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que je porte à chacune de ces personnes.

Je ne puis commencer sans remercier Eric Semail, Mâıtre de Conférences au
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cessivement chefs du département GEII de l’IUT A de Villeneuve d’Ascq,
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E Détermination des correcteurs associés à la commande de la ma-
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moyen d’un ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée cou-
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Table des figures 7
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après compensation de l’harmonique de rang 7 de FEM . . . . . . 129

3.37 Courants ipd, ipq, isd et isq après compensation de l’harmonique de
rang 7 de FEM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 129

3.38 Courant dans la phase 1 de la machine et spectre fréquentiel associé
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machine triphasée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 150

4.10 Représentation 3D des courants réels et fictifs d’une machine tri-
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d’une alimentation en mode dégradé d’une machine pentaphasée . 156

A.1 Exemple de REM d’un SMM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 161

A.2 Exemples de sources . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 162
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C.2 Schéma de principe du banc expérimental . . . . . . . . . . . . . 170
C.3 Quelques photos de la machine pentaphasée expérimentale . . . . 171

D.1 Dispositif expérimental de mesure des inductances de la machine
pentaphasée prototype . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 173

D.2 Mesure d’une inductance de phase : Essai frequentiel . . . . . . . 174
D.3 Mesure d’une inductance de phase : Essai indiciel . . . . . . . . . 175
D.4 Courant et flux dans des phases décalées de ±2π
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E.3 Réponse indicielle pratique et simulée du courant iqp dans la ma-

chine principale : correcteur proportionnel intégral de gains kpp =
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14 Introduction

Les machines électriques triphasées sont de loin les mieux connues (fabrication,
techniques de bobinages, alimentation, commande,...) et restent les plus utilisées.
Leur alimentation, maintenant classiquement réalisée par des onduleurs de tension
dont les interrupteurs sont commandés en Modulation de Largeur d’Impulsions
(MLI), permettent d’obtenir de bonnes performances surtout dans le domaine de
la vitesse variable.

Lors de l’augmentation de la puissance, des problèmes apparaissent tant au
niveau de l’onduleur que de la machine. Les interrupteurs statiques de l’onduleur
doivent commuter des courants importants et il est souvent nécessaire de placer
plusieurs structures en parallèle. A puissance donnée, la réduction des courants
à commuter passe par l’augmentation de la tension. Les onduleurs de tension à
MLI imposent des gradients de tension élevés, provoquant ainsi un vieillissement
accéléré des isolants. L’emploi de structure multiniveaux permet alors la réduction
des tensions commutées.

Les machines polyphasées offrent une alternative intéressante à la réduction
des contraintes appliquées aux interrupteurs comme aux bobinages. En effet, la
multiplication du nombre de phases permet un fractionnement de la puissance
et de ce fait une réduction des tensions commutées à courant donné. De plus,
ces machines permettent de réduire l’amplitude et d’augmenter la fréquence des
ondulations de couple, permettant ainsi à la charge mécanique de les filtrer plus
facilement. Enfin, la multiplication du nombre de phases offre une fiabilité accrue
en permettant de fonctionner, une ou plusieurs phases en défaut.

Les machines polyphasées sont présentes dans les domaines de la marine,
la traction ferroviaire, l’industrie pétrochimique, l’avionique, l’automobile, etc...
Les premiers ensembles de puissance ont été constitués d’un commutateur de
courants à thyristors alimentant une machine hexaphasée double étoile, machine
aussi appelée double triphasée. Dans ces conditions particulières d’alimentation,
la machine est équivalente à deux machines triphasées couplées sur le même arbre,
rendant ainsi l’étude de l’ensemble facilitée.

Lors de l’alimentation de la machine hexaphasée double étoile par onduleurs
de tension, des courants de forte amplitude apparaissent. Ces courants, non gé-
nérateurs de couple, augmentent les pertes Joules et diminuent le rendement de
l’ensemble. De plus, ils peuvent devenir très importants et détruire les interrup-
teurs statiques. La recherche de l’origine de ces courants, lors de l’alimentation de
machines hexaphasées ou de machines à nombre quelconque de phases, a montré
la difficulté à établir un modèle exhaustif, modèle permettant autant la déduc-
tion de structures de commande que l’obtention d’éléments de conception de la
machine.

Aux nombreux avantages qu’offrent les machines polyphasées se posent néan-
moins des questions :

– Comment concevoir une machine adaptée à l’alimentation par onduleurs
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de courant ou de tension. Par exemple, quelle technique de bobinage des
enroulements adopter ?

– Comment alimenter les enroulements de la machine et dans le cas d’un
onduleur de tension, comment générer les signaux MLI ? Une classique MLI
intersective permet t-elle une alimentation correcte de la machine ?

– Comment réaliser la commande de la machine pour qu’elle puisse conserver
de bonnes performances lors d’un fonctionnement en mode dégradé ?

C’est en voulant répondre à ces questions que nous avons cherché un outil de
modélisation assez général permettant l’étude des différents points précédemment
exposés.

L’objectif de ce mémoire est donc de présenter un outil de modélisation des
systèmes polyphasés dont le pouvoir signifiant est fort pour le spécialiste du gé-
nie électrique. Le concept de machines équivalentes (machine diphasée pour une
machine triphasée) est généralisé aux systèmes polyphasés : machines mais éga-
lement onduleurs. On substitue ainsi aux équations mathématiques des concepts
plus propres à la genèse tant des machines que des lois de commande.

La présentation de l’outil de modélisation et de ses applications est progressi-
vement introduite. Pour cela, nous avons décomposé notre étude en quatre parties.

Le chapitre 1 fait un état de l’art des formalismes de modélisation des machines
polyphasées et de leurs alimentations classiques. Cette étude permet de montrer
les différents outils de modélisation existants et leurs applications aux commandes
des machines. On montre dans ce chapitre la nécessité d’introduire un nouvel outil
de modélisation.

Le chapitre 2 présente un formalisme de modélisation vectoriel appliqué aux
Systèmes Multimachines Multiconvertisseurs (SMM) et permet de dégager le
concept d’équivalence entre une machine polyphasée et un système multimachines
fictif. Ce concept, récemment développé au Laboratoire d’Electrotechnique et
d’Electronique de Puissance de Lille (L2EP), basé sur une Représentation Macro-
scopique Energétique (REM) des systèmes, permet de dégager un modèle simple
des machines polyphasées en vue de leur conception et de leur commande.

Le chapitre 3 montre, à l’aide du formalisme précédemment développé étendu
aux onduleurs de tension, comment on peut déduire des Structures Maximales
de Commande (SMC). On développera particulièrement une nouvelle commande
par MLI vectorielle, généralisation des commandes à vecteur d’espace, directe-
ment élaborée à partir du formalisme vectoriel. La technique de réalisation de la
commande sera assez générale pour être applicable à des machines possédant un
nombre de phases quelconque (les machines devront néanmoins respecter quelques
hypothèses). Une synthèse pratique de la commande d’une machine synchrone
pentaphasée à aimants, réalisée pour les besoins de ces travaux, est présentée et
permet de montrer le bien-fondé de la démarche.

Finalement, le chapitre 4 montre comment il est possible, à partir d’une struc-
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ture de commande élaborée en fonctionnement normal, de conserver de bonnes
performances aux machines polyphasées lors d’un fonctionnement en mode dé-
gradé.

Ce rapport se termine par une conclusion sur les travaux réalisés ainsi que des
éléments sur ceux envisagés.



Chapitre 1

Etat de l’art

1.1 Les formalismes utilisés en électrotechnique

et électronique de Puissance

1.1.1 Le formalisme matriciel

L’étude de systèmes électriques à l’aide de systèmes matriciels n’est pas nou-
velle. Il n’est plus à rappeler la transformée de Park datant de 1929. L’avènement
des systèmes micro-programmés a permis une implantation très facile des change-
ments de repères et les structures de commandes des machines s’en sont trouvées
bien simplifiées.

Si les changements de repères sont quasi systématiquement réalisés lors de
commande de machines triphasées, il n’en est pas de même pour les machines
polyphasées. En effet, l’obtention d’un nouveau repère, dans lequel une com-
mande peut être simplement implantée, demande plus que la simple analyse d’un
tableau de valeurs (matrice des inductances). Il faut dans ce cas analyser les ca-
ractéristiques intrinsèques des relations entre les grandeurs (flux et courants). La
détermination d’un (( bon )) repère passe par le calcul des valeurs propres de la
matrice inductance et des vecteurs propres associés et nécessite la connaissance
d’une technique générale.

On peut conclure sur l’insuffisance de la simple utilisation des matrices (mêmes
si elles restent l’ultime méthode d’implantation d’un modèle ou d’une commande)
qui ne permet pas de disposer d’un outil complet de représentation. De plus
conceptuellement, l’approche matricielle oblige très rapidement à choisir une base
dans laquelle on représente le système. Cette obligation masque les propriétés
vectorielles indépendantes du choix de la base. En effet, il est nécessaire d’associer
à la notion de matrice celle de repère et donc d’introduire, de manière sous-jacente,
la notion de vecteur (ou d’espace vectoriel). Ce sont ces remarques qui ont amené
à l’utilisation d’autres outils tels que les vecteurs d’espace.

17
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1.1.2 Les formalismes vectoriels

1.1.2.1 Le vecteur de Fresnel

Un des plus utilisés des formalismes vectoriels est le vecteur de Fresnel. As-
socié à un plan complexe, il permet une étude simple et graphique des systèmes
monophasés en régime permanent sinusöıdal.

On rappelle qu’à la grandeur s(t) = A cos(ωt + ϕ) on associe une base or-

thonormée B2 = {−→Ox,
−→
Oy} et un vecteur

−−→
OM appelé vecteur de Fresnel tel que

représenté à la figure 1.1.

Ce vecteur :

– a un module constant ‖−−→OM‖ = A
– tourne dans le sens trigonométrique à la vitesse angulaire ω

– possède un angle orienté (
−→
Ox,

−−→
OM) à l’instant t de mesure (ωt + ϕ)

Fig. 1.1 – Vecteur de Fresnel associé à une grandeur sinusöıdale

La projection du vecteur
−−→
OM sur l’axe Ox représente la grandeur sinusöıdale

s(t) = A cos(ωt + ϕ).

Dans le cas très fréquent où la pulsation est constante, le vecteur est représenté
à l’instant t = 0 et par commodité on préfère définir ce vecteur dans un plan
complexe (holomorphe au plan précédent) tel qu’on associe à la grandeur s(t = 0)
le vecteur complexe A(cos(ϕ) + j sin(ϕ)) = A ejϕ. L’opération rotation d’angle
ϕ se traduit alors simplement par un produit par l’opérateur ejϕ ce qui est plus
simple que l’utilisation de la matrice de rotation dans le plan euclidien.

1.1.2.2 Vecteur d’espace

L’utilisation du plan complexe permet aussi l’introduction de vecteurs d’es-
pace. Cette notion, bien adaptée à la modélisation de systèmes diphasés en régime
transitoire, est très utilisée lors de l’étude des machines triphasées possédant des
enroulements couplés en étoile ou triangle. Ces machines peuvent être alors assimi-
lées à des machines diphasées équivalentes. On rappelle qu’à un système diphasé
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de grandeurs g1(t) et g2(t) (2 courants, 2 tensions, ...) est associé le vecteur d’es-
pace g(t) = g1(t)+jg2(t). Dans le cas des machines triphasées, les grandeurs g1(t)
et g2(t) sont obtenues après application de la transformée de Concordia T32 aux
grandeurs triphasées.

Fig. 1.2 – Vecteur d’ espace associé à deux grandeurs

Cette notion se distingue et complète celle du vecteur de Fresnel, d’une part
par sa validité en régime transitoire d’autre part, en ce sens qu’elle est aussi
utilisée pour des grandeurs dépendant d’un angle spatial, à savoir par exemple
les forces magnétomotrices [45].

1.1.2.3 Conclusion

Tous ces formalismes ne permettent pas une étude directe des systèmes à
plus de deux dimensions. L’utilisation d’un formalisme plus général s’impose.
Dans ce mémoire, c’est donc d’une généralisation des vecteurs d’espace dont nous
traiterons.

1.1.3 L’analyse tensorielle

L’analyse tensorielle a été développée à l’origine pour l’étude de la déforma-
tion des cristaux [13]. L’objectif était de décrire le système indépendamment du
choix d’une base et de mettre en exergue ses propriétés intrinsèques. Cette ana-
lyse a été appliquée à l’étude des systèmes électriques par Gabriel Kron, autant
sur des circuits polyphasés [21] que sur des machines triphasées [22]. Si l’analyse
tensorielle est un outil très général et puissant permettant de réaliser des change-
ments de bases non-orthonormées, elle reste néanmoins très lourde et complexe.
On continue cependant à l’étudier et à l’utiliser lors de l’étude de systèmes phy-
siques autant mécaniques [13] qu’électriques [46]. L’outil de modélisation vectoriel
que nous proposons, qui fait partie de l’analyse tensorielle, suffit à notre domaine
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d’étude. Notons finalement que cette approche ne demande que la connaissance
des opérations classiques associées à des espaces vectoriels euclidiens munis de
bases orthonormées ; connaissances acquises en premier cycle universitaire.

1.2 Modèles et commandes de machines poly-

phasées

Le transport de l’énergie électrique par des réseaux triphasés a conduit par le
passé au développement de convertisseurs électromécaniques triphasés. Ces der-
niers ont bénéficié de l’essor des interrupteurs de puissance et de celui des com-
posants de commande type Digital Signal Processor (DSP). Les performances
des machines électriques triphasées associées à des onduleurs s’en sont trouvées
accrues, notamment dans le domaine de la vitesse variable. Néanmoins des pro-
blèmes apparaissent tant au niveau de l’onduleur que de la machine lorsqu’on
désire augmenter la puissance transmise. Les interrupteurs doivent en effet alors
commuter des tensions et des courants d’amplitude plus élevée. Un fractionne-
ment de la puissance par augmentation du nombre de phases de la machine peut
alors apparâıtre comme une solution. De plus, ce type de structure polyphasée
permet d’augmenter la fiabilité du convertisseur électromécanique. Des machines
polyphasées ont ainsi été développées industriellement.

La qualité et les performances de la commande d’une machine sont directement
liées au degré d’élaboration de son modèle. On montrera dans les paragraphes
suivant les liens étroits entre les différents modèles et les commandes des machines
polyphasées.

1.2.1 Alimentation par onduleur de courant à thyristors
de la machine hexaphasée double étoile (ou double
triphasée)

Historiquement, la machine synchrone double-étoile alimentée par un ondu-
leur de courant est un des premiers ensembles polyphasés à avoir été implanté
sur des équipements de puissance [15]. L’induit d’une machine synchrone double
triphasée comprend deux bobinages triphasés couplés en étoile. Les phases R, S
et T constituent le premier bobinage, les phases U, V et W le deuxième bobinage.
Les enroulements statoriques de la machine sont symboliquement représentés à
la figure 1.3. La phase U est décalée d’un angle électrique de 30o par rapport à la
phase R. Les points neutres des deux bobinages sont isolés.
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Fig. 1.3 – Représentation symbolique d’une machine double triphasée

Si on considère que les enroulements statoriques sont identiques et répartissent
sinusöıdalement la force magnéto-motrice, le circuit magnétique fonctionnant en
zone linéaire, les flux captés par les phases dus uniquement aux courants stato-
riques sont :




φR

φS

φT

φU

φV

φW




=




L M1 M1 M2 −M2 0
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M2 0 −M2 L M1 M1
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





iR
iS
iT
iU
iV
iW




(1.1)

avec :
– L l’inductance propre d’une phase égale à l’inductance magnétisante Lm

additionnée de l’inductance de fuite lf ;
– M1 = −1

2
Lm l’inductance mutuelle entre deux phases de la même étoile ;

– ±M2 = ±
√

3
2

Lm l’inductance mutuelle entre deux phases d’étoiles diffé-
rentes.

Dans le cas où la force électromotrice (FEM) induite dans une phase unique-
ment due à l’excitation est de forme trapézöıdale, l’obtention d’un couple constant
peut être obtenu en alimentant la machine par des courants de forme rectangu-
laire 1. Pour cela chaque étoile est alimentée par un pont à six thyristors dont
la commande est telle qu’on obtienne l’aiguillage du courant dans les phases re-
présenté à la figure 1.4 [31]. Sur chaque axe est représentée en traits pointillés la
FEM induite dans la phase considérée.

1On rappelle que le couple électromagnétique est lié au produit des courants statoriques et des
FEMs induites dans les phases tel que : Cem = 1

Ω (eRiR + eSiS + eT iT + eU iU + eV iV + eW iW )
où Ω est la vitesse de rotation de la machine.
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Fig. 1.4 – Séquencement des courants dans les phases d’une machine double
triphasée

En supposant les inductances statoriques constantes, l’équation en tension de
la phase numéro k s’écrit :

vk = R ik +
∑

j=R,S,T

Mj
dij
dt

+
∑

l=U,V,W

Ml
dil
dt

+ ek (1.2)

où :
– R est la résistance d’une phase statorique ;
– Mj = {L,M1} et Ml = {0,±M2} si k = R,S, T
– Ml = {L,M1} et Mj = {0,±M2} si k = U, V, W
– ek est la FEM induite dans la phase numéro k uniquement due à l’excitation

rotorique.
Les courants dans les phases sont des créneaux et un régime transitoire (mise

en ou hors alimentation d’une phase) n’existe que dans une seule étoile en même
temps. Lorsqu’il y a commutation dans une étoile, les courants sont tous constants
dans l’autre étoile. Dans ces conditions, au moins un des deux termes

∑
M di

dt
de

l’équation 1.2 est nul à un instant donné quelconque. Aussi, lors de la commuta-
tion d’un courant dans une étoile cette équation se réduit à :

vk = R ik +
∑

j

Mj
dij
dt

+ ek, j = R,S, T ou U, V,W (1.3)

Le couplage étoile impose la somme des courants nulle dans une étoile :
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∑
j ij = 0. Par conséquent, le terme

∑
j Mj

dij
dt

peut s’écrire Lc
dik
dt

où Lc = 3
2
Lm+lf

est l’inductance cyclique d’une étoile statorique.
Dans ce cas particulier d’alimentation, la machine hexaphasée double étoile

peut donc être étudiée comme deux machines triphasées accouplées sur le même
arbre et ne nécessite pas l’élaboration d’un modèle complexe et particulier aux
machines polyphasées.

D’autres machines (( multi-étoile )) alimentées par des commutateurs de cou-
rant sont présentes dans la littérature. Citons l’existence d’une machine à quinze
phases (3 étoiles composées chacune de cinq phases) [30] et à neuf phases (trois
étoiles composées chacune de trois phases) [28].

Finalement rappelons que lorsqu’un composant d’une étoile est défaillant une
seule étoile peut être déconnectée et le couple, même s’il est inférieur, reste
constant. Cette technique de marche en mode dégradé est simple mais réduit
fortement la valeur du couple produit.

1.2.2 Alimentation par onduleur de tension de machines
polyphasées

Si la solution d’alimentation de machines électriques triphasées par des sources
de courant continu et des commutateurs de courant reste une solution simple et ro-
buste, elle engendre néanmoins des perturbations sur le réseau ainsi que de fortes
ondulations du couple moteur particulièrement à faible vitesse. La recherche de
machines dont la disposition et le nombre des enroulements réduit ces ondulations
de couple a amené à l’utilisation de la machine double-triphasée.

Avec l’apparition de composants tels que le GTO et l’IGCT, l’alimentation
par onduleurs de tension de machines de forte puissance est devenue possible.
Les fréquences de commutation restant faibles, les ondulations de courant et par
conséquent de couple peuvent rester importantes.

C’est finalement en fractionnant la puissance, par multiplication du nombre de
phases, et en utilisant des transistors de puissance fonctionnant à une fréquence de
commutation élevée que les performances les meilleures sont atteintes. Néanmoins,
l’apparition de courants harmoniques de fortes valeurs, non générateurs de couple
mais uniquement de pertes Joule et pouvant devenir destructeurs, ont amené à
revoir les différentes structures et alimentations des machines polyphasées. Nous
proposons dans la suite de ce paragraphe un historique des études menées dans le
but de réduire ces courants harmoniques et d’obtenir les meilleures performances
possibles lors d’alimentation par onduleur de tension.

Avant de passer en revue les différents effets de l’alimentation par onduleur de
tension sur les machines polyphasées, on précise quelques dénominations de ma-
chines. En effet, donner le nombre de phases d’une machine polyphasée ne permet
pas de la caractériser entièrement. Il faut établir une distinction entre le nombre
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de fils (phases (( externes )) ) que doit connecter l’utilisateur à l’alimentation et
le nombre de bobines disposées à l’intérieur de la machine (phases (( internes ))

). Ainsi, pour un nombre donné de phases (( externes )) , plusieurs configurations
sont possibles dépendantes du décalage existant entre les phases (( internes )) .
La figure 1.5, extraite de [20], résume les différents arrangements entre phases
(( internes )).

Si plusieurs machines possèdent au final le même nombre de phases, on pri-
vilégiera néanmoins certaines configurations. Par exemple la machine (( semi 12
phases )) (ou double-triphasée), simplement obtenue à partir d’une machine 12
phases (( internes )) dont les phases diamétralement opposées sont couplées en
série, sera préférée à la machine à six phases (( internes )) . Cette dernière, trans-
formée en semi 6 phases, est alors appelée machine triphasée.

Fig. 1.5 – Tableau récapitulatif des différentes configurations de machines poly-
phasées [19]

1.2.2.1 Alimentation par onduleur de tension pleine onde

Lors de l’alimentation de machines polyphasées par onduleur de tension, des
courants liés aux harmoniques de tension apparaissent. Pour démontrer ce fait,
Eugene A. Klingshirn [20] propose d’employer les composantes symétriques. Ces
composantes sont généralement utilisées pour l’étude de systèmes alimentés par
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des sources déséquilibrées en régime sinusöıdal. Par le théorème de superposition,
on peut étendre le champ d’application des composantes symétriques à celui des
régimes périodiques et caractériser alors le système harmonique par harmonique.
L’auteur met en exergue que l’impédance du moteur est la même pour certains
groupes harmoniques et que pour d’autres, elle peut être particulièrement faible.
Cela génère des courants de forte amplitude directement liés aux harmoniques de
la tension délivrée par le modulateur. La figure 1.6, extraite de [19], montre les
groupes harmoniques auxquels sont associés la même inductance suivant le type
de machine.

Fig. 1.6 – Inductances liées à un groupe harmonique suivant le type de machine
polyphasée [19]

La solution proposée par l’auteur pour réduire ces courants, non générateurs de
couple mais seulement de pertes Joule, est de placer en série avec les enroulements
de la machine des filtres dont l’impédance est élevée aux fréquences harmoniques
et faible au fondamental. La figure 1.7, extraite de [19], illustre le résultat de
l’alimentation d’une machine à neuf phases avec et sans le filtre.
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Fig. 1.7 – Courant dans une machine à neuf phases avant (a) et après (b) filtrage
[19]

Il est important de noter que toutes les études réalisées par Klingshirn ne sont
a priori valables qu’en régime permanent.

Hamid A. Toliyat étudie la conception de machines polyphasées telles que
leurs performances soient les meilleures possibles lors de l’alimentation par ondu-
leur de tension fonctionnant en pleine onde. Dans [43], il montre que lors d’une
alimentation par onduleurs de tension, les enroulements des machines polypha-
sées ont tout intérêt à être concentrés de façon à être mieux adaptés aux formes
d’ondes rectangulaires délivrées par le modulateur. Dans ce cas, à pertes données,
le couple des machines peut être sensiblement augmenté.

Dans un premier temps l’auteur établit un modèle valable aussi bien en régime
permanent que transitoire. Les transformations (Concordia, Park) n’étaient alors
qu’appliquées à des machines à répartition sinusöıdale de la force magnétomotrice,
l’auteur préfère établir un modèle dans le référentiel naturel (dit abc pour la
machine triphasée). Ce modèle prend en compte les harmoniques d’espace de la
force magnétomotrice pour le calcul des inductances de la machine.

Dans un second temps l’auteur étudie les performances des machines polypha-
sées à enroulements concentrés lors de leur alimentation par onduleur de tension.
En utilisant le développement en série de Fourier, il montre le lien entre les per-
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formances de la machine et les caractéristiques de la force magnétomotrice. Cette
force magnétomotrice est calculée en prenant en compte les interactions entre les
harmoniques d’espace engendrés par le bobinage concentré et les harmoniques de
courant générés par le modulateur d’énergie. Les investigations sont menées sur
deux types de machines, celles dites de type 1 (3, 6 et semi 18 phases) qui sont
en fait appelées semi par Klingshirn et les machines de type 2 (5, 7 et 9 phases).

Toliyat montre finalement que les machines de type 2 permettent, à pertes
Joules données, de fournir un couple 10% plus important que les machines de
type 1 ; ces premières permettant à l’harmonique de force magnétomotice de rang
trois de contribuer au couple, contrairement aux machines de type 1.

1.2.2.2 Onduleur de tension à Modulation de Largeur d’Impulsions
(MLI)

Dans ce cas d’alimentation, et en considérant l’existence d’un couplage ma-
gnétique entre les phases, des courants harmoniques haute-fréquence ne permet-
tant pas la création de couple sont aussi présents [29], [49], [27], [26], [14]. Ces
courants peuvent atteindre de fortes amplitudes et détruire les interrupteurs com-
posant l’onduleur. Une solution est d’utiliser des moteurs conçus pour minimiser
les mutuelles [5]. Réduisant le couplage magnétique entre phases, on réduit ainsi
naturellement les courants parasites. Si les mutuelles ne sont pas négligeables,
il faut alors rechercher un nouveau modèle permettant aussi bien de mettre en
évidence l’origine, que d’ élaborer une commande contribuant à la réduction des
courants parasites.

Les machines multi-étoiles, à l’origine alimentées par commutateurs de cou-
rant, ont été ensuite alimentées par onduleur de tension [29]. Dans ce cas, chaque
étoile est alimentée par son propre onduleur comme le montre la figure 1.8, ex-
traite de [39].

Fig. 1.8 – Alimentation par deux onduleurs de tension triphasés d’une machine
synchrone double-étoile
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Si les étoiles sont triphasées, on peut directement employer plusieurs onduleurs
de tension triphasés. Ces onduleurs (( classiques )) sont largement répandus et
évitent l’étude d’onduleurs de conception particulière.

De nombreux auteurs proposent un modèle de la machine double-triphasée
dont les deux étoiles sont décalées d’un angle γ [27], [26], [14]. Ce modèle est
obtenu en appliquant une transformation particulière à chacune des étoiles.

Si on applique ces transformations aux équations de la machine synchrone
double étoile à forces électromotrices sinusöıdales [25], on peut élaborer le schéma
équivalent de la figure 1.9. Dans ce shéma, Lc est l’inductance cyclique de chaque
étoile, M traduit l’inductance mutuelle entre les enroulements des deux étoiles
et R est la résistance d’une phase. Les forces électromotrices, représentées par
la grandeur eαβ, sont supposées sinusöıdales. Les tensions vαβ1 et vαβ2 sont les
grandeurs transformées des tensions alimentant chaque étoile.

Fig. 1.9 – Schéma équivalent d’une machine synchrone double-triphasée à aimants
permanents

Ce schéma permet d’identifier les causes des surintensités. En effet, si les
deux tensions vαβ1 et vαβ2 ne sont pas identiques en valeur instantanée (condition
qui n’est pas remplie lors de l’alimentation des deux étoiles par deux onduleurs
de tension triphasés) leur différence engendre des courants parasites uniquement
limités par le circuit composé de 2R et 2(Lc−M). Le terme Lc−M est d’autant
plus faible que le couplage magnétique entre les deux étoiles est fort.

La solution apportée pour réduire ces courants parasites est d’appliquer aux
deux étoiles les mêmes tensions en valeur instantanée. Pour cela il faut ne plus
décaler les étoiles, c’est à dire prendre γ = 0o. La figure 1.10, extraite de [28],
montre le courant dans une phase de la machine lorsque γ = 30o et lorsque γ = 0o.

Si cette solution permet de réduire de façon notable les courants parasites, il
est toutefois difficile d’assurer une parfaite égalité dans les tensions onduleurs. Un
décalage dans la commande des onduleurs induit là aussi des courants de fortes
amplitudes [28].
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Fig. 1.10 – Courants dans une phase d’une machine dont les étoiles sont décalées
de 30o et en phase

D’autres auteurs ([49], [10], [42]) proposent des techniques de commande par
vecteurs d’espace de machines polyphasées dans lesquelles les grandeurs réelles de
la machine forment un vecteur d’espace qui est décomposé en plusieurs vecteurs
d’espace orthogonaux de dimension un ou deux. Dans ce cas, et en choisissant des
hypothèses simplificatrices, l’ équation en tension de la machine réelle se scinde
en plusieurs équations complètement découplées.

Nous présentons à titre d’exemple l’origine de la transformation permettant
la décomposition du vecteur d’espace associée à la machine double-triphasée en
plusieurs vecteurs orthogonaux.

Lorsque les six phases de la machine sont alimentées par des grandeurs sinu-
söıdales équilibrées, les vecteurs tension [vR, vS, vT , vU , vV , vW ]t et courant
[iR, iS, iT , iU , iV , iW ]t peuvent être définis à partir du vecteur :

Sk(ωt) = [ cos k(ωt), cos k(ωt− γ),

cos k(ωt− 4γ), cos k(ωt− 5γ),

cos k(ωt− 8γ), cos k(ωt− 9γ) ]t (1.4)

Ce vecteur tournant à la vitesse kωt peut être décomposé sur deux vecteurs fixes
orthogonaux obtenus par exemple en remplaçant successivement k par 1 et par π

2

dans (1.4). Ces deux vecteurs qu’on peut nommer d et q sont :

d = [ 1, cos(γ), cos(4γ), cos(5γ), cos(8γ), cos(9γ) ]t

q = [ 0, sin(γ), sin(4γ), sin(5γ), sin(8γ), sin(9γ) ]t

La recherche de quatre autres vecteurs orthogonaux aux deux précédents se fait
en inspectant les différents cas pour kωt variant de 0 à 2π.
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Pour k = 5, on obtient deux nouveaux vecteurs :

z1 = [ 1, cos(5γ), cos(8γ), cos(γ), cos(4γ), cos(9γ) ]t

z2 = [ 0, sin(5γ), sin(8γ), sin(γ), sin(4γ), sin(9γ) ]t

et pour k = 3 :

o1 = [ 1, 0, 1, 0, 1, 0 ]t

o2 = [ 0, 1, 0, 1, 0, 1 ]t

La modélisation de la machine dans cette nouvelle base permet d’envisager
l’asservissement de chacune des composantes du courant dans cette base. La figure
1.11, extraite de [35], donne une représentation de la commande dans le cas de
l’asservissement de chacune des composantes du courant.

Fig. 1.11 – Contrôle des toutes les composantes des courants

Si on suppose que la machine asynchrone possède une répartition sinusöıdale
de la force magnétomotrice, l’équation en tension montre que seules ses compo-
santes appartenant au plan d, q sont responsables de la création du couple électro-
magnétique donc de la conversion d’énergie électrique en énergie mécanique. Les
composantes des plans z1, z2 et o1, o2 étant quant à elles uniquement responsables
des courants harmoniques.

En réalisant une commande ayant pour seules consignes les courants appar-
tenant au plan d, q et en associant une commande vectorielle sélectionnant les
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différents vecteurs tension appliqués à la machine, l’auteur [49] parvient à conser-
ver des vecteurs tension de module important dans le plan dq tout en imposant
des vecteurs tension de module faible dans les plans z1, z2 et o1, o2. Il réduit ainsi
les courants parasites.

Pour tirer parti des harmoniques de force magnéto-motrice, en particulier
de l’harmonique de rang trois, l’auteur [35] propose d’asservir les grandeurs des
plans d, q et z1, z2 en appliquant une transformation telle que toutes les grandeurs
à asservir soient continues. Dans ce cas, le choix des correcteurs se trouve être
simplifié.

Citons enfin [42] qui, s’inspirant de la transformation appliquée à la machine
double-triphasée, en déduit un modèle et une commande d’une machine penta-
phasée à réluctance variable.

Si quelques points de nos travaux seront proches de ceux exposés, il semble
néanmoins dès à présent utile d’en exprimer les particularités. L’obtention d’une
nouvelle base dans laquelle l’équation en tension est scindée en plusieurs équa-
tions complètement découplées n’a été obtenue qu’après réflexion et essais succes-
sifs. Nous nous efforcerons de présenter une méthode générale, indépendante du
nombre de phases de la machine. Si seul le cas de machines à force magnétomotice
sinusöıdale a été étudié, réduisant ainsi le champ de validité de l’étude, nous étu-
dierons particulièrement les machines à force magnéto-motrice et électromorices
non-sinusöıdales.

1.3 Formalismes pour la commande

Un ensemble exhaustif d’équations traduit entièrement le comportement d’un
système : sa connaissance permet donc d’envisager la réalisation de sa commande.
Néanmoins, si on agence sous forme graphique les équations régissant le com-
portement du système, en respectant préférablement un principe de causalité,
une déduction plus systématique de la commande se dégage. Citons à ce propos
quelques outils de description graphiques : schémas-blocs, bond-graphs, graphe
informationnel causal (GIC), etc...

Dans le cas des systèmes complexes les outils classiques ne sont pas assez
synthétiques pour permettre une représentation directement utilisable pour la
déduction de la structure de commande. Le projet Système Multimachine Multi-
convertisseur (SMM) [41] , projet du GDR-SDSE (Groupe De Recherche Sûreté
et Disponibilité des Systèmes Electriques), vise à analyser les systèmes compo-
sés de plusieurs machines et/ou plusieurs convertisseurs dans les entrâınements
électriques.

On montrera, dans ce mémoire, que les machines polyphasées étudiées peuvent
être considérées comme un ensemble de machines fictives couplées électriquement
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et mécaniquement. De ce fait, elles seront considérées comme des Systèmes Mul-
timachine Multiconvertisseur et nous les modéliserons avec les outils développés
pour leur commande [34]. Cette modélisation nous aménera à déduire des Struc-
tures Maximales de Commande [40].

1.4 Conclusion

Cet état de l’art nous montre qu’il n’existe pas de modélisation assez univer-
selle et généralisable à une dimension quelconque permettant d’étudier les diffé-
rents type de machines et d’alimentation présentés dans le paragraphe précédent.

En effet, jusqu’à présent les études ont été réalisées pour des besoins parti-
culiers, tantôt dirigées vers la conception, tantôt vers la commande et n’ont, de
ce fait, pas fourni de critères permettant d’envisager le nombre de phases d’une
machine comme un paramètre influant le choix d’un ensemble électromécanique
(modulateur et machine).

Ainsi, le formalisme présenté dans ce mémoire se propose d’être un outil vecto-
riel généralisé à n dimensions qui permet autant l’analyse de solutions existantes
que la conception des machines ou de leurs commandes, qu’elles se fassent en
mode normal ou dégradé.

Notre étude sera néanmoins appliquée à une classe particulière de machines.



Chapitre 2

Application du formalisme
vectoriel aux machines
synchrones polyphasées à
aimants permanents

2.1 Présentation de la machine et des hypothèses

d’étude

Les hypothèses suivantes seront utilisées pour modéliser la machine :

– les n phases sont identiques et décalées d’un angle α = 2π
n

, p est le nombre
de paires de pôles de la machine1

– les effets de peau, des amortisseurs, de saturation et de variation de réluc-
tance du circuit magnétique sont négligés

– les FEMs induites dans les enroulements statoriques uniquement due aux
aimants rotoriques ont une forme qui n’est due qu’aux aimants et à la
structure des bobinages. La réaction magnétique d’induit (due aux courants
statoriques) ne modifie pas la forme de ces FEMs.

La figure 2.1 montre une représentation d’une machine bipolaire dans laquelle la
grandeur g (une tension, un courant, un flux, ...) relative à la phase k est notée
gk .

1Même si cette condition restrictive réduit le champ de validité de notre étude, une condi-
tion de symétrie et de circularité de la matrice inductance suffit à déduire une transformation
généralisée de Concordia. Si la machine hexaphasée double étoile ne respecte pas la condition
d’équirépartition spatiale des phases, on montrera qu’il est tout de même possible d’y appliquer
le concept exposé. Le cas des machines à nombre pair de phases fera d’ailleurs l’objet d’un
paragraphe particulier.

33
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Fig. 2.1 – Représentation symbolique d’une machine synchrone bipolaire n-phasée

Si la machine possède plus de deux pôles, chaque phase est composée de p
bobinages en série de Ns spires et possède un nombre total de spires égal à pNs.

2.2 Modélisation de la machine n-phasée dans

une base naturelle

Si on associe à la machine n-phasée un espace vectoriel Euclidien En de di-

mension n, une base orthonormée Bn = {−→xn
1 ,
−→
xn

2 , ...,
−→
xn

n} de cet espace est qualifiée
de naturelle lorsqu’ on peut écrire le vecteur −→g tel que :

−→g = g1

−→
xn

1 + g2

−→
xn

2 + ... + gn

−→
xn

n (2.1)

où g1, g2, ..., gn sont les n grandeurs mesurables des phases statoriques.

Dans cet espace peuvent être donc définis les vecteurs :

– tension :−→v = v1
−→
xn

1 + v2
−→
xn

2 + ... + vn
−→
xn

n

– courant :
−→
i = i1

−→
xn

1 + i2
−→
xn

2 + ... + in
−→
xn

n

Si une phase statorique possède une résistance Rs alors l’équation vectorielle en
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tension de la machine est 2 :

−→v = Rs
−→
i +

[
d
−→
φs

dt

]

/Bn

+−→e (2.2)

que l’on peut projeter sur chacun des vecteurs de la base naturelle de façon à
retrouver l’équation en tension d’une phase statorique :

vk = −→v .
−→
xn

k = Rsik +
dφsk

dt
+ ek

où :

– φsk est le flux dans la phase k uniquement créé par les courants statoriques ;
– ek est la FEM induite dans la phase k uniquement créée par les aimants

rotoriques. On supposera que la FEM induite dans une phase ne dépend que
de la vitesse du rotor et de paramètres constructifs telle que ek = fk(θ) Ω
où fk(θ) est une fonction de forme dépendante de la position θ du rotor et
Ω est la vitesse de rotation du rotor.

Dans le cas très fréquent où les inductances mutuelles entre les enroulements
ne sont pas négligeables devant les inductances propres des enroulements, on ob-
serve un couplage magnétique entre les phases. Les hypothèses de non saturation
et de non variation de réluctance permettent de définir une relation linéaire (mor-

phisme)
−→
φs = λ(

−→
i ) entre le vecteur courant et flux statorique plus communément

écrite sous forme d’une matrice à coefficients constants :

[Ln
s ] = mat(λ,Bn) =




Ls1s1 Ls1s2 ... Ls1sn

Ls2s1 Ls2s2 ... Ls2sn

...
...

. . .
...

Lsns1 Lsns2 ... Lsnsn




dans laquelle Lsksk
est l’inductance propre d’une phase statorique et Lsjsk

une
inductance mutuelle entre phases statoriques.

Il est à remarquer que si les relations vectorielles sont vraies quelle que soit la
base choisie, il n’en est pas de même pour les relations scalaires ou matricielles
qui ne sont vraies que dans cette base.

Plus que de permettre une écriture synthétique, les relations vectorielles faci-
litent les calculs des puissances et du couple. En effet, la puissance instantanée

2Il est nécessaire, lorsqu’on dérive un vecteur, de préciser dans quelle base on opère cette
dérivation. On précise cela par un indice. Dans la mesure où il n’y a pas de risque de confusion
on peut omettre cette précision.
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transitant dans la machine est obtenue par simple produit scalaire entre le vecteur
tension et le vecteur courant :

p =
n∑

k=1

vkik = −→v .
−→
i (2.3)

et en remplaçant le vecteur tension par son expression 2.2, on obtient l’équation :

p = Rs(
−→
i )2 +

[
d
−→
φs

dt

]

/Bn

.
−→
i +−→e .

−→
i

dans laquelle on reconnâıt :

– les pertes par effet Joules : pj = Rs(
−→
i )2

– la puissance magnétique 3 : pw =

[
d
−→
φs

dt

]

/Bn

.
−→
i

– la puissance électromécanique : pem = −→e .
−→
i qui permet d’exprimer le couple

électromagnétique Cem =
−→e −→i
Ω

où Ω est la vitesse instantanée du rotor.

Si le comportement de la machine est complètement décrit par un ensemble
d’équations, il est assez commode d’y associer une représentation graphique sym-
bolique. En effet, une représentation organisée d’un ensemble électromécanique
aide à l’élaboration de sa structure de commande. Le L2EP (Laboratoire d’Elec-
trotechnique et d’Electronique de Puissance de Lille) a développé plusieurs outils
de représentation des systèmes électromécaniques 4.

La figure 2.2 donne une représentation utilisant l’approche Système Multi-
machines Multi-convertisseurs (SMM) [41] d’un ensemble alimentation-machine
synchrone n-phasée à aimants permanents dans laquelle les différentes phases
de la machine, non mécaniquement couplées, sont alimentées par des sources
électriques indépendantes. Bien que cet outil souligne le couplage magnétique
existant entre les phases, l’absence de détails sur la localisation des éléments
accumulateurs d’énergie ne permet pas de déduire avec assez de précision une
structure de commande.

Pour pallier ce problème, la Représentation Energétique Macroscopique (REM)
[34] a été développée. Néanmoins, la représentation par ce formalisme de l’en-
semble alimentation-machine reste difficile, les couplages magnétiques ne respec-
tant pas la stricte définition d’éléments non-accumulateurs d’énergie. On propose
donc à la figure 2.3 une représentation entre REM et SMM sur laquelle les seuls
éléments accumulateurs d’énergie magnétique clairement identifiables sont les in-
ductances de fuite de chaque phase.

3Les inductances étant supposées constantes il n’y a pas de couple réluctant.
4Voir annexe 4.
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Fig. 2.2 – Représentation SMM d’un ensemble alimentation-machine n-phasée
dans la base naturelle

Fig. 2.3 – Entre REM et SMM alimentation-machine dans la base naturelle
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La déduction d’une commande performante de la machine dans la base na-
turelle montrerait qu’il est indispensable, du fait de la complexité du couplage
magnétique, de procéder à un choix de critères complexes et non systématiques
[11].

La modélisation dans la base naturelle ne permet pas l’élaboration aisée du
système de contrôle. Il est maintenant systématique de modéliser les machines tri-
phasées dans une base telle qu’il y ait découplage magnétique (Transformations
de Concordia, Park, ...). Le paragraphe suivant exposera donc une méthode per-
mettant de déterminer une base dans laquelle il existe un découplage magnétique
ou encore comment généraliser la transformation de Concordia aux machines n-
phasées.
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2.3 Modélisation de la machine n-phasée dans

une base assurant un découplage magnétique

2.3.1 Choix d’une base de découplage

La relation
−→
φs = λ(

−→
i ) entre le vecteur courant et flux statorique reste vraie

quelle que soit la base de l’espace En choisie. En revanche, ceci n’est pas vrai en
ce qui concerne les relations matricielles entre les coordonnées de ces vecteurs. En
effet, les coordonnées des vecteurs sont obtenues en projetant ces derniers sur les
vecteurs générateurs de la base et on comprend aisément que, si on projette les
vecteurs dans une autre base, les relations entre les coordonnées changeront.

La base où existera le découplage magnétique sera celle où une coordonnée du
vecteur flux statorique pourra s’exprimer en fonction d’une seule coordonnée du
vecteur courant (matrice inductance diagonale). Cette base peut être déterminée
en examinant la matrice inductance, matrice caractéristique du morphisme entre
les vecteurs flux et courant statoriques dans la base naturelle. La diagonalisation
d’une matrice impose la recherche des valeurs propres de cette matrice et des
vecteurs propres qui leurs sont associées.

On définit les valeurs propres Λk du morphisme λ comme étant les solutions
de l’équation caractéristique : det(Λ[In]− [Ln

s ]) = 0 où [In] est la matrice identité
de dimension n.

Les propriétés physiques des machines électriques nous permettent d’affirmer
que la matrice inductance est symétrique. En effet, l’inductance mutuelle entre
deux enroulements est réciproque : Lsksj

= Lsjsk
. Dans ce cas la propriété de

symétrie nous assure de l’existence de valeurs propres réelles [38], [33].

L’ hypothèse de régularité spatiale de construction des phases, spécifique à la
classe des machines que nous étudions dans ce mémoire, nous permet d’affirmer
que la matrice inductance est circulante. Dans ce cas la propriété de circularité
nous permet de calculer analytiquement les valeurs propres en utilisant la formule
du déterminant circulant [33].

Ces deux conditions étant respectées, les valeurs propres complexes Λk sont
données par les solutions de l’équation :

n∏

l=1

(
Λ−

n∑

k=1

(
Ls1sk

e
2jπ(l−1)(k−1)

n

))
= 0 (2.4)

où j est l’opérateur complexe.

L’équation (2.4) se scinde en n équations possédant chacune comme solu-
tion une valeur propre Λk du morphisme λ. Ces n valeurs propres sont toutefois
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données sous forme complexe :

Λ1 = Ls1s1 + Ls1s2

(
ej 2π

n

)0

+ ... + Ls1sn−1

(
ej(n−2) 2π

n

)0

+ Ls1sn

(
ej(n−1) 2π

n

)0

Λ2 = Ls1s1 + Ls1s2

(
ej 2π

n

)1

+ ... + Ls1sn−1

(
ej(n−2) 2π

n

)1

+ Ls1sn

(
ej(n−1) 2π

n

)1

...

Λn = Ls1s1 + Ls1s2

(
ej 2π

n

)n−1

+ ... + Ls1sn−1

(
ej(n−2) 2π

n

)n−1

+ Ls1sn

(
ej(n−1) 2π

n

)n−1

auxquelles sont associées les vecteurs propres suivants :

−→
cd
1 =

1√
n

(−→
xn

1 +
−→
xn

2

(
ej 2π

n

)0

+ ... +
−−→
xn

n−1

(
ej(n−2) 2π

n

)0

+
−→
xn

n

(
ej(n−1) 2π

n

)0
)

−→
cd
2 =

1√
n

(−→
xn

1 +
−→
xn

2

(
ej 2π

n

)1

+ ... +
−−→
xn

n−1

(
ej(n−2) 2π

n

)1

+
−→
xn

n

(
ej(n−1) 2π

n

)1
)

...
−→
cd
n =

1√
n

(−→
xn

1 +
−→
xn

2

(
ej 2π

n

)n−1

+ ... +
−−→
xn

n−1

(
ej(n−2) 2π

n

)n−1

+
−→
xn

n

(
ej(n−1) 2π

n

)n−1
)

Ces vecteurs à coordonnées complexes forment une base orthonormée de l’es-
pace Hermitien 5 associé à la machine. Ce type d’espace est celui retenu lors d’une
transformation à coefficients complexes comme celles de Fortescue, Ku, etc..

On veut, comme avec la transformée de Concordia, travailler avec des vecteurs
propres à coordonnées réelles associés à des valeurs propres réelles. Même si les
valeurs propres sont obtenues sous forme complexe on sait que ces dernières sont
réelles, la matrice inductance étant symétrique. On peut donc exprimer autrement
la valeur de Λk en ne prenant que la partie réelle des expressions précédentes :

Λ1 = Ls1s1 + Ls1s2 + ... + Ls1sn−1 + Ls1sn

Λ2 = Ls1s1 + Ls1s2 cos

(
2π

n

)
+ ... + Ls1sn−1 cos

(
(n− 2)

2π

n

)
+ Ls1sn cos

(
(n− 1)

2π

n

)

...

Λn = Ls1s1 + Ls1s2 cos

(
(n− 1)

2π

n

)
+ ... + Ls1sn−1 cos

(
(n− 1)(n− 2)

2π

n

)

+Ls1sn cos

(
(n− 1)2 2π

n

)

5Un espace Hermitien est un espace vectoriel dont les scalaires sont des nombres complexes.
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En remarquant que Λk = Λn−k+2
6 on peut alors déduire que toute combinaison

linéaire des vecteurs
−→
cd
k et

−−−−→
cd
n−k+2 est encore un vecteur propre associé à la valeur

propre Λk. Il y a donc dans le plan engendré par les vecteurs
−→
cd
k et

−−−−→
cd
n−k+2 une

infinité de bases orthonormées engendrées par les vecteurs propres (obtenues par

rotation à partir de la base (
−→
cd
k ,
−−−−→
cd
n−k+2)).

La propriété ej(n−k) 2π
n = e−jk 2π

n permet de déterminer une base orthonormée
composée de vecteurs propres à coefficients réels tels que :

−→
xd

1 =
1√
n

(−→
xn

1 +
−→
xn

2 + ... +
−−→
xn

n−1 +
−→
xn

n

)

−→
xd

2 =

−→
cd
2 +

−→
cd
n√

2
=

√
2

n

(−→
xn

1 + cos

(
2π

n

)−→
xn

2 + ... + cos

(
(n− 2)

2π

n

)−−→
xn

n−1

+ cos

(
(n− 1)

2π

n

)−→
xn

n

)

−→
xd

3 =

−→
cd
2 −

−→
cd
n

j
√

2
=

√
2

n

(
sin

(
2π

n

)−→
xn

2 + ... + sin

(
(n− 2)

2π

n

)−−→
xn

n−1

+ sin

(
(n− 1)

2π

n

)−→
xn

n

)

...

Si n est impair avec n = 2m + 1 alors le dernier couple de vecteurs propres
est :

−−→
xd

n−1 =
−−→
xd

2m =

−−→
cd
m+1 +

−−→
cd
m+2√

2
=

√
2

n

(−→
xn

1 + cos

(
m

2π

n

)−→
xn

2 + ...

+ cos

(
m(n− 2)

2π

n

)−−→
xn

n−1 + cos

(
m(n− 1)

2π

n

)−→
xn

n

)

−→
xd

n =
−−−→
xd

2m+1 =

−−→
cd
m+1 −

−−→
cd
m+2

j
√

2
=

√
2

n

(
sin

(
h

2π

n

)−→
xn

2 + ... + sin

(
m(n− 2)

2π

n

)−−→
xn

n−1

+ sin

(
m(n− 1)

2π

n

)−→
xn

n

)

6On retiendra que les valeurs propres sont au moins égales deux à deux sauf une valeur
unique dans le cas où n est impair
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Si n est pair avec n = 2m alors le dernier vecteur propre est :

−−→
xd

2m =
−→
xd

n =
1√
n

(−→
xn

1 −
−→
xn

2 + ... +
−−→
xn

n−1 −
−→
xn

n

)

La nouvelle matrice inductance [Ld
s] caractéristique du morphisme λ dans la

nouvelle base Bd = {−→xd
1,
−→
xd

2, ...,
−→
xd

n} devient :

[Ld
s] = mat(λ,Bd) =




Λ1 0 ... 0
0 Λ2 ... 0
...

...
. . .

...
0 0 ... Λn′




avec n′ = n+3
2

si n impair ou n′ = n+2
2

si n pair.
Cette matrice est diagonale et on rappelle que les inductances de cette matrice

sont au moins égales deux à deux (valeur propre de multiplicité d’ordre 2).
Cette recherche des valeurs propres associées à la matrice inductance permet

d’énoncer une transformation de Concordia généralisée avec comme matrice
de passage de la base naturelle vers la base de découplage :

– si le nombre de phases n est impair

[Tnn]t =




1√
n

1√
n

... 1√
n

1√
n√

2
n

√
2
n

cos(2π
n

) ...
√

2
n

cos(2(n−2)π
n

)
√

2
n

cos(2(n−1)π
n

)

0
√

2
n

sin(2π
n

) ...
√

2
n

sin(2(n−2)π
n

)
√

2
n

sin(2(n−1)π
n

)
...

...
. . .

...
...√

2
n

√
2
n

cos( (n−1)π
n

) ...
√

2
n

cos( (n−1)(n−2)π
n

)
√

2
n

cos( (n−1)2π
n

)

0
√

2
n

sin( (n−1)π
n

) ...
√

2
n

sin( (n−1)(n−2)π
n

)
√

2
n

sin( (n−1)2π
n

)




– si le nombre de phases n est pair

[Tnn]t =




1√
n

1√
n

... 1√
n

1√
n√

2
n

√
2
n

cos(2π
n

) ...
√

2
n

cos(2(n−2)π
n

)
√

2
n

cos(2(n−1)π
n

)

0
√

2
n

sin(2π
n

) ...
√

2
n

sin(2(n−2)π
n

)
√

2
n

sin(2(n−1)π
n

)
...

...
. . .

...
...√

2
n

√
2
n

cos( (n−1)π
n

) ...
√

2
n

cos( (n−1)(n−2)π
n

)
√

2
n

cos( (n−1)2π
n

)

0
√

2
n

sin( (n−1)π
n

) ...
√

2
n

sin( (n−1)(n−2)π
n

)
√

2
n

sin( (n−1)2π
n

)
1√
n

− 1√
n

... 1√
n

− 1√
n



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Les bases de départ et d’arrivée étant orthonormées, inv([Tnn]) = [Tnn]t. Cette
transformation a donc pour propriété de conserver la puissance instantanée quelle
que soit la base dans laquelle elle est exprimée .

On a montré que cette transformation s’appuyait sur deux propriétés de la
matrice inductance : la symétrie et la circularité. Si la première est toujours vé-
rifiée, il n’en est pas de même pour la deuxième. Utiliser dans ce dernier cas,
cette transformation de Concordia généralisée ne peut se justifier a priori. Néan-
moins, il s’avère souvent que la non-circularité peut être considérée comme l’effet
d’un élément perturbateur (la réluctance par exemple). L’application de cette
transformation mène alors tout de même à une simplification mais non à une dia-
gonalisation [42]. En utilisant une autre transformation on sait néanmoins qu’il
est possible de diagonaliser mais la multiplicité des valeurs propres n’est plus de
deux.

2.3.2 Equations de la machine dans la base de découplage

On vient de montrer qu’il était possible de modéliser la machine dans une
base orthonormée telle que le morphisme (la relation linéaire) entre le vecteur
flux statorique et le vecteur courant statorique ait une matrice caractéristique
diagonale. De plus, les valeurs propres de ce morphisme (les inductances de la
diagonale de la matrice) sont au moins doubles (sauf une dans le cas d’un nombre
de phases impair).

L’espace vectoriel de départ peut donc être décomposé en une somme de sous-
espaces vectoriels qui ont la particularité d’être orthogonaux entre eux (car engen-
drés par des vecteurs orthogonaux entre eux). Un vecteur de l’espace de départ
peut donc être décomposé de façon unique en somme de vecteurs orthogonaux,
chacun appartenant à un espace propre. De plus la multiplicité d’une valeur propre
nous permet de dissocier l’espace vectoriel de départ en différents sous-espaces
vectoriels.

Soit ng la multiplicité d’une valeur propre Λg , on peut définir un sous-espace
propre Eg de l’espace de départ En ayant comme dimension la multiplicité d’une
valeur propre.

Un vecteur −→g de l’espace de départ se décompose donc en :

−→g =

g=N∑
g=1

−→gg

en considérant qu’il existe N sous-espaces propres associés chacun à une valeur
propre Λg,

−→gg est donc la projection du vecteur −→g sur le sous-espace Eg.
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Appliqué aux vecteurs flux et courant, on obtient la nouvelle équation :

−→
φs =

g=N∑
g=1

−→
φsg =

g=N∑
g=1

Λg
−→
ig (2.5)

qui permet d’écrire dans chaque sous-espace, une nouvelle équation en tension :

−→vg = Rs
−→
ig +

[
d
−→
φsg

dt

]

/En

+−→eg

La base de découplage Bd étant fixe par rapport à la base naturelle Bn, la
dérivée d’un vecteur dans un sous-espace Eg est égale à sa dérivée dans l’espace
En. On peut donc écrire :

−→vg = Rs
−→
ig +

[
d
−→
φsg

dt

]

/Eg

+−→eg

en utilisant la propriété (2.5) :

−→vg = Rs
−→
ig +

[
d(Λg

−→
ig )

dt

]

/Eg

+−→eg

et avec l’hypothèse d’inductances constantes :

−→vg = Rs
−→
ig + Λg

[
d
−→
ig
dt

]

/Eg

+−→eg (2.6)

On cherche à présent une expression du couple électromagnétique à partir
d’un bilan énergétique. La puissance électrique qui transite dans la machine réelle
s’exprime par :

p = −→v .
−→
i =

N∑
g=1

−→vg .
−→
ig (2.7)

et en injectant chacune des équations en tension (2.6) dans l’équation de la puis-
sance (2.7) on obtient :

p =
N∑

g=1


Rs

(−→
ig

)2

+ Λg

[
d
−→
ig
dt

]

/Eg

.
−→
ig +−→eg .

−→
ig


 (2.8)

L’équation (2.8) montre que l’énergie transite par N machines fictives, indé-
pendantes magnétiquement, associées aux N espaces propres.
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Le couple créé par la machine réelle peut s’écrire :

C =
N∑

g=1

Cg (2.9)

avec CgΩ = −→eg .
−→
ig .

L’équation (2.9) montre que chaque machine fictive produit un couple parti-
cipant à la création du couple total. Ces N machines fictives sont donc couplées
mécaniquement : elles tournent toutes à la même vitesse Ω et sont accouplées
rigidement à un même arbre mécanique.

2.3.3 Equivalence entre la machine réelle et un ensemble
de machines fictives : Concept multimachines

Nous avons montré qu’une machine n-phasée pouvait être modélisée par un en-
semble de machines fictives magnétiquement indépendantes mais mécaniquement
couplées sur le même arbre.

La dimension de l’espace associé à une machine donne son nombre de phases.
S’il est possible que l’ordre de multiplicité d’une valeur propre soit supérieur à
deux, on préférera tout de même décomposer tous les sous-espaces en des espaces
de dimension inférieure ou égale à deux. En effet, cela permet de considérer la
machine réelle comme une somme de machines monophasées ou diphasées. La
conception de la commande n’en est que plus simple.

Ce concept multimachines peut être représenté sans équivoque à la figure
2.4 avec le formalisme REM7. Dans cet exemple, la machine possède un nombre
impair de phases et elle est équivalente à un ensemble composé d’une machine
fictive monophasée (machine a) et plusieurs machines diphasées (machines b à j).
On remarque dans ce cas que les alimentations des machines fictives ne peuvent
être indépendantes.

2.3.4 Machines fictives et harmoniques : Grandeurs asso-
ciées aux machines fictives

Les différentes grandeurs caractéristiques des machines fictives (tensions, cou-
rants, flux, FEM,. . .) sont obtenues par projection des différents vecteurs associés
à la machine réelle dans les sous-espaces associés à chaque machine fictive. La
future commande d’une machine fictive passe par la connaissance de la FEM de
cette machine (pour connâıtre la forme optimale du courant à générer) et de la

7Il n’y a plus d’ambigüıté quant à la représentation REM. En effet, l’accumulateur d’énergie
associé à chaque machine fictive est désormais bien défini : les inductances λg.
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Fig. 2.4 – Représentation REM de l’équivalence entre une machine n-phasée et
plusieurs machines monophasées et diphasées fictives

valeur de sa constante de temps Λg

Rs
(pour connâıtre la fréquence de hachage du

courant à délivrer par le modulateur d’énergie associé).
Calculons les projections d’un vecteur associé à la machine réelle dans les

différents sous-espaces associées aux machines fictives.
On rappelle que les vecteurs propres des différents sous-espaces sont des com-

binaisons linéaires de n vecteurs à coordonnées complexes :

−→
cd
t =

l=n∑

l=1

(
ej(l−1) 2π

n

)t−1−→
xn

l , 1 ≤ t ≤ n

Pour analyser la répartition des harmoniques il est plus simple pour les calculs
de projeter sur ces vecteurs. Il suffira ensuite de regrouper les harmoniques cor-
respondants.

Considérons à présent un vecteur −→g à n composantes, chaque composante
étant relative à une des n phases :

−→g =
k=n∑

k=1

gk

−→
xn

k

On suppose que −→g est λ périodique et donc développable en série de Fourier.
Là encore on retiendra un développement de Fourier facilitant les calculs. On a
alors :

gk =
h=∞∑

h=−∞
gh

k e+jhωα, ω =
2π

λ

avec gh
k composante harmonique de rang h de la grandeur gk telle que :

gh
k =

1

λ

∫

λ

gk(α)e−jhωαdα
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d’où :

−→g =
k=n∑

k=1

(
h=∞∑

h=−∞
gh

ke+jhωα

)
−→
xn

k

=
h=∞∑

h=−∞

(
k=n∑

k=1

gh
k

−→
xn

k

)
e+jhωα

=
h=∞∑

h=−∞

−→
ghe+jhωα

où
−→
gh =

k=n∑

k=1

gh
k

−→
xn

k est la composante harmonique de rang h du vecteur −→g .

Etudions la projection du vecteur
−→
gh sur un vecteur

−→
cd
t :

−→
gh.
−→
cd
t =

(
k=n∑

k=1

gh
k

−→
xn

k

)
.

(
l=n∑

l=1

(
ej(l−1) 2π

n

)t−1−→
xn

l

)

La base naturelle Bn = {−→xn
1 ,
−→
xn

2 , ...,
−→
xn

n} étant orthonormée, on a
−→
xn

k .
−→
xn

l = 0 si
k 6= l d’où :

−→
gh.
−→
cd
t =

k=n∑

k=1

gh
k .

(
ej(k−1) 2π

n

)t−1

(2.10)

Il faut pouvoir à ce stade expliciter gh
k . On rappelle :

gh
k =

1

λ

∫

λ

gk(α)e−jhωαdα

Utilisons encore la régularité de construction (spatiale) ou encore la régularité
temporelle dans l’alimentation électrique. Dans ce cas on peut écrire :

g2(α) = g1

(
α− λ

n

)

g3(α) = g2

(
α− λ

n

)
= g1

(
α− 2λ

n

)

...

c’est à dire le caractère cyclique.
Dans ce cas :

gh
k =

1

λ

∫

λ

g1

(
α− (k − 1)

λ

n

)
e−jhωαdα



48 Application du formalisme vectoriel aux machines

Si on réalise le changement de variable : u = α− (k − 1)λ
n
, on obtient :

gh
k =

1

λ

∫

λ

g1(u)e−jhω(u+(k−1) λ
n)du

=

(
1

λ

∫

λ

g1(u)e−jhωudu

)
ejhω(k−1) λ

n

et finalement :
gh

k = gh
1e−jhω(k−1) λ

n

Cette expression permet de simplifier (2.10) :

−→
gh.
−→
cd
t =

k=n∑

k=1

gh
1e−jhω(k−1) λ

n × ej(k−1) 2π
n

(t−1) (2.11)

en utilisant la propriété ωλ = 2π on a :

−→
gh.
−→
cd
t = gh

1

k=n∑

k=1

e−j 2π
n

(k−1)(h−t+1)

et si on pose a = e−j 2π
n

(h−t+1) alors :

−→
gh.
−→
cd
t = gh

1

k=n∑

k=1

a(k−1)

Finalement :
– Si a = e−j 2π

n
(h−t+1) = 1 alors :

−→
gh.
−→
cd
t = ngh

1

et h− t + 1 est multiple de n
– Si a 6= 1 alors : −→

gh.
−→
cd
t = gh

1

1− an

1− a

et comme an = e−j2π(h−t+1) est toujours égal à 1 alors
−→
gh.
−→
cd
t = 0
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CONLUSION :
Si un vecteur −→g est périodique et qu’il existe un caractère cyclique

entre ses coordonnées alors la projection d’une de ses composantes

harmoniques
−→
gh sur un vecteur

−→
cd
t n’est pas nulle uniquement si h− t+1

est multiple de n avec :
– h le rang de l’harmonique ;
– t le numéro du vecteur à coordonnées complexes de la base de

découplage ;
– n le nombre de phases.

On démontre donc qu’un groupe de composantes harmoniques du vecteur −→g
ne se projette que sur un seul vecteur à coordonnées complexes

−→
cd
t à la condition

h = un + t− 1, u ∈ R+. Le tableau 2.1 donne le groupe harmonique associé à un

vecteur
−→
cd
t pour quelques machines polyphasées.

Tab. 2.1 – Tableau récapitulatif des groupes harmoniques liés à chaque vecteur
à coordonnées complexes

t=1 t=2 t=3 t=4 t=5 t=6 t=7

n=3 3u 3u + 1 3u + 2 / / / /

n=4 4u 4u + 1 4u + 2 4u + 3 / / /

n=5 5u 5u + 1 5u + 2 5u + 3 5u + 4 / /

n=6 6u 6u + 1 6u + 2 6u + 3 6u + 4 6u + 5 /

n=7 7u 7u + 1 7u + 2 7u + 3 7u + 4 7u + 5 7u + 6

Un sous-espace particulier peut être :

– soit un plan supporté par deux vecteurs
−→
xd

k à coordonnées réelles qui sont
obtenus par combinaisons linéaires des deux vecteurs à coordonnées com-
plexes suivantes : −→

cd
t +

−−−→
cd
n−t+2√
2

,

−→
cd
t −

−−−→
cd
n−t+2√
2

.

Ne se projettent donc uniquement sur un plan (une machine diphasée fictive)
que les harmoniques associés aux deux vecteurs à coordonnées complexes
engendrant le plan ;

– soit une droite supportée par le vecteur indicé t = 1. Ne se projettent
donc uniquement sur cette droite (une machine monophasée fictive) que les
harmoniques associés à ce vecteur.

Cette propriété nous montre, dans le cas où les vecteurs initiaux sont pério-
diques et qu’il existe un caractère cyclique entre leurs coordonnées, que chaque
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grandeur (FEM, courant, tension, . . . ) d’une machine fictive est constituée par un
groupe d’harmoniques de la grandeur initiale. Cette association machine fictive -
groupe d’harmoniques a déjà fait l’objet d’études lors de l’emploi des composantes
symétriques appliquées à des machines n-phasées [19].

On donne dans le tableau récapitulatif 2.2, pour quelques machines poly-
phasées à nombre de phases impair8, les groupes harmoniques associés à chaque
machine fictive. L’astérisque indique que la machine fictive est monophasée. Dans
le cas contraire elle est diphasée. Le nom porté par une machine fictive dépend du
groupe harmonique qui lui est associé. On retiendra particulièrement la machine
homopolaire affectée par les harmoniques de rang multiple du nombre de phases
et la machine principale affectée par le fondamental.

Tab. 2.2 – Tableau récapitulatif des groupes harmoniques liés à chaque machine
fictive

Nombre de Machine Machine Machine Machine

phases homopolaire principale secondaire tertiaire

3 3, 6, 9, ...∗ 1, 2, 4, 5, ... / /

5 5, 10, 15, ...∗ 1, 4, 6, 9, ... 2, 3, 7, 8... /

7 7, 14, 21, ...∗ 1, 6, 8, 13... 2, 5, 9, 12, ... 3, 4, 10, 11, ...

2.3.5 Machines fictives et harmoniques : Inductances as-
sociées aux machines fictives

Les inductances associées à chacune des machines fictives dépendent directe-
ment de la technique de bobinage employée. La détermination de ces inductances
nécessite une analyse précise de la matrice inductance de la machine réelle.

2.3.5.1 Cas d’une machine possédant des bobinages à répartition si-
nusöıdale de la Force Magnéto Motrice (FMM)

Si on suppose que les bobinages ont été réalisés de façon à ce que, traversés par
des courants sinusöıdaux équilibrés, ils appliquent une FMM totale dans l’entrefer
produisant une onde tournante sinusöıdale, on peut alors écrire que l’inductance
mutuelle entre les phases m et k s’écrit [37] :

Lsmsk
=

2µ0(ksNs)
2DL

πe
cos(δmk) (2.12)

où :
8Les machines à nombre de phases pair font l’objet d’une étude particulière
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– p est le nombre de paires de pôles de la machine ;
– µ0 est la perméabilité de l’air ;
– ks est le coefficient de bobinage de l’enroulement ;
– Ns est le nombre de spires d’un des enroulements composant la phase ;
– D est le diamètre d’alésage du stator ;
– L est la longueur utile du stator ;
– e est l’épaisseur de l’entrefer magnétique (air + aimants) ;
– δmk = (m− k)2π

n
est l’angle séparant les phases m et k.

Dans ce cas, la matrice inductance, symétrique et de plus circulante 9, se note :

[Ln
s ] = Lp




1 +
lf
Lp

cos
(

2π
n

)
cos

(
22π

n

)
... cos

(
(n− 1)2π

n

)

cos
(

2π
n

)
1 +

lf
Lp

cos
(

2π
n

)
... cos

(
(n− 2)2π

n

)

cos
(
22π

n

) ...
. . .

...
...

...
...

...
. . .

...

cos
(
(n− 1)2π

n

)
... ... ... 1 +

lf
Lp




dans laquelle on appelle :
– Lp l’inductance magnétisante (fondamentale) d’une phase statorique (δmk =

0) ;
– lf l’inductance de fuites d’une phase statorique.

2.3.5.2 Cas d’une machine possédant des bobinages concentrés à pas
diamétral

Etant donné que les machines électriques étaient initialement alimentées par
des sources de tension sinusöıdales, beaucoup d’efforts et de temps ont été consa-
cré à établir les règles de bobinage pour l’obtention de FMM sinusöıdales. L’évolu-
tion des techniques d’alimentation et en particulier la MLI permettent maintenant
l’asservissement des courants à des consignes de formes quelconques. On montrera
dans ce paragraphe que les machines à enroulements concentrés à pas diamétral
permettent une limitation de la fréquence de MLI et une réduction des courants
harmoniques engendrés lors des alimentations en tensions non-sinusöıdales.

On montre sur la figure 2.5 la représentation de deux enroulements successifs
formant deux phases de la machine. On rappelle que le nombre d’enroulements
composant une phase est égal au nombre de paires de pôles de la machines (enrou-
lements à une couche). Pour former une phase, ces enroulements sont connectés
en série.

9Cette matrice est bien circulante. En effet on a : cos
(
(n− k)2π

n

)
= cos

(
2π − k 2π

n

)
=

cos
(
k 2π

n

)
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Fig. 2.5 – Représentation de deux enroulements concentrés à pas diamétral

Chaque phase possède une fonction de bobinage [43] uniquement dépendante
de la technique de construction des enroulements. On donne à la figure 2.6 une
représentation graphique des fonctions de bobinage de deux phases successives.

Fig. 2.6 – Représentation graphique des fonctions de bobinage

La fonction de bobinage Kk de la phase k peut être exprimée par une série de
Fourier qu’on calcule :

Kk(θ) =
∞∑
i=0

aik cos

(
ip(θ − (k − 1)

2π

np
)

)

avec :

aik =
p

π

∫ Θ=(k−1) 2π
pn

+π
p

Θ=(k−1) 2π
pn
−π

p

Kk(θ) cos

(
ip(θ − (k − 1)

2π

np
)

)
dθ

=
4p

π

∫ Θ=(k−1) 2π
pn

+ π
2p

Θ=(k−1) 2π
pn

Ns

2
cos

(
ip(θ − (k − 1)

2π

np
)

)
dθ

=
2Ns

πi
pour i = 1, 5, 9, 13, . . .

= −2Ns

πi
pour i = 3, 7, 11, 15, . . .

= 0 pour i pair.
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d’où :

Kk(θ) =
2Ns

π

∞∑
i=0

(−1)i

h
cos

(
hp(θ − (k − 1)

2π

np
)

)
, h = 2i + 1

Il est possible de définir le vecteur fonction de bobinage tel que :
−−−→
K(θ) = K1(θ)

−→
xn

1 + K2(θ)
−→
xn

2 + ... + Kn(θ)
−→
xn

n

Dans ce cas, la FMM ξ engendrée par les n phases (chacune constituée de p

bobinages en série) s’obtient par simple produit scalaire entre le vecteur
−−−→
K(θ) et

le vecteur
−→
i :

ξ(θ) =
−−−→
K(θ).

−→
i = K1(θ)i1 + K2(θ)i2 + ... + Kn(θ)in

Le champ magnétique existant dans l’entrefer uniquement dû au courant ik
circulant dans la phase k est donné par la relation : Bk(θ) = µ0

e
ξk(θ) où le terme

µ0

e
représente la perméance surfacique de l’entrefer (considérée comme constante

à la vue des hypothèses).
On déduit 10 :

Bk(θ) =
µ0

e
ξk(θ)

=
2Nsµ0ik

πe

∞∑
i=0

(−1)i

h
cos

(
hp(θ − (k − 1)

2π

np
)

)
, h = 2i + 1

Pour obtenir le flux capté par un enroulement m décalé d’un angle (m− k)2π
pn

par rapport à la bobine k il suffit d’intégrer le champ Bk(θ) existant tout au long
de l’enroulement m créé uniquement par le courant ik circulant dans l’enroulement
k :

ϕmk = Ns

∫ (m−1) 2π
pn

+ π
2p

(m−1) 2π
pn
− π

2p

Bk(θ)dS

où dS = DL
2

dθ est l’élément de surface élémentaire de l’enroulement m.

ϕmk =
N2

s µ0DLik
πe

∫ (m−1) 2π
pn

+ π
2p

(m−1) 2π
pn
− π

2p

( ∞∑
i=0

(−1)i

h
cos

(
hp(θ − (k − 1)

2π

np
)

))
dθ

=
N2

s µ0DLik
πep

∞∑
i=0

(−1)i

h2

[
sin

(
hp(θ − (k − 1)

2π

np
)

)](m−1) 2π
pn

+ π
2p

(m−1) 2π
pn
− π

2p

=
2N2

s µ0DLik
πep

∞∑
i=0

1

h2
cos

(
h(m− k)

2π

n

)

10Le champ B n’est pas exprimé ici sous forme vectorielle. En effet, il ne faudrait pas
confondre vecteur lié à l’espace tridimensionnel associé à la géométrie de la machine et vecteur
d’espace de dimension n.
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Le flux capté par une phase est le résultat des flux précédemment calculés
captés par p enroulements mis en série d’où :

φmk =
2N2

s µ0DLik
πe

∞∑
i=0

1

h2
cos

(
h(m− k)

2π

n

)

Vues les hypothèses formulées, on peut définir l’inductance mutuelle entre
deux phases par :

Lsmsk
=

2N2
s µ0DL

πe

∞∑
i=0

1

h2
cos

(
h(m− k)

2π

n

)
, h = 2i + 1

Si, comme cela est classiquement réalisé, on ne considère que l’onde fonda-
mentale de FMM (h = 1) on retrouve bien l’inductance (2.12) dite fondamentale
[32] :

Lsmsk
=

2(ksNs)
2µ0DL

πe
cos(δmk) = Lfond cos(δmk)

où ks = 1 les conducteurs d’un même enroulement étant dans la même encoche.
Les autres inductances liées aux harmoniques d’espace de la FMM sont dites
inductances harmoniques [32].

Dans le cas d’enroulements concentrés à pas diamétral, la matrice [Ln
s ] devient

donc :

[Ln
s ] =

Lfond

h2

∞∑
i=0




1 cos
(
h2π

n

)
... cos

(
h(n− 1)2π

n

)
cos

(
h2π

n

)
1 ... cos

(
h(n− 2)2π

n

)
...

...
. . .

...
cos

(
h(n− 1)2π

n

)
... ... 1




+




lf 0 ... 0
0 lf ... 0
...

...
. . .

...
0 ... ... lf


 , h = 2i + 1

On peut donc modéliser une machine à FMM rectangulaire par un ensemble
de machines couplées mécaniquement dont chacune posséderait une FMM sinu-
söıdale à une fréquence liée à l’harmonique du rang considéré [21] et une liée à
l’inductance de fuite. L’approche que nous utilisons montre qu’une machine n-
phasée est équivalente à un ensemble plus réduit de machines dont chacune est
affectée par un groupe d’harmoniques et par l’inductance de fuite, la commande
s’en trouve directement simplifiée.
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2.3.5.3 Bobinages quelconques - Propriétés générales

Dans le cas d’une construction particulière des bobinages, une méthode analy-
tique pourrait permettre de calculer les inductances fondamentale et harmoniques.
Il semble néanmoins bien plus adapté de calculer les valeurs de ces différentes in-
ductances en utilisant la méthode des éléments finis [2], [1].

Les études précédentes sont valables que le nombre de phases soit pair ou
impair, seul compte le caractère de régularité spatiale entre les phases.

Si la machine hexaphasée double étoile (appelée aussi double triphasée) ne
semble pas correspondre à l’hypothèse d’équirépartition spatiale entre les phases,
la figure 2.7 montre que les enroulements de cette machine sont obtenus par une
connexion série de deux enroulements diamétralement opposés d’une machine à
douze phases.

Fig. 2.7 – Equivalence entre une machine douze phases et hexaphasée double
étoile

L’étude de cette machine ne semblant pas répondre aux critères de régularité
spatiale de construction des phases peut donc très bien être menée en considérant
la machine comme possédant douze phases régulièrement décalées.

L’approche plus classique, qui consiste à considérer la machine dans l’état,
peut très bien être menée en utilisant les expressions des valeurs propres et de
leurs vecteurs propres associés. En effet, la seule condition qui a amené aux calculs
des valeurs propres et des vecteurs propres associées est que la matrice inductance
(exprimée dans la base naturelle) soit circulante et symétrique. Les quelques ma-
chines qui seront étudiées ne sont donc qu’un bien maigre échantillon du champ
d’application de la méthode.

2.3.5.4 Inductances associées aux machines fictives

On rappelle que l’expression d’une inductance (valeur complexe) de la ma-
trice inductance diagonale est de la même forme qu’un vecteur à coordonnées
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complexes
−→
cd
t (Cf 2.3.1) est :

Λt = Ls1s1 + Ls1s2

(
ej 2π

n

)t−1

+ ... + Ls1sn−1

(
ej(n−2) 2π

n

)t−1

+ Ls1sn

(
ej(n−1) 2π

n

)t−1

=
k=n∑

k=1

Ls1sk
ejh(k−1) 2π

n
(t−1)

(2.13)

avec :

Ls1sk
=

∞∑

h=1

Lh
s1sk

=
∞∑

h=1

Lh cos

(
h(k − 1)

2π

n

)

où Lh est l’inductance harmonique de rang h de la phase 1.
Si on exprime l’inductance harmonique Lh

s1sk
de rang h sous forme complexe :

Lh
s1sk

=
1

2
Lhejh(k−1) 2π

n +
1

2
Lhe−jh(k−1) 2π

n

on peut exprimer l’inductance harmonique Λh
t en utilisant l’équation (2.13) :

Λh
t =

1

2

k=n∑

k=1

Lhejh(k−1) 2π
n × ej(k−1) 2π

n
(t−1) +

1

2

k=n∑

k=1

Lhe−jh(k−1) 2π
n × ej(k−1) 2π

n
(t−1)

(2.14)
En remarquant que l’équation (2.14) est composée de deux parties chacune de

forme identique à l’équation (2.11) on arrive aux mêmes conclusions :

– Λh
t =

n

2
Lh si h− t + 1 ou h + t− 1 est multiple de n

– Λh
t = 0 sinon.

Il vient en ajoutant à l’inductance magnétisante Lp, l’inductance de fuite
lf , l’inductance propre d’une phase. L’inductance associée à une machine fictive
devient dans ce cas :

Λ = lf +
∞∑

h=1

n

2
Lh

où les h indiquent les harmoniques (impairs uniquement vue la symétrie de
construction des machines) associés à la machine fictive considérée (Cf tableau
2.2).

Une machine fictive se voit donc affectée par l’inductance de fuite ajoutée à
l’inductance cyclique magnétisante harmonique de rang h.

Cas des enroulements à répartition sinusöıdale de la FMM
Dans ce cas, seul le fondamental est considéré (h=1). Seule une machine di-

phasée fictive se verra affectée par l’inductance cyclique, les autres ne se verront
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affectées que par l’inductance de fuite. En d’autres termes, la machine principale
se verra affectée de l’inductance cyclique de la machine et les machines secon-
daires par l’inductance de fuite. On verra que ce cas n’est pas favorable à la
future commande de la machine.

Cas des enroulements concentrés à pas diamétral
Dans ce cas, l’inductance cyclique Lh = Lp

h2 et chaque machine fictive se voit
affectée par une inductance plus importante que l’inductance de fuite. Cette confi-
guration permet de réduire les différences entre les inductances associées aux
machines et offrira plus de confort lors de son alimentation.
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2.4 Exemples de modélisation de machines

2.4.1 Introduction

Nous allons maintenant appliquer la modélisation vectorielle à deux machines
synchrones à aimants permanents :

– une machine triphasée à FMM et FEMs sinusöıdales qui permettra, par sa
bonne connaissance, de repérer facilement les nouveaux apports du forma-
lisme ;

– une machine pentaphasée à enroulements concentrés à pas diamétral et
FEMs trapézöıdales première machine, par son nombre de phases, qu’on
pourrait dénommer polyphasée.

2.4.2 Exemple didactique : Machine triphasée

2.4.2.1 Présentation de la machine

On se propose de réaliser la modélisation d’une machine synchrone triphasée à
aimants possédant des enroulements statoriques tels qu’ils produisent une FMM
sinusöıdale et soient le siège d’une FEM induite sinusöıdale. La figure 2.8 donne
une représentation symbolique de cette machine.

Fig. 2.8 – Représentation symbolique de la machine triphasée étudiée

Les principales caractéristiques de la machine étudiée sont résumées dans le
tableau 2.3.
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Tab. 2.3 – Principales caractéristiques de la machine triphasée étudiée

Résistance d’une phase 4 Ω

Inductance propre d’une phase 1 mH

Inductance de fuite d’une phase 1 mH

Nombre de paires de pôles 4

Constante de FEM kfem = 0, 2 V/trs/min

Moment d’inertie du groupe J = 0.9.10−3 kg.m2

2.4.2.2 Modélisation dans la base naturelle

On associe aux 3 phases statoriques de la machine un espace vectoriel E3

euclidien de dimension 3 munie d’une base orthonormée Bn = {−→x1,
−→x2,

−→x3}. On

définit alors les vecteurs tension −→v et courant
−→
i tels que :

−→v = v1
−→x1 + v2

−→x2 + v3
−→x3−→

i = i1
−→x1 + i2

−→x2 + i3
−→x3

En considérant qu’une phase possède une résistance Rs, on peut écrire l’équa-
tion en tension de la machine :

−→v = Rs
−→
i +

[
d
−→
φs

dt

]

/Bn

+−→e

dans laquelle on rappelle que :

vk = −→v .−→xk = Rsik +
dφsk

dt
+ ek

où :
– φsk est le flux dans la phase k uniquement créé par les courants statoriques ;
– ek est la FEM induite dans la phase k uniquement créée par les aimants

rotoriques.
En régime linéaire les 3 flux sont liés aux 3 courants par une matrice inductance

du type :

[Ln
s ] =




L M M
M L M
M M L




avec :
L = Lp + lf

et :

M = Lp cos

(
2π

3

)
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où :

– Lp =
2(pNs)

2µ0DL

πe
est l’inductance magnétisante d’une phase statorique ;

– lf est l’inductance de fuite d’une phase.

On a donc la relation
−→
φs = λ(

−→
i) où λ est un endomorphisme de matrice

caractéristique [Ln
s ] dans la base naturelle Bn ([Ln

s ] = mat(λ,Bn)).

La FEM induite dans une phase est de forme sinusöıdale. On donne l’expres-
sion de la FEM induite aux bornes de la phase k :

ek = Emax sin

(
pθ − (k − 1)

2π

3

)

où θ est l’angle mécanique pris par rapport à la phase 1 et Emax = kfem Ω .

2.4.2.3 Modélisation dans une base assurant un découplage magné-
tique

On développe dans ce cas particulier la démarche décrite au paragraphe 2.3.1.
L’objectif est ici d’obtenir un découplage magnétique entre les phases, c’est à
dire une matrice inductance diagonale. Il suffit pour cela de trouver les valeurs
propres de l’endomorphisme λ. La base Bd = {−→xz ,

−→xα,−→xβ} assurant le découplage
magnétique sera composée des vecteurs propres associées aux valeurs propres.

Le calcul des valeurs propres mène à la matrice suivante :

[Ld
s] = mat(λ,Bd) =




L + 2M 0 0
0 L−M 0
0 0 L−M




Les vecteurs composant la nouvelle base Bd ont pour coordonnées dans la base
naturelle :

−→xz =
1√
3




1
1
1


 −→xα =

√
2

3




1
− 1/2
− 1/2


 −→xβ =

√
2

3




0√
3/2

− √
3/2




Il existe une valeur propre unique et une autre double. Cette propriété nous
permet de décomposer l’espace vectoriel de départ E3 en deux sous-espaces or-
thogonaux :

– un sous-espace Ez (une droite) généré par le vecteur −→xz associé à la va-
leur propre Λz = L + 2M = lf . Cette inductance est appelée inductance
homopolaire ou zero-sequence en anglais (dans ce cas particulier égale à
l’inductance de fuite) ;
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– un sous-espace Ep (un plan) généré par les vecteurs (−→xα,−→xβ) associés à la
valeur propre Λp = L−M = 3

2
Lp + lf . Cette inductance est appelée induc-

tance principale ou inductance cyclique (composée de l’inductance cyclique
magnétisante ajoutée à l’inductance de fuite).

Ainsi, l’équation vectorielle en tension de la machine ne change pas, seules les
coordonnées des vecteurs sont différentes cela étant dû au changement de la base
de travail. En utilisant les remarques précédentes on peut toutefois scinder cette
équation en deux nouvelles équations, chacune liée à un sous-espace propre :

vz = Rsiz + Λz
diz
dt

+ ez

−→vαβ = Rs
−→
iαβ + Λp

d
−−→
isαβ

dt
+−→eαβ

En effectuant un bilan des puissances (Cf paragraphe 2.3.2), on montre que
la machine réelle peut être modélisée par deux machines fictives accouplées mé-
caniquement au même arbre mais magnétiquement découplées (Une monophasée
dite homopolaire et une diphasée dite principale) dont les grandeurs caractéris-
tiques sont les projections des grandeurs réelles dans les sous-espaces associés aux
valeurs propres de la matrice inductance.

Un vecteur −→g =




g1

g2

g3


 dans la base naturelle a pour coordonnées

−→g =




gz

gα

gβ


dans la base de découplage et permet d’introduire un scalaire gz

(caractérisant la machine monophasée) et un vecteur −→gαβ =

(
gα

gβ

)
(caractérisant

la machine diphasée).
L’élaboration de la commande nécessite la connaissance des FEM des ma-

chines fictives. Par projection du vecteur FEM −→e sur les sous-espaces propres,
on obtient :

– ez = 0

– −→eαβ =
√

3
2

Emax sin(pθ) −→xα −
√

3
2

Emax cos(pθ) −→xβ

2.4.2.4 Conclusion

Les résultats précédents rappellent que la machine triphasée peut être consi-
dérée comme l’association de deux machines fictives dont l’une est diphasée et
l’autre monophasée. La machine triphasée n’est donc identique à une machine
diphasée qu’à la condition que ne soit jamais alimentée la machine homopolaire
(ou monophasée fictive). Cette condition est réalisée systématiquement lors de
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couplages étoile sans neutre sorti ou triangle des enroulements (si la FEM ne
possède pas d’harmoniques de rang multiple de trois).

La figure 2.9 donne une représentation REM de la machine triphasée qui
montre l’équivalence de la machine réelle avec deux machines fictives.

Fig. 2.9 – REM d’une machine triphasée synchrone à aimants dans une base de
découplage

Il est important de souligner que dans le cas particulier d’une machine à FEMs
sinusöıdales, la machine homopolaire ne peut fournir de couple. A l’inverse, une
machine dont les FEMs posséderaient des harmoniques de rangs multiples de trois
pourrait fournir, à pertes Joules données, un couple supplémentaire.

Néanmoins, le couple que fournirait la machine homopolaire ne pourrait être
que pulsatoire (cette machine étant monophasée). Si on désire un couple global
constant, il serait nécessaire de (( complexifier )) la commande de la machine
diphasée qui devrait fournir un couple non-constant [12].

2.4.3 Exemple original : Machine pentaphasée

2.4.3.1 Présentation de la machine

On se propose maintenant de modéliser une machine synchrone pentaphasée à
aimants permanents, machine prototype réalisée pour les besoins de ces travaux.

Les contraintes suivantes ont été imposées lors de l’élaboration du cahier des
charges :

– la machine doit posséder cinq phases dont les enroulements sont concentrés
et à pas diamétral ;

– le rotor ne doit pas présenter d’effet de saillance et posséder des aimants
permanents ;

– les dimensions de la machine ainsi que sa vitesse nominale doivent corres-
pondre à celles de machines classiques utilisées dans les laboratoires d’en-
seignement (Machine typique de puissance 1,5 kW).

Ces différentes contraintes ont amené au choix d’une machine 11 (représentée

11Des photos de la machine avant montage sont disponibles à l’annexe C.
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en coupe à la figure 2.10) dont les principales caractéristiques sont résumées au
tableau 2.4.

Fig. 2.10 – Vue en coupe de la machine prototype à cinq phases

Tab. 2.4 – Caractéristiques de la machine prototype à cinq phases

Nombre de phases 5

Nombre de spires par enroulement 25

Nombre de pôles 4

Nombre d’encoches 20

Diamètre extérieur (Tôles) 0.170 m

Diamètre intérieur (Tôles) 0.110 m

Epaisseur d’entrefer 0.0015 m

Epaisseur des aimants (SmCo) 0.0034 m

Champ rémanent des aimants 1,07 T

Nombre d’aimants (collés en surface) 4 rangées de 24

Longueur axiale 0.080 m

Cette machine est représentée sous forme symbolique à la figure 2.11.
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Fig. 2.11 – Représentation symbolique de la machine pentaphasée étudiée

2.4.3.2 Modélisation de la machine dans la base naturelle

On associe aux cinq phases un espace vectoriel euclidien E5 de dimension 5.
Dans une base orthonormée Bn = {−→x1,

−→x2,
−→x3,

−→x4,
−→x5} on peut écrire l’équation en

tension de la machine :

−→v = Rs
−→
i +

[
d
−→
φs

dt

]

/Bn

+−→e

En régime linéaire, il existe un morphisme entre les vecteurs flux statorique
et courant tel que : −→

φs = λ(
−→
i )

où :

[Ln
s ] = mat(λ,Bn) =




L M1 M2 M2 M1

M1 L M1 M2 M2

M2 M1 L M1 M2

M2 M2 M1 L M1

M1 M2 M2 M1 L




avec :
– L l’inductance d’une phase (L = Lp + lf ) ;
– M1 l’inductance mutuelle entre deux phases décalées de ±2π

5
;

– M2 l’inductance mutuelle entre deux phases décalées de ±4π
5

.
La structure particulière des enroulements nous invite à étudier plus précisé-

ment le calcul des différentes inductances de la matrice [Ln
s ].
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Hypothèse d’une répartition sinusöıdale de la FMM
Dans ce cas, l’inductance (fondamentale car n’est considéré que le premier

harmonique de FMM) entre la phase m et k s’écrit :

Lfond
smsk

=
2µ0Ns

2DL

πe
cos

(
(m− k)

2π

5

)

Pour notre machine, on obtient les résultats suivants :
– Lfond = 8, 98.10−4H
– M fond

1 = 2, 77.10−4H
– M fond

2 = −7, 26.10−4H
En évaluant les fuites uniquement dues aux encoches 12 on obtient une induc-

tance de fuites par phase de :
– lf = 3.48.10−4H

et donc une inductance par phase de :
– Lfond + lf = 12.46.10−4H

Prise en compte des harmoniques de FMM
La structure des enroulements correspond au cas étudié au paragraphe 2.3.2.

Dans ce cas, l’inductance entre la phase m et k s’écrit :

Lsmsk
=

2µ0Ns
2DL

πe

∞∑

h=1

1

h2
cos

(
h(m− k)

2π

5

)

où h = 1, 3, 5, ... est le rang de l’harmonique considéré.
L’inductance de rang h s’exprimant en 1

h2 , on peut considéré l’apport des
harmoniques de rang supérieur ou égal à 7 comme négligeable. Dans ce cas (ne
considérant que les harmoniques 1,3 et 5 de FMM), on obtient les inductances
suivantes :

– L = 8, 98.10−4H ou L + lf = 12.46.10−4H
– M1 = 2, 33.10−4H
– M2 = −6.60.10−4H

Calcul des inductances par la méthode des éléments finis en deux di-
mensions

La machine est modélisée par éléments finis. La figure 2.12 donne une repré-
sentation en coupe de la machine étudiée ainsi que du maillage réalisé. La carte
des champs, pour laquelle seule la phase 1 est alimentée par un courant de 5 A,
obtenue après application du code donnée à la figure 2.13.

12Voir Annexe B
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Fig. 2.12 – Structure du maillage de la machine pentaphasée étudiée

Fig. 2.13 – Carte des champs de la machine pentaphasée étudiée

Pour notre machine, on obtient les résultats suivants :
– L + lf = 13, 5.10−4H
– M1 = 2, 06.10−4H
– M2 = −6, 16.10−4H
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Comparatif entre calculs analytiques et méthode des éléments finis
En prenant pour référence les résultats calculés par la méthode des éléments

finis, le tableau 2.5 donne les erreurs commises lors d’un calcul analytique en ne
considérant que le premier ou les harmoniques principaux de FMM.

Tab. 2.5 – Erreurs entre calculs analytiques et méthode des éléments finis

Inductance L M1 M2

1er harmonique -7,7% 34,0% 17,0%

Harmoniques principaux -7,7% 17,0% 7,1%

Ce tableau confirme que dans le cas d’enroulements concentrés, l’unique prise
en compte du fondamental de l’onde de FMM ajoute plus de 10% d’erreur lors
du calcul des inductances.

On constate une erreur plus importante sur le calcul de M1 par rapport à M2.
Cette différence peut s’expliquer par la non prise en compte du phénomène de
fuites mutuelles entre enroulements décalés de ±2π

5
. L’erreur engendrée par ces

fuites mutuelles est encore plus accentuée dans le cas de machines à enroulements
à deux couches [14].

Etude de la FEM
Si la forme des FEMs peut être déduite par calcul avec la méthode des éléments

finis, un relevé expérimental d’une des FEMs de la machine réelle tournant à 1500
trs/min est proposé à la figure 2.14. Le tableau 2.6 donne le contenu harmonique
des FEMs.

Fig. 2.14 – Relevé expérimental d’une FEM à 1500 trs/min
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Tab. 2.6 – Contenu harmonique des FEM

Harmonique 1 3 5 7 9

Taux relatif 100% 28,5% 12,4% 5,1% 1,7%

Le vecteur FEM peut donc s’écrire :

−→e = e1
−→x1 + e2

−→x2 + e3
−→x3 + e4

−→x4 + e5
−→x5

avec :

ek =
∞∑

h=1

Eh sin

(
h(pθ − (k − 1)

2π

5
)

)

où Eh = kh
fem Ω est la valeur maximale de l’harmonique de FEM de rang h

avec kh
fem le coefficient de fem et Ω la vitesse de rotation du rotor. On mesure

k1
fem = 0, 32 V s/rad.

2.4.3.3 Modélisation dans une base de découplage

Si on applique les résultats du paragraphe 2.3.1, on montre qu’il existe une
base orthonormée Bd = {−→xz ,

−→xpα,−→xpβ,−→xsα,−→xsβ} dans laquelle la matrice inductance
est diagonale :

[Ld
s] = mat(λ, Bd) =




Λ1 0 0 0 0
0 Λ2 0 0 0
0 0 Λ5 0 0
0 0 0 Λ3 0
0 0 0 0 Λ4




Le calcul mène aux valeurs suivantes :

Λ1 = L + 2(M1 + M2)
Λ2 = L + M1 cos(2π

5
) + M2 cos(4π

5
) + M2 cos(6π

5
) + M1 cos(8π

5
)

Λ3 = L + M1 cos(4π
5

) + M2 cos(8π
5

) + M2 cos(12π
5

) + M1 cos(16π
5

)
Λ4 = L + M1 cos(6π

5
) + M2 cos(12π

5
) + M2 cos(18π

5
) + M1 cos(24π

5
)

Λ5 = L + M1 cos(8π
5

) + M2 cos(16π
5

) + M2 cos(24π
5

) + M1 cos(32π
5

)

Il apparâıt alors des valeurs doubles :

Λ2 = Λ5 = L− 2(M1 cos(3π
5

) + M2 cos(π
5
))

Λ3 = Λ4 = L− 2(M1 cos(π
5
) + M2 cos(3π

5
))
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Ces inductances sont associées aux vecteurs propres suivants :

−→xz = 1√
5
(−→x1 +−→x2 +−→x3 +−→x4 +−→x5)−→xpα = 2√
5
(−→x1 + cos(2π

5
)−→x2 + cos(4π

5
)−→x3 + cos(6π

5
)−→x4 + cos(8π

5
)−→x5)−→xpβ = 2√

5
(sin(2π

5
)−→x2 + sin(4π

5
)−→x3 + sin(6π

5
)−→x4 + sin(8π

5
)−→x5)−→xsα = 2√

5
(−→x1 + cos(4π

5
)−→x2 + cos(8π

5
)−→x3 + cos(2π

5
)−→x4 + cos(6π

5
)−→x5)−→xsβ = 2√

5
(sin(4π

5
)−→x2 + sin(8π

5
)−→x3 + sin(2π

5
)−→x4 + sin(6π

5
)−→x5)

Il existe une valeur propre unique et deux valeurs propres doubles. Cette
propriété nous permet de décomposer l’espace vectoriel E5 en trois sous-espaces
orthogonaux :

– Un sous-espace Ez généré par le vecteur propre (−→xz) associé à la valeur
propre Λz = Λ1. Ce sous-espace est une droite appelée homopolaire ;

– Un sous-espace Ep généré par les vecteurs propres (−→xpα,−→xpβ) associé à la
valeur propre Λp = Λ2 = Λ5. Ce sous-espace est un plan appelé principal ;

– Un sous-espace Es généré par les vecteurs propres (−→xsα,−→xsβ) associé à la
valeur propre Λs = Λ3 = Λ4. Ce sous-espace est un plan appelé secondaire.

Un vecteur −→g qui s’exprime par −→g = g1
−→x1 + g2

−→x2 + g3
−→x3 + g4

−→x4 + g5
−→x5

dans la base naturelle se décompose en trois vecteurs −→g = −→gz +−→gp +−→gs où :
– −→gz = gz

−→xz

– −→gp = gpα
−→xpα + gpβ

−→xpβ

– −→gs = gsα
−→xsα + gsβ

−→xsβ

Hypothèse d’une répartition sinusöıdale de la FMM
Dans ce cas :
– Λp = 5

2
Lfond + lf ou inductance cyclique fondamentale de la machine. Pour

notre machine Λp = 2, 59 mH.
– Λs = Λz = lf ou inductance de fuite d’une phase de la machine. Pour notre

machine Λs = Λz = 0, 348 mH

Prise en compte des harmoniques de FMM
Dans ce cas :

– Λp = lf +
∑

h

5

2

Lp

h2
, h = 1, 9, ...

– Λs = lf +
∑

h

5

2

Lp

h2
, h = 3, 7, ...

– Λz = lf +
∑

h

5

2

Lp

h2
, h = 5, 15, ...
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Pour notre machine, on obtient :
– En ne prenant en compte que les harmoniques 1, 3, 5 :

Λp = 2, 59 mH, Λs = 0, 597 mH, Λz = 0, 438 mH
– Par la méthode des éléments finis :

Λp = 2, 47 mH, Λs = 0, 636 mH, Λz = 0, 530 mH

Comparatif entre calculs analytiques et méthode des éléments finis
En prenant pour référence les résultats calculés par la méthode des éléments

finis, le tableau 2.7 donne les erreurs commises lors d’un calcul analytique en ne
considérant que le premier ou les harmoniques principaux de FMM.

Tab. 2.7 – Erreurs entre calculs analytiques et méthode des éléments finis

Inductance Λp Λs Λz

1er harmonique 4,9% -34,4% -28,6%

Harmoniques prépondérants 4,9% -6,1% -17,4%

On constate qu’une seule prise en compte du fondamental de la FMM entrâıne
une sous-évaluation moyenne de 30% des inductances Λs et Λz. La simulation d’un
tel système modélisé avec cet hypothèse ne rend donc pas fidèlement du compor-
tement futur du système. On montrera que cette erreur est surtout préjudiciable
lors d’alimentation par onduleur de tension commandé en MLI.

Etude de la FEM
La projection du vecteur FEM −→e sur les différents sous-espaces se déduit des

calculs généraux menés au paragraphe 2.3.4. Pour la machine pentaphasée on
obtient :

−→ez =
√

5
∑

h

Eh sin(hpθ) −→xz , h = 5, 15, ...

−→ep =

√
5

2

∑

h

Eh (sin(hpθ) −→xpα − cos(hpθ) −→xpβ) , h = 1, 9, ...

−→es =

√
5

2

∑

h

Eh (sin(hpθ) −→xsα + cos(hpθ) −→xsβ) , h = 3, 7, ...

Pour notre machine, on obtient les FEMs données à la figure 2.15.

Equivalence entre machine réelle et machines fictives
Une machine fictive peut être associée à chacun des sous-espaces, respective-

ment :
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Fig. 2.15 – FEM fictives à 1500 trs/min

– une machine diphasée associée au plan principal possédant la constante de
temps électrique et les FEM induites les plus importantes ;

– une machine diphasée associée au plan secondaire possédant une constante
de temps électrique plus faible et des FEM induites moins importantes ;

– une machine monophasée associée à la droite homopolaire possédant la
constante de temps électrique et des FEM induites les plus faibles.

Il est important de constater que :
– Les enroulements concentrés à pas diamétral permettent aux machines se-

condaires de posséder une constante de temps électrique plus importante
que dans le cas d’enroulements répartis. Rappelons que si les enroulements
créent une FMM sinusöıdale les machines secondaires se trouvent affectées
par l’inductance la plus faible c’est à dire l’inductance de fuite. Une bonne
machine polyphasée n’est donc pas une machine à FMM sinusöıdale.

La figure 2.16 montre l’équivalence entre la machine réelle et un ensemble de
trois machines fictives.

Fig. 2.16 – Equivalence entre une machine pentaphasée et trois machines

Les grandeurs caractéristiques de chaque machine fictive sont déterminées
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par projection des grandeurs initiales sur chacun des sous-espaces associées aux
machines.

2.5 Conclusion

Ce chapitre montre que l’association modélisation vectorielle - concept multi-
machines permet de considérer une machine polyphasée comme équivalente à un
ensemble de machines mono et/ou diphasées fictives accouplées mécaniquement.
L’étude d’une machine complexe se résume donc en plusieurs études de machines
simples.

Rappelons que le formalisme vectoriel a permis de formuler une transforma-
tion de Concordia généralisée. Même si cette transformation a déjà été énoncée
par plusieurs auteurs, retenons que l’approche ici utilisée est totalement généra-
lisable à des machines à nombre de phases quelconque et n’a pas fait appel à des
techniques de diagonalisation qui permettent de déduire quelques vecteurs à la
seule condition que certains soient déjà déterminés de façon empirique.

Les grandeurs caractéristiques (tension, courant, FEM, inductance, ...) de
chaque machine fictive sont obtenues par projection des grandeurs de la ma-
chine réelle. Ce chapitre a montré qu’une machine fictive se voyait affectée par
un même groupe harmonique des grandeurs réelles, quelles qu’elles soient.

Une machine réelle est au moins modélisable par une machine fictive appelée
principale. La machine principale est affectée par le groupe harmonique contenant
le fondamental des grandeurs initiales. Si la machine principale possède une in-
ductance comparable à l’inductance cyclique d’une phase de la machine obtenue
par une approche au premier harmonique, il en est tout autre pour les machines
fictives dites secondaires. En effet, si on constate que les machines fictives secon-
daires peuvent ou non produire un couple, on retient surtout qu’elles peuvent
se voir affectées d’une inductance beaucoup plus faible que la machine princi-
pale. Cette remarque est importante lors de l’élaboration de la commande de la
machine et justifie l’apparition de courant parasites lors de l’alimentation d’une
machine polyphasée par un onduleur de tension commandé en MLI.

Cette dernière remarque nous a engagé à étudier les machines à enroule-
ments concentrés et à pas diamétral. On remarque que dans ce cas de figure les
constantes de temps des machines fictives secondaires peuvent être augmentées de
plus de 30%, permettant ainsi la réduction des courants parasites sans augmen-
tation exagérée de la fréquence de découpage des tensions issues de l’onduleur. Si
le formalisme développé permet l’élaboration d’un modèle de la machine en vue
de sa commande, il peut s’avérer être un outil intéressant pour le concepteur de
machines.



Chapitre 3

Application du formalisme
vectoriel aux alimentations et à
la commande de machines
synchrones polyphasées à
aimants permanents

3.1 Introduction

Nous allons dans un premier temps appliquer la modélisation vectorielle à
l’alimentation de machines synchrones polyphasées à aimants permanents. L’uti-
lisation quasi-universelle d’onduleurs de tension commandés en Modulation de la
Largeur des Impulsions (MLI) nous conduit à nous limiter à leur seul étude. On
insiste sur la commande particulière d’onduleurs monophasés mis en parallèle sur
le même bus continu, commande permettant l’obtention de vecteurs moyens de
tension. On développe dans ce chapitre une méthode originale de génération d’un
vecteur moyen de tension, extension des commandes par vecteur d’espace.

Nous montrons ensuite que les formalismes SMM [41] et REM [34] peuvent
être étendus à l’ensemble alimentation - machine polyphasée. Le modèle ainsi
obtenu permet, en se basant sur une méthode d’inversion, de déduire une structure
maximale de commande (SMC [40]).

Ce chapitre revisite d’une part les effets de différents modes d’alimentation des
machines synchrones et montre que le formalisme développé permet de réaliser
une commande originale des machines synchrones d’autre part.

Suivent enfin des exemples d’alimentations et de commande qui ont comme
récepteurs les deux machines modélisées au chapitre 2. Seule l’étude de l’alimen-
tation de la machine triphasée est étudiée, la commande de cette dernière étant

73
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déjà bien présente dans la littérature. L’alimentation et la commande de la ma-
chine pentaphasée sont ensuite étudiées et on en montre une réalisation pratique
implantée sur le banc expérimental présenté en annexe C.

3.2 Topologies d’alimentation

Nous ne nous intéressons qu’à deux topologies d’alimentation :

– chaque phase est alimentée par un onduleur à deux bras. Cette topologie
permet de bénéficier de tous les degrés de liberté au niveau de la commande
et d’envisager un fonctionnement en mode dégradé avec uniquement deux
phases encore alimentées [17] ;

– les phases de la machine sont couplées en étoile sans neutre sorti. Cette
configuration classique permet une économie de bras d’onduleur mais en-
lève un degré de liberté. En effet il est impossible de générer un courant
homopolaire, la somme des courants étant (( mécaniquement )) imposée à
zéro.

La figure 3.1 présente ces deux topologies ; il est à noter que d’autres topologies
proposent la liaison du neutre de l’étoile à un potentiel fixe ou contrôlé par un
interrupteur statique [3].

Fig. 3.1 – Les deux topologies d’alimentation étudiées.

Les tensions issues des onduleurs peuvent présenter plusieurs niveaux. De
façon à simplifier l’étude, nous nous limitons à des onduleurs à deux niveaux.

3.3 Modélisation vectorielle des alimentations

La MLI intersective (comparaison entre un signal de référence et un signal
triangulaire de fréquence élevée) a fait l’objet de multiples études. Néanmoins
nous nous intéressons particulièrement dans ce paragraphe au fonctionnement de
plusieurs onduleurs en parallèle utilisant le même signal triangulaire ou encore
une MLI intersective synchronisée.
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La conception de la commande nous amène a établir un modèle REM des
onduleurs et à définir la notion d’onduleurs fictifs, notion à relier directement à
celle de machines fictives.

Quelle que soit la topologie, constituée d’un ou deux bras pas phase, on re-
connâıt n structures identiques. De façon à généraliser notre approche, chaque
structure sera supposée délivrer une tension de sortie vsk = ±Valim.

Dans ce paragraphe on lira donc :
– vsk = vk = ±Valim = ±Vbus dans le cas de structures (( deux bras par

phase )) ;
– vsk = vkN = ±Valim = ±Vbus

2
dans le cas de structures (( un bras par phase ))

et on ne tiendra pas compte des interrupteurs sk3 et sk4.

3.3.1 Modélisation d’un onduleur monophasé

On ne s’intéresse qu’à la modélisation d’un onduleur étudié isolement des
autres. La figure 3.2 donne le modèle REM d’un onduleur monophasé.

Fig. 3.2 – Modélisation REM d’un onduleur monophasé

Modèle instantané d’un onduleur :
On suppose l’onduleur uniquement commandable en deux niveaux, la tension

de sortie vsk ne peut donc prendre que deux états :
– vsk = +Valim en fermant les interrupteurs sk1 et sk4 et en ouvrant les inter-

rupteurs sk2 et sk3 ;
– vsk = −Valim en fermant les interrupteurs sk2 et sk3 et en ouvrant les inter-

rupteurs sk1 et sk4.
Dans ce cas on a : vsk = mk(t) Valim où mk(t) = ±1 est la fonction de

conversion de l’onduleur [8], [16].

Si on pose mk(t) =< mk > (t)+∆mk(t) avec < mk > (t) =
1

T

∫ t

t−T

mk(τ)dτ ,

valeur moyenne glissante de mk(t) sur la période T , la tension vsk(t) devient :

vsk(t) =< vsk > (t) + ∆vsk(t)

où :
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– < vsk > (t) =< mk > (t) Valim : valeur moyenne glissante de vsk(t) sur la
période T ;

– ∆vsk(t) = ∆mk(t) Valim : assimilable à un bruit de conversion.
L’onduleur est donc semblable à un amplificateur linéaire de gain < mk > (t)

bruité par la grandeur ∆mk(t).

Modèle moyen d’un onduleur :
Si on considère que la charge alimentée par l’onduleur a un caractère passe-bas

et que le bruit de conversion possède un spectre fréquentiel bien au delà de la fré-
quence de coupure de la charge, le bruit de conversion peut être considéré comme
une perturbation négligeable et l’onduleur est considéré comme un amplificateur
de gain < mk > (t). A cette condition : vsk(t) =< vsk > (t) =< mk > (t) Valim.

Dans le cas particulier d’une commande par MLI, commande échantillonnée à
chaque période TMLI , on s’intéresse à la valeur moyenne du signal sur une période
de MLI. On a alors à l’instant t = qTMLI (q=1,2,...,+∞) :

< mk > (qTMLI) =
1

TMLI

∫ qTMLI

(q−1)TMLI

mk(τ)dτ

3.3.2 Modélisation de n onduleurs monophasés en paral-
lèle sur un même bus continu

La figure 3.3 donne une représentation REM de l’ensemble étudié.

Fig. 3.3 – Modélisation REM de n onduleurs monophasés connectés en parallèle
sur le même bus continu

Exprimé dans la base naturelle orthonormée Bn = {−→xn
1 ,
−→
xn

2 , ...,
−→
xn

n}, le vecteur

tension −→vs = vs1
−→
xn

1 + vs2
−→
xn

2 + ... + vsn
−→
xn

n ne peut posséder qu’un nombre fini
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de valeurs. En effet, dû au caractère discret du modulateur et au choix d’une
commande deux niveaux, les tensions vsk ( k=1,...,n) ne peuvent être égales qu’à
±Valim. Dans ce cas, le vecteur −→vs ne peut prendre que 2n valeurs.

Approche classique :
L’approche classique aux valeurs moyennes consiste à considérer que les com-

mandes des onduleurs sont complètement indépendantes les unes des autres.
Cette association d’onduleurs est alors capable de générer un vecteur tensions
moyennes :

−−−−→
< vs >(t) =

n∑

k=1

< vsk > (t)
−→
xn

k

avec : < vsk > (t) =
1

T

∫ tk

tk−T

vsk(τ)dτ

Dans ce cas la notation vectorielle n’est que le résultat d’une concaténation
de n valeurs moyennes liées au n onduleurs monophasés.

Approche vectorielle :
Dans ce mémoire notre approche est particulière. En effet, l’objectif est ici

d’utiliser les n onduleurs de façon à générer un vecteur tension moyen. On
considère donc initialement la valeur moyenne glissante d’un vecteur tension et
non un vecteur tension obtenu par concaténation de n valeurs moyennes liées au
n onduleurs monophasés :

< −→vs > (t) =<

n∑

k=1

vsk(t)
−→
xn

k >=
1

T

∫ t

t−T

−→vs (τ)dτ

Dans le cas d’une commande par MLI, les instants d’échantillonnage des dif-
férents onduleurs monophasés peuvent ne pas être identiques : on notera qT k

MLI

les instants d’échantillonnage de l’onduleur numéro k. S’il est toujours possible
de définir un vecteur tension moyen < −→vs > (t), il n’est plus possible de définir le
vecteur < −→vs > (qTMLI) du fait de la multiplicité des instants qT k

MLI .
Bien entendu, on peut définir des vecteurs tensions moyennes

−−−−→
< vs >(qT k

MLI)
tous différents les uns des autres. Cette différence est d’autant plus faible que
le (( défaut )) de synchronisation le sera. Si on cherchait à calculer un vecteur
< −→vs > (qTMLI) il faudrait de plus connâıtre les tensions appliquées non plus sur
une période mais sur au moins deux.

On voit donc que la non synchronisation complexifie notablement l’approche
vectorielle. On pourrait néanmoins en omettant ce problème de synchronisation
définir un vecteur tension moyen obtenue par concaténation des différentes ten-
sions moyennes, la stricte égalité n’étant possible qu’à la condition que tous les
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onduleurs soient rigoureusement synchronisés 1 :

−−−−→
< vs > =

n∑

k=1

< vsk >
−→
xn

k

Cette approche peut se justifier lorsque la période de MLI est petite devant les
durées caractéristiques du système (temps de réponse, période d’alimentation).
Lorsque ce n’est plus le cas, des effets indésirables apparaissent [28].

CONCLUSION : Dans notre mode de fonctionnement particulier (synchro-
nisation des commandes des onduleurs) les n onduleurs ne peuvent pas être consi-
dérés comme indépendants aux valeurs instantanées mais électrique-
ment couplés par la commande. Cependant ils sont découplés dans le cas
d’une modélisation aux valeurs moyennes. La représentation REM de la figure
3.3 n’est donc uniquement valable, pour notre fonctionnement particulier des on-
duleurs, que dans le cas d’une modélisation aux valeurs moyennes sans néanmoins
oublier la contrainte de synchronisation au niveau des commandes.

3.3.3 Génération d’un vecteur tension moyen : MLI inter-
sective synchronisée et MLI vectorielle

La MLI est la technique la plus utilisée pour la commande des onduleurs de
tension. Cette technique offre en effet l’avantage de générer des tensions dont la
valeur moyenne (sur une période de MLI) est égale à la référence moyenne et dont
le spectre en fréquence est fixé par l’utilisateur.

On se propose maintenant d’analyser les différentes méthodes de génération
d’un vecteur tension moyen sur une période de MLI. Dans ce mode de fonction-
nement, la période d’échantillonnage du signal de commande TMLI est fixe.

3.3.3.1 Commande rapprochée d’un onduleur isolé

A partir d’une fonction de conversion moyenne de réglage < mreg >∈ [−1, 1] la
commande rapprochée de l’onduleur doit d’abord élaborer la fonction de conver-
sion discrète de réglage mreg = ±1 (telle que la tension de sortie instantanée de
l’onduleur soit vs = mregValim = ±Valim). Cette modulation est obtenue à partir
d’un échantillon < mreg > (qTMLI) prélevé au début de la période de MLI.

Puis, à partir de mreg(t), il faut établir la fonction de connexion de chacun des
interrupteurs composant l’onduleur. La fonction de connexion fi de l’ interrupteur
statique numéro i de l’onduleur est telle que :

– fi = 0 signifie que l’interrupteur si correspondant est ouvert ;
– fi = 1 signifie que l’interrupteur si correspondant est fermé.

1On a volontairement omis les instants d’échantillonnage
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La figure 3.4 détaille la commande rapprochée de l’onduleur dont le modèle
REM a été élaboré à la figure 3.2.

Fig. 3.4 – Commande rapprochée d’un onduleur monophasé

Linéarisation dynamique [8], [16]
La linéarisation dynamique apparâıt naturellement lors de la déduction de la

structure de commande à l’aide du formalisme. Elle consiste à diviser le vecteur de
référence par la tension de bus. Si la tension de bus est sujet à variations, elle est
mesurée en temps réel. Cette technique de normalisation permet de s’affranchir
des problèmes de non-linéarité dus aux imperfections de la source de tension
d’alimentation.

Notons que dans la littérature on trouve aussi cette notion sous l’appellation
(( tension normalisée par la tension de bus )).

Modulation
La modulation consiste à respecter la relation :

mreg(t) =< mreg > (qTMLI) + ∆mreg(t)

avec :

< mreg > (qTMLI) =
1

TMLI

∫ qTMLI

(q−1)TMLI

mreg(τ)dτ

valeur moyenne de l’échantillon mreg(qTMLI) sur la période de MLI TMLI .
L’obtention de mreg(t) n’est pas unique. En effet, il existe une infinité de

signaux mreg(t) possédant < mreg > (qTMLI) comme valeur moyenne sur une
période de MLI. Le critère choisi tient souvent compte du contenu harmonique
de ∆mreg. On montre qu’un signal centré autour de TMLI

2
possède un contenu

harmonique moins riche [8], [16], [50].

Génération des fonctions de connexion
Dans ce mémoire, on se limite à la seule étude des onduleurs de tension à deux

niveaux. Dans ce cas, on impose :
– que la source de tension ne soit jamais en court-circuit et que la charge soit

toujours alimentée (on suppose les onduleurs fonctionnant en conduction
continue permanente). D’où : fk2 = fk1 et fk3 = fk2 ;
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– que la tension vsk = ±Valim. D’où : fk4 = fk1 et fk3 = fk2.

Ces deux conditions amènent à poser :

fk4 = fk1 = fk3 = fk2 =
1 + mkreg(t)

2

MLI intersective centrée

On donne à la figure 3.5 le schéma de principe d’une MLI intersective centrée.

Fig. 3.5 – Principe d’une MLI intersective centrée

La fonction de conversion moyenne de réglage est comparée à un signal tri-
angulaire périodique mmod (dans notre cas symétrique pour obtenir un signal
mreg centré). Cette technique de MLI, initialement réalisée de façon analogique,
est maintenant réalisée par des systèmes numériques qui échantillonnent (( natu-
rellement )) le signal < mreg > (t). Notons que pour les systèmes analogiques,
l’échantillonnage n’est pas obligatoire si le signal est correctement filtré où si la
fréquence de MLI est suffisamment importante pour considérer le signal constant
pendant la période de MLI.

3.3.3.2 Commandes synchronisées en MLI intersective de plusieurs
onduleurs

On a vu que la génération d’un vecteur tension moyen n’était possible qu’aux
conditions d’une même période de MLI et d’une synchronisation des signaux de
commande pour chacun des onduleurs.

Dans le cas d’une MLI intersective, cette condition est facilement respectée
en utilisant le même signal triangulaire pour l’élaboration de la commande de
chacun des interrupteurs.
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3.3.3.3 Commande en MLI vectorielle ou généralisation de la com-
mande par vecteur d’espace

Dans la suite de ce mémoire, on développe une technique de MLI vecto-
rielle, extension des commandes par vecteur d’espace. Cette commande permet,
à chaque période de MLI, de calculer les temps de conduction de chacun des
interrupteurs afin de générer le vecteur moyen désiré .

Génération d’un vecteur moyen

Dû à leur caractère discret et à la commande deux niveaux, les n onduleurs
ne peuvent générer que 2n vecteurs tension différents.

Soit un vecteur < −−→vsref > de dimension n à générer sur une période de MLI
TMLI et −→vsj , j∈{1,..,2n} un des 2n vecteurs instantanés généré par les onduleurs. La
référence [38] montre qu’il est possible, et de façon unique, de générer le vecteur
< −−→vsref > de dimension n sur une période de MLI avec n + 1 vecteurs −→vsj tel que
2 :

< −−→vsref >=
n+1∑
j=1

αj
−→vsj (3.1)

avec :

– αj =
tj

TMLI
le temps relatif d’application du vecteur −→vsj pendant la période

TMLI , tj étant le temps réel d’application du vecteur.
–

∑n+1
j=1 tj = TMLI ou

∑n+1
j=1 αj = 1

Critères de choix des vecteurs appliqués pendant une période MLI

Les choix des différents vecteurs instantanés −→vsj appliqués pendant une période
de MLI dépendent de critères dont on donne quelques exemples :

– on choisit les n + 1 vecteurs instantanés les plus proches du vecteur de
référence. On réduit de ce fait les ondulations de courant ;

– on réduit le nombre de commutations sur une période de MLI en appliquant
successivement des vecteurs qui ne possèdent qu’une seule coordonnée dif-
férente ;

– etc ...

2Prenons le cas d’un hacheur série. Si l’on désire générer un vecteur moyen < −−−→vsref > (de
dimension 1 : un scalaire) sur une période de MLI il faut au minimum activer deux vecteurs (par
exemple un vecteur égal à v0 = −Vbus et un autre égal à v1 = +Vbus). Dans ce cas, le vecteur
moyen généré se trouve être le barycentre des deux vecteurs affectés chacun d’un poids corres-
pondant à leur temps relatif d’activation. C’est à dire : < vsref >= α0 v0 + α1 v1, α0 + α1 = 1.
La référence [38] généralise ce concept à des vecteurs de dimension quelconque.
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Schéma de principe d’une MLI vectorielle - Réalisation pratique

On donne à la figure 3.6 un schéma de principe de la génération des temps
d’activation de chacun des vecteurs choisis pendant une période de MLI.

Fig. 3.6 – Principe d’une MLI vectorielle

Les temps relatifs d’activation des vecteurs se calculent habituellement pour
un système diphasé équivalent dans un plan complexe par projection du vecteur
de référence sur les vecteurs choisis [50]. On montrera par l’exemple une mé-
thode de calcul des temps relatifs applicable à des systèmes à nombre de phases
quelconques.

La génération des fonctions de connexion à partir des temps relatifs se font
par des timers programmables. Des critères sont nécessaires pour choisir la forme
des motifs (centrés, câlés à droite ou à gauche).

3.3.3.4 Conclusion

Il apparâıt que la MLI intersective synchronisée est une commande vectorielle
particulière en ce sens qu’elle ne requiert pas un calcul explicite des durées de
conductions des interrupteurs. Cela peut être considéré comme un avantage no-
tamment au niveau de la simplicité d’implantation. Néanmoins, la commande
vectorielle offre plus de souplesse quant à la gestion des problèmes de saturation,
des temps minimums de conductions des interrupteurs, etc..

3.4 Déduction d’une structure de commande à

l’aide du formalisme

AVERTISSEMENT : Dans ce paragraphe tous les modèles REM
et SMM ne seront valables qu’aux valeurs moyennes. Par soucis de
lisibilité les grandeurs apparaissant sur les représentations REM et
SMM ne porteront plus les signes valeur moyenne (( < > )).
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3.4.1 Machine dont les phases ne sont pas couplées

3.4.1.1 Commande de la machine dans la base naturelle

On cherche à utiliser la représentation de la machine n-phasée développée
au paragraphe 2.3.3 (on rappelle que cette représentation se situe entre REM
et SMM). Cette représentation permet, en utilisant des critères d’inversion, de
déduire une structure de commande de l’ensemble onduleurs - machine. La figure
3.7 donne la structure de commande d’un tel ensemble.

Fig. 3.7 – Structure de commande dans la base naturelle du modèle moyen d’un
ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée phases non-couplées

Onduleurs monophasés :
Chaque onduleur monophasé génère directement les tensions vk aux bornes

des phases de la machine. Ces tensions ne peuvent prendre que deux valeurs :
vk = ±Vbus.
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Asservissement de vitesse :
De type classique, il peut être implanté à l’aide d’un correcteur de type Pro-

portionnel Intégral (PI). La compensation du couple résistant (s’il est mesurable
ou tout au moins estimable) permet d’accrôıtre les performances dynamiques de
l’ensemble [23].

Inversion du couplage magnétique :
La déduction de la structure de commande montre qu’il est indispensable de

procéder à un choix de critères, la relation Cem =
−→e .
−→
i

Ω
n’étant pas bijective.

La complexité du couplage magnétique rend le choix des critères complexe et
non systématique. A chaque cas particulier une nouvelle étude s’impose. On peut
néanmoins rappeler quelques critères de choix permettant de conserver un couple
constant [24].

La machine respectant les hypothèses énoncées au chapitre 2, la FEM induite
dans la phase k s’exprime par ek = kfemfk(θ) Ω avec fk(θ) = f(θ − 2π(k−1)

n
),

f(θ) étant la fonction de forme des FEMs (comprise entre -1 et +1) et kfem le
coefficient de proportionnalité entre la valeur maximale de la FEM et la vitesse
de rotation Ω.

De même supposons que les courants soient tels que ik = sk(θ) Imax avec

sk(θ) = s(θ − 2π(k−1)
n

), s(θ) étant la fonction de forme des courants (comprise
entre -1 et +1).

La limitation des pertes Joule, à couple donné, impose que les vecteurs cou-

rants et FEM soient colinéaires. En effet Cem =
−→e .
−→
i

Ω
et ce produit scalaire est

maximum si les deux vecteurs sont colinéaires. Dans ce cas, on a :

s1(θ)

f1(θ)
= ... =

sk(θ)

fk(θ)
= ... =

sn(θ)

fn(θ)
= k(θ) (3.2)

La génération d’un couple, respectant l’ équation (3.2), amène à :

Cem =
−→e .
−→
i

Ω
= kfemImax

n∑

k=1

fk(θ)sk(θ) = k(θ)kfemImax

n∑

k=1

f 2
k (θ)

couple qui ne peut être constant qu’à la condition :

k(θ)
n∑

k=1

f 2
k (θ) =

Cem

kfemImax

= cste

c’est à dire en imposant des courants tels que :

ik = sk(θ) Imax = k(θ)fk(θ)Imax =
Cem

kfem

fk(θ)∑n
k=1 f 2

k (θ)
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Dans le cas d’une machine à FEMs sinusöıdales on a :

fk(θ) = sin

(
pθ − (k − 1)

2π

n

)

et
n∑

k=1

f 2
k (θ) =

n∑

k=1

sin2

(
pθ − (k − 1)

2π

n

)
=

n

2

d’où :

k(θ) =
2Cem

nkfemImax

= cste

et :

ik =
2Cem

nkfem

fk(θ)

Un couple constant est donc développé si les courants sont sinusöıdaux et en
phase avec les FEMs.

Dans le cas d’une machine où les FEMs ne possèdent que des harmoniques
dont le rang est inférieur au nombre de phases (c’est à dire une machine triphasée
à FEMs sinusöıdales, une machine pentaphasée dont les FEMs ne possèdent que
des harmoniques de rang 3, une machine à sept phases dont les FEMs ne possèdent
que des harmoniques de rang 3 et 5, etc... ) le coefficient k(θ) reste constant. En
effet, on peut démontrer aisément que l’expression :

n∑

k=1

f 2
k (θ) = cste

si :

fk(θ) =
m∑

h=1

sin h(pθ − (k − 1)
2π

n
), m < n

On énoncera cette propriété d’une façon différente lors de l’élaboration de la
commande dans une base de découplage.

Dans ces deux cas une façon simple de conserver Cem constant, tout en mini-

misant les pertes Joules, est donc de générer des courants tels que
−→
i = k.−→e ou

plus simplement que les courants aient même forme et même phase que les forces
électromotrices.

Dans les autres cas, s’il est toujours possible d’obtenir un couple constant,
l’étude théorique permettant de déterminer le coefficient k(θ) est bien entendu
moins directe.

Toutes ces techniques imposent une mesure de l’angle de rotation de la ma-
chine (ou son estimation) pour autopiloter les courants par rapport aux FEMs.
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Asservissement de courant :

La génération d’un couple constant impose des courants variables dans les
phases de la machine, le choix du correcteur est donc délicat. Un correcteur type
PI entrâınera une erreur de trâınage, un correcteur type résonnant pourrait per-
mettre un asservissement correct mais sur une bande de fréquence de rotation
donnée [48]. Notons aussi que les correcteurs devront être identiques, ceux-ci étant
implantés sur les boucles de courant de chacune des phases supposées identiques.

Il est important de souligner que les compensations des FEMs (variables et
dépendantes de l’angle de rotation de la machine), mises en évidence sur la figure
3.7, deviennent nécessaires si l’on souhaite des performances dynamiques élevées
[23].

Inversion des onduleurs :

Il s’agit ici de déterminer les fonctions de conversion des onduleurs en fonc-
tion des tensions de référence de chacune des phases. La tension du bus continu
pouvant être perturbée, il est important de réaliser une linéarisation dynamique
de la tension de référence mise en évidence sur la figure 3.7 par l’inversion de la
fonction onduleur.

3.4.1.2 Commande de la machine dans une base de découplage

On a choisi de représenter la structure de commande d’une machine modélisée
par un ensemble constitué d’une machine fictive monophasée (machine a) et de
machines fictives diphasées (machines b à j). Pour ne pas surcharger les figures
seul le côté machine est représenté à la figure 3.8. Le côté onduleurs est représenté
à la figure 3.9.

Inversion du couple (figure 3.8) :

Le couple total est égal à la somme des couples fournis par les machines fictives
(Cem =

∑j
i=a Ci). Cette relation n’étant pas bijective, l’introduction de critères

est nécessaire. Un critère de répartition pondérée entre les différentes machines
suivant leur faculté à produire ou non un couple important (c’est à dire à posséder
une FEM importante) est un exemple possible.

En fonctionnement normal, seules les machines diphasées fictives sont rete-
nues pour la génération du couple total. En effet, la machine monophasée ne
pouvant générer qu’un couple comportant une composante pulsatoire, une com-
mande utilisant cette machine serait donc plus complexe si l’on désire un couple
total constant [12].
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Fig. 3.8 – Structure de commande dans une base de découplage du modèle moyen
d’un ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée phases non-couplées (côté
machine)

Inversion couples machines fictives (figure 3.8) :

On a vu au chapitre 2, paragraphe 2.3.4, que la projection d’un vecteur sur les
sous-espaces associés aux machines fictives opérait un classement harmonique. Si
la FEM réelle ne possède que des harmoniques dont le rang est inférieur au nombre
de phase, chaque machine fictive possède une FEM sinusöıdale. L’obtention d’un
couple constant requiert donc la génération de courants sinusöıdaux et en phase
avec ces FEMs (Cf 3.4.1.1). Dans les autres cas, la forme optimale du courant est
plus difficile à déterminer.

Analysons maintenant l’influence du changement de base sur l’inversion de
cette relation. Dans le cas d’une application d’une transformation généralisée de
Concordia les grandeurs des machines fictives sont alternatives et les correcteurs
des boucles de courant se retrouveront dans les mêmes conditions que lors de la
commande de la machine dans la base naturelle. On peut se placer dans des re-
pères tournants liés aux FEMs de chaque machine fictive. Il faut donc appliquer
des rotations distinctes selon les machines fictives. La rotation a appliquer est
différente suivant la machine fictive et si on ne retient que le premier harmonique
pour chaque machine fictive alors on peut se contenter de la connaissance de
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l’angle θ (capteur de position) pour obtenir de bons résultats. Pour la machine
principale on se place classiquement dans le repère du rotor par rotation d’un
angle θ. Pour la machine secondaire on opére une rotation d’angle 3θ (harmo-
nique principal de rang 3) et ainsi de suite pour les autres machines fictives. A
ces conditions, les rotations appliquées aux grandeurs de consignes les rendent
constantes en régime permanent et permettent d’utiliser des correcteurs PI per-
mettant l’obtention d’une bonne dynamique ainsi que l’annulation de l’erreur
statique en régime permanent [18].

Asservissement de courant (figure 3.8) :
La commande de l’ensemble machine - convertisseur dans une base de décou-

plage permet une plus grande latitude dans le choix des correcteurs. En effet, une
boucle de courant est associée à une machine fictive et une correction particu-
lière peut être associée à chacune des machines fictives (les machines fictives ne
possédant par exemple pas toutes les mêmes constantes de temps électriques).

Inversion des blocs onduleurs et changement de base : Introduction de
la notion d’onduleurs fictifs

Sur la figure 3.9 les blocs (( inversion des onduleurs )) et (( changement de
base )) sont tous deux bijectifs (pas de perte de degré de liberté). Il est donc
possible de les permuter sans qu’en soit changé le modèle global de l’ensemble
de commande. La figure 3.9 peut donc être modifiée de façon à obtenir la figure
3.10.

Les n onduleurs réels sont donc équivalents à j onduleurs fictifs, chacun ali-
mentant une machine fictive. Le vecteur tension imposé par l’onduleur fictif est
obtenu en projetant celui de l’onduleur réel (vecteur de dimension n) sur le sous-
espace associé à la machine fictive considérée. Aux valeurs moyennes il n’existe
pas de couplage entre les onduleurs et il est donc possible, dans ces conditions,
de commander indépendamment chaque machine fictive.

Les tensions de sortie des onduleurs réels n’ont que deux niveaux. En revanche,
celles des onduleurs fictifs peuvent en posséder plusieurs. Le nombre de niveaux
ainsi que leur valeur respective dépend de la machine. Au plus le nombre de
phases de la machine est élevée, au plus le nombre des niveaux et leur valeur sont
élevés. Sur la figure 3.10 chaque onduleur fictif est donc supposé être alimenté
par une tension de bus Vk.
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Fig. 3.9 – Structure de commande dans une base de découplage du modèle moyen
d’un ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée phases non-couplées (côté
onduleurs)
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Fig. 3.10 – Structure de commande avec permutation de blocs
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3.4.2 Machine dont les phases sont couplées en étoile

3.4.2.1 Commande de la machine dans la base naturelle

La figure 3.11 montre la structure de commande de l’ensemble onduleurs -
machine n-phasée dont les phases sont couplées en étoile. On supposera que la
machine possède un nombre de phases impair.

Fig. 3.11 – Structure de commande dans la base naturelle du modèle moyen d’un
ensemble onduleur de tension - machine n-phasée phases couplées en étoile

Onduleurs monophasés

Les onduleurs monophasés ne génèrent plus directement les tensions aux bornes
des phases mais des tensions vkN ne pouvant prendre que deux valeurs : vkN = ±Vbus

2

Les tensions vkN permettent de définir le vecteur tension onduleurs −→vN qui s’écrit

dans la base naturelle Bn : −→vN = v1N
−→
xn

1 + ... + vnN
−→
xn

n. Dû au caractère discret des
onduleurs et à la commande deux niveaux, ce vecteur ne peut posséder que 2n

valeurs.



92 Application du formalisme vectoriel aux alimentations et à la commande

Couplage étoile
Le couplage étoile des phases a pour effet d’imposer (( mécaniquement )) la

somme des courants dans les phases de la machine à zéro (ou encore le courant
homopolaire iz) :

∑n
k=1 ik =

√
n iz = 0. Le courant dans la phase j, (j = 1, ..., n),

s’exprime donc par :

ij = −
n∑

k=1, k 6=j

ik (3.3)

Exprimé dans la base naturelle et en utilisant l’équation (3.3), le vecteur

courant statorique
−→
i =

∑n
k=1 ik

−→
xn

k s’écrit :

−→
i =

(
n∑

k=1, k 6=j

ik
−→
xn

k

)
+ ij

−→
xn

j =
n∑

k=1, k 6=j

ik
−→
xn

k −
n∑

k=1, k 6=j

ik
−→
xn

j =
n∑

k=1, k 6=j

ik(
−→
xn

k −
−→
xn

j )

(3.4)

L’équation (3.4) montre que le vecteur courant statorique
−→
i appartient à un

sous-espace de dimension n−1 de l’espace vectoriel de départ En (sa composante
homopolaire étant nulle) : il y a donc perte d’un degré de liberté. Si le couplage
étoile d’une machine n-phasée peut être considéré comme un fonctionnement en
mode dégradé particulier, il permet néanmoins une économie d’interrupteurs de
puissance. Ceci justifie sûrement l’utilisation quasi-universelle du couplage étoile.

La tension vk aux bornes de la phase k est le résultat de la tension vkN modulée
par l’onduleur k telle que :

vk = vkN − vN ′N

Analysons la somme des tensions aux bornes des phases (ou encore la tension
homopolaire vz ) :

n∑

k=1

vk =
√

n vz =
n∑

k=1

(
Rik +

dφsk

dt
+ ek

)
= R

n∑

k=1

ik +
n∑

k=1

dφsk

dt
+

n∑

k=1

ek

Dans cette relation, on a :
–

∑n
k=1 ik = 0. En effet, la somme des courants est imposée à zéro par le

couplage étoile ;

–
∑n

k=1
dφsk

dt
=

d(
∑n

k=1 φsk)

dt
=
√

n dφz

dt
= 0 car le flux homopolaire φz n’est du

uniquement qu’au courant homopolaire iz
3 ;

3On a φsk =
∑n

l=1 Lklil d’où
∑n

k=1 φsk =
∑n

k=1 (
∑n

l=1 Lklil) =
∑n

l=1 (
∑n

k=1 Lkl) il. La
régularité de construction de la machine nous assure une matrice inductance circulante, d’où∑n

k=1 Lkl =
∑n

k=1 Lkn = £. Dans ce cas
∑n

k=1 φsk =
√

n φz = £
∑n

l=1 il = £
√

n iz = 0 dû
au couplage étoile
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–
∑n

k=1 ek =
√

n ez ou ez est la FEM homoplaire.

La somme des tensions aux bornes des phases ne dépend donc que de la FEM
homopolaire et s’écrit :

n∑

k=1

vk =
√

n ez =
n∑

k=1

(vkN − vN ′N) =
n∑

k=1

vkN − n vN ′N

d’où on déduit :

vN ′N =
1

n

n∑

k=1

vkN − 1√
n

ez

Finalement, la tension vk aux bornes de la phase k s’exprime par :

vk = vkN − 1

n

n∑

k=1

vkN +
1√
n

ez

=
n− 1

n
vkN − 1

n

n∑

j=1, j 6=k

vjN +
1√
n

ez

Dans ce cas, le vecteur tension statorique −→v devient :

−→v =
n∑

k=1

vk

−→
xn

k

=
n∑

k=1

(
n− 1

n
vkN

−→
xn

k −
1

n

n∑

j=1, j 6=k

vjN

−→
xn

k +
1√
n

ez

−→
xn

k

)

=
n∑

k=1

vkN

(
n− 1

n

−→
xn

k −
1

n

n∑

j=1, j 6=k

−→
xn

j

)
+

1√
n

ez

n∑

k=1

−→
xn

k

(3.5)

L’équation (3.5) montre que le vecteur tension statorique est composé de deux
termes :

–
−→
v∗ =

n∑

k=1

vkN

(
n− 1

n

−→
xn

k −
1

n

n∑

j=1, j 6=k

−→
xn

j

)
, la contribution de l’onduleur au

vecteur −→v . Ce terme, imposé par l’onduleur, appartient au même sous-
espace de dimension n− 1 que le vecteur courant statorique ;

– −→ez = 1√
n

ez

∑n
k=1

−→
xn

k , le vecteur FEM homopolaire. Notons que pour une
machine à FEMs sinusöıdales, ou supposée comme telle, la FEM homopo-
laire est nulle, donc la somme des tensions aux bornes des phases aussi.
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On observe que le couplage étoile induit donc un (( morphisme d’alimenta-

tion )) Υ entre le vecteur tension onduleur −→vN et le vecteur tension
−→
v∗ tel que−→

v∗ = Υ(−→vN) avec :

[T n
uv] = mat(Υ, Bn) =




n− 1

n
− 1

n
... − 1

n

− 1

n

n− 1

n
... − 1

n
...

...
. . .

...

− 1

n
− 1

n
...

n− 1

n




Asservissement des courants

Les consignes de courant doivent respecter la contrainte imposée par le cou-
plage étoile :

∑n
k=1 ikref = 0. Cette contrainte est facilement respectée en impo-

sant la consigne de courant de la phase j telle que : ijref = −
n∑

k=1, j 6=k

ikref .

Cette dernière relation permet d’envisager (( l’économie )) d’un capteur de
courant.

Inversion du couplage étoile

On doit définir un vecteur de référence −−−→vNref de dimension n à partir du
vecteur −−→vref de dimension n−1. Cette relation non-bijective impose le choix d’un
critère qui reste pour le moment assez difficile à énoncer.

3.4.2.2 Commande de la machine dans une base de découplage

On sait maintenant que le vecteur courant statorique
−→
i ne possède que n− 1

dimensions, sa composante homopolaire étant nulle. De façon à savoir quels sont
les effets de la perte de ce degré de liberté sur l’alimentation des machines fic-
tives, il faut projeter le vecteur courant statorique sur chacun des espaces propres
associés aux machines fictives.

Calculons dans un premier temps le vecteur
−→
ia , alimentant la machine mo-

nophasée fictive indicée a, obtenu par projection du vecteur courant statorique−→
i sur le sous-espace associé à cette machine. On rappelle que cet espace est une

droite portée par le vecteur
−→
xd

a = 1√
n

∑n
k=1

−→
xn

k .

Dans ce cas, on a :
−→
ia = ia

−→
xd

a
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où :

ia =

−→
i√
n

.

n∑

k=1

−→
xn

k =
1√
n

n∑

k=1

ik
−→
xn

k .

n∑

k=1

−→
xn

k =
1√
n

n∑

k=1

ik = iz = 0 (3.6)

La machine monophasée a, alimentée par le courant homopolaire iz, peut donc
être qualifiée de machine homopolaire. Le couplage étoile empêche l’alimentation
de cette machine et elle ne peut donc pas fournir de couple.

On vérifie, de plus, que le vecteur courant appartient à un espace vectoriel
de dimension n − 1 obtenu en soustrayant à l’espace vectoriel de départ En, de

dimension n, le sous-espace porté par le vecteur
−→
xd

a (qu’on peut qualifier de droite
homopolaire).

Etudions la contribution
−→
v∗ de l’onduleur au vecteur tension statorique −→v (voir

equation (3.5)) :

−→
v∗ =

n∑

k=1

vkN

(
n− 1

n

−→
xn

k −
1

n

n∑

j=1, j 6=k

−→
xn

j

)

=
n∑

k=1

vkN

−→
xn

k −
1

n

n∑

k=1

vkN

−→
xn

k −
1

n

(
n∑

k=1

vkN

(
n∑

j=1, j 6=k

−→
xn

j

))

=
n∑

k=1

vkN

−→
xn

k −
1

n

(
n∑

k=1

vkN

(
−→
xn

k +
n∑

j=1, j 6=k

−→
xn

j

))

=
n∑

k=1

vkN

−→
xn

k −
1

n

(
n∑

k=1

vkN

(
n∑

j=1

−→
xn

j

))

=
n∑

k=1

vkN

−→
xn

k −
1√
n

(
n∑

k=1

vkN

)(−→
xd

a

)
(3.7)

L’équation (3.7) contient deux termes qui sont :

– −→vN =
n∑

k=1

vkN

−→
xn

k : le vecteur tension onduleur

– −→vNz =
1√
n

(
n∑

k=1

vkN

)(−→
xd

a

)
: la projection du vecteur tension onduleur sur

la droite homopolaire (ou la tension onduleur homopolaire)

Ainsi on conclut que lors d’un couplage étoile, la contribution de l’onduleur
−→
v∗

au vecteur tension statorique appartient au même sous espace de dimension n−1
que le vecteur courant statorique, d’une part égale au vecteur tension onduleur−→vN auquel on enlève sa composante homopolaire −→vNz d’autre part.
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L’onduleur de tension ne peut pas imposer à la machine de tension homopo-
laire. La tension homopolaire est égale à la projection du vecteur FEMs sur la
droite homopolaire (voir équation ( 3.5)) :

−→ez =
1√
n

ez

n∑

k=1

−→
xn

k = ez

−→
xd

a

Finalement, on montre que le couplage étoile n’impose pas la tension homo-
polaire à la machine réelle et empêche l’alimentation de la machine monophasée
fictive. Cette contrainte n’est que peu handicapante dans la mesure où cette ma-
chine ne peut produire qu’un couple pulsatoire.

En utilisant le concept d’onduleurs fictifs défini au paragraphe 3.3.1.2, on
donne la structure de commande dans une base de découplage. Par souci de
lisibilité, le structure est découpée en deux parties : le côté machine est visible à
la figure 3.12 et le côté onduleurs à la figure 3.13.

On remarque maintenant que la machine n-phasée est équivalente à une asso-
ciation de machines fictives dont ne fait plus partie la machine fictive monophasée.
Un des j onduleurs fictifs n’alimente donc pas de machine et la consigne vNareg

n’étant plus imposée par le système de contrôle doit l’être par l’opérateur. On
obtient ainsi un degré de liberté.

Plusieurs choix sont possibles :
– vNareg = 0 : le vecteur tension onduleur de réglage −−−→vNreg appartient à un

sous-espace de dimension n − 1. On montrera dans le cas de la machine
triphasée que ce choix n’est pas le plus favorable pour limiter la saturation
des onduleurs ;

– vNareg 6= 0 : le vecteur tension onduleur de réglage −−−→vNreg appartient à l’es-
pace En de dimension n et un choix judicieux de vNareg (qui se doit d’être
variable et dépendant des autres consignes) permet d’exploiter au mieux les
capacités des onduleurs (on montrera les effets de l’injection d’harmonique
trois lors de consignes de courant sinusöıdales pour une machine triphasée).

3.4.3 Conclusion

Les représentations REM et SMM ainsi que la déduction de la structure de
commande ont permis de localiser les critères nécessaires à la commande des
machines polyphasées.

Si on conserve un modèle de la machine dans la base naturelle, le couplage
magnétique ne permet pas de dégager des critères assez précis pour permettre
une commande optimale de la machine et offrent moins de souplesse lors du choix
et du réglage des correcteurs de courant. La difficulté de réalisation de la REM
(et donc de la structure de commande correspondante) donne une autre idée du
manque d’informations permettant le choix de critères.
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Fig. 3.12 – Structure de commande dans une base de découplage du modèle
moyen d’un ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée couplage étoile
(côté machine)

La machine modélisée dans une base de découplage implique le choix de cri-
tères mais qui sont, quant à eux, bien plus facilement identifiables. De plus, la
commande dans une base de découplage permet un plus grand choix de correc-
teurs ainsi que de plus grandes libertés dans leur réglages.
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Fig. 3.13 – Structure de commande dans une base de découplage du modèle
moyen d’un ensemble onduleurs de tension - machine n-phasée couplage étoile
(côté onduleurs)

3.5 Exemple didactique : Alimentation par un

onduleur de tension d’une machine tripha-

sée

3.5.1 Etude de l’ensemble onduleur de tension alimentant
la machine phases non-couplées

Cette configuration particulière permet de générer directement les tensions
aux bornes de chaque phase tout en laissant les courants de chacune des phases
indépendants.

La figure 3.14 montre une représentation de l’ensemble machine phases non-
couplées - onduleur de tension deux niveaux.
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Fig. 3.14 – Machine synchrone phases non-couplées alimentée par un onduleur
de tension à deux niveaux

3.5.1.1 Modélisation de l’onduleur dans la base naturelle

Cette configuration permet de moduler directement les trois tensions v1, v2

et v3. Si on associe ces trois tensions à la base naturelle Bn, le vecteur tension
statorique −→v = v1

−→x1 + v2
−→x2 + v3

−→x3 ne peut posséder que huit valeurs (dû au
caractère discret des onduleurs). On affectera à chacune de ces valeurs un numéro
entre 0 et 8 qui est déterminé en fonction des états des cellules de commutation.
La valeur décimale du numéro est l’image du mot binaire composé de 3 bits tels
que :

– le bit de poids fort correspond à l’état de la tension v1, puis le suivant à
l’état de la tension v2 et enfin le bit de poids faible à l’état de la tension v3 ;

– un bit est à 0 si la tension correspondante est égale à −Vbus ou à 1 si la
tension correspondante est égale à +Vbus.

Les huit valeurs que peuvent prendre le vecteur −→v sont donc :

−→v0 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v1 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3

−→v2 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v3 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3

−→v4 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v5 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3

−→v6 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v7 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3

3.5.1.2 Modélisation de l’onduleur dans une base de découplage

Les vecteurs tension −→vz et −→vαβ alimentant respectivement les machines homo-
polaire et principale sont obtenus par projection du vecteur tension statorique
sur la droite homopolaire et le plan principal.

On a donc : −→v = −→vz +−→vαβ où :

– −→vz = vz
−→xz = (−→v . −→xz)

−→xz

– −→vαβ = vα
−→xα + vβ

−→xβ = (−→v . −→xα) −→xα + (−→v . −→xβ) −→xβ
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Dans la base Bd on obtient les huit valeurs :

−→v0 = −
√

3Vbus
−→xz + 0 −→xα + 0 −→xβ

−→v1 = −Vbus√
3
−→xz −

√
2

3
Vbus

−→xα −
√

2Vbus
−→xβ

−→v2 = −Vbus√
3
−→xz −

√
2

3
Vbus

−→xα +
√

2Vbus
−→xβ

−→v3 = +
Vbus√

3
−→xz − 2

√
2

3
Vbus

−→xα + 0 −→xβ

−→v4 = −Vbus√
3
−→xz + 2

√
2

3
Vbus

−→xα + 0 −→xβ
−→v5 = +

Vbus√
3
−→xz +

√
2

3
Vbus

−→xα −
√

2Vbus
−→xβ

−→v6 = +
Vbus√

3
−→xz +

√
2

3
Vbus

−→xα +
√

2Vbus
−→xβ

−→v7 = +
√

3Vbus
−→xz + 0 −→xα + 0 −→xβ

On donne à la figure 3.15 deux représentations en trois dimensions des dif-
férentes valeurs du vecteur −→v (cube bleu) ainsi que leurs projections −→vαβ sur le
plan principal (hexagone rouge) et −→vz sur la droite homopolaire (ligne verte). Ces
valeurs sont normalisées par la tension de bus Vbus. Deux valeurs séparées par le
changement d’une seule cellule de commutation sont reliées par un trait. La figure
de gauche n’est autre que le cube vu dans la direction de la droite homopolaire.
On constate que la machine homopolaire sera alimentée par huit vecteurs tous

Fig. 3.15 – Représentations 3D des différentes valeurs du vecteur tension stato-
rique pour une machine triphasée phases non-couplées

non nuls dont deux possèdent un module égal à ±√3Vbus. Cette machine possè-
dant une faible constante de temps et pouvant être alimentée par des vecteurs
de modules importants, on peut s’attendre à des courants homopolaires de forte
amplitude.
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3.5.1.3 Alimentation par onduleurs de tension deux niveaux com-
mandé en Modulation de Largeur d’Impulsions (MLI)

Parmi les différentes techniques de MLI, deux retiendront notre attention :
– la MLI intersective centrée
– la MLI vectorielle ou par vecteur d’espace

Commande par MLI intersective centrée
La machine possédant des FEMs sinusöıdales (seule la machine principale peut

fournir un couple), on étudie, dans un premier temps, la génération d’un vecteur
moyen tel que :

< −−→vref > =
Vbus

2
sin(ωt) −→x1 +

Vbus

2
sin(ωt− 2π

3
) −→x2 +

Vbus

2
sin(ωt− 4π

3
) −→x3

ou encore :

< −−→vref > = 0 −→xz +
Vbus

2

√
3

2
sin(ωt) −→xα − Vbus

2

√
3

2
cos(ωt) −→xβ

On donne à la figure 3.16, une représentation en trois dimensions de vecteur
de référence. On vérifie que le vecteur < −−→vref > appartient au plan principal et

décrit un cercle de module Vbus

2

√
3
2

tournant à la vitesse ω.

Fig. 3.16 – Représentation en 3D de consignes sinusöıdales

La figure 3.17 donne dans ce cas les fonctions de conversion de chacun des
onduleurs.
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Fig. 3.17 – Signaux MLI (Consignes sinusöıdales) .

Fig. 3.18 – Détails des vecteurs activés pendant une période MLI

Intéressons-nous particulièrement aux signaux MLI ainsi qu’aux différents vec-
teurs activés pendant une période du signal modulant (Figure 3.18).

On constate que quatre vecteurs sont activés pendant la période de MLI,
vecteurs constituant le tetraèdre (en jaune sur la figure 3.16) appartenant au cube.
Ces quatre vecteurs seront activés tant que l’extrémité du vecteur de référence
appartiendra à ce tetraèdre. L’activation d’un vecteur à l’autre n’engendre qu’une
commutation et la séquence d’activation des vecteurs pendant la première demi-
période se répète dans l’ordre inverse lors de la seconde demi-période.

Le cube est constitué de 3! = 6 tetraèdres identiques : 0137, 0157, 0237, 0267,
0467, 0457. Si on opère l’analyse sur chacune des périodes de MLI, on constate
que pour synthétiser un vecteur de référence, sont activés les quatre vecteurs
composant un des six tetraèdres dans lequel se trouve l’extrémité du vecteur de
référence.

Chaque tetraèdre possédant en commun les vecteurs 0 et 7, le passage d’une
période de MLI à une autre n’engendrera pas de commutation (chaque période
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de MLI commençant et finissant par le même vecteur −→v7).
La MLI intersective centrée avec commande synchronisée des ondu-

leurs, appliquée à une machine triphasée dont les phases ne sont pas
couplées, peut donc être considérée comme une MLI vectorielle qui a
les propriétés :

– de sélectionner naturellement les vecteurs à activer durant une
période MLI ;

– de n’activer que 4 vecteurs lors d’une période de MLI ;
– d’activer successivement les différents vecteurs choisis de façon à

minimiser le nombre de commutations sur une période de MLI ;
– de réduire l’étalement du spectre des tensions en centrant les

signaux de commande.

Commande par MLI vectorielle ou par vecteur d’espace
L’objectif est ici de choisir les différents vecteurs à activer durant une période

de MLI et de calculer leurs temps d’activation de façon à obtenir le vecteur moyen
de référence désiré.

Cette technique nécessite l’introduction de critères amenant aux choix des
vecteurs à activer pendant une période de MLI et à leur séquencement durant
cette période. Si beaucoup de choix sont possibles, on s’imposera les critères
suivants :

– n’importe quel vecteur moyen de référence de dimension 3 appartenant au
cube peut être généré ;

– on minimisera le nombre de commutations lors d’un période de MLI et une
seule commutation est possible au même moment.

Le respect de ces contraintes nous amène à procéder à des choix identiques à
ceux réalisés naturellement par une MLI intersective centrée avec synchronisation
des commandes des onduleurs :

– seuls quatre vecteurs seront activés durant une période de MLI (condition
minimum mais suffisante pour générer n’importe quel vecteur de dimension
3 appartenant au cube) ;

– deux vecteurs consécutivement générés ne posséderont qu’une seule coor-
donnée différente (il n’existe qu’une seule commutation pour activer un
vecteur après l’autre) ;

– chaque séquence d’activation des vecteurs commence et termine par le même
vecteur. Une façon simple de réalisation est de répéter la séquence dans
l’ordre inverse après sa génération (il n’existe pas de commutation lors du
passage d’une période de MLI à l’autre).

Ces différentes contraintes nous amène aux mêmes choix de familles de vec-
teurs à activer pendant une période de MLI que la MLI intersective centrée pré-
sentée précédemment. On rappelle que ces familles sont au nombre de huit et
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qu’elles forment huit tétraèdres identiques inscrits dans le cube.
Etudions par exemple la génération d’un vecteur moyen de référence < −−→vref >

lorsque son extrémité se trouve dans le tetraèdre 0467 4. Dans ce cas, < −−→vref >
s’exprime par la relation :

< −−→vref >= αd
0
−→v0 + αd

4
−→v4 + αd

6
−→v6 + αd

7
−→v7 (3.8)

dans laquelle αd
k ∈ [0, 1] est le temps relatif d’application du vecteur instantané−→vk durant une période de MLI.

La relation (3.8) reste vraie quel que soit le tetraèdre dans lequel se situe
l’extrémité du vecteur de référence. Dans le cas où l’extrémité du vecteur ne se
trouve plus dans le tetraèdre considéré (mais dans l’un des 5 autres), αd

k ∈ [−1, 1]
et peut donc être positif comme négatif. Si dans ce cas la relation (3.8) perd de
son sens physique, elle peut néanmoins être réécrite avec les vecteurs composant
le tetraèdre où se trouve l’extrémité du vecteur de référence de façon rapide. En
effet, dû à la commande deux niveaux des onduleurs, chaque vecteur −→vk possède
son opposé −→vk = −−−−−−→v(2n−1)−k (cette propriété est à l’origine de l’identité des six
tetraèdres composant le cube) et un vecteur auquel est associé un αd

k < 0 est
identique à son vecteur opposé auquel est associé un αd

(2n−1)−k > 0.

De façon plus mathématique, quatre vecteurs −→vk composant un des six tetra-
èdres forment une famille génératrice (mais non libre) de l’espace vectoriel E3.
Le vecteur < −−→vref > peut donc être exprimé en fonction de ces quatre vecteurs
quelle que soit sa localisation dans l’espace E3.

Cette propriété est très importante. En effet, contrairement aux
techniques classiques, il ne faut pas localiser le tetraèdre dans lequel
se trouve l’extrémité du vecteur de référence pour calculer les temps
relatifs d’activation des vecteurs. Cette remarque permet donc d’en-
visager l’utilisation de cette méthode pour la génération de vecteurs
de référence de dimension quelconque sans obtenir un temps de loca-
lisation prohibitif. En effet, lorsque le nombre de phases augmente le
nombre d’hypertétraèdres aussi.

L’objectif est d’écrire le vecteur <−−→vref > de la façon suivante :

< −−→vref >= Vbus((2α
n
1 − 1)−→x1 + (2αn

2 − 1)−→x2 + (2αn
3 − 1)−→x3) (3.9)

où αn
k ∈ [0, 1] sont les temps relatifs (ou rapports cycliques) d’application des

tensions aux bornes des phases.
Si nous exprimons les vecteurs −→v0 ,

−→v4 ,
−→v6 et −→v7 en fonction de Vbus,

−→x1,
−→x2 et−→x3 nous obtenons :

−→v0 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v4 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v6 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3

−→v7 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3

4Le choix de n’importe quel autre tetraèdre mèneraient aux mêmes conclusions
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Ces quatre équations placées dans (3.8) donnent :

< −−→vref > = Vbus

(
(−αd

0 + αd
4 + αd

6 + αd
7)
−→x1 + (−αd

0 − αd
4 + αd

6 + αd
7)
−→x2

+(−αd
0 − αd

4 − αd
6 + αd

7)
−→x3

)
(3.10)

Les quatre vecteurs −→v0 ,
−→v4 , −→v6 et −→v7 étant activés pendant une période de

MLI, nous avons la relation :

αd
0 + αd

4 + αd
6 + αd

7 = 1 (3.11)

En utilisant la propriété (3.11) dans l’équation (3.10) nous obtenons :

< −−→vref >= Vbus

(
(2(αd

4 + αd
6 + αd

7)− 1)−→x1 + (2(αd
6 + αd

7)− 1)−→x2 + (2αd
7 − 1)−→x3

)
(3.12)

En identifiant les équations (3.9) et (3.12) nous obtenons finalement :

αn
1 = αd

4 + αd
6 + αd

7

αn
2 = αd

6 + αd
7

αn
3 = αd

7

Les calculs des αd
k peuvent être rapidement exécutés en réalisant des produits

vectoriels successifs. En effet, on rappelle que le produit vectoriel d’un vecteur
par lui même est nul : −→g ∧ −→g =

−→
0 . L’utilisation de cette technique nous in-

terdit d’avoir deux vecteurs colinéaires (Souvenons-nous que deux vecteurs −→vk et−−−−−→v(2n−1)−k sont opposés). La solution la plus simple pour que deux vecteurs opposés
ne soient plus colinéaires et de leur ajouter à chacun une quatrième dimension5.

Cette manipulation étant réalisée, calculons par exemple αd
7 :

< −−→vref > ∧−→v0 = (αd
0
−→v0 + αd

4
−→v4 + αd

6
−→v6 + αd

7
−→v7) ∧ −→v0

= αd
4
−→v4 ∧ −→v0 + αd

6
−→v6 ∧ −→v0 + αd

7
−→v7 ∧ −→v0

< −−→vref > ∧−→v0 ∧ −→v4 = αd
6
−→v6 ∧ −→v0 ∧ −→v4 + αd

7
−→v7 ∧ −→v0 ∧ −→v4

< −−→vref > ∧−→v0 ∧ −→v4 ∧ −→v6 = αd
7
−→v7 ∧ −→v0 ∧ −→v4 ∧ −→v6

αd
7 =

< −−→vref > ∧−→v0 ∧ −→v4 ∧ −→v6−→v7 ∧ −→v0 ∧ −→v4 ∧ −→v6

5Dans ce cas, les vecteurs −→v0 , −→v4 , −→v6 et −→v7 forment une famille génératrice libre du nouvel
espace vectoriel E4 de dimension 4. La décomposition du vecteur < −−→vref > sur ces quatre
vecteurs est donc unique.
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Après réarrangement, il apparâıt le produit mixte :

αd
7 =

(−→v0 |−→v4 |−→v6 | < −−→vref >)

(−→v0 |−→v4 |−→v6 |−→v7)

De la même façon, on calcule les autres αd
k :

αd
0 =

(< −−→vref > |−→v4 |−→v6 |−→v7)

(−→v0 |−→v4 |−→v6 |−→v7)
αd

4 =
(−→v0 |−→v4 | < −−→vref > |−→v7)

(−→v0 |−→v4 |−→v6 |−→v7)
αd

6 =
(−→v0 | < −−→vref > |−→v6 |−→v7)

(−→v0 |−→v4 |−→v6 |−→v7)

Le calcul d’un produit mixte de quatre vecteurs de dimension quatre se réduit
au calcul du déterminant de la matrice formée par les quatre vecteurs, chaque
colonne de la matrice étant formée par les coordonnées d’un vecteur.

On constate que :
– le dénominateur est formé par le produit mixte de quatre vecteurs dont

les coordonnées sont constantes. Le calcul de ce produit mixte peut donc
s’éxecuter une seule fois (( off-line )).

– le numérateur est formé par le produit mixte de quatre vecteurs dont trois
ont des coordonnées constantes. Seules quatre additions et quatre multipli-
cations sont nécessaires pour obtenir le résultat du produit mixte à chaque
période de MLI.

Le calcul d’un αn
k ne nécessite quant à lui que de une à deux additions. La

génération des fonctions de connexion s’effectue par des timers programmables
sachant que : < mkreg >= 2αn

k − 1.
Si cette commande vectorielle est identique à une commande MLI intersec-

tive centrée avec synchronisation des commandes des onduleurs, elle permet par
exemple de gérer de façons différentes la saturation de l’onduleur et d’imposer
des temps minimums de conduction aux interrupteurs.

On rappelle qu’il y a saturation de l’onduleur si une des tensions de référence
dépasse les tensions maximales applicables par l’onduleur (|vrefk| > Vbus) c’est à
dire si l’extrémité du vecteur −−→vref sort du cube (de côté ±Vbus).

La technique classiquement utilisée lors de l’emploi d’une MLI intersective
est de réduire la tension de référence dépassant les limites à la tension maximale.
Dans ce cas seules les coordonnées du vecteur dépassant du cube sont réduites et le
vecteur renormé, s’il ne possède plus la même direction que le vecteur initialement
présenté, conserve un module maximum. Dans ce cas, les vecteurs de référence
associés aux machines fictives ne sont pas tous modifiés de la même façon. La
MLI vectorielle permet d’envisager d’autre type de renormalisation. En effet, on
peut par exemple décider de conserver la même direction au vecteur. Dans ce cas,
toutes les coordonnées du vecteur sont divisées par la plus grande dépassant du
cube. Cette technique permet de réduire de la même façon chacun de vecteurs de
références associés aux machines fictives.
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Soit un vecteur initial à synthétiser tel que

−→vi =
3

2
Vbus

−→x1 +

√
2

2
Vbus

−→x2 +

√
2

2
Vbus

−→x3

la technique permettant de conserver le module maximale amène au vecteur

−→vr1 = Vbus
−→x1 +

√
2

2
Vbus

−→x2 +

√
2

2
Vbus

−→x3

et la technique permettant de conserver la même direction amène à

−→vr2 = Vbus
−→x1 +

√
2

3
Vbus

−→x2 +

√
2

3
Vbus

−→x3

La figure 3.19 illustre ces deux techniques.

Fig. 3.19 – Deux techniques de renormalisation : conservation du module maximal
et de la même direction au vecteur

L’imposition d’un durée minimale de conduction de chacun des vecteurs com-
posant une séquence permet de s’assurer qu’à chaque séquence on mâıtrise le
nombre de commutations. Cette imposition est réalisée en réduisant le volume
du cube initial provoquant la saturation. En effet la réduction de la norme du
vecteur moyen à synthétiser impose l’activation de tous les vecteurs d’alimenta-
tion choisis pour réaliser la séquence. La réduction de l’espace et son effet sur
les temps d’activation sont illustrés à la figure 3.20. Dans cet exemple on choisit
de synthétiser un vecteur moyen de référence égal au vecteur −→v7 . On remarque
que la réduction de l’espace de départ impose l’activation d’autres vecteurs que
le vecteur −→v7 pour synthétiser le vecteur réduit. Cette réduction s’apparente, du
point de vue implantation, au traitement d’une saturation avec conservation de
la direction du vecteur initial.
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Fig. 3.20 – Imposition d’un temps minimum de conduction à chaque interrupteur

3.5.2 Etude de l’ensemble onduleur de tension alimentant
la machine couplée en étoile

La figure 3.21 montre une représentation de l’ensemble machine phases cou-
plées en étoile - onduleur de tension deux niveaux.

Fig. 3.21 – Machine synchrone couplage étoile alimentée par un onduleur de
tension à deux niveaux

3.5.2.1 Modélisation de l’onduleur dans la base naturelle

Cette configuration permet de moduler les trois tensions vAN , vBN et vCN . Les
interrupteurs k d’un même bras d’onduleur sont commandés de façon complémen-
taire, les tensions de sortie de l’onduleur ne possèdent donc que deux niveaux.
Si on associe les trois tensions de sortie de l’onduleur à la base naturelle Bn, le
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vecteur tension onduleur −→vN = vAN
−→x1 + vBN

−→x2 + vCN
−→x3 ne peut posséder que

huit valeurs. On affectera à chacune de ces valeurs un numéro entre 0 et 8 qui est
déterminé en fonction des états des cellules de commutation. La valeur décimale
du numéro est l’image du mot binaire composé de 3 bits tels que :

– le bit de poids fort correspond à l’état de la tension vAN , puis le suivant à
l’état de la tension vBN et enfin le bit de poids faible à l’état de la tension
vCN ;

– un bit est à 0 si la tension correspondante est égale à −Vbus

2
ou à 1 si la

tension correspondante est égale à +Vbus

2
.

Les huit valeurs que peuvent prendre le vecteur −→vN sont donc :

−→vN0 = −Vbus

2
−→x1 − Vbus

2
−→x2 − Vbus

2
−→x3

−→vN1 = −Vbus

2
−→x1 − Vbus

2
−→x2 +

Vbus

2
−→x3

−→vN2 = −Vbus

2
−→x1 +

Vbus

2
−→x2 − Vbus

2
−→x3

−→vN3 = −Vbus

2
−→x1 +

Vbus

2
−→x2 +

Vbus

2
−→x3

−→vN4 = +
Vbus

2
−→x1 − Vbus

2
−→x2 − Vbus

2
−→x3

−→vN5 = +
Vbus

2
−→x1 − Vbus

2
−→x2 +

Vbus

2
−→x3

−→vN6 = +
Vbus

2
−→x1 +

Vbus

2
−→x2 − Vbus

2
−→x3

−→vN7 = +
Vbus

2
−→x1 +

Vbus

2
−→x2 +

Vbus

2
−→x3

La machine modélisée au chapitre 2 possédant une FEM sinusöıdale, les tensions
v1, v2, v3 aux bornes des phases de la machine sont uniquement le résultat des
tensions modulées par l’onduleur telles que (voir paragraphe 3.4.2.1) :

v1 =
2

3
vAN − 1

3
(vBN + vCN) v2 =

2

3
vBN − 1

3
(vAN + vCN)

v3 =
2

3
vCN − 1

3
(vAN + vCN)

Le vecteur tension statorique −→v peut donc prendre les huit valeurs suivantes :

−→v0 = 0 −→x1 + 0 −→x2 + 0 −→x3
−→v1 = −Vbus

3
−→x1 − Vbus

3
−→x2 +

2Vbus

3
−→x3

−→v2 = −Vbus

3
−→x1 +

2Vbus

3
−→x2 − Vbus

3
−→x3

−→v3 = −2Vbus

3
−→x1 +

Vbus

3
−→x2 +

Vbus

3
−→x3

−→v4 = +
2Vbus

3
−→x1 − Vbus

3
−→x2 − Vbus

3
−→x3

−→v5 = +
Vbus

3
−→x1 − 2Vbus

3
−→x2 +

Vbus

3
−→x3

−→v6 = +
Vbus

3
−→x1 +

Vbus

3
−→x2 − 2Vbus

3
−→x3

−→v7 = 0 −→x1 + 0 −→x2 + 0 −→x3
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3.5.2.2 Modélisation de l’onduleur dans une base de découplage

Les vecteurs tension −→vz et −→vαβ alimentant respectivement les machines homo-
polaire et principale sont obtenus par projection du vecteur tension statorique
sur la droite homopolaire et le plan principal. En utilisant les résultats généraux
énoncés au paragraphe 3.4.2.2, on déduit ces vecteurs.

D’abord :

−→vz = (−→v . −→xz)
−→xz =

−→
0

On vérifie que dans cette configuration seule la machine principale peut être
alimentée et que n’importe quel vecteur tension onduleur −→vN engendrera un vec-
teur tension statorique −→v appartenant au plan principal.

Puis :

−→v = −→vαβ = −−→vNαβ = (−→vN . −→xα) −→xα + (−→vN . −→xβ) −→xβ

ce qui amène au huit valeurs suivantes :

−→v0 = 0 −→xα + 0 −→xβ
−→v1 = −Vbus√

6
−→xα − Vbus√

2
−→xβ

−→v2 = −Vbus√
6
−→xα +

Vbus√
2
−→xβ

−→v3 = −2Vbus√
6
−→xα + 0 −→xβ

−→v4 = +
2Vbus√

6
−→xα + 0 −→xβ

−→v5 = +
Vbus√

6
−→xα − Vbus√

2
−→xβ

−→v6 +
Vbus√

6
−→xα +

Vbus√
2
−→xβ

−→v7 = 0 −→xα + 0 −→xβ

On donne à la figure 3.22 une représentation en trois dimensions des différentes
valeurs des vecteurs tension onduleur −→vN (cube bleu) et de ses projections sur le
plan principal (hexagone rouge) et sur la droite homopolaire (droite verte). Tous
les vecteurs sont normalisés par la tension du bus continu Vbus.

La figure 3.23 donne une représentation des différentes valeurs du vecteur
tension statorique −→v .

Même si les vecteurs −−→vNαβ et −→v sont identiques, les plans principaux les sup-
portant ne le sont pas. Le plan principal onduleur possède comme centre le point
N et le plan principal de la machine le point N ′. Ces deux plans sont donc en toute

rigueur distants du vecteur
−−→
NN ′, vecteur dont les coordonnées sont variables et

dépendantes, entre autres, des états des cellules de commutation. Par souci de
lisibilité, dans la suite on confondra ces deux plans en omettant volontairement
de préciser le centre du repère.
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Fig. 3.22 – Représentation 3D : Vec-
teur tension onduleur

Fig. 3.23 – Représentation 3D : Vec-
teur tension statorique

Sur ces figures, deux valeurs d’un vecteur séparées par le changement de l’état
d’une seule cellule de commutation sont reliées par un trait.

La machine possédant des FEMs sinusöıdales, au régime permanent les réfé-
rences de tension sont sinusöıdales et déphasées de 2π

3
. Prenons par exemple un

vecteur −−→vNref
tel que :

−−→vNref
=

Vbus

2
sin(ωt)

−→
xn

1 +
Vbus

2
sin(ωt− 2π

3
)
−→
xn

2 +
Vbus

2
sin(ωt− 4π

3
)
−→
xn

3

dont on donne une représentation en trois dimensions à la figure 3.24.

Dans ce cas, le vecteur −→vN appartient au plan principal et se trouve confondu

au vecteur −→v . Ces deux vecteurs décrivent un cercle de module
√

3
2

Vbus

2
tournant

à la vitesse ω.

Intéressons-nous maintenant à la saturation de l’onduleur. Cette configuration
d’onduleur permet de générer n’importe quel vecteur de référence −−→vNref

tel qu’il
appartienne au cube (en bleu sur la figure 3.24) et n’importe quel vecteur de
référence −−→vref tel qu’il appartienne à l’hexagone (supporté par le plan principal
en rouge sur la figure 3.24). Dans le cas de consignes sinusöıdales, le vecteur −−→vNref

appartient au plan principal et ne peut donc être contenu que dans l’hexagone
(en vert sur la figure 3.24) construit par l’intersection entre le plan principal et
le cube. L’utilisation de consignes sinusöıdales rend donc inaccessible une partie
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Fig. 3.24 – Représentation en trois dimensions de consignes sinusöıdales

de l’hexagone rouge et traduit une perte de 13, 4%6.
Il est pourtant possible de générer un vecteur de référence −−→vNref

tel que sa

projection sur le plan principal ait un module supérieur à
√

2
2

Vbus. En effet, les
composantes harmoniques de rang trois du vecteur −−→vNref

ne se projettent pas
sur le plan principal (voir tableau 2.2) mais permettent de disposer d’un module
du fondamental de −−→vNref

supérieur à Vbus

2
. La figure 3.25 illustre cette technique

communément appelée surmodulation pour laquelle :

−−→vNref
=

(
Vbus√

3
sin(ωt) +

Vbus

10
sin(3πt)

)−→
xn

1 +

(
Vbus√

3
sin(ωt− 2π

3
) +

Vbus

10
sin(3ωt− 6π

3
)

)−→
xn

2 +

(
Vbus√

3
sin(ωt− 4π

3
) +

Vbus

10
sin(3ωt− 12π

3
)

)−→
xn

3

6L’hexagone vert ne peut contenir que des vecteurs de module au maximum égal à
√

2
2 Vbus

alors que l’hexagone rouge peut contenir des vecteurs de module au maximum égal à
√

2
3Vbus.
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Fig. 3.25 – Principe de surmodulation

3.5.2.3 Alimentation par onduleurs de tension deux niveaux com-
mandé en Modulation de Largeur d’Impulsions (MLI)

Parmi les techniques de génération de MLI, deux retiendront notre attention :

– la MLI intersective centrée
– la MLI vectorielle

Commande par MLI intersective centrée

La génération d’un vecteur moyen de référence −−−→vNref sur une période de MLI
par MLI intersective centrée est exactement identique à ce qui a été présentée au
paragraphe 3.5.1.3.

Commande par vecteur d’espace ou utilisation de la notion d’onduleurs
fictifs

La génération d’un vecteur moyen de référence −−−→vNref sur une période de MLI
par vecteur d’espace est exactement identique à ce qui a été présenté au para-
graphe 3.5.1.3. Néanmoins, on se propose d’analyser la commande par vecteur
d’espace classiquement réalisée.

Comme dans la configuration couplage étoile seule la machine secondaire est
alimentée, seule la projection < −−−−→vNαβref > du vecteur < −−−→vNref > sur le plan
principal peut être considérée (égale au vecteur < −−→vref >).

Dans ce cas, au lieu de considérer les six tetraèdres composant le cube, on ne
considère que les six triangles composant l’hexagone (en rouge sur la figure 3.24)
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portés par le plan principal. Ces six triangles sont obtenus par projection des six
tetraèdres composants le cube sur le plan principal.

Dès que le vecteur de référence appartient à un des six triangles, on le décom-
pose par projection sur les deux vecteurs composant le triangle dans lequel il se
trouve.

La figure 3.26 illustre la génération du vecteur < −−→vref > sur une période de
MLI lorsqu’il appartient au triangle 0467.

Fig. 3.26 – Plan principal et calculs des temps de conduction

Dans ce cas, le vecteur < −−→vref > peut être écrit :

< −−→vref >= αd
4
−−−→vNαβ4 + αd

6
−−−→vNαβ6

où αd
4 et αd

6 sont les temps relatifs d’application des vecteurs −→vN4 et −→vN6.
On calcule les temps relatifs par [50] :

‖ < −−→vref > ‖
sin 2π

3

=
αd

4

sin(π
3
− ϕ)

=
αd

6

sin ϕ

De façon à mâıtriser le nombre de commutations sur une période de MLI, on
ajoute les vecteurs −→vN0 et −→vN7 à la séquence d’activation. Cet ajout ne modifie
rien au vecteur < −−→vref >, en effet la projection de ces deux vecteurs sur le plan
principal est nulle.

Le vecteur < −−→vref > s’exprime donc maintenant par :

< −−→vref >= αd
0
−−−→vNαβ0 + αd

4
−−−→vNαβ4 + αd

6
−−−→vNαβ6 + αd

7
−−−→vNαβ7
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qui impose la génération d’un vecteur :

< −−−→vNref >= αd
0
−→vN0 + αd

4
−→vN4 + αd

N6
−→v6 + αd

7
−→vN7

Si dans cette expression les temps relatifs αd
4 et αd

6 dépendent du vecteur
< −−→vref > à générer, la relation αd

0 + αd
4 + αd

6 + αd
7 = 1 nous impose de choisir αd

0

et αd
7 tels que :

αd
0 + αd

7 = 1− αd
4 − αd

6

On choisit classiquement αd
0 = αd

7.
En conclusion, on voit que la méthode classique n’est qu’une réduc-

tion de la méthode générale exposée précédemment. Cette méthode
présente l’inconvénient majeur de devoir localiser le vecteur de réfé-
rence dans un des triangles et de ne pas fournir de critères quant aux
choix des temps relatifs αd

0 et αd
7.
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3.6 Exemple original : Alimentation par ondu-

leur de tension d’une machine pentaphasée

3.6.1 Etude de l’ensemble onduleur de tension alimentant
la machine phases non-couplées

La topologie de l’onduleur est identique à celle de la figure 3.14. Deux struc-
tures sont bien sûr à ajouter.

3.6.1.1 Modélisation de l’onduleur dans la base naturelle

Cette configuration permet de moduler directement les tensions v1, v2, v3, v4

et v5 aux bornes des cinq phases de la machine. Si on associe ces cinq tensions à la
base naturelle Bn, le vecteur tension statorique −→v ne peut posséder que 25 = 32
valeurs. On affectera à chacune de ces valeurs un numéro déterminé de la même
manière qu’au paragraphe 3.5 pour la machine triphasée.

−→v0 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v1 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v2 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v3 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v4 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v5 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v6 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v7 = −Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v8 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v9 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v10 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v11 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v12 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v13 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v14 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v15 = −Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v16 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v17 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v18 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v19 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v20 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v21 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v22 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v23 = +Vbus
−→x1 − Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v24 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v25 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v26 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v27 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 − Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v28 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v29 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 − Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

−→v30 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 − Vbus
−→x5

−→v31 = +Vbus
−→x1 + Vbus

−→x2 + Vbus
−→x3 + Vbus

−→x4 + Vbus
−→x5

(3.13)

Par extension de ce que l’on a vu lors de l’étude de l’onduleur triphasé, on
déduit que ces 32 vecteurs forment un hypercube de dimension 5 et de côté ±Vbus.
Une représentation géométrique est à ce point impossible mais bien entendu la
génération des vecteurs s’opère automatiquement par programmation élémentaire.

3.6.1.2 Modélisation de l’onduleur dans une base de découplage

Les vecteurs −→vz , −→vp et −→vs alimentant respectivement les machines homopolaire,
principale et secondaire sont obtenus par projection du vecteur −→v sur la droite
homopolaire (supportée par le vecteur −→xz), le plan principal (engendré par les
vecteurs −→xpα et −→xpβ) et le plan secondaire (engendré par les vecteurs −→xsα et −→xsβ).
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On donne aux figures 3.27 et 3.28, les projections (normalisées par la tension
de bus Vbus) des différentes valeurs du vecteur tension statorique sur les plans
principal et secondaire. Ces projections ainsi que leurs représentations sont ob-
tenues automatiquement par programmation. Par souci de clarté, deux vecteurs
obtenus successivement par la commutation d’une seule cellule ne seront pas re-
liés par un trait. Néanmoins, pourraient être reliés deux vecteurs dont le code
numérique diffère d’une puissance de deux.

Fig. 3.27 – Projections des différentes
valeurs du vecteur tension statorique
sur le plan principal

Fig. 3.28 – Projections des différentes
valeurs du vecteur tension statorique
sur le plan secondaire

On distingue dans ces deux plans quatre groupes de vecteurs :

– un groupe de dix vecteurs de module
(√

2 +
√

2
5

)
Vbus = 2, 05 Vbus qui

forment la couronne supérieure ;

– un groupe de dix vecteurs de module 2
√

2
5

Vbus = 1, 26 Vbus qui forment la

couronne médiane ;

– un groupe de dix vecteurs de module
(√

2−
√

2
5

)
Vbus = 0, 78 Vbus qui

forment la couronne inférieure ;
– un groupe de deux vecteurs nuls.
Les vecteurs qui forment la couronne supérieure d’un plan forment la couronne

inférieure de l’autre. Les vecteurs qui forment les couronnes médianes des deux
plans sont identiques. Les vecteurs nuls sont les mêmes pour les deux plans.

La figure 3.29 montre les projections des différentes valeurs du vecteur tension
statorique sur la droite homopolaire.

On distingue sur cette droite trois groupes de vecteurs :
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Fig. 3.29 – Projections des différentes valeurs du vecteur tension statorique sur
la droite homopolaire

– un groupe de deux vecteurs de module
√

5 Vbus = 2, 24 Vbus ;
– un groupe de dix vecteurs de module 3√

5
Vbus = 1, 34 Vbus qui forment les

ensembles B et E ;
– un groupe de dix vecteurs de module 1√

5
Vbus = 0, 45 Vbus qui forment les

ensembles C et D.
Les projections des deux valeurs du vecteur tension statorique possédant les

modules les plus importants sur la droite homopolaire sont nulles sur les deux
plans. On constate qu’il n’existe pas de vecteurs nuls sur la droite homopolaire,
la machine homopolaire est, en valeur instantanée, toujours alimentée.

3.6.1.3 Alimentation par onduleurs de tension deux niveaux comman-
dés en MLI

On ne s’intéressera qu’à la commande par MLI vectorielle. On présentera deux
technique de MLI vectorielle dont chacune possède des critères différents.

MLI vectorielle 1 : génération de n’importe quel vecteur moyen de ré-
férence et prise en compte de contraintes de commutation

On s’impose dans un premier temps les mêmes critères pour la génération
d’un vecteur moyen de référence qu’une MLI intersective centrée, qu’on rappelle :

– seuls six vecteurs seront activés durant une période de MLI (condition mi-
nimum mais suffisante pour générer n’importe quel vecteur de dimension 5
appartenant à l’hypercube de dimension 5) ;

– deux vecteurs consécutivement générés ne posséderont qu’une seule coor-
donnée différente (il n’existe qu’une seule commutation pour activer un
vecteur après l’autre) ;

– chaque séquence d’activation des vecteurs commence et termine par le même
vecteur. Une façon simple de réalisation est de répéter la séquence dans
l’ordre inverse après sa génération (il n’existe pas de commutation lors du
passage d’une période de MLI à l’autre).

Dans un premier temps, il faut déterminer les familles de six vecteurs qui
respectent les conditions précédentes. Le passage d’un vecteur à l’autre ne devant
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engendrer qu’une commutation et les six vecteurs étant différents, le premier et
le dernier vecteur ont toutes leurs coordonnées qui différent. Dans ce cas, il existe
16 familles possédant ces caractéristiques. On décrit chacune des familles par
son premier et son dernier vecteur : (0-31), (2-29), (3-28), (4-27), (5-26), (6-25),
(7-24), (8-23), (9-22), (10-21), (11-20), (12-19), (13-18), (14-17) et (15,16).

Dans chaque famille il existe 5! = 120 combinaisons de six vecteurs tel que
successivement ils ne possèdent qu’une coordonnée différente. Par extension du
cas triphasé, on déduit que six vecteurs d’une combinaison forment un hyperte-
traèdre de dimension 5. Si pour le cas triphasé ces combinaisons sont aisément
déterminées, dans notre cas c’est un programme informatique (généralisé à une
dimension n) qui réalise le choix des combinaisons dans chacune des familles.

Comme une MLI intersective centrée, choisissons la famille (0-31). L’étude de
la génération d’un vecteur moyen sur une période de MLI lors du cas triphasé a
montré qu’il suffisait de la connaissance d’une seule combinaison de six vecteurs
pour générer n’importe quel vecteur moyen à la condition qu’il soit compris dans
l’hypercube. Choisissons, parmi les 120 combinaisons existantes, la combinaison
(0-1-3-7-15-31). Dans ce cas, le vecteur moyen de référence < −−→vref > s’écrit :

< −−→vref >= αd
0
−→v0 + αd

1
−→v1 + αd

3
−→v3 + αd

7
−→v7 + αd

15
−→v15 + αd

31
−→v31

où αd
k est le temps relatif d’application du vecteur −→vk pendant une période de

MLI.
En généralisant la notion développée lors de l’étude du cas triphasé on calcule :

αd
0 =

(< −−→vref > |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)
αd

1 =
(−→v0 | < −−→vref > |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)

αd
3 =

(−→v0 |−→v1 | < −−→vref > |−→v7 |−→v15|−→v31)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)
αd

7 =
(−→v0 |−→v1 |−→v3 | < −−→vref > |−→v15|−→v31)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)

αd
15 =

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 | < −−→vref > |−→v31)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)
αd

31 =
(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15| < −−→vref >)

(−→v0 |−→v1 |−→v3 |−→v7 |−→v15|−→v31)

(3.14)

Rappelons que les expressions 3.14 ne sont valables que si les vecteurs ont été
augmentés d’une sixième dimension.

MLI vectorielle 2 : génération d’un vecteur dans la machine principale
et réduction des ondulations de courants dans les machines secondaires

Lorsque la machine ne posssède que des FEMs sinusöıdales, seule la machine
principale peut fournir du couple. Dans ce cas, l’objectif peut être de générer la
référence de tension correcte dans le machine principale et de générer des tensions
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de référence dans les machines secondaires les plus petites possibles. Dans ce cas,
on réduit fortement les courants (parasites car il ne génèrent pas de couple) dans
les machines secondaires.

Il est possible de générer n’importe quel vecteur < −−→vpref >, appartenant au
plan principal, à partir d’au moins trois vecteurs du plan principal. Choisissons
par exemple deux vecteurs à modules maximum (appartenant à la couronne supé-
rieure) et les deux vecteurs nuls. Dans ce cas, le plan principal peut être découpé
en dix triangles comme le montre la figure 3.30.

Fig. 3.30 – Plan principal découpé en 10 triangles.

Etudions par exemple la génération du vecteur < −−→vpref > lorsqu’il se trouve
dans le triangle (0-3-7-31). Dans ce cas :

< −−→vpref >= αd
0
−→vp0 + αd

3
−→vp3 + αd

7
−→vp6 + αd

31
−−→vp31

qui impose la génération des vecteurs :

< −−→vsref >= αd
0
−→vs0 + αd

3
−→vs3 + αd

7
−→vs6 + αd

31
−→vs31

< −−→vzref >= αd
0
−→vz0 + αd

3
−→vz3 + αd

7
−→vz6 + αd

31
−−→vz31

Si on ne peut pas contrôler ces deux derniers vecteurs de référence, ils sont
néanmoins générés par des vecteurs possédant les modules les plus faibles (cou-
ronne inférieure pour le plan secondaire et ensemble C et D pour la droite homo-
polaire). Les machines secondaire et homopolaire sont donc (( peu )) alimentées
et génèrent par conséquent moins de courants parasites [49].
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Cette méthode très intéressante pour l’alimentation de machines pentapha-
sées à FEMs sinusöıdales ne prend néanmoins pas en compte de contraintes de
commutation et ne permet de ne contrôler que la tension de référence dans la
machine principale.

3.6.2 Etude de l’ensemble onduleur de tension alimentant
la machine couplée en étoile

3.6.2.1 Modélisation de l’onduleur dans la base naturelle

La structure d’alimentation est identique à celle de la figure 3.21. Deux struc-
tures sont évidemment à ajouter.

Cette configuration permet de générer 32 valeurs différentes du vecteur tension
onduleur −→vN . Exprimées dans la base naturelle Bn, ces 32 valeurs sont identiques
aux équations (3.12) à condition que l’on divise chacune des coordonnées par 2,
c’est à dire en remplaçant Vbus par Vbus

2
.

3.6.2.2 Modélisation de l’onduleur dans la base de découplage

D’après les calculs généraux 3.4.2.2, on sait que dans cette configuration :
– la machine homopolaire n’est pas alimentée et que le vecteur tension homo-

polaire −→vz n’est pas imposé par l’onduleur mais est égal au vecteur tension
homopolaire −→ez =

√
5
∑

h Eh sin(hpθ) −→xz , h = 5, 15, ... (voir chapitre 2,
paragraphe 2.4.3.3) ;

– la machine principale est alimentée par le vecteur −→vp , égal à la projection
du vecteur tension onduleur −→vN sur le plan principal. La représentation des
différentes valeurs de ce vecteur est identique à celle de la figure (3.27) à
condition de diviser chacune des coordonnées par 2 ;

– la machine secondaire est alimentée par le vecteur −→vs , égal à la projection
du vecteur tension onduleur −→vN sur le plan secondaire. La représentation
des différentes valeurs de ce vecteur est identique à celle de la figure (3.28)
à condition de diviser chacune des coordonnées par 2.

3.6.2.3 Alimentation par onduleurs de tension deux niveaux comman-
dés en MLI vectorielle

Les deux MLI vectorielles définies au paragraphe 3.6.1.3 restent réalisables
dans le cas de phases couplées en étoile. On remarquera néanmoins que la MLI 2
présente moins d’avantage dans cette configuration. En effet, la machine homo-
polaire (possédant la plus petite constante de temps) n’étant plus alimentée, on
s’attend à de fortes réductions des courants parasites.
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3.7 Réalisation pratique de la commande d’une

machine pentaphasée couplée en étoile ali-

mentée par un onduleur de tension deux ni-

veaux commandé en MLI vectorielle

On se propose de réaliser la commande de la machine pentaphasée à aimants
permanents prototype modélisée au chapitre 2 et réalisée pour les besoins de ces
travaux. La commande de l’ensemble machine - onduleur sera implantée sur le
banc expérimental présenté en annexe C.

3.7.1 Définition de la structure de commande de l’en-
semble

Le schéma de principe de la commande de la machine pentaphasée (figure 3.31)
est directement déduit de l’analyse REM - SMC menée au début de ce chapitre
(voir paragraphe 3.4.2.2). L’onduleur est commandé par la MLI vectorielle 1,
détaillée au paragraphe 3.6.1.3.

Choix du changement de base
On rappelle que la modélisation de la machine dans une base de découplage

Bd = {−→xz ,
−→xpα,−→xpβ,−→xsα,−→xsβ} a permis d’écrire le vecteur grandeur FEM −→e (voir

chapitre 2 paragraphe 2.4.3) :

−→e = −→ez +−→ep +−→es

où :

−→ez =
√

5
∑

h

Eh sin(hpθ) −→xz , h = 5, 15, ...

−→ep =

√
5

2

∑

h

Eh (sin(hpθ) −→xpα − cos(hpθ) −→xpβ) , h = 1, 9, ...

−→es =

√
5

2

∑

h

Eh (sin(hpθ) −→xsα + cos(hpθ) −→xsβ) , h = 3, 7, ...

avec Eh la valeur maximale de l’harmonique de rang h de la FEM.
Le couple électromagnétique Cem s’exprimant par :

Cem =
−→e .
−→
i

Ω
=

eziz +−→ep .
−→
ip +−→es .

−→
is

Ω
=
−→ep .
−→
ip +−→es .

−→
is

Ω
, iz = 0
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Fig. 3.31 – Schéma de principe de la commande de la machine pentaphasée
couplée en étoile

Il est néanmoins intéressant d’exprimer le vecteur FEM dans une base telle que
ses coordonnées, uniquement responsables de la génération du couple électroma-
gnétique, soit constantes. En effet dans ces conditions l’obtention d’un couple élec-
tromagnétique constant impose la génération de références de courants constantes
et permet de choisir des correcteurs de type PI.

Si on ne conserve que le premier harmonique des FEMs fictives, chaque ma-
chine fictive devient une machine diphasée à FEMs sinusöıdales :

−→ez =
√

5 E5 sin(5pθ) −→xz

−→ep =

√
5

2
E1 (sin(pθ) −→xpα − cos(pθ) −→xpβ)

−→es =

√
5

2
E3 (sin(3pθ) −→xsα + cos(3pθ) −→xsβ)

Dans ces conditions, on peut appliquer une rotation aux grandeurs des ma-
chines fictives pour que celles si deviennent constantes. Cette opération est exac-
tement similaire à une transformation de Park appliquée à une machine triphasée.
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Considérons une nouvelle base orthonormée de découplage, nommée Bp, ob-
tenue en effectuant 7 :

– une rotation d’un angle pθ sur les vecteurs (−→xpα,−→xpβ) ;
– une rotation d’un angle 3pθ sur les vecteurs (−→xsα,−→xsβ).
Dans la nouvelle base de découplage Bp = {−→xz ,

−→xpd,
−→xpq,

−→xsd,
−→xsq}, un vecteur

grandeur −→g s’exprime par −→g = gz
−→xz + gpd

−→xpd + gpq
−→xpq + gsd

−→xsd + gsq
−→xsq où :

(
gpd

gpq

)
= R(pθ)

(
gpα

gpβ

) (
gsp

gsq

)
= R(3pθ)

(
gsα

gsβ

)

R(pθ) =

(
cos(pθ) sin(pθ)
− sin(pθ) cos(pθ)

)
R(3pθ) =

(
cos(3pθ) − sin(3pθ)
sin(3pθ) cos(3pθ)

)

Si on ne conserve que le premier harmonique de chacun des vecteurs−→ep et −→es , le vecteur FEM s’exprime par −→e = ez
−→xz +epd

−→xpd+epq
−→xpq +esp

−→xsp+esq
−→xsq

où epd = 0, esd = 0 et epq = −
√

5
2
E1, esq =

√
5
2
E3 sont constants (à vitesse

constante) et le couple électromagnétique devient :

Cem = Cp + Cs =
epqipq + esqisq

Ω
(3.15)

En réalité, les harmoniques de rang supérieur à cinq rendent les FEMs des
machines fictives perturbées. La figure 3.32 montre les FEMs suivant les axes d
et q des machines principale et secondaire. De façon à identifier les fréquences
pulsatoires, sur chacune des courbes ont été rajoutées les FEMs de la phase 1 et
suivant les axes α et β. On observe particulièrement :

– un faible harmonique 10 dans les FEMs de la machine principale (harmo-
nique 9pθ + rotation à pθ) ;

– un harmonique 10 non négligeable dans les FEMs de la machine secondaire
(harmonique 7pθ + rotation à 3pθ).

Critère de choix des références de courant
Si on ne conserve que le fondamental de la FEM de chaque machine fictive, le

couple ne dépend que du produit des composantes suivant l’axe q. Dans ce cas, la
génération d’un couple maximal à courant donné impose la génération de courants
tels que leurs composantes suivant l’axe d soient nulles. En effet on rappelle que

le couple électromagnétique C = 1
Ω
−→e .
−→
i est maximum si

−→
i est colinéaire à −→e .

7On rappelle qu’on a établi au chapitre 2 qu’il existait une infinité de bases de vecteurs
propres à coordonnées réelles. Cette nouvelle base Bp, obtenue par deux rotations de la base
Bd, reste une base de découplage. Le passage de la base naturelle Bn à cette nouvelle base Bp

peut être qualifiée de Transformation de Park particulière à notre application
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Fig. 3.32 – FEMs des machines principales et secondaires dans la base Bp

Si on considère que le vecteur −→e ne possède que des composantes suivant les axes

q alors pour lui être colinéaire le vecteur
−→
i ne doit lui aussi posséder que des

composantes suivant les axes q.
La commande que nous proposons, dans laquelle les références de courant

suivant les axes d sont nulles, est donc une commande à pertes Joule minimum.

Répartition des références de couples
A partir d’une unique référence de couple, il faut définir les deux références

de courants ipqreg et isqreg, c’est à dire inverser la relation non-bijective (3.15).
Les FEMs n’étant dépendantes que de la vitesse, les références de couples sont
directement proportionnelles aux références de courant. Sachant que l’harmonique
de FEM de rang 3 est égal à 30% du fondamental de la FEM, on répartit les
références de courant de la façon suivante :

– ipqreg = − Creg

1, 3k1
fem

– isqreg =
0, 3Creg

1, 3k1
fem

De cette façon les machines principale et secondaire participent chacune, au
maximum de leur faculté, à la création du couple électromagnétique.

Détails sur la MLI vectorielle
L’objectif étant de générer des tensions de référence dans la machine principale

et secondaire le choix se porte sur une MLI vectorielle de type 1 (Voir paragraphe
3.6.1.3). Cette MLI vectorielle a les caractéristiques suivantes :

– le choix de la période de MLI dépend de la constante de temps électrique
de la machine fictive secondaire. En effet c’est elle qui possède la constante
de temps électrique la plus petite, la machine homopolaire n’étant pas ali-
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mentée. D’après l’annexe D, on obtient une constante de temps électrique
pour la machine secondaire de 1, 4 ms soit une fréquence de coupure de
fc = 1

2πτs
= 114 Hz. On choisit fréquence de MLI de 5kHz, bien supérieure

à la fréquence de coupure de la charge et assez faible pour ne pas surcharger
le système numérique en calculs ;

– la génération d’un vecteur moyen de référence au cours d’une période de
MLI n’est possible qu’à la condition que chacune de ses coordonnées ne
soit pas plus importante que la tension maximale que peut délivrer le bus
continu. Dans ce cas, le vecteur onduleur −−−→vNref doit respecter la condition :
| vNkref |≤ Vbus

2
, k = 1, ..., 5. Dans le cas où le vecteur ne respecte plus ces

contraintes, on choisit de le renormer suivant la technique de conservation
de la même direction (Voir paragraphe 3.5.1.3).

La figure 3.33 donne l’organigramme de principe de programmation de la MLI
vectorielle implantée.

Fig. 3.33 – Organigramme de principe de la programmation de la MLI vectorielle
implantée dans la commande de la machine pentaphasée

Dans le système de commande micro-programmé, chacune des opérations dé-
crites dans l’organigramme n’est exécutée qu’une fois à chaque début de période
MLI (c’est à dire toutes les 1

5000
s ), exception faite de la génération des fonctions

de connexion exécutée tous les pas de calcul (=70 µs).
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3.7.2 Calculs des filtres et correcteurs

Filtres en courant
Les courants étant encore assez bruités, on les filtre par un filtre du deuxième

ordre de fonction de transfert :

1

1 +
2ζf

ωf
p + p2

ω2
f

dont le facteur d’amortissement est choisit à ζf = 0, 7 et la fréquence de coupure
(inférieure à la fréquence de MLI mais sans trop limiter la dynamique du système)
est de fc = 1

2πωf
= 1, 3 kHz.

Calcul des paramètres des correcteurs de courant et de vitesse
L’objectif de ce mémoire étant plus de s’intéresser à la structure de commande

qu’à la synthèse des correcteurs, les calculs se trouvent détaillés en annexe E.

3.7.3 Résultats pratiques

On cherche dans un premier temps à ne produire un couple qu’avec la machine
principale. De façon à n’observer que les performances des asservissements de
courant, la boucle de vitesse est ouverte. On réalise donc une commande en couple
de la machine dans laquelle on impose :

– ipdref = 0 et ipqref = −7 A pour la machine principale ;
– isdref = 0 et isqref = 0 pour la machine secondaire.
On donne à la figure 3.34 les chronogrammes du courant dans la phase 1 et son

spectre fréquentiel et à la figure 3.35 les références et les courants des machines
principale et secondaire.

Fig. 3.34 – Courant dans la phase 1 de la machine et spectre fréquentiel associé
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Fig. 3.35 – Courants ipd, ipq, isd et isq dans les machines principale et secondaire

On constate que l’harmonique 7 de FEM perturbe fortement les courants dans
la machine. En effet, cet harmonique se projette dans la machine secondaire et
alimente un circuit uniquement composé de la résistance d’une phase du système
et de l’inductance associée à la machine secondaire. Dans ce cas, et en négligeant
l’atténuation de l’effet de cet harmonique par le correcteur, on calcule le courant
harmonique de rang 7 par :

I7
eff =

E7
eff√

(Rtotale)2 + (7Λsω)2
= 1 A

ce qui représente un signal sinusöıdal crête à crête de 2,82 A non négligeable.
Cet harmonique 7 de courant crée une composante pulsatoire de couple et des

pertes Joule supplémentaires, augmentant ainsi la valeur efficace du courant en
ligne. Cette perturbation peut être éliminée en compensant les FEMs de rang 7.
Si cette compensation peut être réalisée sur chacune des phases de la machine, elle
peut prendre place juste après le correcteur de courant de la machine secondaire
réduisant ainsi le nombre de termes de compensation de cinq à deux. Dans ce cas,
la rotation de 3pθ des consignes impose finalement la compensation de termes
de rang 10. Les figures 3.36 et 3.37 montrent la disparition presque totale de
l’harmonique de rang 7 dans les courants de phases après compensation de l’
harmonique de FEM perturbateur.

Cette compensation réalisée, on alimente la machine secondaire par un courant
30% plus faible que celui alimentant la machine principale (figures 3.38 et 3.39).

Sans modifier la charge mécanique et en conservant la même consigne de
couple dans la machine principale, la figure 3.40 montre une estimation 8 des

8L’estimation du couple est réalisée en sommant les produits des courants mesurés par les
FEMs estimées à partir de l’angle de rotation de la machine. Cette estimation ne se veut donc
être qu’un outil d’analyse qualitatif du couple électromagnétique.
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Fig. 3.36 – Courant dans la phase 1 de la machine et spectre fréquentiel associé
après compensation de l’harmonique de rang 7 de FEM

Fig. 3.37 – Courants ipd, ipq, isd et isq après compensation de l’harmonique de
rang 7 de FEM

couples électromagnétiques lors de l’alimentation de la machine principale seule
puis des machines principale et secondaire simultanément. La valeur moyenne du
couple passe de 3, 45 N.m à 3, 70 N.m soit un gain d’environ 7 % (approxima-
tivement 30% de FEM de rang 3 multiplié par 30% de courant de rang 3). Une
analyse des courbes de couples montre la présence d’harmonique de rang 10, due
particulièrement à la combinaison des harmoniques 7 et 9 de FEM respectivement
avec l’ harmonique 3 et le fondamental du courant et de l’harmonique de rang 7
du courant avec l’harmonique 3 de FEM.
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Fig. 3.38 – Courant dans la phase 1 de la machine et spectre fréquentiel associé
lors de l’alimentation des machines principale et secondaire

Fig. 3.39 – Courants ipd, ipq, isd et isq lors de l’alimentation des machines prin-
cipale et secondaire

Fig. 3.40 – Estimation du couple lors de l’alimentation de la machine principale
seule et des machines principales et secondaires
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Après avoir montré la faculté de l’ensemble à produire un couple tout en
minimisant les perturbations des courants, nous pouvons vérifier les performances
de l’ensemble à suivre un profil de vitesse. La figure 3.41 montre les vitesses,
courants dans la machine principale et dans la machine secondaire suivant les
axes q pour une référence de vitesse en échelons.

Fig. 3.41 – Réponse indicielle de la vitesse en boucle fermée

Pour ce type de profil de vitesse, l’ensemble possède un temps de réponse de
l’ordre de la seconde, un dépassement de l’ordre de la dizaine de pourcents et une
erreur statique nulle.
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Chapitre 4

Application du formalisme
vectoriel à l’analyse de la
commande en mode dégradé des
machines synchrones polyphasées
à aimants permanents

4.1 Mode de fonctionnement dégradé : descrip-

tion et état de l’art

4.1.1 Description

Un fonctionnement en mode dégradé peut être considéré comme celui d’un
dispositif dont un ou plusieurs éléments sont en dysfonctionnement. Le mode
dégradé ne peut être qu’exceptionnel et doit permettre un fonctionnement (( le
plus satisfaisant possible )).

Les causes de fonctionnement d’un ensemble alimentation-machine en mode
dégradé sont multiples et variées. On peut néanmoins les rassembler en quelques
groupes :

– les dysfonctionnements des onduleurs (défaut d’ouverture ou de fermeture
d’un transistor de puissance, destruction d’une diode, etc ...) ;

– les dysfonctionnements de la machine (destruction d’un enroulement d’une
phase statorique, décollement d’un aimant rotorique, etc...) ;

– des problèmes de connectique (desserrage d’un contact, fusion d’un fusible
de protection, etc...).

Si on limite notre étude aux problèmes qui peuvent survenir aux onduleurs et

133
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à la connectique, la machine restant intègre, deux familles de défauts se dégagent
[4], [47] :

– les défauts d’ouverture d’un transistor de puissance (court-circuit) ;
– les défauts de fermeture d’un transistor de puissance ou de fusion d’un

fusible de protection (circuit ouvert).

4.1.1.1 Défaut d’ouverture d’un transistor de puissance

Un défaut d’ouverture d’un interrupteur de puissance, si la commande de
l’interrupteur complémentaire du même bras est active, provoque un court-circuit
de l’alimentation continue. De façon à éviter la destruction d’un transistor de
puissance, un défaut d’ouverture d’un des transistors du bras en défaut doit :

– soit annuler la commande complémentaire du transistor sain. Ceci peut être
réalisé par une interface spécialisée (Figure 4.1a) ;

– soit provoquer la fusion du fusible protégeant le bras en défaut. Un fusible
à fusion ultra-rapide est nécessaire et le juste choix de son calibre est pri-
mordial (Figure 4.1b).

Dans un cas ou dans l’autre, la tension aux bornes de la phase connectée au
bras en défaut n’est plus contrôlable. Suivant le transistor en défaut et la position
du fusible, l’extrémité de la phase connectée au bras en défaut est soit directement,
ou par l’intermédiaire d’une diode, reliée à un des potentiels de l’alimentation.

Fig. 4.1 – Défauts d’ouverture d’un transistor de puissance : (a) Blocage de la
commande complémentaire (b) Fusion d’un fusible rapide
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4.1.1.2 Défaut de fermeture d’un interrupteur de puissance ou fusion
d’un fusible

Un défaut de fermeture d’un transistor de puissance ou la fusion d’un fusible,
lorsque celui-ci se trouve en série avec les transistors composants le bras, amène
le système dans les mêmes conditions qu’après le traitement d’un défaut d’ou-
verture. La tension aux bornes de la phase connectée au bras en défaut devient
incontrôlable.

4.1.2 Stratégie de déconnection d’une phase à un bras en
défaut

Lors d’un défaut, la tension aux bornes d’une phase devient incontrôlable
engendrant ainsi un couple perturbateur voire des courants destructeurs. Une
solution simple pour pallier ce problème est de systématiquement déconnecter
une phase d’un bras en défaut. Dans ce cas, les effets engendrés par le défaut
sont facilement identifiés : plus aucun courant ne peut circuler dans la phase
déconnectée. Si plusieurs structures peuvent être imaginées pour déconnecter une
phase d’un bras en défaut, la figure 4.2 donne un exemple d’équipement minimum
permettant la déconnection [47].

Fig. 4.2 – Exemple d’équipement permettant la déconnection d’une phase à un
bras en défaut

Lors d’un défaut du bras numéro k, une interface spécialisée ordonne la fer-
meture du triac TRk. Le fusible en série avec la phase k se trouve connecté entre
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un des potentiels de l’alimentation et un potentiel intermédiaire réalisé par un
diviseur capacitif entrâınant sa fusion et la déconnection de la phase en défaut.

Quelle que soit la topologie d’alimentation, cette technique nécessite l’ajout
d’un nombre de triacs identiques à celui du nombre de phases.

4.1.3 Analyse de stratégies de commande en mode dé-
gradé par le formalisme

Nous analysons, à l’aide du formalisme vectoriel multi-machines, quelques
stratégies de commande rencontrées dans la littérature. Ces techniques sont basées
sur la modification du courant dans une ou plusieurs phases de façon à conserver
un couple constant lors d’un fonctionnement en mode dégradé dans lequel une ou
plusieurs phases sont déconnectées.

Notre analyse se porte donc particulièrement sur la façon dont sont alimentées
les machines fictives lors de la déconnexion d’une ou plusieurs phases.

4.1.3.1 Modification du courant d’une phase encore connectée par
phase déconnectée

Dans [24] la commande en mode dégradé d’une machine n-phasée à FEMs
de forme quelconque et dont chaque phase est alimentée par un onduleur à
deux bras est réalisée en modifiant le courant d’une phase encore connectée pour
chaque phase déconnectée. Dans ces conditions, il est possible d’obtenir un couple
constant tout en minimisant les pertes Joule.

Présentation de la méthode

Supposons que la FEM induite dans la phase k s’exprime par ek = fk(θ) Ω

avec fk(θ) = f(θ − 2π(k−1)
n

), f(θ) étant la fonction de forme des FEMs.

De même supposons que les courants soient tels que ik = sk(θ) Imax avec

sk(θ) = s(θ − 2π(k−1)
n

), s(θ) étant la fonction de forme des courants.

Dans ce cas on a montré (chapitre 3 paragraphe 3.4.1.1) que l’obtention d’un
couple constant et maximum à pertes Joule données :

Cn =
−→e .
−→
i

Ω
=

1

Ω

n∑

k=1

ek . ik = Imax

n∑

k=1

fk(θ)sk(θ)

était obtenu en imposant des courants :

ik = Imax
fk(θ)∑n

k=1 f 2
k (θ)
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Dans le cas où il y a déconnexion de la phase numéro j, le couple devient :

C1(θ) = Cn − Imaxf

(
θ − 2π(j − 1)

n

)
s

(
θ − 2π(j − 1)

n

)

L’annulation des ondulations de couple peut se faire en modifiant la forme du
courant de la phase numéro m, décalée d’un angle (m − j)2π

n
par rapport à la

phase déconnectée numéro j. En supposant que le courant dans la phase m a une
nouvelle fonction de forme s′j(θ), le couple devient :

C1f = C1(θ) + Imaxfm(θ) (s′m(θ)− sm(θ)) (4.1)

La fonction de forme du courant modifié s’obtient par l’équation (4.1) dans
laquelle C1f est imposé :

s′m(θ) = sm(θ) +
C1f − C1(θ)

Imaxfm(θ)
(4.2)

L’équation (4.2) doit être vraie quelque soit l’angle θ : lorsque la FEM numéro

m est nulle (fm(θ1) = 0, θ1 = (m−1)2π
n

) il faut que l’expression C1f −C1(θ1) le soit
aussi.

Pour ces raisons, il faut choisir une valeur de C1f telle que :

C1f = C1(θ1) = Cn−Imaxfj(θ1)sj(θ1) = Cn−Imaxf

(
(m− j)2π

n

)
s

(
(m− j)2π

n

)

Si la machine n-phasée possède des FEMs sinusöıdales
ek = Emax sin

(
pθ − (k − 1)2π

n

)
et qu’elle est alimentée par des courants sinusöı-

daux et en phase avec les FEMs ik = Imax sin
(
pθ − (k − 1)2π

n

)
le couple instan-

tané, en condition d’alimentation normale, est :

Cn =
−→e .
−→
i

Ω
=

1

Ω

n∑

k=1

ek.ik =
n

2

EmaxImax

Ω
= cste

La déconnexion de la phase numéro j entrâıne la réduction du couple moyen
et une ondulation de pulsation 2ω (ω = dθ

dt
), le couple instantané devient :

C1 =
Cn

n

(
(n− 1) + cos(2ωt− 2(j − 1)

2π

n
)

)

L’équation (4.2) permet après calculs d’obtenir la condition d’annulation du
couple pulsatoire. Dans ce cas, la phase m doit être alimentée par un courant
vérifiant :

imf = 2Imax cos

(
(m− j)

2π

n

)
sin

(
ωt− (j − 1)

2π

n
)

)
(4.3)
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Dans ces conditions d’alimentation le couple correspondant est :

C1f =
Cn

n

(
(n− 2) + 2 cos2((m− j)

2π

n
)

)

Le couple C1f est maximum, à courant Imax donné donc à pertes Joule don-
nées, si le décalage angulaire entre la phase déconnectée et la phase dans laquelle
est modifié le courant est proche de 90o électriques.

Cette méthode peut être généralisée à un nombre de phases déconnectées plus
important à condition que ce nombre soit inférieur à la moitié du nombre de
phases initial de la machine.

Analyse de la méthode par le formalisme : Machine triphasée à FEMs
sinusöıdales

Soit une machine triphasée telle que ses FEMs soient :

e1 = Emax sin(ωt) e2 = Emax sin(ωt− 2π

3
) e3 = Emax sin(ωt− 4π

3
)

c’est à dire des FEMs dans les machines fictives :

– eα =
√

3
2
Emax sin(ωt) et eβ = −

√
3
2
Emax cos(ωt) pour la machine principale

– ez = 0 pour la machine homopolaire
On retrouve bien que dans ce cas seule la machine principale peut fournir du
couple.

Si les courants sont sinusöıdaux et en phase avec les FEMs :

i1 = Imax sin(ωt) i2 = Imax sin(ωt− 2π

3
) i3 = Imax sin(ωt− 4π

3
)

on a alors dans les machines fictives les courants suivants :

– iα =
√

3
2
Imax sin(ωt) et iβ = −

√
3
2
Imax cos(ωt) pour la machine principale ;

– iz = 0 pour la machine homopolaire.
Le couple électromagnétique s’exprime par :

Cn =
1

Ω
−→e .
−→
i =

1

Ω
(ez.iz +−→eαβ.

−→
iαβ) =

3

2

EmaxImax

Ω

Il est constant et maximum à pertes Joule données.
Si la phase 3 vient à être déconnectée, on modifie le courant dans la phase 2

pour qu’il devienne (voir équation (4.3)) :

i2f = 2Imax cos(−2π

3
) sin(ωt− 4π

3
) = −Imax sin(ωt− 4π

3
)

amenant à des courants dans les machines fictives :



Mode de fonctionnement dégradé : description et état de l’art 139

– iα = Imax√
2

sin(ωt + π
6
) et iβ = − Imax√

2
cos(ωt + π

6
) dans la machine principale ;

– iz = Imax sin(ωt− π
6
) dans la machine homopolaire.

La modification du courant dans la phase 2 a permis de conserver une alimen-
tation correcte de la machine principale (deux courants identiques déphasés de
π
2
), seule à produire le couple. Cette modification a néanmoins généré un courant

homopolaire, à l’origine de pertes Joule supplémentaires et non de couple.

Dans ces conditions le couple électromagnétique reste constant et devient :

C1f =
1

Ω
−→eαβ.

−→
iαβ =

Cn

2

Il est important de constater que les courants dans la machine fictive n’étant

pas en phase avec les FEMs (ou le vecteur
−→
iαβ non colinéaire au vecteur −→eαβ),

le couple n’est pas maximal. Le couple aurait pu être maximal si la phase dans
laquelle a été modifié le courant se trouvait à 90o de la phase déconnectée (condi-
tion impossible à réaliser avec une machine triphasée). Dans ce cas, les courants
auraient été en phase avec les FEMs dans la machine principale.

La figure 4.3 montre les courants dans les machines fictives ainsi que le couple
généré lors d’une alimentation en mode normal et dégradé.

Fig. 4.3 – Courants et couple lors d’une alimentation en mode normal et dégradé
d’une machine triphasée

4.1.3.2 Modification du courant dans chacune des phases encore connec-
tées pour une phase déconnectée

Dans [9], les auteurs proposent une autre méthode de commande des machines
à FEMs sinusöıdales lorsqu’une phase est déconnectée en modifiant tous les cou-
rants des autres phases encore connectées. Là aussi l’objectif est de conserver un
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couple constant tout en minimisant les pertes Joules. Dans [44], l’auteur a appli-
qué cette méthode à une machine pentaphasée et l’a étendue à plus d’une phase
déconnectée.

Présentation de la méthode
Le maintien d’un couple constant impose la création d’un champ tournant

statorique. Dans le cas d’une machine n-phasée dont la phase numéro 1 est dé-
connectée, il faut donc respecter les relations :

i2 cos
2π

n
+ i3 cos

4π

n
+ i4 cos

6π

n
+ ... + in cos

2(n− 1)π

n
=

n

2
i cos θ (4.4)

i2 sin
2π

n
+ i3 sin

4π

n
+ i4 sin

6π

n
+ ... + in sin

2(n− 1)π

n
=

n

2
i sin θ (4.5)

En introduisant la notion de phaseur complexe, l’auteur admet que :

ik = xk cos(θ) + yk sin(θ), k = 2, 3, 4, ..., n

Si on sépare les termes en cos θ et sin θ et qu’on divise chaque équation par la
grandeur I, nous obtenons les équations suivantes :

x2 cos
2π

n
+ x3 cos

4π

n
+ x4 cos

6π

n
+ ... + xn cos

2(n− 1)π

n
=

n

2

y2 cos
2π

n
+ y3 cos

4π

n
+ y4 cos

6π

n
+ ... + yn cos

2(n− 1)π

n
= 0

x2 sin
2π

n
+ x3 sin

4π

n
+ x4 sin

6π

n
+ ... + xn sin

2(n− 1)π

n
=

n

2

y2 sin
2π

n
+ y3 sin

4π

n
+ y4 sin

6π

n
+ ... + yn sin

2(n− 1)π

n
= 0

L’objectif est de déterminer des courants ik tels que
√

x2
k + y2

k soit minimum.
La machine étant supposée couplée en étoile :

x2 + x3 + x4 + x5 + ... + xn = 0

y2 + y3 + y4 + y5 + ... + yn = 0

La minimisation des pertes Joule peut être réalisée en imposant la même
amplitude aux courants :

x2
2 + y2

2 = x2
3 + y2

3

x2
3 + y2

3 = x2
4 + y2

4

x2
4 + y2

4 = x2
5 + y2

5

...

x2
n−1 + y2

n−1 = x2
n + y2

n
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Le système initial devient maintenant un système de n + 4 avec 2(n − 1)
inconnues.

Cette méthode ne peut être appliquée qu’à des machines à nombre de phases
supérieur à trois. En effet, on a déjà fait remarquer qu’il était nécessaire de générer
un courant homopolaire lors de l’alimentation de la machine triphasée avec une
phase déconnectée c’est à dire de relier le neutre de l’étoile à un potentiel de
l’alimentation ou d’utiliser une structure à deux bras par phase.

Analyse de la méthode par le formalisme
Cette méthode n’est applicable qu’à des machines à FEMs sinusöıdales, c’est

à dire lorsque seule la machine fictive principale possède des FEMs (sinusöıdales
de surcrôıt) et peut donc seule fournir un couple.

Les équations (4.4) et (4.5) sont en fait à elles seules les clefs de la méthode.
En effet, les termes à gauche de ces équations ne sont autres que les calculs des
courants iαp et iβp de la machine principale (Cf chapitre 2 paragraphe 2.3.1).
L’égalité avec les termes de droite indiquent que ces courants doivent formés un
système diphasé équilibré et en phase avec les FEMs de la machine principale,
c’est à dire que la machine prinicpale fournit un couple constant et maximum.

Si la similitude de cette approche avec le formalisme développé dans ce mé-
moire ne se remarque pas instantanément c’est qu’au plan vectoriel on substitue
ici un plan complexe (holomorphe au précédent).

Application de la méthode : machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales

Soit une machine pentaphasée telle que ses FEMs soient :

ek = Emax sin

(
ωt− 2(k − 1)π

5

)
, k = 1, ..., 5

c’est à dire des FEMs dans les machines fictives :

– eαp =
√

5
2
Emax sin(ωt) et eβp = −

√
5
2
Emax cos(ωt) pour la machine princi-

pale
– eαs = 0 et eβs = 0 pour la machine secondaire
– ez = 0 pour la machine homopolaire

On retrouve bien que dans ce cas seule la machine principale peut fournir du
couple.

Si les courants sont sinusöıdaux et en phase avec les FEMs :

ik = Imax sin

(
ωt− 2(k − 1)π

5

)
, k = 1, ..., 5 (4.6)

c’est à dire des courants dans les machines fictives :
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– iαp =
√

5
2
Imax sin(ωt) et iβp = −

√
5
2
Imax cos(ωt) pour la machine principale

– iαs = 0 et iβs = 0 pour la machine secondaire
– iz = 0 pour la machine homopolaire

le couple électromagnétique est constant et égal à :

Cn =
1

Ω
−→e .
−→
i =

1

Ω
(ez.iz +−−→eαβp.

−−→
iαβp +−−→eαβs.

−−→
iαβs) =

5

2

EmaxImax

Ω

Si la phase 1 vient à être déconnectée, la résolution des n + 4 équations mène
à imposer des courants dans les quatre autres phases tels que :

i′2 = −i′4 = Imax cos(ωt− π

5
)

i′3 = −i′5 = Imax cos(ωt− 4π

5
)

Dans les machines fictives il y a alors des courants :
– iαp = 1, 14Imax sin(ωt) et iβp = −1, 14Imax cos(ωt) dans la machine princi-

pale ;
– iαs = −1, 14 sin(ωt) et iβs = 0, 27Imax cos(ωt) dans la machine secondaire ;
– iz = 0 dans la machine homopolaire.
La modification des courants dans les phases encore connectées a permis de

conserver une alimentation correcte de la machine principale (deux courants iden-
tiques déphasés de π

2
), seule à produire le couple. Cette modification a néanmoins

généré des courants dans la machine secondaire, générateur de pertes Joule et
non générateur de couple.

Dans ces conditions le couple électromagnétique reste constant mais se trouve
réduit à peu près de 30% pour des courants dans les phases de même amplitude.

Il est important de constater qu’avec cette méthode les courants dans la ma-
chine principale reste en phase avec les FEMs correspondantes. Néanmoins, les
amplitudes de ces courants se trouvent fortement réduites au détriment de cou-
rants importants dans la machine secondaire.

La figure 4.4 montre les courants dans les machines fictives ainsi que le couple
généré lors d’une alimentation en mode normal et dégradé.

4.1.4 Conclusion

Si les méthodes précédemment exposées permettent de conserver un couple
constant lors de la déconnexion d’une ou plusieurs phases d’une machine à nombre
de phases quelconque supérieur à trois, elles possèdent néanmoins quelques in-
convénients.

En effet, ces méthodes imposent un changement de la consigne de courant
dans une ou plusieurs phases suivant la phase en défaut. Plus que de savoir que
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Fig. 4.4 – Courants et couple lors d’une alimentation en mode normal et dégradé
d’une machine pentaphasée

le système est en défaut, il faut connâıtre la ou les phases qui sont déconnectées
et donc disposer d’un système (( intelligent )) de détection de défauts. Chaque cas
particulier de défaut impose l’application de nouvelles consignes qui doivent donc
être tabulées et appliquées suivant les phases en défaut [6], [36].

Ces méthodes ne peuvent être appliquées à des systèmes dont le nombre de
phases est important qu’à la condition de disposer d’un système de calcul à grande
capacité de mémoire. Pour exemple, si on considère une machine pentaphasée
dont une ou deux phases peuvent être déconnectées, il existe 15 configurations
différentes nécessitant, suivant la méthode employée, jusqu’à 50 références de
courant à tabuler.

La première méthode permet de déterminer les références de courant en mode
dégradé avec des FEMs non-sinusöıdales et donne des résultats d’autant meilleurs
que le nombre de phases est élevé (on approche alors facilement la condition de
quadrature et donc de pertes Joule minimales à couple donné). Néanmoins la
contrainte liée à la perte d’une phase ne se reporte que sur une seule phase encore
connectée.

La deuxième méthode répartit quant à elle l’effet de la perte d’une phase
sur l’ensemble des courants mais ne peut être employée qu’avec des machines à
FEMs sinusöıdales. En effet, lors de la déconnection d’une phase, les changements
de consignes de courant dans les phases encore connectées impose des courants
dans toutes les machines secondaires. Si ces machines possèdent des FEMs, alors
des couples pulsatoires sont générés.
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4.2 Application du formalisme à la commande

en mode dégradé d’une machine possédant

une ou plusieurs phases déconnectées

4.2.1 Analyse des effets de la déconnection d’une ou plu-
sieurs phases sur la machine réelle

La déconnection d’une des n phases entrâıne l’annulation permanente du cou-

rant qui la traverse. Exprimé dans la base naturelle Bn = {−→xn
1 , ...,

−→
xn

n}, le vecteur

courant statorique
−→
i = i1

−→
xn

1 + ...+in
−→
xn

n évolue donc dans un espace vectoriel Edeg

de dimension réduite. Si on appelle d le nombre de phases déconnectées alors la

dimension de l’espace auquel appartient
−→
i est égale à :

– n− d si les phases de la machine ne sont pas couplées ;
– n− 1− d si les phases de la machine sont couplées en étoile.

Le vecteur tension statorique −→v = v1
−→
xn

1 + ... + vn
−→
xn

n reste quant à lui dans un
espace de dimension n. En effet, même si seules n − d des ses coordonnées sont
encore imposées par l’onduleur, la déconnexion d’une phase entrâıne l’annulation
du courant la traversant et la tension à ses bornes est égale à la FEM induite. On
peut donc décomposer le vecteur tension statorique −→v en deux vecteurs :

– un vecteur
−→
v∗ , contribution de l’onduleur au vecteur −→v . Ce vecteur appar-

tient au même sous espace Edeg que le vecteur courant statorique
−→
i ;

– un vecteur
−→
e∗ , contribution de la machine au vecteur −→v . Ce vecteur appar-

tient au sous-espace complémentaire à Edeg.

La machine triphasée couplée en étoile sans neutre sorti ne permet pas un
fonctionnement en mode dégradé satisfaisant car si une phase est déconnectée,
le vecteur courant devient de dimension 1 (3-1-1) et ne permet pas la génération
d’un couple constant. En revanche, si chaque phase est alimentée par un onduleur
à deux bras, la perte d’une phase réduit le vecteur courant à une dimension 2 et
permet donc la création d’un couple constant. Les machines à nombre de phases
supérieur à trois permettent donc d’envisager un fonctionnement en mode dégradé
qu’il y ait couplage des phases ou non. Néanmoins, un degré de liberté supplé-
mentaire est disponible lors de l’alimentation de chaque phase par un onduleur
de tension à deux bras.

Lorsqu’une ou plusieurs phases sont déconnectées, le couple électromagné-
tique ne peut rester constant qu’en modifiant de façon adaptée les courants dans
les phases encore alimentées. Nous avons montré au paragraphe précédent des
techniques permettant de calculer ces nouvelles consignes de courant.



Application du formalisme à la commande en mode dégradé 145

4.2.2 Adaptation de la structure de commande dans une
base de découplage lors d’un fontionnement en mode
dégradé

On étudie les adaptations nécessaires à apporter aux structures de commande
en mode normal déduites au chapitre 3 de façon à obtenir un couple le plus
constant possible en mode dégradé.

Machine dont les phases ne sont pas couplées
On choisit de représenter la structure de commande en mode dégradé d’un

ensemble onduleur de tension - machine n-phasée. On considère que la machine
est équivalente à un ensemble constitué de plusieurs machines fictives diphasées
(machine principale a et machines secondaires b à j) et d’une machine fictive
monophasée (machine z ou machine homopolaire). Dans ce modèle, les d dernières
phases de la machine sont déconnectées.

Il est important de noter que la déconnexion de phases ne change
en rien l’équivalence entre la machine réelle et l’ensemble de machines
fictives. En effet, on ne traite dans ce mémoire que du cas de modes
dégradés où la machine reste intègre.

Par souci de lisibilité, on présente la structure de commande en deux parties.
La figure 4.5 montre la structure côté machine alors que la figure 4.6 montre le
côté onduleurs.

Les critères de répartition des couples sont identiques à ceux choisis lors d’une
commande de l’ensemble en mode normal. On impose donc un critère de réparti-
tion pondérée suivant la faculté de la machine fictive à produire ou non un couple
important.

La déconnexion d’un nombre d de phases ne permet plus l’asservissement que

de n−d coordonnées du vecteur courant statorique
−→
i . On choisit donc de ne plus

asservir que les coordonnées des vecteurs courants
−→
ia de la machine principale

a et
−→
ib à

−→
ie des machines secondaires b à e, machines produisant les couples

électromagnétiques les plus importants. Les vecteurs tension de référence −−→vareg à−−→vereg des onduleurs fictifs alimentant ces machines fictives sont alors générés.
Du fait de la perte de degré de liberté dans la commande, les vecteurs courant−→

ia à
−→
ie sont seuls à imposer le vecteur courant statorique

−→
i et donc de façon indi-

recte les vecteurs courants
−→
if à

−→
iz des machines fictives f à z.Les asservissements

de courant imposent donc des courants tels que :

∑

f,...,z

−→
ig =

−→
i −

∑
a,...,e

−→
ig

Les vecteurs tension −→vf à −→vz ne sont donc pas imposés par une référence propre
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Fig. 4.5 – Structure de commande en mode dégradé d’un ensemble onduleurs de
tension - machine n-phasée phases non-couplées (côté machine)

aux machines f à z mais par les références des machines a à e qu’on a retenues
pour la génération du couple électromagnétique.

Le contrôle de l’alimentation des machines fictives retenues pour la génération
du couple total impose donc une alimentation non-contrôlée des autres machines
fictives. Au niveau du couple total, cet inconvénient n’est que peu pénalisant
dans la mesure où les machines qui ne sont plus (( correctement )) alimentées ne
produisent que peu ou pas de couple. Notons particulièrement que dans le cas
d’une machine à FEMs sinusöıdales, seule la machine principale peut produire
du couple et que par conséquent, les machines fictives dont on ne contrôle pas
l’alimentation ne perturbent pas le couple électromagnétique total.

Si le couple n’est que peu affecté lors de l’emploi de cette stratégie de com-
mande, les courants dans les machines secondaires engendrent néanmoins des
pertes Joule et réduisent de ce fait les performances de l’ensemble. Le couple
désiré en mode dégradé devra donc tenir compte de l’augmentation notable des
courants dans les phases encore connectées de la machine.
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Fig. 4.6 – Structure de commande en mode dégradé d’un ensemble onduleur de
tension - machine n-phasée phases non-couplées (côté onduleurs)

Le formalisme vectoriel multimachines substitue donc à la notion
de perte de phases, celle de (( perte de contrôle )) des courants des
machines fictives.

Machine dont les phases sont couplées en étoile
Lorsque l’on couple les phases de la machine en étoile, on perd un nouveau

degré de liberté. Pour une machine dont les phases ne sont pas couplées, la dé-
connexion d’une phase amène naturellement à choisir la machine homopolaire
comme première machine dont on ne contrôle plus le courant ; celle-ci ne pouvant
produire qu’un couple pulsatoire. Ce choix n’est plus possible lorsque les phases
de la machine sont couplées en étoile, cela impose donc de ne plus contrôler le
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courant d’une des machines fictives diphasées, qui correctement alimentée, peut
produire un couple constant. Dans le cas d’une machine triphasée dont les phases
sont couplées en étoile, équivalente à une seule machine diphasée, cet inconvénient
est majeur.

Conclusion
Cette stratégie de commande d’une machine en mode dégradé, une ou plu-

sieurs phases déconnectées, permet de contrôler l’ensemble onduleurs - machine
sans recours ni à la tabulation de références précalculées, ni à un système de
localisation de la phase en défaut.

Lors de la déconnexion d’une ou de plusieurs phases de la machine, c’est à
dire de la perte d’un ou de plusieurs degrés de liberté au niveau de la commande
de l’ensemble, il suffit de ne plus asservir un nombre de courants (fictifs) égal au
nombre de phases déconnectées. Cette stratégie peut donc être mise en oeuvre
sans devoir complètement modifier la structure de commande déduite pour un
fonctionnement en mode normal.

Cette stratégie n’induit pas de pulsation de couple en mode dégradé lors de
l’alimentation d’une machine à FEMs sinusöıdales. Dans ce cas précis, et comme
on l’a déjà évoqué, la méthode est très proche de celle exposée au paragraphe
4.1.3.2 de ce chapitre. Néanmoins, plutôt que de pré-calculer les nouvelles réfé-
rences de courant, se sont les asservissements qui les imposent.

Dans le cas de machines à FEMs non-sinusöıdales, l’alimentation non-désirée
de certaines machines secondaires induit des ondulations dans le couple. En choi-
sissant de ne plus contrôler en premier lieu les machines possédant de faibles
FEMs, on réduit notablement ces ondulations.

4.2.3 Exemple didactique : Machine triphasée

On décide de réaliser la commande en mode dégradé de la machine triphasée
à FEMs sinusöıdales modélisée au chapitre 2. Les phases de la machine ne sont
pas couplées ce qui permet d’envisager un fonctionnement en mode dégradé avec
deux phases encore connectées.

On déduit dans un premier temps la structure de commande de l’ensemble en
mode normal (Cf chapitre 3). De façon à pouvoir générer un couple maximum à
courant donné tout en utilisant des correcteurs de type PI, on choisit d’asservir les
courants dans une base de découplage où ils sont constants en régime permanent.
On applique donc aux grandeurs de la machine une transformation de Concordia
suivie d’une transformation de Park d’angle θ. La figure 4.7 donne un schéma de
principe de cette commande.

Un (( commutateur d’algorithmes )) permet, à partir d’une information de dé-
faut issue d’une interface spécialisée signalant qu’une des phases est déconnectée,
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Fig. 4.7 – Schéma de principe de la commande d’une machine triphasée phases
non-couplées en mode normal et dégradé

d’asservir ou non le courant de la machine homopolaire. De cette façon, que le
système fonctionne normalement ou avec une phase déconnectée, les courants et
les FEMs de la machine principale sont en phase, produisant ainsi un couple
constant et maximum à courants (dans la machine principale) donnés.

Les figures 4.8 et 4.9 montrent les courants de la machine réelle et des machines
fictives ainsi que le couple électromagnétique lors d’une commande en fonction-
nement normal et dégradé, phase 1 déconnectée. Dans les deux cas, les consignes
de courant de la machine fictive sont asservies à idref = 0A et iqref = −3A.

Si on considère que la phase 1 de la machine est déconnectée, le vecteur courant
s’exprime par :

−→
i = i1

−→x1 + i2
−→x2 + i3

−→x3 = i2
−→x2 + i3

−→x3, i1 = 0

et évolue donc sur un plan engendré par les vecteurs −→x2 et −→x3.
Si l’on désire que la machine principale soit alimentée de façon à développer

un couple maximal à courant donné, il faut lui imposer des courants en phase
avec ses FEMs tels que :

iα =
−→
i .−→xα = Imax sin(ωt) (4.2)

iβ =
−→
i .−→xβ = −Imax cos(ωt) (4.3)
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Fig. 4.8 – Courants et couple lors d’une alimentation en mode normal d’une
machine triphasée

Fig. 4.9 – Courants et couple lors d’une alimentation en mode dégradé d’une
machine triphasée

Les équations (4.2) et (4.3) permettent de déduire les courants i2, i3 et ih. On
obtient un système de deux équations à deux inconnues :

i2 + i3 = −
√

6Imax sin(ωt)

i2 − i3 = −
√

2Imax cos(ωt)

amenant aux courants :
– i2 = −1+

√
3

2
Imax cos(ωt− π

4
) et i3 = −1+

√
3

2
Imax sin(ωt− π

4
) dans les phases

encore connectées de la machine ;
– ih = −√2Imax sin(ωt) dans la machine homopolaire.
Les figures 4.10 montrent des représentations tridimensionnelles des vecteurs

courants réels et fictifs. La figure de gauche est déduite en observant celle de
droite dans la direction de droite homopolaire. Elle permet de vérifier que le
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vecteur courant de la machine réelle
−→
i est bien obtenu par projection du vecteur

courant de la machine fictive
−→
iαβ sur le plan engendré par les vecteurs −→x2 et −→x3

(matérialisé par le carré bleu). On vérifie que le vecteur courant homopolaire est

imposé par la relation :
−→
ih =

−→
i −−→iαβ

Fig. 4.10 – Représentation 3D des courants réels et fictifs d’une machine triphasée
une phase déconnectée

4.3 Commande d’une machine pentaphasée en

mode dégradé

On désire réaliser la commande en mode dégradé, une ou plusieurs phases dé-
connectées, de la machine pentaphasée modélisée au chapitre 2 et commandée en
mode normal au chapitre 3. On réalise cette commande en utilisant la structure de
commande déduite en mode normal dans laquelle on ajoute des (( commutateurs
d’algorithmes )) permettant le fonctionnement en mode dégradé de la machine que
ses phases soient ou non couplées. La figure 4.11 donne la structure de commande
générale de l’ensemble onduleurs - machine.

Plusieurs cas de figure peuvent se présenter suivant le nombre de phases décon-
nectées et le couplage ou non des phases de la machine. Le tableau 4.1 récapitule
les états des commutateurs d’algorithmes suivant ces cas de figure. Un état 0 si-
gnifie que l’asservissement considéré est réalisé (position haute), un état 1 signifie
que l’asservissement considéré n’est pas réalisé (position basse).
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Fig. 4.11 – Schéma de principe de la commande d’une machine pentaphasée
phases couplées ou non en mode normal ou dégradé

Tab. 4.1 – Configurations possibles en mode normal ou dégradé

Déconnexions Phases non-couplées Couplage étoile

0 c1=0, c2=0, c3=0 c1=1, c2=0, c3=0

1 c1=1, c2=0, c3=0 c1=1, c2=1, c3=0

2 c1=1, c2=1, c3=0 c1=1, c2=1, c3=1

3 c1=1, c2=1, c3=1 impossible

Avant d’implanter cette commande sur le banc expérimental, on valide la
solution par simulation. De façon à s’affranchir des problèmes de perturbations
liés aux harmoniques de FEMs, on ne conserve que le premier harmonique de
celles-ci. Dans ce cas, la machine est à FEMs sinusöıdales.
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4.3.1 Machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales

On simule l’ensemble onduleur - machine phases non couplées dans lequel la
phase 3 de la machine est déconnectée.

On place le commutateur c1 en position 1 (le courant homopolaire n’est plus
asservi) et on impose des courants ipqref = −4A et isqref = 0. Les figures 4.12
et 4.13 donnent dans ce cas les courants dans les machines fictives et le couple
électromagnétique résultant.

Fig. 4.12 – Courants des machines fictives principale et secondaire lors d’une
alimentation en mode dégradé d’une machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales

Fig. 4.13 – Courant dans la machine homopolaire et couple total lors d’une
alimentation en mode dégradé d’une machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales

On constate dans ce cas, qu’hormis les ondulations de courant dues à la MLI
(de fréquence 5kHz comme en mode normal), les courants ne suivent plus correc-
tement les références. Les correcteurs, identiques à ceux utilisés en mode normal
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mais réduits à quatre, ne parviennent plus à imposer les références exactes de
tension. Le couple s’en trouve directement affecté. De façon à vérifier que les per-
formances des asservissements conditionnent directement la qualité du couple, on
décide de remplacer les correcteurs PI et la MLI vectorielle par une commande
en fourchette de courant réalisée par des comparateurs à Hystérésis. De ce fait,
on (( idéalise )) la commande. On montre aux figures 4.14 et 4.15 les résultats
obtenus dans ce cas de commande.

Fig. 4.14 – Courants de la machine et des machines fictives lors d’une alimen-
tation en mode dégradé d’une machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales (com-
mande idéalisée)

Fig. 4.15 – Courants de la machine et des machines fictives lors d’une alimen-
tation en mode dégradé d’une machine pentaphasée à FEMs sinusöıdales (com-
mande idéalisée)

Avec des correcteurs (( idéalisés )), les courants suivent les références et le
couple reste constant. Dans ce cas, contrairement au cas triphasé, cette stratégie
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de fonctionnement en mode dégradé nécessite des correcteurs assez rapides pour
imposer les références de tension nécessaires au suivi des consignes de courant.
Comme pour la réjection de perturbations, les correcteurs résonnants [48] doivent
pouvoir apporter une solution permettant le suivi des consignes autant en mode
normal qu’en mode dégradé.

4.3.2 Réalisation pratique : Commande en mode dégradé
d’une machine pentaphasée

On a montré la difficulté des correcteurs, choisis pour cette application, à
imposer les références de tension nécessaires à un suivi correct des références de
courant. Néanmoins, on implante la commande élaborée au paragraphe précédent.
La phase 3 de la machine pentaphasée est déconnectée et on n’asservit plus le
courant isd de la machine secondaire. Les figures 4.16 et 4.17 montrent dans ce cas
les courants dans les phases de la machine réelle et le couple électromagnétique
estimé total.

Fig. 4.16 – Courants dans les phases de la machine lors d’une alimentation en
mode dégradé d’une machine pentaphasée

Les perturbations dues aux harmoniques de FEMs ainsi que la difficulté des
correcteurs à imposer les références de tension nécessaires au suivi des références
de courant amènent à la génération d’un couple électromagnétique possédant des
ondulations importantes mais de fréquence élevée.

4.4 Conclusion

La suppression d’un nombre d’asservissements de courant égal au nombre de
phases déconnectées a permis l’adaptation de la structure de commande en mode
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Fig. 4.17 – Spectre fréquentiel du courant dans une phase et couple estimé lors
d’une alimentation en mode dégradé d’une machine pentaphasée

normal au mode dégradé. Cette stratégie de fonctionnement en mode dégradé offre
les avantages de ne pas avoir à connâıtre quelles sont les phases déconnectées et
ne nécessite aucune tabulation de références précalculées.

La commande de la machine triphasée à FEMs sinusöıdales en mode dégradé,
une phase déconnectée, a montré de bons résultats. En effet, dans ce cas particu-
lier les correcteurs n’ont pas de consignes trop rapidement variable à réguler et
permettent la génération d’un couple constant.

Dans le cas de la machine pentaphasée à FEMs trapézöıdales, les correc-
teurs utilisés (permettant pourtant de disposer de performances satisfaisantes
en mode normal) n’assurent pas un bon suivi des références de courant : aux
consignes constantes en régime normal viennent, en régime dégradé, se superpo-
ser des consignes variables. Le correcteur PI ne peut donc suivre parfaitement ces
consignes variables. Si ce choix de correcteurs ne permet pas d’assurer un fonc-
tionnement satisfaisant en mode dégradé, une validation de principe a néanmoins
montré que des asservissements performants permettent la génération d’un couple
constant. Cette remarque nous invite à engager de futures recherches dans cette
direction. A ce titre, l’usage de correcteurs résonnants pourrait permettre un bon
suivi des références.



Conclusion générale et
perspectives

157



158 Conclusion générale et perspectives

Nous avons développé dans ce mémoire un modèle de commande des systèmes
onduleurs de tension - machine polyphasés. L’outil vectoriel associé à la Repré-
sentation Energétique Macroscopique (REM) a permis de généraliser le concept
de machines diphasées fictives déjà développé pour la machine triphasée. Une
représentation graphique, basée sur le découpage du modèle en macro-éléments
disposés suivant leur causalité et le principe d’action / réaction, possède à notre
sens un pouvoir communiquant fort. Ces représentations permettent autant de
sensibiliser aux (( faiblesses )) intrinsèques du système que de proposer des solu-
tions potentielles.

Nous avons tout d’abord montré que les machines fictives, dont l’ensemble est
équivalent à la machine réelle, possédaient des grandeurs caractéristiques (force
électromotrice, inductance, ...) liées à des groupes harmoniques distincts des gran-
deurs de la machine réelle. En particulier, certaines machines fictives possèdent
une inductance faible et se prêtent de ce fait mal à l’alimentation par onduleur de
tension. Partant de ce fait on a établi que la machine à répartition sinusöıdale de
la force magnétomotrice, si elle est bien adaptée aux alimentations sinusöıdales,
ne permet pas un fonctionnement optimal lors de l’alimentation par onduleur de
tension à Modulation de la Largeur des Impulsions (MLI).

A partir du modèle REM de l’ensemble onduleurs de tension - machine poly-
phasée nous avons défini une Structure Maximale de Commande (SMC). Si dans
ce rapport nous avons choisi un contrôle de l’ensemble aux valeurs moyennes, la
modélisation reste valable aux valeurs instantanées. Il nous semble donc naturel
d’envisager d’implanter prochainement une commande type DTC (Direct Torque
Control) qui permettrait une réduction de la fréquence de la MLI. Rappelons que,
contrairement à la machine triphasée couplée en étoile, cette fréquence n’est pas
liée à l’inductance cyclique mais à la plus petite des inductances des machines
fictives.

Une machine pentaphasée a été réalisée pour les besoins de ces travaux. Les
mesures expérimentales des inductances de la machine ont montré une bonne
adéquation avec les calculs théoriques. La machine a été ensuite placée sur un
banc expérimental et alimentée par un onduleur de tension commandé en MLI. Si
la commande implantée nous a permis de valider le concept machines et onduleurs
fictifs dans le cadre d’une commande aux valeurs moyennes, il reste à optimiser
l’ensemble pour obtenir de meilleures performances.

Nous avons enfin voulu montré comment le formalisme permettait d’appré-
hender la problématique de la commande en mode dégradé. Après avoir ana-
lysé les stratégies de commande existantes, nous avons mis en évidence qu’il
n’était pas nécessaire de localiser la phase en défaut ni de tabuler des références
pré-calculées pour permettre la conservation d’un couple constant lorsqu’une ou
plusieurs phases sont déconnectées. Si une validation de principe a montré le
bien-fondé de la démarche, il reste à apporter des améliorations à la commande
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notamment au niveau du choix des correcteurs.
La modélisation vectorielle multimachines a donc autant permis de dégager des

critères constructifs pour la machine que de concevoir une commande en mode
normal ou dégradé. Néanmoins, les résultats expérimentaux ont montré qu’on
pouvait améliorer la commande, particulièrement en mode dégradé. Enfin, si ce
mémoire se limite à des commandes aux valeurs moyennes, une commande aux
valeurs instantanées pourrait permettre, à fréquence MLI donnée, une réduction
des courants parasites générés lors d’alimentation par onduleurs de tension. Cette
remarque prend toute son importance lors de l’augmentation en puissance des
machines.
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Annexe A

Présentation de la REM
appliquée aux SMM et SMC
associée

Le projet Système Multimachine Multiconvertisseur (SMM) [41], projet du
GdR-SDSE (Groupe de Recherche Sûreté et Disponibilité des Systèmes Elec-
triques), vise à analyser les systèmes composés de plusieurs machines et/ou plu-
sieurs convertisseurs dans les entrâınements électriques.

La déduction d’une Structure Maximale de Commande (SMC) [40] d’un SMM
peut s’obtenir à l’aide d’une Représentation Energétique Macroscopique (REM)
[34].

A titre de présentation un exemple de SMM, utilisé dans une conversion élec-
tromécanique, est illustré par la figure A.1 à l’aide de la REM. Dans ce forma-
lisme, deux sources (électrique SE et mécanique SM) sont reliées par les macro
modèles des éléments constituants du système, tout en respectant leur causalité
et le principe d’action / réaction.

Fig. A.1 – Exemple de REM d’un SMM

Sur la figure A.1, un convertisseur électrique CE alimente plusieurs machines
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électriques ME via les éléments d’accumulation. Les deux machines partagent le
même convertisseur, constituant ainsi un couplage électrique (représenté par les
deux symboles identiques imbriqués). Les ME sont reliées à la même source mé-
canique via un couplage représenté par deux éléments de conversion réunis. Le
but de la REM est de condenser les formalismes existants (en pariculier le Graphe
Informationnel Causal GIC) pour plus de lisibilité dans le cas de systèmes com-
plexes. C’est aussi une représentation graphique qui se décline en trois éléments :
les sources, les éléments d’accumulation et les éléments de conversion. Tous ces
éléments sont connectés entre eux par des vecteurs d’échange. La puissance tran-
sitée est ainsi le produit de ces deux vecteurs d’énergie. Ces vecteurs sont disposés
pour respecter le principe d’action / réaction et leur nature sont nécessairement
duales : à une entrée cinétique correspond une sortie potentielle et inversement.
Une source énergétique (figure A.2) produit une sortie qui ne peut physiquement
subir de discontinuité. Elle possède également une entrée de réaction qui agit
comme une perturbation.

Fig. A.2 – Exemples de sources

Un élément de conversion (figure A.3) assure une conversion énergétique ré-
glable par une entrée de réglage. Une telle conversion est définie comme un trans-
fert de puissance, sans pertes ni accumulation. L’ élément de conversion aura donc
deux vecteurs (une entrée d’action et une sortie de réaction) en amont et deux
autres en aval. Un troisième vecteur, vertical cette fois, définit une grandeur de
réglage ou de commande.

Fig. A.3 – Exemple d’éléments de conversion

Un élément d’accumulation (figure A.4) permet de connecter d’autres éléments
(source, élément de conversion) grâce à un stockage d’énergie. Il possédera donc
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une entrée d’action en amont et une entrée de réaction (perturbation) en aval. De
même, en plus de sa sortie d’action il réagira par rapport à l’élément connecté en
amont par sa sortie de réaction. Il ne possède pas d’entrée de réglage.

Fig. A.4 – Exemple d’élément d’accumulation

La REM d’un système peut se définir assez simplement à partir du GIC de ses
constituants. En effet, si on dispose les GIC de manière à faire apparâıtre la châıne
d’action et de réaction comme deux axes parallèles le long desquels se placent les
vecteurs d’échanges, on obtient entre ces axes, un troisième axe, vertical, corres-
pondant aux paramètres de réglage des modulateurs. Les systèmes multimachines
sont caractérisés par la présence de couplages à différents endroits de la châıne
de conversion électromécanique. Un couplage est défini par la mise en commun
d’une partie physique qui va provoquer une variable commune. On représentera
deux Eléments de Conversion couplés par leurs deux symboles imbriqués :

– un couplage électrique (figure A.5) correspond à la mise en commun de
ressources électriques entre plusieurs convertisseurs électriques (par exemple
deux hacheurs possédant un bras commun) ;

Fig. A.5 – Exemple de couplage électrique

– un couplage magnétique (figure A.6) est dû à la mise en commun d’une
ressource magnétique (par exemple deux phases d’une machine électrique
comportant le même circuit magnétique) ;
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Fig. A.6 – Exemple de couplage magnétique

– un couplage mécanique (figure A.7) correspond à la mise en commun d’au
moins une ressource mécanique par plusieurs convertisseurs mécaniques (par
exemple accouplement de deux machines sur le même arbre mécanique).

Fig. A.7 – Exemple de couplage mécanique

Comme pour le GIC, la commande d’un système représenté à l’aide de la REM
revient à l’inversion de chaque élément le constituant. L’inversion d’un élément
de conversion se fait directement, car il représente une relation qui ne dépend pas
du temps. En revanche, l’inversion d’un élément d’accumulation nécessite une
fonction d’asservissement réalisée par un correcteur. Les couplages n’étant pas
des fonctions bijectives, on a alors besoin d’un critère supplémentaire pour pou-
voir les inverser. En faisant l’hypothèse que toute variable est mesurable et toute
perturbation rejetée de manière externe aux correcteurs (par compensation, linéa-
risation dynamique ...) on obtient la Structure Maximale de Commande (SMC).
Elle utilise un nombre maximal de capteurs et le temps de calcul pourrait être
important à cause du grand nombre d’opérations à effectuer. Cette SMC peut
être simplifiée par des hypothèses adaptées pour réduire le nombre de capteurs
et/ou de calculs. Enfin, les grandeurs non-mesurables peuvent être remplacées
par des estimations si nécessaire. On représente l’inversion des différents éléments
par des losanges. Les compensations sont symbolisées par des traits en pointillé
et les capteurs par des petits cercles : la figure A.8 donne une illustration de la
démarche formelle d’inversion dans le cas d’un SMM comprenant un convertisseur
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à couplage électrique amont alimentant deux machines couplées mécaniquement
par l’aval (amont et aval étant ici désigné selon le sens de transfert de la puissance
pour l’utilisation principale prévue du système).

Fig. A.8 – Exemple de SMC
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Annexe B

Calcul des fuites d’encoches

Les encoches recevant les conducteurs statoriques de la machine pentaphasée
étudiée sont de forme trapézöıdale telle que le montre la figure B.1.

Fig. B.1 – Détail d’une encoche de la machine pentaphasée étudiée

Si on suppose que :
– l’encoche, de longueur L, reçoit N conducteurs traversés par le même cou-

rant ;
– le champ H, dans l’encoche, est parallèle à l’axe des abscisses et ne dépend

que de la seule variable y ;
– le circuit magnétique n’est pas saturé et sa perméabilité est infinie ;

la référence [7] propose d’approximer l’inductance de fuites d’une encoche par :

l = µ0N
2L

(
2h1

3(b1 + b2)
+

h2 − h1

b2

+
h3 − h2

b2 − b4

ln
b2

b4

+
h4 − h3

b4

)
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Annexe C

Présentation du banc
expérimental

Une photographie ainsi que le schéma de principe du banc expérimental sont
donnés aux figures C.1 et C.2.

Fig. C.1 – Photographie du banc expérimental

La machine pentaphasée couplée en étoile est alimentée par un onduleur à
cinq bras et possède une machine à courant continu comme charge mécanique.
La tension de bus est générée par un pont à diodes PD3 alimenté par un auto-
transformateur connecté sur le réseau EDF.

Les ordres de commutation fk des interrupteurs sont générés par la carte D-
SPACE. Cette carte reçoit les mesures des courants de phase de la machine, de
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Fig. C.2 – Schéma de principe du banc expérimental

la tension de bus, de la vitesse issue d’une génératrice tachymétrique et de la
position mécanique issue d’un codeur incrémental.

Le programme en temps-réel est généré par l’interface REALTIME WORK-
SHOP à partir d’un modèle SIMULINK. Un logiciel de supervision CONTROL-
DESK permet de modifier en temps réel les paramètres de simulation et d’obtenir
des relevés de grandeurs mesurées ou calculées.

Quelques photographies de la machine pentaphasée sont proposées à la figure
C.3.
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Fig. C.3 – Quelques photos de la machine pentaphasée expérimentale
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Annexe D

Détermination expérimentale des
inductances de la machine
pentaphasée prototype

De façon à confirmer les valeurs des inductances obtenues par calculs analy-
tiques et par la méthode des éléments finis, nous proposons dans cette annexe
différentes méthodes expérimentales de mesures des inductances.

La figure D.1 propose une présentation du dispositif expérimental. Dans tous
ces essais, le rotor de la machine est bloqué et seul un enroulement est alimenté
simultanément. La position dans laquelle est bloquée le rotor a une influence
négligeable sur les résultats obtenus. Néanmoins, les aimants rotoriques (( pola-
risent )) le circuit magnétique et les variations de champ magnétique induites par
les courants circulant dans les enroulements statoriques se font autour de la valeur
imposée par les aimants. Les valeurs des inductances déterminées expérimentale-
ment sont donc valables autour de ce point de fonctionnement ou pour toute la
gamme de courant si on fait l’hypothèse de linéarité du circuit magnétique.

Fig. D.1 – Dispositif expérimental de mesure des inductances de la machine
pentaphasée prototype
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D.1 Résistance d’une phase

Une phase est alimentée sous une tension continue V , on mesure le courant
I la traversant. On choisit un courant I proche du courant nominal (I = 5A) et
on ne réalise la mesure qu’après 15 minutes. Dans ce cas, on obtient une valeur
moyenne sur toutes les phases :

R =
V

I
= 0, 67 Ω

D.2 Inductance d’une phase

D.2.1 Essai harmonique

Cet essai consiste à alimenter par une tension sinusöıdale un enroulement de
la machine. La mesure de la tension et du courant, autour de la fréquence de
coupure de la charge, sont donnés à la figure D.2. Dans ces conditions la phase

Fig. D.2 – Mesure d’une inductance de phase : Essai frequentiel

est équivalente à un dipôle RL série. En régime sinusöıdal, on a donc :

L =

√
V 2

eff

I2
eff

−R2

ω

Dans ce cas, on obtient une valeur moyenne sur toutes les phases :

L = 1, 76 mH
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D.2.2 Essai indiciel

On alimente maintenant une phase par un échelon de tension. Supposant que
la charge se comporte comme un dipôle du premier ordre, on mesure la constante
de temps τ = L

R
du système. Connaissant R, on déduit L. Le relevé du courant

et de la tension dans une phase est donné à la figure D.3. Dans ce cas, on obtient

Fig. D.3 – Mesure d’une inductance de phase : Essai indiciel

une valeur moyenne sur toutes les phases :

L = 1, 8 mH

D.3 Inductance mutuelle entre phases

On alimente maintenant une phase par une tension sinus̈ıdale, on relève le
courant dans la phase ainsi que la FEM induite dans la phase dont on souhaite
connâıtre l’inductance mutuelle avec la phase alimentée. Par intégration numé-
rique de la FEM, on en déduit le flux capté par la phase. On déduit enfin Mkl = φk

il
.

Les relevés du courant dans la phase alimentée et du flux dans la phase consi-
dérée sont donnés à la figure D.4 pour une phase décalée de ±2π

5
et à la figure

D.5 pour une phase décalée de ±4π
5

.

Dans ce cas, on obtient une valeur moyenne sur toutes les phases :

– M1 = 0, 25 mH (entre deux phases décalées de ±2π
5

)
– M2 = −0, 75 mH (entre deux phases décalées de ±4π

5
)
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Fig. D.4 – Courant et flux dans des
phases décalées de ±2π

5
.

Fig. D.5 – Courant et flux dans des
phases décalées de ±4π

5
.

D.4 Constantes de temps électriques des ma-

chines fictives

Ces essais nous permettent dans un premier temps de calculer les inductances
des machines fictives.

Pour notre machine on obtient :
– Λz = 0, 8 mH ;
– Λp = 3, 2 mH ;
– Λs = 0, 93 mH.
donc des constantes de temps électriques :
– τz = Λz

R
= 1, 2 ms ;

– τp = Λp

R
= 4, 8 ms ;

– τs = Λs

R
= 1, 4 ms.

Un autre essai permet de déterminer la valeur de l’inductance Λz associée à
la machine homopolaire. Pour cela, on couple les enroulements de la machine de
façon polygonale comme le montre la figure D.6 et on fait tourner la machine à
sa vitesse nominale Nn = 1500trs/min.

En appliquent la loi de la maille, constituée par les cinq enroulements en série,
on montre que seuls les harmoniques de rang multiple de cinq de la FEM (c’est à
dire les FEMs associées à la machine homopolaire) participe à la création du cou-
rant iz. Si on suppose que la machine homopolaire possède une FEM sinusöıdale
(harmonique 5 de la FEM réelle), on obtient l’équation :

Λz =
1

2π5f

√
Veff

Ieff

2

−R2
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Fig. D.6 – Mesure de l’inductance homopolaire : Couplage polygonal

On mesure :
– Veff=4,6V
– Ieff =3,5A
– f = 50Hz

d’où on calcule : Λz = 0, 72mH.
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Annexe E

Détermination des correcteurs
associés à la commande de la
machine pentaphasée prototype

Afin de déterminer les correcteurs associés au contrôle de la machine penta-
phasée, des tests d’identification ainsi que des simulations de l’ensemble ont été
réalisés. Chaque relevé montrera en vis-à-vis la courbe pratique relevée sur le banc
expérimental décrit en annexe C et la courbe obtenue dans les mêmes conditions
mais issue de la simulation. On pourra ainsi juger de la précision du modèle.

E.1 Détermination des correcteurs associés au

contrôle des courants dans les machines fic-

tives

E.1.1 Correcteur de courant de la machine principale

On relève la réponse indicielle du courant suivant l’axe q de la machine prin-
cipale. De façon à exciter le système, on place dans la boucle de courant un
correcteur proportionnel de fonction de transfert C(p) = kpp où le gain kpp = 5.
La figure E.1 gauche donne un relevé de la réponse indicielle.

On identifie un système possédant :

– un gain statique en boucle fermée Gs = 0, 7
– un retard pur de ς = 400 µs (soit deux périodes de MLI)

Une analyse du système, complétée par des mesures sur le système réel, permet
de reconstituer la châıne d’asservissement de la voie q de la machine principale.
La figure E.2 donne une représentation de cette châıne.
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Fig. E.1 – Réponse indicielle pratique et simulée du courant iqp dans la machine
principale : correcteur proportionnel de gain kpp = 5

Fig. E.2 – Boucle d’asservissement de la voie q de la machine principale
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La figure E.1 droite montre la réponse du modèle à la même excitation que le
système réel et montre la bonne corrélation entre le système réel et le modèle.

Après correction avec un correcteur de type PI de fonction de transfert
C(p) = kpp(1 +

kip

s
) où le gain proportionnel est égal à kpp = 5 et le gain intégral

à kip = 240, on obtient la réponse indicielle de la figure E.3.

Fig. E.3 – Réponse indicielle pratique et simulée du courant iqp dans la machine
principale : correcteur proportionnel intégral de gains kpp = 5 et kip = 240

E.1.2 Correcteur de courant de la machine secondaire

On procède de même pour le courant suivant l’axe q de la machine secondaire.
Cette fois, on place dans la boucle de courant un correcteur proportionnel de gain
kps = 2. La figure E.4 gauche donne un relevé de la réponse indicielle.

On identifie un système possédant :
– un gain statique en boucle fermée Gs = 0, 43
– un retard pur de 400 µs (soit deux périodes de MLI)
La figure E.4 droite montre la réponse du modèle à la même excitation que le

système réel et montre la bonne corrélation entre le système réel et le modèle.
Après correction avec un correcteur de type PI où le gain proportionnel est

égal à kps = 2 et le gain intégral à kis = 700, on obtient la réponse indicielle de
la figure E.5.
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Fig. E.4 – Réponse indicielle pratique et simulée du courant iqs dans la machine
secondaire : correcteur proportionnel de gain kps = 2

Fig. E.5 – Réponse indicielle pratique et simulée du courant iqs dans la machine
secondaire : correcteur proportionnel intégral de gains kps = 2 et kis = 700
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E.2 Correcteur de la boucle de vitesse

Le calcul des paramètres du correcteur de la boucle de vitesse nécessite la
connaissance des paramètres du système mécanique. On considère l’ensemble mé-
canique tel que son couple résistant soit Cr = Cs + kfvΩ + J dΩ

dt
avec :

– Cs le couple de frottement secs ;
– J

kfv
la constante de temps mécanique ;

– J le moment d’inertie ;
– kfv le coefficient de frottements visqueux.
Plusieurs essais ont été réalisés pour déterminer ces paramètres.
On effectue tout d’abord un essai au lâcher. La machine pentaphasée (à vide)

est entrâınée par la machine à courant continu à la vitesse nominale de 1500
trs/min. L’alimentation de la machine à courant continu est coupée et on relève
le chronogramme de la vitesse qu’on montre à la figure E.6.

Fig. E.6 – Relevé de la vitesse lors d’un essai au lâcher

On mesure (avant le lâcher) :
– UMCC = 217, 5 V , IMCC = 1, 45 A ;
– Rinduit = 2, 89 Ω, Rinducteur = 461 Ω.
La machine ayant une excitation shunt, on calcule les pertes mécaniques à

Pmeca = 208 W et on en déduit le coefficient kfv = Pmeca

Ω2 = 0, 0084.
La mesure de la constante de temps mécanique amène à J

kfv
= 4s d’où on

déduit J = 0, 034 kgm/s2.
Pour corroborer les résultats, on effectue une réponse indicielle de la vitesse

en boucle ouverte de la machine pentaphasée (la machine à courant continu étant
à vide) qu’on donne en figure E.7. Dans cet essai, seule la machine principale est
retenue pour produire du couple.

On identifie :
– une constante de temps mécanique J

kfv
=5s
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Fig. E.7 – Réponse indicielle de la vitesse en boucle ouverte

– un moment d’inertie J=0,04 kgm/s2

– un coefficient de frottements visqueux kfv=0,008 Ns/rad
Après correction par un correcteur IP (dont on donne la structure à la figure

E.8) de gains kiv = 6 et kpv = 1, la figure E.9 montre la réponse indicielle de la
vitesse Ωmes pour une référence de vitesse Ωref positive et négative lorsque les ma-
chines principale et secondaire participent à la création du couple. Apparaissent
sur ces courbes les références de courant ipqreg et isqreg.

Fig. E.8 – Structure du correcteur IP
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Fig. E.9 – Réponse indicielle de la vitesse en boucle fermée
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[8] B. François. Formalisme de Modélisation et de Synthèse des Commandes ap-
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