évité :
les vitesses de deux moteurs restent maîtrisées pendant tout l’essai (Figure 3.25.a). On note
l’accroissement des glissements respectifs des deux roues : ceux-ci restent néanmoins à des
valeurs comprises dans la zone de pseudo-glissement (Figure 3.25.b).
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Figure 3.25    Vitesses moteurs (a) – Glissements (b)

L’analyse des variables moteurs (couples et flux, Figure 3.26), comme pour le contrôle
moyen seul, est rendue difficile par les couplages mécanique et électrique du système. Les
remarques faites à propos du contrôle moyen au § 3.3.3.4 restent valables. Une analyse plus
détaillée du comportement du système (notamment au niveau des grandeurs électriques du
filtre d’entrée RLC) est disponible dans [PIE 99-2].
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Conclusions

On a proposé, dans le cadre de ce chapitre, une structure de commande pour résoudre le
problème de couplage mécanique d’un véhicule électrique. La démarche visant à obtenir une
structure de commande optimale repose ici sur le formalisme suggéré par la REM.
L’utilisation de cet outil met en évidence les fonctions à réaliser (différentiel et anti-patinage)
pour assurer la stabilité du véhicule. On réalise ces fonctions grâce à deux structures de
commande : l’une déduite directement de la structure de commande maximale (et supposant
toutes les grandeurs mesurables ou estimables), l’autre à base d’une commande à modèle de
comportement. Ces structures ont montré leur capacité à rejeter les perturbations induites par
le caractère non linéaire du contact roue-rail ou roue-route. La commande à modèle de
comportement présente de nombreux avantages : l’entrée du système reste un couple de
référence et on s’affranchit ainsi de toute mesure (toujours délicate et coûteuse) de la vitesse
linéaire du véhicule ou du boggie.

Si le principe de ces deux stratégies a été validé, des études complémentaires devraient
permettre de mieux les caractériser par rapport aux solutions actuelles basées sur les réseaux
de neurones ou la logique floue [BRO 97, HIL 97, DEM 98]. Une comparaison de ces
stratégies avec la Commande à Modèle de Comportement serait particulièrement
intéressante : cette dernière semble se distinguer de ces autres méthodes par sa simplicité de
mise en œuvre. Les perspectives d’étude et développement de cette solution sont
nombreuses : étude de robustesse aux paramètres (variations et/ou méconnaissance de l'inertie
globale), choix d’autres modèles de comportement (autres que le modèle idéal sans
glissement), utilisation de correcteurs non linéaires etc.
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Paramètres de simulation Véhicule Electrique

Paramètres Machines à Courant Continu à aimants permanents
In = 50 A Courant nominal moteur
Nn  = 7000 tr/min Vitesse nominale moteur
R = 0,10 Ω Résistance d’induit
L = 0,1 mH Inductance d’induit
kφ  = 0,2 Nm/A Constante de couple

Paramètres Mécaniques
JΩ = 0,07 kg.m2 Inertie totale ramenée sur l’axe moteur
mred = 0,10 Rapport de transformation du réducteur
r = 0,27 m Rayon roue
M = 800 kg Masse véhicule
Faéro = 0,45 v2 Force de résistance aérodynamique
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CHAPITRE 4

Résolution d’un couplage électrique

Introduction

La commande des machines électriques en général, et de la machine asynchrone en
particulier, a fait, au cours des vingt dernières années, l’objet de travaux nombreux et variés.
L’essentiel de ces travaux a été consacré à l’amélioration des performances du contrôle
dynamique des variables couple et flux : de simples lois statiques basées sur un modèle de la
machine asynchrone en régime permanent, nous avons vu se généraliser l’utilisation de
commandes dynamiques qualifiées de vectorielles en raison de leur conception basée sur le
calage du référentiel d’étude avec un vecteur flux choisi dans l’entrefer [CAR 95].

L’étude qui suit ne s’inscrit pas tout à fait dans cette évolution : il s’agit ici de structurer
une commande simple, dans le repère naturel de la machine (ou repère statorique fixe), afin
d’envisager son extension à la structure multimachine présentée au chapitre 1. Cette structure
est composée d’un onduleur quatre bras alimentant deux machines asynchrones : une telle
configuration impose aux deux machines une tension vsβ identique dans le repère de
Concordia lié au stator (cf. annexe 1). Ce couplage électrique fort ne permet pas un contrôle
dissocié des deux moteurs comme cela a été envisagé chapitre 3 pour la résolution du
couplage mécanique : on ne dispose plus ici, a priori, de la possibilité d’imposer librement le
couple électromagnétique sur chaque moteur. L’objectif de ce chapitre est d’évaluer la
capacité de la structure à imposer un différentiel de couple permettant d’assurer une fonction
anti-patinage telle qu’elle a été obtenue au chapitre 3.

On a exprimé, dans le repère de Concordia, la contrainte induite par l’utilisation d’un
onduleur quatre bras (cf. annexe 1). Ce repère est considéré comme naturel, puisque une
simple transformation linéaire permet d’aboutir à une machine diphasée équivalente ou
machine diphasée généralisée [DEG 97]. C’est le modèle électromagnétique de cette machine
que nous nous proposons de développer dans la première partie de ce chapitre. Ce modèle est
établi sous la forme d’un Graphe Informationnel Causal (modèle GIC). Comme nous l’avons
vu précédemment, l’intérêt de ce formalisme réside dans l’aspect descriptif qu’il donne sur les
causalités régissant le processus considéré ; cette propriété est particulièrement importante
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pour déterminer les modes d’action possibles pour le contrôle du couple. Le modèle GIC
montre ici que la machine diphasée est équivalente à deux machines à courant continu
contribuant chacune, de manière équilibrée, au couple électromagnétique global développé
par la machine triphasée. Dans ces conditions, la structuration de la commande met en
évidence la difficulté à définir les couples de référence pour chacune de ces machines
fictives : la résolution de ce problème fait l’objet de la deuxième partie de ce chapitre.

Dans l’application multimachine envisagée, la résolution du couplage électrique amont
(bras d'onduleurs communs aux machines) peut se faire selon les règles d’inversion
systématiques définies chapitre 1 ; il en résulte alors deux types de contrôles : le contrôle
moyen et le contrôle maître-esclave. Ces stratégies sont présentées dans la dernière partie de
ce chapitre.

4.1. Modèle électromagnétique de la machine asynchrone

4.1.1. Hypothèses de modélisation

La machine asynchrone considérée est classique : elle est constituée d’un stator
triphasé (induit) et d’un rotor à cage ; l’entrefer est constant et le nombre de paires de pôles
égal à deux. La modélisation électromagnétique repose sur les hypothèses classiques : circuit
magnétique non saturé, perméance constante, effets d’encoche négligés, force
magnétomotrice d’entrefer à répartition spatiale sinusoïdale [CAR 95]. Ces hypothèses sont à
la base du modèle développé annexe 3 : ce modèle est basé sur les variables d’état courant
statorique is et flux rotorique φr dans le repère naturel de la machine. Nous nous contenterons,
dans ce chapitre, d’utiliser les principaux résultats de cette modélisation avec l’objectif
d’aboutir rapidement au modèle GIC de la machine. Cette démarche est à rapprocher
fortement de celle initiée sur une machine synchrone à pôle lisses [DEG 00].

4.1.2. Modélisation électromagnétique par machines élémentaires

Les calculs menés annexe 3 et relatifs à la modélisation de la machine asynchrone dans le
repère de Concordia lié au stator, aboutissent aux expressions des tensions statoriques (4.1).
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où : Rsr désigne la résistance totale ramenée au stator (cf. annexe 3),

sLσ désigne l’inductance de fuite totale ramenée au stator.

Les termes eα et eβ résultent de couplages électromécanique et électromagnétique entre les
enroulements selon les équations :
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De manière très similaire aux forces électromotrices développées par une machine à
courant continu, nous choisissons d'exprimer les tensions e’α et e’β sous la forme :
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avec :

[ ]

[ ]
�
�

�

�
�

�

�

=

−=

ββ

αα

θφ

θφ

fsr
r

fsr
r

R
L
Mpk

R
L
Mpk

)cos(

)sin(
 (4.4)

où θs désigne la position angulaire du flux rotorique dans le repère lié au stator.

Le système d’équations (4.5) complète la modélisation de la conversion électromécanique :
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Les relations [Rgα] et [Rgβ] caractérisent un groupement gyrateur de couplage équivalent à
celui mis en évidence pour la machine à courant continu (cf. chapitre 1).

Enfin, les échanges d’énergie électromagnétique entre le moteur et son alimentation sont à
l’origine de termes de couplage supplémentaires donnés par :

�
�

�

�
�

�

�

−=

−=

)sin(

)cos(

2
''

2
''

srr
r

srr
r

R
L
Me

R
L
Me

θφ

θφ

β

α

 (4.6)



4. Résolution d’un couplage électrique

- 90 -

Remarque : en régime permanent, la valeur moyenne du produit αβαβ s
t ie" est nulle contrairement à celle

du produit αβαβ s
t ie '  qui représente la puissance mécanique transmise à l’arbre moteur.

Le modèle ainsi obtenu montre que la machine généralisée est, d’un point de vue
électromécanique, équivalente à l’association de deux machines à courant continu
élémentaires fictives ( αM  et βM , Figure 4.1), couplées mécaniquement. Chacune est le siège
d’une force électromotrice (f.e.m. '

αe  et '
βe ) et contribue au couple électromagnétique global

selon l’équation :

[ ]ceee Rccc βα +=  (4.7)
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Figure 4.1 GIC de la machine asynchrone – Production de couple

L’équation différentielle régissant l’évolution de la vitesse du rotor est donnée par :

[ ]mse
m Rcc

dt
dJ −=
Ω  (4.8)

Le modèle dynamique de la machine asynchrone est désormais complet pour sa partie
"production de couple" (Figure 4.1). Ce modèle est néanmoins parcellaire et incomplet : il ne
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rend pas comte de la création du flux rotorique dans la machine. On exprime le module de ce
dernier en régime permanent (cf. annexe 3) par l’équation :

))sin()cos(( ssssr iiM θθφ βα +=  (4.9)

On justifie le choix d’une modélisation statique de cette grandeur au § 4.2.1. Les relations
classiques de cinétique interne sont données par :

[ ]1θωΩω Rp rms += [ ]2θωθ Rdtss �=  (4.10)

où on rappelle que θs désigne la position angulaire du flux rotorique dans le repère lié au
stator et ωr la pulsation de glissement (cf. annexe 3) qui s’exprime par :
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Le modèle GIC résultant de cette modélisation est donné Figure 4.1.

4.2. Commande monomachine déduite du modèle aux machines élémentaires

4.2.1. Élaboration des références de couple

L’objectif est de déterminer les tensions instantanées de réglage vsα-ref et vsβ-ref à appliquer
aux bornes de la machine à partir d’une référence donnée du couple électromagnétique ce-ref.
L’application du principe d’inversion directe se voit confronté à la non-bijectivité de la
relation [Rc] : en effet, il s’agit alors d’exprimer les références des couples ceα-ref et ceβ-ref à
partir d’une seule et même entrée ce-ref. Il est nécessaire ici de définir une relation
supplémentaire pour obtenir totalement la structure de commande. Le degré de liberté
supplémentaire offert par l’inversion d’une relation non bijective peut être utilisé dans le but
d’optimiser le fonctionnement du processus à commander [HAU 99-2]. Un critère
d’optimisation, bien connu dans la commande de machines asynchrones, est le maintien du
flux (rotorique dans notre cas) à une valeur constante. Ce choix constitue effectivement un
critère d’optimisation : il optimise le rendement de conversion électromécanique de la
machine et valide, a posteriori, l’hypothèse de linéarité ayant prévalu à l’établissement du
modèle électromagnétique de la machine.

On fait donc, dans le cadre de la commande développée, le choix classique de maintenir le
module du flux rotorique à sa valeur nominale.
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Pour définir la relation supplémentaire nécessaire à la structure de commande, on a recours
aux résultats du régime permanent [DEG 00], notamment ceux relatifs à l’évolution du flux
rotorique dans la machine. Ce choix exclut, a priori, tout contrôle dynamique de cette
grandeur : il est souvent à la base de lois de commande de machines dont les constantes de
temps électromécaniques sont grandes devant les constantes de temps électromagnétiques
[BIH 94]. Il revient également à considérer que l’évolution du flux rotorique est régie par une
succession de régimes permanents. On suppose alors, qu’à chaque instant, le flux rotorique est
égal à sa valeur de référence selon l’équation :

refrr −= φφ  (4.12)

Ces hypothèses peuvent sembler pénalisantes et devoir exclure la commande proposée de
la classe des commandes vectorielles au sens strict du terme : nous montrerons que la capacité
de l’algorithme de commande à imposer en permanence la relation (4.12) range, malgré tout,
cette stratégie parmi celles capables de contrôler flux et couple de manière dynamique.

En régime permanent, l’expression du flux dans la machine est donnée par l’équation (4.9).
Les expressions des courants isα et isβ, fonctions des couples élémentaires ceα et ceβ selon
l’équation (4.5), permettent alors de définir la relation supplémentaire liant ceα-ref et ceβ-ref :

)~2sin(
2

)~(cos)~(sin
2

22
s

r

refr
srefesrefe L

pcc θ
φ

θθ αβ
−

−− =−  (4.13)

L’inversion de la relation [Rc] impose :

refereferefe ccc −−− =+ βα  (4.14)

On déduit, des équations (4.13) et (4.14), l’expression des couples de référence ceα-ref et ceβ-ref :
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Une manipulation trigonométrique de ces expressions montre que chaque couple de
référence est la somme d’un terme constant (égal au demi-couple de référence) et d’un terme
pulsatoire de phase sθ~2  [DEG 00] :
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Il apparaît donc que chacune des machines élémentaires, telles que nous les définissons au
moyen du modèle GIC de la Figure 4.1, fournit la moitié du couple auquel s’ajoute une
composante pulsatoire de même amplitude et de fréquence double de celle de la vitesse
électrique de rotation du flux rotorique dans le repère de Concordia lié au stator. Ces résultats
classiques, puisqu’ils découlent de bilans de puissance de machines monophasées, montrent
comment le couplage mécanique implicite entre les deux machines fictives élimine la
puissance pulsatoire.

Les couples élémentaires de référence étant totalement définis, nous disposons alors des
éléments nécessaires pour déterminer la structure globale de commande (Figure 4.2).
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Figure 4.2 Structure de commande en couple de la machine asynchrone
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La structure de commande est obtenue par application des principes systématiques
d’inversion du modèle GIC. Les relations de commande se déduisent donc par inversion
(relations avec exposant " –1 "), les relations d’observation reconstituant des variables internes
s’obtiennent simplement par "recopie" (relations et variables repérées par des tildes " ~ "). Les
grandeurs mesurées sont repérées par le symbole " 

�

 ".

Les références des courants, élaborées par Rgα
-1 et Rgβ

-1, nécessitent la connaissance des
coefficients de couplage électromécanique kα et kβ. Ces derniers sont reconstitués grâce à une
estimation de la position angulaire du flux rotorique.

La structure d’estimation de l’angle sθ~  est donnée Figure 4.3. Basée sur les équations
(4.10) à (4.11), elle suppose qu’à chaque instant le couple moteur et le flux rotorique sont
égaux à leurs valeurs de référence (Relation [ 1

~
θR ]). Pour le flux rotorique, cette hypothèse est

celle déjà formulée équation (4.12) et que l’on se propose de vérifier, a posteriori, sur les
résultats du contrôle. Concernant le couple électromagnétique, cette hypothèse résulte:

- du caractère rigide des relations liant ce couple aux courants isα et isβ,
- de la capacité supposée (robustesse) du correcteur résonnant à imposer en permanence

isα = isα-ref et isβ = isβ-ref .

ce-ref

φr-ref

rω~ sω~
mΩ

�

1
~

θR 1
2

−
θR 2

~
θR s

~θ

Figure 4.3 Estimateur de position du flux rotorique

Enfin, les relations Rα
-1 et Rβ

-1 caractérisent les asservissements des courants ; ces relations
prévoient la compensation des f.e.m : nous verrons que les qualités de régulation des
correcteurs résonnants décrits au chapitre 2 permettent de s’affranchir de ces compensations.
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4.2.2. Synthèse et implantation des correcteurs résonnants

4.2.2.1. Synthèse des correcteurs résonnants

On rappelle l’expression du correcteur résonnant donnée chapitre 2 :
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 (4.17)

On a proposé un réglage de ce correcteur selon la méthode de l’optimum symétrique. Cette
méthode présente l’avantage de fixer la bande passante de la boucle de courant en fonction de
la plus petite constante du système (notée τs). Cette constante est ici imposée par la fréquence
de commutation du convertisseur de puissance (FMLI = 1,5 kHz) selon l’expression :

33,12 ==
MLI

s F
τ  ms  (4.18)

C’est cette constante de temps qui limite la zone de fonctionnement stable du système et
donc sa dynamique. Cette méthode de réglage aboutit aux choix de τ1, τ2 et K :
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où G désigne le gain statique de l’ensemble onduleur-charge.

4.2.2.2. Discrétisation du correcteur

Dans le but d’implanter le correcteur résonnant dans une architecture numérique de type
carte DSP Dspace  1103, on en définit un modèle discrétisé en appliquant la transformée
bilinéaire à l’expression du correcteur donnée équation (4.17). Ce passage du domaine
continu au domaine discret s’effectue à l’aide de la transformation de Tustin :
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où fe désigne la fréquence d’échantillonnage égale ici à 10 kHz.
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On obtient comme transmittance du correcteur :
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Les coefficients du correcteur dépendent tous de la pulsation ωo. La prédominance du
terme D1(z) dans la fonction de transfert du correcteur a déjà été montrée [VAN 98] : elle
nous conduit à considérer les autres coefficients constants pour ne pas alourdir le temps de
calcul. Enfin, l’équation de récurrence caractéristique du correcteur est implantée sous une
forme directe canonique [WUL 00].

4.2.3. Résultats expérimentaux

Pour valider la structure commande en couple du moteur, on soumet celui-ci à un
échelon de couple de 8,5 N.m à t = 2 s. Le flux est maintenu à sa valeur nominale donnée par
l’équation [CAR 95, MIL 97] :
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sns

sn
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VM
ω

φ  Wb  (4.23)

La machine asynchrone est chargée mécaniquement par une génératrice à courant continu à
aimants permanents débitant sur une charge résistive. L’ensemble permet de simuler une
charge possédant une inertie égale à 0.014 kg.m2 et un frottement visqueux équivalent à
0,131 N.m.s.rad-1. Les autres paramètres moteurs sont donnés à l’annexe 3.

Un premier résultat (Figure 4.4) est relatif aux excellentes performances du contrôle des
courants isα et isβ. Avant l’échelon de couple, le courant isα est maintenu à 2,24 A : cette
valeur correspond au courant nécessaire pour magnétiser la machine. Celui-ci est imposé
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naturellement par la structure de commande. On notera également l’excellente corrélation
entre résultats simulés et résultats expérimentaux. On observe, sans l’expliquer, un
dépassement plus important que prévu sur le courant isβ.
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Figure 4.4  Contrôle des courants statoriques

On donne, Figure 4.5, l’évolution des différents couples : ceux des machines fictives Mα et
Mβ et le couple électromagnétique global. Les valeurs de référence sont celles imposées par
la structure de commande ; les valeurs réelles sont estimées grâce aux équations (4.4) et (4.5).
Ces estimations nécessitent la connaissance du flux rotorique : celui-ci est obtenu grâce à une
structure d’estimation classique [CAR 95]. La pulsation des couples élémentaires est bien
double de celles des courants statoriques correspondants.
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Figure 4.5 Contrôle dynamique du couple : résultats expérimentaux et simulation
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L’évolution de la vitesse réelle est conforme à celle prévue par le modèle (Figure 4.6) :
ceci valide la bonne estimation des paramètres mécaniques. Enfin l’analyse de l’évolution du
flux au changement de couple montre que celui-ci est très peu perturbé (de l'ordre du
pourcent)  : on confirme ici l’hypothèse φr = φref  faite au moment de la conception de la
commande.

1.95 2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25
0

10

20

30

40

50

60

70

Temps (s)

Vi
te

ss
e 

(ra
d/

s)

1.95 2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25
0

10

20

30

40

50

60

70

Temps (s)

Vi
te

ss
e 

(ra
d/

s)

(a) Vitesse moteur mesurée (b) Vitesse moteur simulée

1.95 2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25
1.13

1.135

1.14

1.145

Temps (s)

φ r
 (W

b)

1.95 2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25
1.13

1.135

1.14

1.145

Temps (s)

φ r
 (W

b)

(c) Flux rotorique: référence et estimé (d) Flux rotorique: référence et simulé

Figure 4.6  Evolution des grandeurs vitesse et flux rotorique
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4.3. Extension à une application multimachine

4.3.1. Position du problème

On propose, dans le cadre de cette partie, deux algorithmes de commande basés sur le
principe d’inversion systématique d’un couplage amont défini au chapitre 1.

Quelle que soit la stratégie retenue, le fonctionnement envisagé de l’ensemble
multimachine relève d’un fonctionnement de type marche dégradée. On rappelle
(cf. chapitre 1) que l'utilisation du quatrième bras de l’onduleur est envisagé dans le cas d'un
éventuel déséquilibre mécanique transitoire (phénomène de patinage sur une roue dans
l’application retenue). On se propose alors de "compenser" ce déséquilibre mécanique par un
déséquilibre électrique : celui-ci est forcément à l’origine d’une ondulation de couple sur le(s)
moteur(s) pour lequel(s) le système de tension vsαβ est déséquilibré [VAS 92].

On rappelle, Figure 4.7, la structure de commande maximale envisagée chapitre 1. On fait
apparaître ici les vecteurs tension vs1αβ et vs2αβ alimentant les deux machines asynchrones : on
rappelle au § 4.3.2 comment s’effectue le passage des trois tensions composées délivrées par
l’onduleur aux tensions exprimées dans le repère de Concordia lié au stator. On inclut ici
implicitement cette transformation linéaire dans le couplage électrique CC (Figure 4.7).
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Figure 4.7  Structure de commande maximale du SMM étudié
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La définition des couples de référence à appliquer à chaque moteur en fonction de la
vitesse souhaitée a été à l’origine des structures de commande d’anti-patinage (AP)
développées au chapitre 2. Le contrôle vectoriel (CV) permet, à partir des couples de
référence, de définir les tensions de réglage dans le repère de Concordia lié au stator. La
dernière difficulté à lever est celle du couplage électrique amont induit par l’utilisation
commune de deux bras d’onduleur par les deux machines.

4.3.2. Stratégies de commande basée sur le principe d’inversion

Si on applique rigoureusement le principe d'inversion d’un couplage amont (cf. chapitre 1),
deux structures de commande identiques (CV1 et CV2, cf. Figure 4.7) sont à réaliser et un
critère de pondération est à définir. Ce critère de pondération permet de choisir la part des
références de tensions issues de chacun des contrôles vectoriels pour définir le vecteur de
tension de réglage u1234-reg à appliquer sur l'onduleur. On rappelle (cf. annexe 1) que le vecteur
u1234 est constitué des trois tensions composées imposées par le convertisseur de puissance :
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Une simple transformation linéaire permet le passage de ce vecteur au système de tensions
appliquées aux deux machines dans le repère de Concordia (tension vsβ commune) :
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L’inversion de la relation de passage du vecteur u1234 au vecteur vs12αβ ne pose aucun
problème (cf. annexe 1).

La véritable difficulté réside ici dans le choix de la tension de référence vsβ-ref à partir des
deux tensions vs1β-ref et vs2β-ref issues des deux contrôles vectoriels. Le principe d’inversion
systématique défini au chapitre 1 suggère que ce choix se fasse à l’aide d’un critère de
pondération k (Figure 4.8) selon l’expression :

refsrefsrefs vkkvv −−− −+= βββ 21 )1(  (4.26)
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Un contrôle maître-esclave est réalisé pour k = 1 (machine 1 maître). Un contrôle moyen
est réalisé pour k = 1/2. Les tensions de référence vs1α-ref et vs2α-ref sont, quant à elles, imposées
librement par les contrôles vectoriels CV1 et CV2. La Figure 4.8 résume schématiquement la
manière dont on "résout" le couplage électrique.
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Figure 4.8  Résolution du couplage électrique amont : schéma de détail

4.3.2.1. Contrôle Maître-esclave

On impose donc ici k = 1 en utilisant le contrôle vectoriel défini § 4.2. La structure anti-
patinage retenue est de type CMC telle qu’elle a été définie pour l’application de type traction
ferroviaire du chapitre 2. Les moteurs sont ceux pour lesquels la stratégie monomachine a été
validée expérimentalement (cf. § 4.2.3). On impose au système un couple de référence de
5 N.m et on simule à t = 5 s (en vitesse établie), pendant 1 s, un changement de condition
d’adhérence sur le moteur esclave (moteur 2).

On donne, Figure 4.9, l’évolution des variables couple et vitesse sur le moteur perturbé. Le
phénomène de patinage est bien évité : la vitesse reste maintenue (Figure 4.9.a) grâce à une
réduction sur le couple de référence (Figure 4.9.b) induit par la structure de commande CMC.
Le couple réel suit, en moyenne, sa référence ; l’oscillation observée n’a pas d’influence
visible sur la vitesse : elle est "filtrée" par le système mécanique. On notera néanmoins que
son amplitude croît durant le temps de la perturbation : la valeur maximale de cette amplitude
est donc limitée par la durée de la perturbation. La limite de cette stratégie apparaît alors
clairement, et on confirme ici le caractère nécessairement transitoire de la perturbation (le
patinage ici) que la structure de commande peut rejeter. On remarquera également que l’effet
de la perturbation mécanique sur les variables couple et flux se poursuit au delà de t = 6 s
(temps au delà duquel les conditions d’adhérence redeviennent normales). Enfin, la
perturbation n’affectant pas le moteur maître, et celui-ci bénéficiant d’un contrôle vectoriel
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"intégral", on ne représente pas les courbes de vitesse et de couple : ce dernier est maintenu
parfaitement constant durant tout l’essai.
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Figure 4.9  Contrôle maître-esclave : effet d’une perte d’adhérence sur le moteur esclave

On donne, Figure 4.10, le détail de l’effet de la perturbation sur le couple et le flux : ce
dernier est peu affecté par le régime déséquilibré de tensions imposé par la structure de
commande.
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Figure 4.10   Contrôle maître-esclave : effet d’une perte d’adhérence sur le moteur esclave

Dans un deuxième essai, on simule une perte d’adhérence sur le moteur maître (moteur 1).
On visualise, dans un premier temps, l’effet de cette perturbation sur le moteur esclave
(Figure 4.11). Comme pour l’essai précédent, la perturbation est à l’origine d’une oscillation
de couple sur le moteur esclave (moteur 2), oscillation sensiblement plus importante que celle
observée précédemment. La valeur moyenne du couple moteur reste néanmoins égale à sa
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valeur de référence cm1-ref = 5 N.m (Figure 4.11.a) ce qui permet de maintenir constante la
vitesse (Figure 4.11.b).
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Figure 4.11   Effet d’une perte d’adhérence du moteur maître sur le moteur esclave

On visualise dans le détail l’effet de la perturbation sur le couple et le flux (Figure 4.12).
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Figure 4.12   Effet d’une perte d’adhérence du moteur maître sur le moteur esclave

Enfin, le comportement du moteur maître (moteur 1, bénéficiant d’un contrôle complet de
son couple moteur) est très semblable à celui défini au chapitre 2 pour une structure à
alimentations séparées : son couple de référence est réduit de manière à éviter le phénomène
de patinage (Figure 4.13).
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Figure 4.13   Effet d’une perte d’adhérence sur le moteur maître

4.3.2.2. Contrôle Moyen

On soumet une structure de contrôle moyen (k = 1/2) au même essai que précédemment.
Le moteur perturbé par la perte d’adhérence est le moteur 2. De manière générale, on
remarque que le phénomène du patinage est une nouvelle fois évité : les vitesses des deux
moteurs restent constantes (Figure 4.14.a et Figure 4.15.a).
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On note également que les ondulations de couple se retrouvent sur les deux moteurs : sur le
moteur 2 affecté par la perturbation mécanique (Figure 4.14.a), mais également sur le
moteur 1 par effet du couplage électrique (Figure 4.15.b). Par contre les amplitudes de ces
ondulations sont inférieures à celles observées pour un contrôle maître-esclave (Figure 4.9.b
et Figure 4.11.b). Le contrôle moyen semble avoir pour effet de "répartir" ces ondulations sur
les deux moteurs.
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Figure 4.15   Contrôle moyen : vitesse (a) et couple (b) du moteur 1

La perturbation mécanique n’a quasiment aucune incidence sur les flux (Figure 4.16) :
ceux-ci sont très peu perturbés et on note le comportement quasi-symétrique des deux flux par
rapport à la valeur commune de référence.
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Conclusions

Nous avons, dans le cadre de ce chapitre, structuré une commande vectorielle d’un moteur
asynchrone dans le repère naturel de la machine ou repère de Concordia lié au stator. Le
modèle GIC montre que, dans ce repère, la machine triphasée est équivalente à deux machines
élémentaires contribuant chacune, de manière équilibrée, au couple électromagnétique global.
Dans ces conditions, la structuration de la commande met en évidence la difficulté à définir
les couples de références pour chacune de ces machines fictives : celle-ci est levée en utilisant
les résultats du régime permanent, notamment ceux relatifs à l’expression du flux rotorique
dans la machine. L’hypothèse du régime établi faite sur cette grandeur n’affecte en rien la
qualité du contrôle : les résultats obtenus montrent que couple et flux rotorique sont contrôlés
de manière dynamique. Par contre, cette hypothèse justifierait une étude de sensibilité
paramétrique sur le flux rotorique : une telle étude permettrait de bien évaluer l’importance de
la bonne connaissance des paramètres moteurs sur les résultats obtenus.

L’utilisation de ce contrôle vectoriel au système multimachine étudié se heurte, dans un
premier temps, au couplage électrique amont. Nous avons défini au chapitre 1 les principes
d’inversion systématiques de tels couplages. Ces principes sont à la base de deux structures de
commande qui montrent leur bonne capacité à contrôler, de manière transitoire, les deux
couples sur les deux machines asynchrones. L’analyse fine des résultats obtenus est rendue
difficile par la nature même du principe d’inversion du couplage électrique : le choix
arbitraire fait sur les tensions de référence issues du contrôle vectoriel. L’analyse de l’impact
de ce choix sur le contrôle des variables de type flux et couple n’est pas trivial. Les principes
d’inversion présentent néanmoins l’intérêt de proposer une solution. Celle-ci n’est pas
forcément unique. Il est probable que ces résultats puissent encore être améliorés
sensiblement : il conviendrait, entre autres, de bien évaluer les possibilités d’extension, au
SMM considéré, de stratégies visant à minimiser les ondulations de couples dans des marches
dégradées d’applications monomachines [ELC 93, KAS 94, BOS 97].
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CONCLUSION GENERALE

Nous avons, dans le cadre de ce travail, défini entièrement la commande d’un véhicule
électrique. Celui-ci possède deux moteurs asynchrones alimentés par une structure de
convertisseur particulière : un onduleur possédant quatre bras. Le système de traction étudié
appartient à la catégorie des Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs (SMM). Les
approches de différents laboratoires français sur le sujet ont été mises en commun et ont
permis d’aboutir à un formalisme visant, dans un premier temps, à caractériser ces systèmes
complexes. Ce formalisme a permis, en autres, de mettre en évidence l’existence de couplages
élémentaires (magnétique, mécanique et électrique) dans une chaîne de conversion
électromécanique. L’utilisation de ce formalisme pour le système de traction étudié met en
évidence deux couplages : l’un, électrique, est lié à l’utilisation commune de deux bras
d’onduleur, l’autre, mécanique, est relatif à la contribution commune des deux roues motrices
à l’avancement du véhicule. Ce formalisme ne se limite pas à la représentation des SMM : on
associe, à cet outil graphique susceptible d’aider à la compréhension du système, une
démarche systématique de conception de lois de commande basée sur l'inversion pas à pas des
causalités.

Les problèmes de robustesse dans la commande des systèmes électromécaniques sont
toujours d’actualité : les SMM n’échappent pas à la règle [VUL 02]. Pour pallier ces
problèmes, divers outils et dispositifs de commande sont mis en œuvre. Il s’agit, dans un
premier temps, d’une commande à modèle particulière ou Commande à Modèle de
Comportement (CMC) : l’apport de ce travail concerne essentiellement l’utilisation de cette
structure pour la résolution de problèmes non linéaires. Les perspectives relatives au
développement de la CMC sont nombreuses. La synthèse du correcteur de comportement est
ainsi une véritable gageure. On rappelle ici que l’on veut faire tendre un processus vers son
modèle : l’écart processus-modèle, pouvant avoir des origines variées (non-linéarités, non-
stationnarités…) et incertaines (perturbations, bruits…), devient difficilement quantifiable.
L’utilisation d’outils spécifiques pour traiter cet écart semble devoir faire partie des
perspectives de ce travail. Nous avons montré ensuite, la capacité de deux types de
correcteurs de courants, à assurer le contrôle de grandeurs sinusoïdales. L’apport de ce
mémoire est aussi relatif à la synthèse et la validation expérimentale de ces méthodes de
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régulation. De manière générale, outre la robustesse qu’ils confèrent aux algorithmes de
commande, ces outils ont la particularité de bien s’adapter aux couplages identifiés.

L’inversion du couplage mécanique met en évidence les fonctions "différentiel" et "anti-
patinage" à assurer par l’algorithme de commande. On se propose d’assurer la première
fonction dans le cadre du contrôle longitudinal du véhicule ; la répartition équilibrée des
forces de traction intervient alors sous la forme d’un critère de pondération. Une perspective
est liée à la détermination de ce critère dans le cas d’un virage. La réponse à ce problème n’est
pas triviale et les solutions proposées dans la littérature sont souvent différentes
[HOR 98, ROC 99]. Le problème posé par la fonction d’adhérence est résolu, en partie, à
l’aide d’une Commande à Modèle de Comportement. Qu’il s’agisse d’un véhicule électrique
ou d’une application de traction ferroviaire, la CMC montre, dans les deux cas, sa capacité à
éviter le phénomène de patinage. Une perspective réelle de développement de cette structure
de commande est relative au modèle de comportement choisi pour éviter le phénomène de
patinage.

Le problème lié au couplage électrique est résolu séparément. On conçoit, dans un premier
temps, un algorithme de commande monomachine dans le repère naturel de la machine. On
envisage ensuite son extension à l’utilisation d’un onduleur quatre bras pour alimenter les
deux machines asynchrones de l’application. On évalue ainsi les solutions résultant des
principes d’inversion systématiques d’un couplage amont : celles-ci permettent d’imposer des
couples différents sur les deux moteurs afin d’éviter le phénomène de patinage. Dans tous les
cas, les ondulations de couple confèrent au système un fonctionnement en marche dégradée.
Les perspectives sont ici relatives aux validations expérimentales des résultats de simulation,
avec des probabilités de réussite non négligeables au vu de la qualité des résultats
expérimentaux obtenus dans un cas monomachine.

L’étude menée dans son intégralité pour un véhicule électrique confirme que le formalisme
est désormais bien structuré pour sa partie représentation des transferts énergétiques. Pour la
commande, une solution est proposée grâce aux principes d’inversion quelle que soit la nature
du couplage. L’aspect systématique dans la structuration d’un algorithme de commande est
essentiel : il permet, quel que soit le problème posé, d’obtenir au moins une solution de
commande. Parmi les méthodes d’inversion, celle liée à la résolution d’un couplage amont est
particulièrement critique. Un tel couplage équivaut souvent à la perte d’un degré de liberté
pour la commande : ce cas correspond à un nombre de variables de réglage inférieur au
nombre de variables à contrôler. C’est le couplage de partage de ressources par excellence et
un couplage contraignant pour les SMM. Dans l’application envisagée, le principe d’inversion
conduit à un choix arbitraire de trois tensions de réglage parmi les quatre issues de la
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l’algorithme de commande amont : on évalue alors, après coup, l’influence de ce choix sur le
comportement global du système. Ce principe d’inversion semble devoir faire l’objet de
travaux ultérieurs : une hiérarchisation dans la priorité des variables à contrôler, une
représentation du système sous la forme d’état afin de conclure sur sa commandabilité, sont
autant de pistes dans la recherche d’autres solutions pour l’inversion de ce type de couplage.
Il est à noter que le projet SMM du nouveau GdR ME2MS (Maîtrise de l'Energie Electrique
du Matériau au Système, 2002-2005) a inscrit cette thématique dans ses objectifs. De manière
plus générale, il est probable que l’analyse de solutions mises en œuvre sur des systèmes
existants viendra encore enrichir encore la démarche et proposer d’autres perspectives pour
les problèmes évoqués. A l’inverse, l’utilisation du formalisme SMM, dans sa forme actuelle,
pour des systèmes dont les couplages n’ont pas encore trouvé de solutions, semble
prometteuse : on citera à titre d’exemple, les travaux sur les machines polyphasées [SEM 02],
les systèmes de traction à grand nombre d’actionneurs [BOU 02], les systèmes de type
enrouleur-dérouleur [CHA 02, HAK 02]… L’application du formalise SMM à ces systèmes
devrait contribuer à son développement naturel.
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ANNEXE 1

Mise en évidence des contraintes imposées par l’utilisation
d’un onduleur quatre bras pour l’alimentation de deux

machines asynchrones

On propose ici de mettre en évidence les contraintes imposées par l'utilisation d'un
onduleur possédant quatre bras dans l'alimentation de deux machines asynchrones
(Figure A1.1). La tension commune u23 imposée aux deux machines ne permet pas un contrôle
complètement dissocié des deux moteurs. On fait le choix d’exprimer ces contraintes dans le
repère de Concordia avec l’objectif ultérieur de synthétiser une commande de machine
asynchrone dans ce repère (cf. chapitre 4).

O 321
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N1 N2

MAS1 MAS2
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Figure A1.1  Alimentation de deux machines asynchrone par un onduleur 4 bras

Le convertisseur est idéalisé : on considère que cette structure de puissance est capable de
générer trois tensions composées de manière indépendante, tensions que l’on exprime à
travers le vecteur u1234 :
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On exprime les tensions imposées aux deux machines dans le repère de Concordia à l’aide
des vecteurs vs1αβ et vs2αβ :
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L’objectif est d’exprimer ces deux vecteurs en fonction de u1234 : ce passage s’effectue à
l’aide de relations de passage classiques (transformation de Concordia et transformation
Etoile-Triangle) et grâce à l’expression matricielle des contraintes induites par l’utilisation
commune de deux bras d’onduleur (cf. Figure A1.2).
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Figure A1.2 Relations de passage

A1.1. Transformation de Concordia

La transformée de Concordia permet de passer du système de tensions simples vsabc

appliquées à la machine au système vsαβo de tensions exprimées dans le repère de Concordia
selon l’équation [CAR 95] :
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En l’absence de composante homopolaire, on définit une matrice T23 permettant le passage
du système vsαβ  au système vsabc :

sabcs vTv 23=αβ  (A1.4) 

avec:
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En tenant compte des deux machines, on peut écrire :
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A1.2. Transformation étoile-triangle

En considérant une nouvelle fois que la composante homopolaire est nulle, le système de
tensions composées imposées à une machine peut se réduire à l’expression :
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Le passage du système de tensions simples au système de tensions composées se fait grâce
à la matrice ∆32 selon l’expression :
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En tenant compte des deux machines, on peut écrire :
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A1.3. Contrainte matricielle imposée par la structure de puissance

Les contraintes liées à la structure de puissance (mise en commun des bras d’onduleur 2
et 3), sont représentées par la matrice [C]. Cette matrice permet le passage des systèmes de
tensions composées appliquées aux deux machines, au système de tensions délivrées par
l’onduleur selon l’équation :
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avec :
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A1.4. Transformation globale

La transformation globale, permettant le passage des vecteurs tension exprimés dans le
repère de Concordia au système de tensions délivrées par l’onduleur, s’exprime sous la
forme :
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ce qui donne, tous calculs faits :
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On remarque que les deux tensions vs1β et vs2β sont égales selon l’expression :

2321 2
2 uvvv sss === βββ  (A1.15)

Comme il a été démontré au chapitre 4, cette contrainte constitue une perte de degré de
liberté dans la commande des deux machines. Le système de tensions dans le repère de
Concordia est donc d’ordre 3. On l’exprime sous la forme finale :
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La matrice 3*3 de transformation globale est inversible. La relation de transformation
inverse s’exprime alors sous la forme :
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ANNEXE 2

Méthode d’étude de systèmes non linéaires ou
Méthode du Premier Harmonique

On entend par système non linéaire, un système qui ne satisfait pas aux conditions de
linéarité et en particulier au théorème de superposition. Intrinsèquement, la plupart des
systèmes physiques sont non linéaires. On distinguera néanmoins les cas où la non-linéarité
est "accidentelle" [CHA 94] (donc non désirée), des cas où cette non-linéarité est
"fonctionnelle". Un exemple de non-linéarité fonctionnelle est celui du convertisseur statique,
tel qu’il a été présenté chapitre 2 : les systèmes traités dans cette annexe sont directement
issus des structures de courant à mode auto-oscillant étudiées dans ce chapitre. Une méthode
se prêtant particulièrement bien à l’étude de ces structures (ou la maîtrise du spectre de
commutation est primordiale) est la méthode dite du "premier harmonique".

A2.1. Notion de gain complexe équivalent d’une non-linéarité séparable

L’étude d’un système par cette méthode nécessite la validation de certaines hypothèses :

•  la non-linéarité affectant le fonctionnement du processus doit être "séparable", c’est-à-
dire qu’on peut la distinguer de la partie linéaire du système,

•  le système est autonome (ou à entrée nulle).

La Figure A2.1 met en évidence les conditions à respecter pour permettre une étude au
sens du premier harmonique.

e=0
L (s)

ε u s+

-
NL

Figure A2.1  Système autonome à non-linéarité séparable
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Paradoxalement, la vérification de ces seules hypothèses ne garantit pas les résultats
donnés par la méthode : il s’agit ici d’une méthode approchée dont l’utilisation répandue
montre qu’elle donne de bons résultats dans un grand nombre de cas. L’hypothèse intrinsèque
de la méthode est relative au comportement de la partie linéaire du système : celui-ci doit être
suffisamment sélectif pour que le signal d’erreur ε puisse être considéré comme sinusoïdal
(premier harmonique) de telle sorte qu’on puisse écrire :

)sin(1 tωεε =  (A2.1) 

La sortie u de la non-linéarité s’écrit alors :

( )�
∞

=

++=
1

)cos()sin(
k

kko tkBtkAuu ωω  (A2.2) 

où uo représente la valeur moyenne du signal de sortie et Ak et Bk les composantes
classiques du développement en série de Fourier.

La transmittance de la non-linéarité (ou gain complexe équivalent) est alors donnée par :

1

11
1 )(

ε
ε jBAN +

=  (A2.3) 

A2.2. Gain complexe équivalent d’une non-linéarité asymétrique

Nous nous proposons ici de déterminer le gain complexe équivalent de la non-linéarité
asymétrique définie au chapitre 2 et représentée Figure A2.2.

+E

-E

-iref ε

u

0

iref

F (s)
ε u i

+
-

+E

-E

β

+

+

0

(a) Non-linéarité asymétrique (b) Schéma bloc du système autonome

Figure A2.2  Mise en évidence d’une non-linéarité asymétrique
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Pour déterminer le gain complexe de cette non-linéarité, on détermine graphiquement
l’allure de la sortie u pour un signal d’entrée ε sinusoïdal (Figure A2.3).

+E

-E

-iref ε

u

0

u

t

ε

u,ε

Non-linéarité asymétrique Entrée et sortie

2
T T

+E

-E

1t 2t

Figure A2.3  Non-linéarité asymétrique : effet sur la grandeur de sortie

On exprime alors A1 et B1 selon les expressions :
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La fonction u(t) n’admet aucune symétrie ; les termes A1 et B1 s’écrivent alors :
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En posant :
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l’expression (A2.5) devient, après calculs :
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Le gain équivalent complexe de la non-linéarité peut alors se mettre sous la forme :

( ) )cos(4
1 α

π
ε EN =  (A2.8) 

On remarque alors que la partie imaginaire du gain complexe est nulle.

A2.3. Condition d’auto-oscillation

On considère le système à non-linéarité séparable donné Figure A2.1. La condition pour
que ce système admette une oscillation entretenue ou auto-oscillation est donnée par
[CHA 94] :

)(
1)(

1ε
ω

N
jL −=  (A2.9) 

Dans l’application envisagée, la partie linéaire du processus s’exprime sous la forme :

)()()( ωβωω jjFjL =  (A2.10)

où F(jω) désigne la fonction de transfert reliant tension et courant pour une charge de type
R L et β(jω) l’élément d’insertion conditionnant la fréquence d’auto-oscillation dans le cadre
de l’asservissement de courant considéré au chapitre 2 (Figure A2.2).

En considérant la non-linéarité traitée Figure A2.2, la condition d’auto-oscillation est
donnée par :

)cos(4
)()(

α
πωβω

E
jjF −=  (A2.11)

La pulsation d’auto-oscillation ωosc vérifie alors :

( ) πωβω −=)()(arg oscosc jjF  (A2.12)

On considère la valeur de ωosc pour deux éléments d’insertion distincts : un filtre linéaire
d’ordre deux et un échantillonneur-bloqueur d’ordre 0.
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A2.3.1. Pulsation d’auto-oscillation ωωωωf osc pour un filtre linéaire d’ordre 2

L’élément d’insertion βf considéré ici est un filtre du second ordre dont la fonction de
transfert est de la forme :

2
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f ss
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++
=

 (A2.13)

où ξ et ωn désignent respectivement le coefficient d’amortissement et la pulsation naturelle du
filtre.

La partie linéaire du système vaut alors :
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où τ désigne la constante de temps de la charge R L.

En posant s = jω, cette fonction de transfert devient :
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On déduit de cette expression l’argument de L(jω) :
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La pulsation d’auto-oscillation ωf osc vérifiera l’équation (A2.12), c’est à dire :
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dont on déduit finalement :

τω
ξωω
n

noscf
21+=  (A2.18)

A2.3.2. Pulsation d’auto-oscillation ωωωωh osc pour un échantillonneur bloqueur

On remplace, par rapport à la structure analogique précédente, le filtre du second ordre par
un échantillonneur-bloqueur d’ordre 0 et de transmittance :

s
ep

sT

h

e−−= 1)(β  (A2.19)

où Te désigne la période d’échantillonnage.

On cherche alors à déterminer la pulsation ωh osc vérifiant l’équation (A2.12), c’est-à-dire :

[ ] πωβω −=)()(arg oschhosch jjF  (A2.20)

On suppose, pour simplifier le calcul, que la fonction de transfert associée à la charge
apporte un déphasage de -π/2 à la pulsation d’auto-oscillation c’est-à-dire :

[ ]
2

)(arg πω −=oschjF  (A2.21)

Cette hypothèse équivaut à considérer que la constante de temps électrique du système est
très supérieure à la période de modulation (hypothèse classique en électrotechnique) de sorte
que ωh osc vérifie :
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En posant s = jω, )( oschh jωβ  s’exprime sous la forme :
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Son argument vaut :
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Pour que l’équation (A2.22) soit respectée, il est nécessaire que :
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ce qui est vérifié pour :
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ANNEXE 3

Modélisation de la machine asynchrone
dans le repère de Concordia lié au stator

La machine asynchrone considérée est classique : elle est constituée d’un stator
triphasé (induit) et d’un rotor à cage ; l’entrefer est constant et le nombre de paires de pôles
est égal à deux. La modélisation électromagnétique repose sur les hypothèses classiques :
circuit magnétique non saturé, perméance constante, effets d’encoches négligés, force
magnétomotrice d’entrefer à répartition spatiale sinusoïdale [CAR 95]. Il en découle les
conséquences elles-mêmes classiques sur l’additivité des flux associés aux différents
courants, la caractérisation des couplages par coefficients de mutuelle induction, la
représentation des flux d’induction par un vecteur spatial. La machine est décrite dans
l’espace électrique (cf. Figure A3.1.a) par :

•  trois enroulements identiques pour les phases statoriques dont les axes ( aS
�

, bS
�

, cS
�

) sont
distants deux à deux d’un angle égal à 3/2π  ;

•  trois enroulements rotoriques équivalents, rendant compte strictement du comportement
de la cage, et dont les axes ( ,aR  bR , cR ) sont également distants deux à deux d’un angle
égal à 3/2π .

Avec ces hypothèses, on désigne dans la suite du texte :

vsa, vsb, vsc : tensions statoriques,
isa, isb, isc : courants statoriques,
vra, vrb, vrc : tensions rotoriques (nulles pour la machine à cage),
ira, irb, irc : courants rotoriques,

sR : résistance d’une phase statorique,

rR : résistance d’une phase rotorique,

sL : inductance cyclique statorique,

rL : inductance cyclique rotorique,
M : inductance mutuelle cyclique entre stator et rotor,

mΩ : vitesse angulaire mécanique,
ω : vitesse angulaire électrique ( mp Ωω = ),
θ : angle électrique entre aS

�

 et ,aR

ec : couple électromagnétique développé sur le rotor.
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θ
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θ

(a) (b)

Figure A3.1  Représentation de la machine asynchrone dans l’espace électrique

L’application de la transformation de Concordia au stator conduit à définir une machine
diphasée équivalente décrite dans l’espace électrique (cf. Figure A3.1.b) par :

•  deux enroulements identiques pour les phases statoriques dont les axes ( αS
�

, βS
�

) sont
distants d’un angle égal à 2/π ,

•  d’un enroulement homopolaire d’axe oS
�

 orthogonal au plan ( βα , ),
•  deux enroulements identiques pour les phases rotoriques dont les axes ( αR , βR ) sont

distants d’un angle égal à 2/π , et qui tournent à ω par rapport à ( αS
�

, βS
�

).

Cette transformation, décrite par une matrice orthogonale T, maintient l’équivalence
énergétique entre la machine naturelle et la machine diphasée ; toute grandeur du repère
( o,, βα ) du stator s’écrit en fonction de celle du repère ( cba ,, ), soit :

[ ] [ ]abco xTx =αβ  (A3.1) 

pour ),,( φivx =  avec :
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On fait le choix de modéliser la machine dans le repère ),( βα du stator, Pour cette
nouvelle représentation, on désigne, dans le suite de texte :

vsα, vsβ : tensions statoriques dans le repère ( αS
�

, βS
�

),
isα, isβ : courants statoriques dans le repère ( αS

�

, βS
�

),
vrα, vrβ : tensions rotoriques dans le repère ( αS

�

, βS
�

), nulles pour la machine à cage,
irα, irβ : courants rotoriques dans le repère ( αS

�

, βS
�

),
φsα, φsβ : flux statoriques dans le repère ( αS

�

, βS
�

),
φrα, φrβ : flux rotoriques dans le repère ( αS

�

, βS
�

).

Enfin, le modèle est construit selon les variables d’état courant statorique is et flux
rotorique φr : ce choix est dicté par la volonté de juxtaposer au mieux les algorithmes de
commande issus du modèle, et ceux déjà développés sur une machine synchrone à pôle lisses
dans le même repère [DEG 00].

A3.1. Equation des tensions

Les équations des tensions statoriques exprimées dans le repère de Concordia lié au stator
prennent la forme devenue classique [VAS 90, GRE 97] :
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On fait le choix d’exprimer ces systèmes de tensions selon les vecteurs d’état (isα, isβ) et
(φrα, φrβ). Pour y parvenir, on exprime les flux statoriques et rotoriques en fonction des
courants qui leur ont donné naissance selon les expressions :
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ce qui nous permet de déduire :
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En remplaçant φsα, φsβ, irα et irβ (par les expressions obtenues en (A3.7) et (A3.8)) dans les
équations des tensions, ces dernières prennent la forme :
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L’association des équations (A3.9) et (A3.10) nous permet d’exprimer les tensions
statoriques sous la forme :
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En posant classiquement [MIL 97, VAS 90] :
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M−=σ  (A3.13)

les équations des tensions prennent alors la forme définitive :
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où : Rsr désigne la résistance totale ramenée au stator,

sLσ désigne l’inductance de fuite totale ramenée au stator,
esα, esβ désignent les termes de couplage entre les deux axes selon l’équation (A3.15).
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Un dernier développement de ces termes est obtenu, chapitre 4, en exprimant les
composantes cartésiennes du flux dans le repère ( αS

�

, βS
�

) en fonction de ses coordonnées
polaires selon :

( )
( )�
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�

=
=

srr

srr

θφφ
θφφ

β

α

sin
cos

 (A3.16)

où φr désigne le module du flux rotorique et θs sa position angulaire instantanée par rapport à

αS
�

 (Figure A3.2).

Une analyse plus fine sur le sens physique de ces termes de couplage est donnée au
chapitre 4.

A3.2. Expression du couple électromagnétique

L’expression du couple résultant du choix des variables d’état is et φr est donnée par
[CAR 95, GRE 97] :

( )αββα φφ srsr
r

e ii
L
Mpc −=  (A3.17)

En prenant en compte l’expression des composantes du flux rotorique donnée (A3.16),
cette équation peut également se mettre sous la forme :

( )( ))sin(cos ssssr
r

e ii
L
Mpc θθφ αβ −=  (A3.18)

A3.3. Expression du flux rotorique

On fait le choix d’exprimer le flux rotorique à l’aide de ses coordonnées polaires (module
φr et position θs) dans le repère ( αS

�

, βS
�

). Ce choix est à l’origine de la représentation
donnée Figure A3.2.
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Figure A3.2  Position du flux rotorique dans le repère ( αS
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, βS
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).

A3.3.1. Position angulaire du flux rotorique

Les équations différentielles régissant l’évolution du flux rotorique dans la machine sont
données par l’expression (A3.10). En multipliant chaque équation par φrβ et φrα

respectivement, on obtient :
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En soustrayant ces deux équations terme à terme, on obtient :
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On reconnaît, dans la relation précédente, le module du flux rotorique :

22
βα φφφ rrr +=  (A3.21)

ainsi que l’expression du couple donnée (A3.18) ; l’équation (A3.20) devient alors :
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En remplaçant φrα et φrβ par leurs expressions (A3.16) et en menant le calcul à son terme,
on obtient :

e
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d
p =− 22 φθφΩ  (A3.23)

ce qui nous permet d’exprimer la position angulaire instantanée du flux rotorique par :

� += me
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On retrouve ici les relations de cinétique interne classiques de contrôles vectoriels
imposant le flux rotorique dans la machine asynchrone [CAR 95]. Le terme proportionnel à ce

est quelque fois appelé pulsation de glissement [GRE 97] et s’exprime sous la forme :
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A3.3.2. Module du flux rotorique

Les équations différentielles régissant l’évolution du flux rotorique dans la machine sont
données par l’expression (A3.10). En multipliant chaque équation respectivement par φrα et
φrβ, on obtient :
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En sommant les membres de l’équation (A3.26), on obtient :
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En faisant l’hypothèse supplémentaire :
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et en considérant les relations (A3.16) et (A3.21), le module du flux rotorique prend la forme :

))sin()cos(( ssssr iiM θθφ βα +=  (A3.29)

L’hypothèse (A3.28) est celle du régime permanent [GRE 97]. L’expression (A3.29) est
donc une expression du module du flux rotorique en régime permanent. Nous nous
contenterons de cette expression pour structurer l’algorithme de commande : ce choix revient
à considérer qu’après établissement du flux, celui-ci reste sensiblement invariant [CAR 95], et
n’est globalement que peu perturbé par les variations de couple dans la machine. Ces
hypothèses sont vérifiées au chapitre 4 avec les moteurs asynchrones dont les paramètres sont
donnés ci-dessous.

A3.4. Paramètres moteurs

Caractéristiques machines (couplage étoile) Paramètres électriques et mécaniques

Puissance nominale : Pn = 5 kW
Vitesse nominale : Nn = 1380 tr/mn
Couple nominal : Cn = 10,4 N.m
Tension nominale : Un = 380 V
Courant nominal : In = 3,8 A

Rs = 5,02 Ω, Rsr = 9,31 Ω
Ls = Lr = 0,539 mH
M = 0,505 mH
σ = 0,123
J = 0,014 kg.m2
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