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Introduction Générale 

L’utilisation de l’électronique de puissance dans les procédés industriels a permis une amélioration notable des 
performances des procédés et une diminution du coût des équipements. Grâce à ces multiples topologies de 
convertisseurs et à l’utilisation de stratégies de contrôle de plus en plus performantes, le domaine d’application de 
l’électronique de puissance s’étend dans divers secteurs industriels. 

Dans de nombreux domaines d’activité comme par exemple l’automobile, l’aéronautique ou encore la construction 
navale, la tendance est au développement d’architecture de Système électrique à Puissance Distribuée (SPD). Ces 
systèmes possèdent une grande flexibilité d’utilisation et une grande capacité d’intégration de charges de nature très 
diverses. Dans le cadre de ce mémoire, nous allons nous intéresser essentiellement aux systèmes électriques distribués 
autour d’un bus continu d’alimentation noté DC-SPD. 

Dans ce type de système, la multiplication des dispositifs interconnectés sur un bus commun d’alimentation peut 
engendrer un disfonctionnement de l’ensemble du système. En effet, la plus part du temps, les dispositifs munis de leurs 
commandes sont connectés indépendamment les un des autres sur le bus d’alimentation. Ces connexions « sans 
précautions » peuvent alors engendrer des risques d’instabilité de l’ensemble du système et des interactions fortes entre 
les différentes charges. 

Il devient impératif d’analyser et d’optimiser le fonctionnement de ces réseaux et les interactions entre les systèmes 
connectés à ces réseaux. Ce mémoire met l’accent sur l’étude de la stabilité d’un réseau de type DC-SPD et des 
interactions entre les sous-systèmes connectés sur le même bus d’alimentation. Même si pour illustrer les divers 
concepts abordés au cours de ce travail, des commandes de hacheurs ou d’ensembles onduleur-moteur (machine 
synchrone ou asynchrone) seront mis en œuvre, ce travail ne porte pas sur l’optimisation du contrôle de ses dispositifs. 

Un bilan général sur les méthodes mises existantes permettant de fixer des critères d’inter connectivité entre les divers 
constituants d’un DC-SPD va être présenté. Ces méthodes reposent sur une modélisation obtenue par un développement 
au premier ordre des équations du système autour du point d’équilibre. Des spécifications d’impédance sont alors 
utilisées pour s’assurer de la stabilité du DC-SPD. Après avoir développé des modèles permettant d’extraire les 
informations nécessaires à l’utilisation de ces critères d’impédance, des vérifications basées sur des simulations 
réalisées avec Matlab/Simulink seront alors proposées pour diverses structures de DC-SPD. 

Une solution permettant de diminuer le risque d’instabilité du système consiste à augmenter la taille des composants de 
stockage d’énergie de manière à limiter les fluctuations de la tension du bus continu et à diminuer ainsi le risque 
d’interaction entre les diverses éléments inter connectés à ce bus. Mais cette solution conduit à une augmentation du 
volume, du poids et du coût du système. Dans certaines applications comme les systèmes embarqués, le volume et le 
poids des dispositifs sont des critères importants pris en compte dans la phase de conception et une telle solution n’est 
pas envisageable. 

Une autre solution consiste quand c’est possible, d’agir sur la commande des convertisseurs connectés au bus continu. 
Cette solution permet une diminution significative de la taille de la capacité de stockage du bus continu permettant un 
gain important à la fois en volume et en poids. 

Cette modification sur le contrôle des convertisseurs connectés au bus continu a été envisagée dans deux cas distincts. 

Dans le premier cas, on considère que le bus continu est alimenté par le réseau alternatif via un ensemble redresseur 
filtre d’entrée. On étudie alors comment modifier la structure de contrôle des convertisseurs de charge pour assurer la 
stabilité tout en minimisant les éléments du filtre d’entrée. 

Dans le second cas, le bus continu est alimenté via un redresseur commandé à absorption sinusoïdale de courant. Dans 
ce cas, on modifie soit la commande du redresseur, soit la structure de contrôle de tous les convertisseurs (le redresseur 
commandé et l’ensemble onduleur-moteur) connectés au bus continu. 

Le premier chapitre commence par une discussion sur les diverses architectures de systèmes SPD. Il est ensuite 
expliqué les problèmes techniques posés par de tels systèmes et notamment comment étudier leurs stabilités. Différentes 
méthodes toutes basées sur des spécifications d’impédance seront alors détaillées. 
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Le chapitre II met en œuvre les principes généraux détaillés au chapitre I pour étudier la stabilité de systèmes 
électrotechniques mis en cascade. Deux exemples vont être traités. La première traite de la mise en cascade d’un filtre 
d’entrée et d’un hacheur série contrôlé en tension et pour une conduction du courant d’inductance continue. Les critères 
d’impédance détaillés au chapitre I sont mis en œuvre pour étudier la stabilité de la cascade pour différents types de 
filtre d’entrée. La seconde traite le cas d’un ensemble filtre d’entrée/onduleur-machine synchrone à aimants permanents 
(MSAP). Il est alors expliqué comment déterminer l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur-machine synchrone à 
aimants permanent lorsque cette dernière est munie d’une commande en vitesse. L’impact des paramètres de 
commande, de la structure du filtre d’entrée et du mode de découplage sur la stabilité de l’étage continu sera ensuite 
discuté. 

Le chapitre III présente succinctement les principes généraux de deux commandes non linéaires à savoir la linéarisation 
entrée/sortie et la commande à structures variables utilisées ensuite au chapitre IV. La linéarisation entrée/sortie permet 
de transformer un système non linéaire couplé en un système linéaire découplé à l’aide d’une transformation de boucle 
non linéaire. Pour expliquer cette transformation, quelques outils mathématiques comme les dérivées de Lie, sont 
introduits. Les principaux résultats théoriques permettant l’implantation de cette technique sont établis et ces principales 
limitations sont discutées à l’aide d’exemples électrotechniques. La commande à structure variable est ensuite présentée 
ainsi que la commande par mode de glissement qui en découle. Un exemple d’applications est proposé pour le contrôle 
d’un hacheur série. 

Le chapitre IV détaille les diverses méthodologies de contrôle permettant d’assurer la stabilité d’un système 
électrotechnique constitué d’une source de tension commandable (redresseur commandé triphasé) alimentant un 
ensemble onduleur-machine contrôlés en vitesse. Deux stratégies de contrôle vont être détaillées. La première utilise 
une synthèse indépendante des régulateurs du redresseur commandé et de l’ensemble onduleur-moteur. L’étude de la 
stabilité de la mise en cascade des deux dispositifs se fait en utilisant les critères d’impédance détaillés aux chapitres I et 
II. La seconde utilise une commande globale de l’ensemble du système. Deux méthodes de commande seront discutées. 
La première utilise un découplage non linéaire de type feedback pour estimer les variations de puissance consommée 
par la charge et permettre ainsi une adaptation des dynamiques des convertisseurs de source et de charge. La seconde 
utilise un découplage de type linéarisation entrée/sortie muni d’une commande robuste pour assurer le contrôle des 
variables de sortie à leur référence. L’impact de la stratégie de commande sur le dimensionnement de la capacité du bus 
continu est discuté. Des résultats de simulation et d’expérimentation donnés à la fin de ce chapitre permettent de valider 
les principales méthodes de commande proposées. 
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Chapitre 1 : Étude générale des systèmes à puissance distribuée (SPD) 

1.1 Introduction 

Grâce au développement des technologies dans le domaine de l’électronique de puissance mais aussi dans les sciences 
de l’information et de l’automatique une nouvelle architecture électrique se développe dans les industries de 
l’automobile, de l’aéronautique, etc. Cette topologie connue sous le nom de « structure de Système à Puissance 
Distribuée (SPD) » (en anglaise : Distributed Power System), est présentée sur la figure 1-1. Dans un système SPD, la 
puissance demandée à la source principale d’énergie est générée par un ensemble de petits modules de puissances, 
distribués dans tout le système, et situés en général au plus prêt des actionneurs ou d’autres type de charge qu’ils 
doivent alimenter. 

Les architectures du SPD peuvent être classifiées en deux catégories (Figure 1-2). La première utilise un bus de tension 
continu distribué. Le système est alors dit « à puissance continue distribuée (DC-SPD) ». La seconde utilise un bus 
alternatif commun d’alimentation et est appelé système « à puissance alternative distribuée (AC-SPD) ». La plupart des 
systèmes embarqués ont un bus de tension continu distribué auquel sont connectés les différentes sources et charges via 
des convertisseurs statiques alternatif/continu, continu/continu, ou continu/alternatif. Les études menées dans le cadre 
de la thèse concernent donc les systèmes « à puissance continue distribuée (DC-SPD) ». 

Le fait que les systèmes SPD soient physiquement constitués de petits groupes de modules ou de sous-système de 
puissance, et que chacun de ces sous modules ait été conçu de manière séparée, rend l’étude de tels ensembles très 
difficile. Par contre, si la tension du bus continu est bien contrôlée et sa stabilité est assurée, cette topologie autorise une 
plus grande flexibilité dans la gestion de l’énergie de l’ensemble du système ainsi qu’un entretien plus facile, une 
densité de puissance accrue et une conception normalisée [1]-[3]. 

Afin d’établir un critère simple de stabilité des systèmes DC-SPD, nous commençons ce chapitre par l’étude de la mise 
en cascade de deux convertisseurs qui est un cas simple de systèmes DC-SPD. Les méthodes utilisées pour l’étude de 
stabilité sont toutes basées sur la détermination des impédances de sortie et d’entrée des convertisseurs en cascade. 
L’intérêt de cette approche est qu’elle peut être généralisée au cas de plusieurs sources et charges connectées au même 
bus continu. Cela peut être envisagé en introduisant l’impédance de sortie de l’ensemble des sources vu du bus continu 
et l’impédance d’entrée de l’ensemble des charges, vu également du bus continu. 

Deux types de problèmes sont générés par la mise en cascade d’une source et d’une charge connectées à un même bus 
continu à l’aide de deux convertisseurs. Le premier résulte des interactions des commandes des deux convertisseurs mis 
en cascade qui peut conduire à des phénomènes d’instabilité. Le deuxième type de problème concerne les régimes 
transitoires et les différences de temps de réponse entre les asservissements des deux convertisseurs. 

D’abord le critère de stabilité de Middlebrook pour la cascade des convertisseurs continu/continu est introduit. Ce 
critère simple, conduisant à une condition suffisante de stabilité, est très conservateur. Autrement dit, la condition de 
Middlebrook n’est pas satisfaite dans certain cas même si la cascade des convertisseurs est réellement stable. En 
dernière partie de ce chapitre, le critère de Middlebrook est modifié de deux façons différentes en introduisant des 
marges de gain et de phase pour le rendre pratiquement applicable. 

1.2 Comportement des systèmes fonctionnant à puissance constante : Problème posé par la 
mise en cascade 

La mise en cascade de deux convertisseurs est un cas simple de réseau de type DC-SPD. Il permet cependant 
d’appréhender les problèmes posés par ce type d’association et notamment lorsque les dispositifs utilisés fonctionnent à 
puissance constante. Le premier problème posé par cette mise en cascade résulte des interactions des commandes des 
deux convertisseurs, pouvant conduire à des phénomènes d’instabilité même si, pris séparément, les deux convertisseurs 
présentent un fonctionnement stable dans leur domaine d’utilisation respectif. La plupart des convertisseurs statiques 
présents dans un réseau de type DC-SPD, se comportent comme des charges à puissance constante. Dans cette étude, les 
pertes dans les convertisseurs (chutes ohmiques, perte en conduction, perte en commutation...) sont négligées. Dans ces 
conditions, nous supposerons que la puissance en entrée de chaque convertisseur est égale à sa puissance en sortie. Le 
deuxième type de problème concerne les régimes transitoires et les différences de temps de réponse entre les  
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Figure 1-1 : Le système d’alimentation électrique [1] (une structure de DC – SPD). 
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Figure 1-2 : Classification d’architecture de SPD [2]. 

asservissements des deux convertisseurs. L’association de deux sous-systèmes peut conduire à une décharge rapide des 
éléments de stockage d’énergie présents dans les deux sous-systèmes. C’est particulièrement le cas lorsque, entre les 
deux sous-systèmes en cascade, est présent un élément de stockage de type capacitif. Lors de brutales variations de 
charge sur le convertisseur aval, le besoin de puissance de ce convertisseur peut ne pas être entièrement fourni par le 
convertisseur en amont (système à dynamique plus lente). Il s’ensuit alors une décharge de l’élément capacitif qui 
conduit à une chute de tension importante aux bornes de cette capacité. Cette baisse du niveau de tension peut engendrer 
de fortes oscillations voire même un fonctionnement instable de l’ensemble [4]. 

1.2.1 Exemples d’association de dispositifs électriques fonctionnant à puissance constante. 

Mise en cascade de deux convertisseurs : 

Un exemple de dispositif fonctionnant à puissance constante est représenté sur la figure 1-3. Ce système est constitué de 
deux convertisseurs respectivement continu/continu et continu/alternatif connectés en cascade. Le premier, connecté à 
un réseau de distribution continu alimente en tension un étage intermédiaire capacitif. Le second alimente une machine 
asynchrone contrôlée en vitesse et fonctionnant à couple de charge constant. La machine asynchrone fonctionne donc à 
puissance constante tout comme les deux convertisseurs qui servent à l’alimenter. 
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Figure 1-3 : Charge à puissance constant dans le cadre d’une conversion continu/alternatif. 
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Figure 1-4 : Association filtre d’entrée, convertisseur continu/continu. 

Association filtre d’entrée convertisseur continu/continu contrôlé en tension : 

La mis en cascade d’un filtre d’entrée et l’asservisement en tension d’un convertisseur continu/continu est un autre 
exemple de fonctionnement à puissance de charge constante [5]-[28], comme il est présenté sur le figure 1-4). La charge 
est supposée fixe; la tension à la sortie du convertisseur continu/continu est supposée être asservie à sa référence de 
manière très précise avec une dynamique élevée. La puissance transmise à la charge est alors constante. A toute 
variation de tension en sortie du filtre, la commande du convertisseur va faire correspondre une variation du courant 
absorbé par le convertisseur continu/continu de signe contraire. Ceci permet de maintenir le fonctionnement à puissance 
constante. L’impédance d’entrée différentielle du convertisseur continu/continu est alors négative et peut donc 
engendrer des oscillations en sortie du filtre d’entrée. Ceci est vérifié dans chapitre II. 

1.2.2 Exemples de mise en équation de dispositifs fonctionnant à puissance de charge constante. 

A titre d’exemple, traitons le cas simple d’une capacité initialement chargé sous la valeur Vo connectée à l’instant initial 
à une charge fonctionnant à puissance constante Pconst (Figure 1-5). Pour obtenir la caractéristique V-I d’un tel ensemble, 
nous considérons les équations suivantes : 

 
o

const
o i

P
v =  (1-1) 

 o
o

o i
dt

dv
C −=  (1-2) 
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Résolvons ces équations : 

 t
C

P
Vv

o

const
oo ⎟⎟

⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−=

222  (1-3) 

 

t
C

P
V

P
i

o

const
o

const
o

22 −
=  (1-4) 

La figure 1-5 représente alors la caractéristique V-I obtenue pour ce montage alors que la figure 1-6 représente 
l’évolution temporelle de la tenson vo et du courant de base io. 

Supposons maintenant cette capacité connectée à une source non parfaite de tension via une inductance L (Figure 1-7). 
En régime permanent, l’équilibre du système est obtenu lorsque la tension aux bornes de la source est égale à la tension 
aux bornes de la capacité et que toute la puissance consommée par la charge est fournie par la source de tension. Notons 
(Vo, Io) ce point d’équilibre et étudions sa stabilité au point A (Figure 1-7). Supposons que le système soit soumis à une 
petite perturbation qui amène la trajectoire d’état au point : 

0avec),(),( >ΔΔ−Δ+= ooooooo iiIvViv  

 

oioIΔ

ov

oVΔ

o

const
o I

P
V =

0<
Δ
Δ

o

o

I

V

0

0P
1P

2P

012 PPP >>

Argumentions
de puissance de 
charge constant 

 

Figure 1-5 : Caractéristique V-I d’un dispositif fonctionnant à puissance constante. 
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Figure 1-6 : Evolution de la tenson vo et du courant io. 
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Figure 1-7 : Caractéristique statique correspondant à la mise en série  
d’une source de tension d’une inductance et d’une charge à puissance constante. 

Cette variation de courant engendre alors des variations de tension Δv et Δvo positives aux bornes respectivement de la 
source et de la capacité. Compte tenu des caractéristiques statiques de la source et de la charge au voisinage du point A, 
Δvo est supérieure à Δv. En conséquence, le courant de source va de nouveau décroître et le point de fonctionnement va 
s’éloigner du point A. Un raisonnement similaire peut être fait en supposant une variation positive du courant de source. 
Cette variation de courant va engendrer des variations Δv et Δvo négatives avec Δvo < Δv. En conséquence, le courant de 
source va de nouveau augmenter et le point de fonctionnement va encore une fois s’éloigner du point A. Le point A est 
donc un point de fonctionnement instable. D’un point de vue mathématique, les équations différentielles régissant le 
fonctionnement de ce dispositif vérifient : 

 ⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−=

o

const
L

o

o

v

P
i

Cdt

dv 1
 (1-5) 

 )(
1

oLss
L viRV

Ldt

di
−−=  (1-6) 

Au point d’équilibre, les termes dérivés de (1-5) et (1-6) sont nuls. Il est alors possible de calculer les variables d’état au 
point de fonctionnement. On obtient : (IL = Pconst /Vo) : 

 
o

const
L V

P
I =  (1-7) 

 consts
ss

o PR
VV

V −⎟
⎠

⎞
⎜
⎝

⎛
±=

2

2,1 22
 (1-8) 

Dans le système considéré, la tension ne peut être que positive. Il est donc impératif que la condition suivante soit 
vérifiée : 

 
const

s
s P

V
R

4

2

<  (1-9) 

Dans ce cas, les caractéristiques statiques de charge et de source ont deux points communs qui correspondent aux deux 
points de fonctionnement possibles du système. L’analyse de la stabilité des points d’équilibre peut se faire de manière 
intuitive comme précédemment en envisageant de petites variations de courant autour des points d’équilibres A et B 
(Figure 1-7). Une autre approche, plus systématique, consiste à mettre le système sous la forme )(xfx=&  et d’étudier les 

valeurs propres de sa matrice de Jacobi 
exxxf =∂∂ )( évaluées au point d’équilibre. Le système admet alors un point 
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d’équilibre stable si toutes les valeurs propres du système sont à partie réelle négative. Cette approche, nécessite 
cependant de connaître les équations différentielles régissant l’ensemble du système en cascade. Cette contrainte n’est 
pas toujours vérifiée. Il faut alors envisager une autre approche basée sur des spécifications d’impédance entre le 
dispositif de source et celui de charge. 

1.3 Spectroscopie d’impédance : Méthodes d’étude de la stabilité des systèmes DC-SPD 

Les méthodes d’analyse de la stabilité des systèmes DC-SPD sont basées sur une approche « petit signal » dont les 
principes de base ont été exposés par Middlebrook en [6]-[7]. Originellement proposé pour la synthèse des filtres 
d’entrée dans la conception des alimentations à découpage, la méthode a été étendue à l’étude des autres systèmes 
interconnectés via un bus commun d’alimentation continu [31]. 

Dans cette approche, chaque sous-système électrique est supposé être stable lorsqu’il travaille seul, sous ses conditions 
nominales de fonctionnement. Pour étudier l’impact de la connexion d’un dispositif électrique sur le bus commun 
d’alimentation, nous commençons par le cas simple de la connexion en cascade de deux dispositifs électriques. En 
adoptant une notation quadripôle (Figure 1-8, Figure 1-9) pour les deux dispositifs, les variations des différentes 
grandeurs d’entrée et de sortie, après linéarisation au premier ordre et transformée de Laplace, peuvent se mettre sous la 
forme : 

 ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−⎥

⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−

=⎥
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−⎥
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⎤
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⎡
−

=⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
)(

~
)(~
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)(
~

)(~
et

)(
~

)(~
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)(
~

)(~
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sv

sTsZ
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si

sv
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sTsZ

sZsT

si

sv

s

i

cin

svoe

ce

ov

e

o  (1-10) 

où : 

• Zin(s) est l’impédance d’entrée du dispositif de charge : 

 
0)(

~

2

)(
~

)(~
)(

=

=
si

i
in

s
si

sv
sZ  (1-11) 

• Zo(s) est l’impédance de sortie du dispositif de source : 

 
0)(~

1

)(
~

)(~
)(

=−
=

sv

o
o

e
si

sv
sZ  (1-12) 

• Tv1(s) et Tv2(s) représentent les fonctions de transferts en tension : 

 
0)(

~

1
1 )(~

)(~
)(

=

=
sie

o
v sv

sv
sT   et  
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)(~
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o
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s
sv

sv
sT  (1-13) 

• Tc1(s) et Tc2(s) représentent les fonctions de transferts en courant : 

 
0)(~

1
)(

~
)(

~
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=

=
sv

e
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e
si

si
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0)(~
2

1
)(

~
)(
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si

si
sT  (1-14) 

• Ze1(s) est l’impédance d’entrée du dispositif source, Zs2(s) est l’impédance de sortie du dispositif de charge : 

 
0)(

~
1

)(
~

)(~
)(

=

=
si

e
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s
si

sv
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si

sv
sZ  (1-15) 
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Figure 1-8 : Mise en cascade entre deux sous-systèmes [32]. 
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Figure 1-9 : Modélisation petit signal de deux dispositifs électriques en cascade. 

Chaque sous-système étant supposé stable individuellement, les quatre fonctions de transfert Tv1(s), Tc1(s), Tv2(s), et 
Tc2(s) sont toutes avec des pôles à partie réelle négative. Le calcul de la fonction de transfert liant les variations de 
tension de sortie en fonction de celle d’entrée des deux dispositifs en cascade )(~)(~

2 svsv eo  (la variation du courant de 

charge étant mis à zéro is(s) = 0) conduit à : 

 
)(1

)()(

)(~
)(~

212

sZ

sTsT

sv

sv

me

o

+
⋅

= νν  avec 
)(

)(
)(

sZ

sZ
sZ

in

o
m =  (1-16) 

La mise en cascade des deux dispositifs sera donc stable si les zéros de la fonction de transfert 1+Zm(s) sont tous à 
partie réelle négative. Dans l’expression (1-16), le premier terme Tv1(s)·Tv2(s) reflète les performances de chaque sous-
système pris individuellement. Alors que le deuxième terme 1+Zm(s) reflète l’influence des interactions entre les deux 
sous-systèmes sur les performances globales de la cascade. Différentes méthodes de conception existent pour assurer la 
stabilité de l’ensemble du système. Elles sont toutes basées sur le tracé de Nyquist de la fonction de transfert Zm(s) et 
imposent toutes au tracé de Nyquist de ne pas entourer le point (-1, 0). Cette condition est suffisante pour assurer que 
les zéros de 1+Zm(s) sont tous à partie réelle négative et que donc l’association des deux dispositifs en cascade est 
stable. 

Parmi les méthodes de conception les plus usuelles, nous trouvons celle de Middlebrook [6]-[7], celle de la MGMP 
(Marge de Gain et Marge de Phase) [32] ou bien encore celle d’ESAC (Energy Systems Analysis Consortium) utilisant 
des contraintes tridimensionnelles [33]-[34]. 
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Figure 1-10 : Modèle de Thévenin équivalent correspondant à la mise en cascade de deux dispositifs électriques. 

1.3.1 Méthode de Middlebrook 

Une approche simplifiée basée sur l’utilisation d’une transformation de Thévenin du dispositif de source et sur une 
transformation de Norton du dispositif de charge conduit au schéma équivalent présenté sur la figure 1-10. L’utilisation 
du théorème de superposition permet alors d’exprimer les variations de tension du bus commun d’alimentation vdc(s) en 
fonction des variations de tension d’entrée vs(s) et de courant de charge de l’ensemble du dispositif ich(s). Il vient alors : 

 )(
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On pose : 
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o
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En remplaçant (1-18) dans (1-17) : 
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sv
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dc +

−
=  (1-19) 

Si on suppose que la charge a un fonctionnement stable en régime établi lorsqu’elle est alimentée par une source 
parfaite de tension (impédance de sortie Zo(s) nulle, d’où No(s) = 0), la relation (1-19) permet d’en déduire que les zéros 
de Nin(s) et Do(s) doivent tous être à partie réelle négative. Réciproquement lorsque le dispositif de source alimente une 
charge idéale (Zin(s) → ∞ ≡ Din(s) = 0) nous obtenons le même résultat. La relation (1-19) peut alors se réécrire sous la 
forme : 

 ( ))()(1)()(

)(~)()()(~)()(
)(~

sYsZsDsN

svsDsNsvsDsN
sv

inooin

chinosoin
dc +

+
=  (1-20) 

On retrouve alors le résultat déduit de la relation (1-20) à savoir que la mise en cascade des deux dispositifs sera stable 
si la fonction rationnelle (1+Zo(s)Yin(s)) n’admet pas de zéros à partie réelle positive. Le critère de Middlebrook impose 
alors au module de Zo(s)Yin(s) d’être strictement inférieur à 1. Le tracé de Nyquist de Zo(s)Yin(s) n’entoure alors pas le 
point (-1, 0). Un corollaire du critère de Nyquist assure alors que Zo(s)Yin(s) n’admet pas de zéros à partie réelle 
positive. 
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Figure 1-11 : Région interdite basée sur le critère de Middlebrook. 

1.3.1.1 Localisation de la région interdite 

Un exemple de critère de Middlebrook permettant d’étudier la stabilité de deux systèmes en cascade est représenté sur 
la figure 1-11. Sur ce graphique, on impose au tracé de Zo(s)Yin(s) de rester à l’intérieur d’un cercle de rayon 1/MG où 
MG représente la marge de gain du système en boucle fermée. Cette marge de gain doit être prise supérieure à 1 pour 
respecter le critère de Middlebrook. Cette contrainte graphique a l’avantage de fournir une directive de conception [33]-
[34]. En effet, celle ci est transformée en une condition sur l’impédance d’entrée du sous-système de charge lorsque 
l’impédance de sortie du sous-système de source est donnée. Il vient alors : 

 
MG

1
)()(

MG)(

1
)( <↔< sZsY

sZ
sY oin

o
in  (1-21) 

De (1-21), il est alors possible de se fixer des limites pour Yin(s) et vice-versa si les rôles de Yin(s) et de Zo(s) sont 
échangés. 

1.3.2 Méthode de marge de gain et marge de phase (MGMP) 

1.3.2.1 Condition sur l’impédance d’entrée de charge 

Afin d’avoir un critère moins conservateur que celui de Middlebrook, les auteurs en [32] et [35]-[36] proposent le 
critère de « marge de gain et marge de phase » (MGMP). En effet, pour qu’un système soit considéré stable, le critère 
de Middlebrook impose une marge de gain minimale (|Zm(jω)| < 1/MGminimale), tandis que le critère MGMP considère 
qu’un système est stable si : 

minimaleMG

1
)( <ωjZ m  

où minimale
minimale

MPMPavec
MG

1
)( ><ωjZ m  (1-22) 

Cette méthode permet de définir des conditions sur l’impédance d’entrée du sous-système de charge tout en autorisant 
des dépassements d’impédance à l’interface et en conservant naturellement la stabilité du système [32], [35]-[36]. 
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Figure 1-12 : Région interdite selon la méthode de MGMP. 

Elle permet également au concepteur de pouvoir spécifier arbitrairement des marges de stabilité. L’étude du tracé de 
Zm(s) tiré de (1-16) et la figure 1-11 reste le moyen de vérifier la stabilité du DC-SPD. En reprenant la figure 1-11 et en 
se fixant, par exemple une marge de gain MG de 6 dB et une marge de phase MP de ±60 degré, nous arrivons à la 
« région interdite » présentée sur la figure 1-12. À chaque fois que Zm(s) franchira le cercle de rayon 1/MG, la marge de 
phase de Zm(s) devra être au moins de 60 degré. De plus, à chaque fois que Zm(s) croisera l’axe des réels négatif, le 
module de Zm(s) devra être inférieur à 0,5 assurant une marge de gain minimale de 6 dB. 

Si on fait l’hypothèse que l’impédance de sortie du dispositif de source Zo(s) est connue, la définition de la région 
interdite vue précédemment peut être transformée en deux conditions sur l’impédance d’entrée de charge Zin(s) [32], 
[36] exprimées à l’aide de deux inégalités. La première traduit la condition sur le module de Zm(s) qui doit être inférieur 
à 1/MG (inégalité exprimée en dB). Il vient alors : 

 dBdBdB
MG)()( >− sZsZ oin  (1-23) 

La seconde traduit que la marge de phase de Zm(s) est supérieure à la marge de phase désirée MP. Il vient : 

 MP180)()(MP180 −°<∠−∠<+°− sZsZ ino  (1-24) 

où )(sZ in∠  et )(sZo∠  représentent respectivement les phases de Zin(s) et de Zo(s). 

A partir de (1-23) on peut définir le Gain limite d’impédance d’entrée du sous-système de charge pour un sous-système 
de source à impédance de sortie donnée : 

 dBdBdBlimite,
MG)()( += sZsZ oin  (1-25) 

Bandes de phase inacceptables : Elle représente les limites d’un domaine au-delà desquelles il est défendu à la courbe 
de phase de Zin(s) de pénétrer lorsque son module est inférieur à celui de Zo(s) afin de préserver la marge de phase 
désirée. En fonction de )(sZo∠  et d’une marge de phase choisie, les bandes de phases inacceptables sont obtenues 

facilement d’après (1-24). La figure 1-13a montre un tracé de l’impédance limite de sortie, de la phase de l’impédance 
de sortie Zo(s) et les zones interdites de phase. 

Sur la figure 1-13b, tant que |Zin(s)| est supérieur à |Z(s)|limite, la condition sur la phase de l’impédance d’entrée n’est pas 
prise en compte. Dans la plage de fréquence où |Zin(s)| devient inférieur à |Zin(s)|limite (voir relation 1-25) alors son 
argument doit rester dans les limites définissant la région valide de phase [32], [36]. 
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Figure 1-13 : Spécification d’impédance appliquée aux dispositifs de charge. 

La figure 1-14, est un exemple démonstratif de spécification d’impédance de charge. Dès lors que |Zin(s)| est plus petit 
que le gain limite, il faut veiller à contrôler son argument selon les spécifications imposées. Sur la figure 1-14a, il est 
clair que l’argument de Zin(s) ne pénètre pas dans les bandes de phase inacceptable pour toute la plage de fréquence où 
|Zin(s)| est plus petit que |Zin(s)|limite. Sur la figure 1-14b, on constate effectivement que le tracé de Zm(s) n’entre jamais 
dans la région interdite, confirmant que le sous-système de charge satisfait la spécification d’impédance d’entrée. 

1.3.2.2 Spécification individuelle de charge pour les systèmes multi-charges 

Un exemple de système électrique constitué d’un dispositif électrique unique de source alimentant un ensemble de N 
dispositifs de charge tous connectés à un bus commun d’alimentation, est donné sur la figure 1-15. L’impédance 
d’entrée équivalente pour l’ensemble des charges est donnée par le calcul de N impédances en parallèle. On obtient 
alors : 
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Manifestement, il n’est pas avantageux d’utiliser une impédance d’entrée globale Zin(s) pour assurer la stabilité du 
système puisqu’il est impossible de concevoir et de fabriquer des charges multiples ayant leurs impédances d’entrées 
coordonnées de sorte à respecter les conditions d’impédance. Il est donc préférable de développer des conditions 
d’impédances indépendantes, dépendant du nombre de charges connectées au bus commun d’alimentation et des 
puissances mises en jeu par chaque dispositif [36]. Ainsi, si chaque charge se conforme à ses spécifications 
d’impédance, le SPD sera stable après l’intégration de l’ensemble des sous-systèmes de source et de charge. 

(a) (b) 
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Figure 1-14 : Utilisation des spécifications d’impédance [32]. 
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Figure 1-15 : Structure typique d’un DC-SPD. 

Cas 1 : les N dispositifs de charge sont identiques 

On suppose dans ce cas que tous les dispositifs de charge sont de structures identiques et opèrent au même point de 
fonctionnement. Une première solution consisterait alors à imposer des spécifications individuelles de charge sur 
chaque impédance d’entrée Zink(s). Dans l’approche dite « Flow Down » [36], chaque impédance d’entrée de charge 
doit vérifier l’une ou l’autre des deux conditions suivantes sur toute la gamme de fréquence de travail : 

• La première est une condition sur les modules des termes Zo(s)/Zink(s) : 

 
MG

1

)(

)(

k ×
<

NsZ

sZ

in

o  (1-27) 

où MG est la marge de gain souhaitée pour la fonction de transfert Zo(s)/Zin(s) (Figure 1-12). 

• La seconde oblige l’argument de Zink(s) à satisfaire : 

 MP180)()(MP180 k −°<∠−∠<+°− sZsZ ino  (1-28) 

(a) (b) 
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où MP est la marge de phase souhaitée pour la fonction de transfert Zo(s)/Zin(s) (Figure 1-12). Dans le cas où l’une de 
ces conditions est suffisante, le système complet aura une marge de phase et une marge de gains supérieurs 
respectivement à MP et MG (Figure 1-16). 

Cas 2 : les N dispositifs de charge sont quelconques 

Compte tenu de la relation 1-19, même si aucun des tracés des rapports d’impédance Zo(s)/Zink(s) avec (k = 1, 2, …, N) 
ne pénètre pas à l’intérieur de leur région interdite respective, la combinaison des impédances d’entrée Zin(s) peut 
toutefois amener Zo(s)/Zin(s) à pénétrer sa propre région interdite [36]. Pour étudier la stabilité d’un tel système deux 
solutions peuvent être envisagées : 

• Première solution consiste à déterminer Zin(s) de l’ensemble des charges connaissant leurs impédances d’entrée 
(Zink(s), k = 1, 2, …, N) et étudier la stabilité du système par la tracée Nyquist de Zo(s)/Zin(s) en utilisant par 
exemple le critère de MGMP (Figure 1-12). 

• La deuxième solution est basée sur l’imposition des contraintes spécifiques sur chacune des différentes charges en 
tenant compte de leurs puissances maximales. Si l’on appelle Pchk la puissance maximale consommée par kème 
dispositif de charge et Psource la puissance maximale pouvant être fournie par le dispositif de source, on peut 
généralement admettre : 

 chNchchsource PPPP +++≥ K21  (1-29) 

Imposons alors aux différents rapports Zo(s)/Zink(s) de vérifier les conditions suivantes : 

 N
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où MP représente la marge de phase minimale souhaitée pour le système DC-SPD (avec MP∈]0, 90°[). En effet, nous 
avons : 
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Pour assurer la stabilité du système complet, on peut donc imposer les spécifications individuelles d’impédance définies 
par les relations (1-29) et (1-30). Ainsi le gain de boucle Zm(s) n’a aucune chance de pouvoir encercler le point critique 
(-1, 0) ce qui assure la stabilité du système modélisé via une approche petit signal. Cette solution impose pour chaque 
charge une « région interdite » spécifique (Fig. 1-17) et pour l’ensemble du système une « région interdite » présentée 
sur la figure 1-18. Par conséquent, la deuxième solution conduite à un critère plus contraignant que la première 
(comparer les figures 1-18 et 1-12) 

La connaissance de l’impédance de sortie du dispositif de source permet alors d’en déduire des spécifications 
d’impédance pour chaque dispositif de charge. Lorsque l’impédance d’entrée du kéme dispositif de charge vérifie : 

N
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sZ
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)(
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k

K=⋅<  

alors la relation (1-31) est vérifiée et aucune condition de phase est à imposer à l’impédance d’entrée de ce dispositif. 
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Figure 1-16 : Spécification individuelle de charge (méthode « Flow Down ») 
(Cas de N dispositifs de charge identiques). 

Si cette condition n’est pas vérifiée, des spécifications de phase sont à imposer au dispositif de charge. Il vient : 

 )(90)()()(90 kkk ωω Φ+°<∠−∠<Φ−°− sZsZ ino  (1-32) 
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Un exemple de spécifications d’impédance est représenté sur la figure 1-17 dans le cas d’une marge de phase minimale 
de 60 degrés. L’approche présentée permet alors d’assurer une marge de gain de 6 dB et une marge de phase de 60 
degrés. Une brève démonstration permet de prouver ce résultat. 
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Figure 1-17 : Spécifications d’impédance (cas de N dispositifs de charge quelconques). 

(a) (b) 

(a) (b) 
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1.3.3 Méthode d’ESAC 

Cette méthode est similaire à celle développée précédemment (MGMP) au sens qu’elle autorise également au 
concepteur de spécifier des marges de stabilité. 

1.3.3.1 Définition d’une région interdite dans le plan de Nyquist 

Un exemple de définition d’une région interdite par la méthode d’ESAC est donné sur la figure 1-18. On constate que 
contrairement à la méthode de Middlebrook ou à la méthode basée sur des critères de marge de phase et de gain 
(MGMP), le lieu de Zm(jω) est autorisé à passer au plus prêt du point (-1, 0) dans le plan de Nyquist ; le critère de 
stabilité d’ESAC est donc moins contraignant d’un point de vue dimensionnement. 

1.3.3.2 Comparaison entre la méthode MGMP et celle d’ESAC 

Ces deux méthodes sont comparées en [33]-[34] et de cette confrontation surgit l’idée de réarranger les éléments du 
circuit représentant le sous-système de source et le sous-système de charge afin de satisfaire aux critères de stabilité. En 
effet, chaque méthode de conception étant différente, cela implique que pour un même tracé de Zm(s), avec l’une des 
méthodes, les spécifications d’impédance sont respectées et pas avec l’autre. Regrouper différemment les éléments d’un 
circuit permet de retrouver la stabilité mais change aussi les interprétations de marge de gain et de marge de phase (par 
exemple une marge de gain de 6 dB signifie que la charge peut doubler sans que le DC-SPD ne devienne instable). En 
conséquence, il est préférable de remanier les limites physiques de ces mêmes composants plutôt que de les combiner 
autrement [33]-[34]. 

1
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Figure 1-18 : Définition d’une région interdite avec la méthode d’ESAC. 

1.3.4 Les impédances 

Les impédances du système sont définies en fonction des propriétés internes des sous systèmes qui le constitue, comme 
leurs architectures de puissance, la valeur des différentes variables d’état au point de fonctionnement et leurs 
commandes. La connaissance de ces différentes impédances est indispensable pour définir et respecter les spécifications 
d’impédance qui assurent un fonctionnement stable d’un système distribué. 

1.3.4.1 L’impédance de sortie 

L’impédance de sortie du dispositif de source, comme par exemple un redresseur sinus où un hacheur, dépend du mode 
de contrôle utilisé pour asservir sa tension de sortie et de la structure de puissance choisie. 

Généralement, le gain de l’impédance de sortie d’un dispositif de source actif, |Zo(s)| est très atténué en basse fréquence 
puisqu’il faut contribuer à la régulation de la tension de sortie. Si on reprend la figure 1-13 où Tm(s) désigne le gain de 
boucle en tension, |Zo(s)| peut être diminué en agissant sur celui-ci. On montre que par exemple pour un redresseur 
triphasé à absorption sinusoïdale de courant, l’impédance de sortie en boucle ouverte Zo(s)|BO, l’impédance en boucle 
fermée Zo(s)|BF et le gain de boucle Tm(s) sont liés par la relation : 
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L’impédance de sortie en boucle fermée est alors en général beaucoup plus petite que celle en boucle ouverte dans la 
bande passante du régulateur. 

Selon le critère d’impédance évoqué précédemment, les interactions entre sous-système de source et sous-système de 
charge dépendent, en modélisation petit signal, de l’impédance Zm(s) (gain de boucle du SPD). En outre, lorsque le 
module de Zo(s) est très inférieur à celui de l’impédance d’entrée Zin(s), le SPD est toujours stable quelque soit la 
fréquence de travail. Réduire le module de l’impédance Zo(s) par action sur le gain de boucle Tm(s) permet d’améliorer 
la stabilité de l’ensemble du système. 

D’un autre côté, la régulation en boucle fermée de la tension peut engendrer des valeurs élevées d’impédance de sortie 
dans certaines zones de fréquence ce qui n’est pas pour favoriser les échanges d’énergie entre le sous-système source et 
les sous-systèmes de charge. Cette problématique est traitée en [32]-[36] et des solutions y sont proposées pour y 
remédier. 

1.3.4.2 L’impédance d’entrée 

L’impédance d’entrée d’un sous-système de charge est normalement dominée par son filtre d’entrée pour les hautes 
fréquences, alors qu’en basse fréquence sa caractéristique se rapproche de celle d’une résistance négative crée par le 
contrôle en boucle fermée des sous-systèmes de charge [36]. 

Une augmentation de la tension d’entrée entraîne une baisse du courant consommé et vice versa. Cette propriété procure 
au système entier un amortissement négatif qui constitue la principale menace pour sa stabilité. Une méthode classique 
pour limiter ce risque, est de limiter le nombre et la dynamique des boucles de contrôle à l’intérieur de tels systèmes. 

1.4 Conclusion 

Ce chapitre bibliographique dresse un bilan général sur les différentes méthodes permettant au concepteur de réaliser et 
d’intégrer un système à puissance distribuée. 

De tels systèmes n’étant pas concevables dans leur totalité, nous parlons alors de sous-système de source et de charge. 
Le critère d’impédance mise en avant par la modélisation petit signal est une façon très pratique de pouvoir assurer la 
stabilité de tels systèmes autour d’un point de fonctionnement. 

En effet, par l’analyse du gain de boucle de l’ensemble du système intégré, Zm(s) = Zo(s)/Zin(s), il est possible de prédire 
sa stabilité. Si le tracé de ce rapport d’impédance dans le repère de Nyquist n’entoure pas le point critique (-1, 0) alors la 
stabilité est garantie. 

Les techniques qui ont été décrites dans ce chapitre sont toutes basées sur cette propriété. Elles délimitent dans le plan 
de Nyquist une « région interdite » qui, après transformation, génère des spécifications sur l’impédance d’entrée des 
dispositifs de charge. 

Les directives présentées permettent ainsi d’éliminer les risques d’instabilité de la tension du bus continu et de limiter 
les interactions, au niveau commande, des différents convertisseurs statiques de source et de charge. 
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Chapitre 2 : Mise en œuvre des méthodes basée sur la spectroscopie 
d’impédance dans les applications électrotechnique : As-
sociation filtre d’entrée/convertisseur statique 

2.1 Introduction 

L’utilisation de filtres d’entrée dans les dispositifs électroniques est très répandue. On les trouve aussi bien en cascade 
avec des alimentations à découpage qu’avec des ensembles onduleurs-machines. Leur fonction est de limiter les 
ondulations de courants absorbées sur le réseau d’alimentation, voire d’empêcher une injection de courant (cas des 
sources non réversible en courant). Ces filtres d’entrée alimentent alors des dispositifs électriques fonctionnant souvent 
à puissance constante. Comme il a été vu au premier chapitre, à très basse fréquence, le dispositif de charge est 
équivalent à une résistance négative (–Rin). Des interactions fortes peuvent alors se produire entre le filtre d’entrée et le 
convertisseur entraînant alors une instabilité globale du système. Un exemple de filtre d’entrée non dissipatif alimentant 
un convertisseur continu/continu est représenté sur la figure 2-1. 

Dans ce chapitre, nous allons mettre en œuvre les méthodes détaillées au chapitre I permettant d’étudier la stabilité 
d’ensemble filtre/convertisseur. Deux types de système vont être abordés. Dans un premier temps, nous nous 
intéresserons à l’étude de la stabilité d’ensemble filtre/convertisseurs. Le convertisseur continu/continu choisi sera un 
hacheur série contrôlé en tension et pour une conduction du courant d’inductance continue. Dans le cas où le contrôle 
du hacheur ne peut être modifié, la stabilité du système sera étudiée pour différents types de filtre d’entrée à savoir un 
filtre non amorti et trois structures de filtre d’entrées amorties. Dans le cas ou une modification mineure du contrôle du 
hacheur est tolérée, nous insérons dans l’architecture de contrôle, une compensation des variations de la tension 
d’entrée, en introduisant un gain de boucle K(s) proposé en annexe B sur la stabilité du système (Figure B-1), le filtre 
d’entrée étant alors un filtre Lf Cf non amorti. 

Dans une deuxième partie, nous nous intéresserons à l’étude de la stabilité d’ensemble de type filtre d’entrée/onduleur-
machine. Un exemple constitué d’un étage de redressement triphasé alimentant un ensemble onduleur-machine 
synchrone à aimants permanents sera traité. L’influence des paramètres du filtre d’entrée et du contrôle de l’ensemble 
onduleur-moteur sur la stabilité du système sera discutée. 
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(a) Structure générale d’un ensemble filtre d’entrée convertisseur continu/continu. 
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(b) Filtre d’entrée non amorti alimentant un hacheur série. 

Figure 2-1 : Mise en cascade d’un filtre d’entrée et d’un convertisseur continu/continu. 
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2.2 Étude de la stabilité d’ensemble filtre d’entrée/hacheur série 

L’étude détaillée dans le chapitre I montre qu’une condition suffisante pour qu’un ensemble filtre d’entrée/convertisseur 
statique soit stable (chaque élément pris séparément étant supposé stable) est que le tracé de Nyquist du rapport entre 
l’impédance de sortie du filtre d’entrée et l’impédance d’entrée du hacheur série en boucle fermée n’entoure pas le point 
(-1, 0) dans le plan de Nyquist. Dans cette partie, on se propose d’étudier la stabilité d’un ensemble filtre hacheur série 
contrôlé en tension pour une conduction du courant d’inductance continue. Dans un premier temps, nous supposerons la 
structure de contrôle non accessible. Les seuls paramètres restant pour assurer la stabilité du système sont donc ceux liés 
au filtre d’entrée et à sa structure. 

2.2.1 Les filtres d’entrées 

2.2.1.1 Filtre Lf Cf non amorti (Undamped Lf Cf filter) 

Le filtre Lf Cf  (Figure 2-2) est un filtre du deuxième ordre ne comportant pas d’élément résistif (non amorti). Il permet 

une atténuation de 40 dB par décade au delà de la fréquence de coupure ωc = ff CL/1 . Il est de gain unitaire pour 

des fréquences inférieures à sa fréquence de résonance. A cette fréquence, la norme de l’impédance de sortie est 
théoriquement infinie ; elle est en pratique limitée par les éléments résistif parasites des différents éléments constitutifs 
du filtre d’entrée (résistance série de l’inductance, résistance de contact, résistance parallèle aux bornes du 
condensateur, …). Pour cette structure de filtre, différentes fonctions de transfert peuvent être calculées. Il vient (Figure 
2-2) : 

Fonction de transfert sortie/entrée : 
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Figure 2-2 : Filtre Lf Cf non amorti. 
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Figure 2-3 : Filtre amorti parallèle. 

2.2.1.2 Filtre amorti parallèle (Parallel Damped Filter) 

Afin d’éviter que le module de l’impédance de sortie du filtre non amorti Lf Cf (Figure 2-2) n’ait une valeur trop 
importante au voisinage de sa fréquence de coupure, (qui pourrait compromettre la stabilité de l’ensemble du système), 
il est souvent préférable d’utiliser des filtres avec amortissement. Un exemple de filtre amorti parallèle est représenté 
sur la figure 2-3. La résistance Rd permet de contrôler le module de l’impédance de sortie évalué à la fréquence de 
résonance du filtre. La capacité Cd a pour fonction d’empêcher une circulation de courant continu dans la résistance Rd, 
limitant ainsi la puissance dissipée par effet joule dans la résistance. La valeur numérique de la capacité Cd doit être 
largement plus grande que la valeur de la capacité Cf puisque son impédance doit être négligeable devant celle de Cf à la 
fréquence de résonance [12]-[13]. Un choix conventionnel des valeurs prises respectivement par la capacité bloquante 
Cd et la résistance Rd est donné sur la figure 2-3. On peut alors déterminer les caractéristiques du filtre. Il vient : 
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2.2.1.3 Filtre amorti série (Serie Damped Filter) 

L’autre structure de filtre amorti s’obtient par la mise en série de la résistance Rd et de l’inductance Ld, le tout connecté 
en parallèle avec l’inductance Lf (Figure 2-4). A la fréquence de coupure, la valeur de la résistance Rd doit être plus 
grande que l’impédance Ld évaluée à la fréquence de résonance du filtre [12]. Le désavantage de ce filtre est que 
l’atténuation diminuée à hautes fréquences. La fonction de transfert sortie/entrée ainsi que les impédances d’entrée et de 
sortie du filtre sont données ci-dessous. Il vient : 
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Figure 2-4 : Filtre amorti série. 

Fonction de transfert sortie/entrée : 
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2.2.1.4 Filtre mixte amorti (Multiple Section Filters) 

Ce type de filtre permet normalement une atténuation plus élevée à hautes fréquences avec un encombrement et un coût 
réduits (les composants sont plus nombreux mais les valeurs des inductances et des capacités sont plus petites). Il 
correspond à la mise en cascade d’un filtre non amorti Lf Cf et d’un filtre amorti série. (Figure 2-5). Le tableau 2-1 
montre tous les paramètres de ce filtre. La fonction de transfert sortie/entrée ainsi que les impédances d’entrée et de 
sortie du filtre s’écrivent alors : 
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Figure 2-5 : Filtre mixte amorti. 
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Fonction de transfert tension sortie/entrée : 
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Impédance d’entrée : 
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2.2.1.5 Dimensionnement des filtres d’entrée 

La conception de tous les filtres d’entrée présentés dans cette partie s’appuie sur le contrôle du hacheur série en mode 
tension fonctionnant en mode de conduction continue, présenté en annexe A. La pulsation de commutation ωc du 
hacheur est de 1,257×105 rad/sec (fréquence de découpage fc=20 kHz). La pulsation de coupure acceptable du filtre 
d’entrée ωca est normalement au moins 10% en dessous de la pulsation de coupure en boucle fermée de 
l’asservissement en tension du hacheur série. 

Tableau 2.1 : les coefficients de fonction de transfert du filtre mixte amorti. 

 Coefficient

Rdm

Paramètres

C2[L1(L2+Ldm)+L2Ldm]+L1C1(L2+Ldm)

L1L2C1C2Ldm

L1L2C1C2Rdm

L2+Ldm

Rdm(L1+L2)

L1L2RdmC1+L1(L2+Ldm)+L2Ldm

L1L2LdmC1

Rdm
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Rdm[(L1+L2)C2+L1C1]
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b0

az2

az3

b1

b2

b3

b4

b5
 



Chapitre 2 : Mise en œuvre des méthodes basée sur la spectroscopie d’impédance 
 dans les applications électrotechnique : Association filtre d’entrée/convertisseur statique 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

24 

Nous posons pour la pulsation de résonance du filtre d’entrée : ωca = ωc/15 = 8,38×103 rad/sec. Puis nous choisissons la 

valeur de la capacité Cf : Cf = 100 ȝF. On en déduit alors la valeur de l’inductance Lf : Lf  = 1/( fcaC2ω ) ≈ 142 ȝH. Nous 

utilisons ces valeurs de Cf et Lf pour concevoir les filtres amortis parallèle, série et le filtre mixte amorti. Il vient alors : 

Cd = 400 ȝF Rd ≈ 1,2 Ω  Lds ≈ 19 ȝH  Rds ≈ 1,2 Ω Ldm ≈ 4,4 ȝH 

L1 ≈ 35,5 ȝH L2 ≈ 250 ȝH C1 ≈ 25 ȝF C2 = 100 ȝF Rdm ≈ 0,59 Ω 

2.2.2 Tracé des impédances d’entrée du hacheur série et de sortie des filtres d’entrée. 

La figure 2.1 présente le hacheur série étudié. L’étude de son fonctionnement, de sa modélisation et de sa commande 
sont traités en annexe A et B. Afin d’étudier la stabilité de l’ensemble filtre d’entrée hacheur série, nous avons besoin 
d’avoir les expressions des impédances d’entrées en boucle ouverte (voir annexe A relation A-17) et en boucle fermée 
(voir annexe B relation B-8). 

Sur la figure 2-6 sont représentés les tracés des modules des impédances de sorties des quatre filtres d’entrée 
préalablement cités (filtres d’entrée non amorti, amorti série, amorti parallèle et à section multiple) ainsi les tracés des 
impédances d’entrée en boucle ouverte |Zin(s)|BO et fermée |Zin(s)|BF du hacheur série contrôlé en tension. La tension 
d’alimentation choisie pour calculer l’impédance d’entrée du hacheur série a été fixée à 120 Vdc en supposant le réseau 
continu variable de 120 à 180 Vdc. En effet, le choix de la valeur minimale de tension correspond au cas le plus 
défavorable car la phase de l’impédance d’entrée est pratiquement insensible à la valeur de tension tandis que son 
module diminue sensiblement (voir la figure A-9 de l’annexe A). Dans ces conditions, d’après le critère de 
Middlebrook, le module de Zm(s) (relation 1-16) augmente ce qui conduit à une diminution de la marge de gain du 
système (relation 1-21). 

On constate alors, qu’à l’exception du filtre non amorti, toutes les autres structures de filtres ont leurs tracés du module 
de l’impédance de sortie au dessous du tracé de l’impédance d’entrée en boucle fermée du hacheur série. Le critère de 
Middlebrook est alors vérifié et le tracé de Nyquist de la fonction de transfert Zm(s) reste à l’intérieur du cercle unité 
dans toute la gamme de fréquence (Figure 2-7). L’association filtre d’entrée/hacheur série est donc stable. De plus, c’est 
le filtre mixte amorti qui conduit à la plus grande marge de gain. Le tracé de Nyquist de la fonction de transfert Tm(s) 
calculée lorsqu’on utilise un filtre d’entrée non amorti montre que le système résultant est instable autour du point 
d’équilibre (Figure 2-7). 

Des résultats de simulation sont présentés sur les figures 2-8, 2-9, 2-10, 2-11 et 2-12. Les figure 2-8 et 2-9 présentent le 
comportement du hacheur série (tracé de la tension aux bornes de la capacité de sortie, du courant dans l’inductance, du 
courant de ligne et de la tension d’entrée du hacheur) lorsqu’il est connecté à un filtre d’entrée Lf Cf non amorti (pour les 
simulations, une très faible résistance série de 1 mΩ est introduite pour modéliser la résistance de l’élément inductif et 
des contacts électriques) et que l’on réalise des échelons de charge en sortie. On constate que le système n’est pas 
asymptotiquement stable. Des oscillations apparaissent sur les variables d’état du système et traduisent une interaction 
forte entre le filtre d’entrée et le hacheur série. Il est à noter qu’au sens des valeurs moyennes, les propriétés 
dynamiques ne sont que très peu modifiées par l’interaction avec le filtre d’entrée (à comparer avec les essais donnés 
sur la figure A-11 de l’annexe A). 
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Figure 2-6 : Tracé du module de l’impédance d’entrée |Zin(s)| du hacheur série en boucle fermée (calculée pour une 
valeur minimale de la tension d’entrée) et les modules des impédances de sorties|Zo(s)| des quatre filtres d’entrée. 

 

-60 -40 -20 0 20
-40

-30

-20

-10

0

10

20

30

40

-0.1 0 0.1

-0.2

-0.1

0

0.1

0.2

0.3

A
xe

Im

A
xe

Im

Axe Re Axe Re

Système Instable Système Stable

Zm(s)
Filtre
Lf Cf

non 
amorti

Zm(s ) Filtre 
amorti série

Z m(s)
Filtre 
amorti 

parallèle

Zm(s ) 
Filtre 
mixte

amorti

-0.2-0.3
-0.3

 

 (a) (b) 

Figure 2-7 : Tracé de Nyquist de Zm(s) = Zo(s)/Zin(s). 
(a) Filtre d’entrée Lf Cf non amorti (à gauche), (b) Filtres d’entrée amortis (à droite). 
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Figure 2-8 : Comportement de la tension de sortie et du courant dans l’inductance du hacheur série  

lors d’un échelon de charge (la valeur de la résistance de charge passe de 2,3 Ω à 4,6 Ω et inversement) ; 
le hacheur étant connecté à un filtre d’entrée Lf Cf non amorti. 
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Figure 2-9 : Comportement de la tension de sortie du filtre d’entrée et du courant de ligne (vo1(t), ie(t))  
lors d’un échelon de charge à la sortie du hacheur (la valeur de la résistance de charge passe de 2,3 Ω à 4,6 Ω  

et inversement) ; le hacheur étant connecté à un filtre d’entrée Lf Cf non amorti. 
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Les mêmes essais sont effectués avec les trois autres structures de filtre avec amortissement. Ils sont présentés sur les 
figures 2-10, 2-11 et 2-12. Cette fois ci le comportement du système en boucle fermée est parfaitement stable. Il y a 
stabilité asymptotique du point d’équilibre. Les résultats sont en tous points semblables à ceux donnés sur la figure A-
11. 

Par conséquent, en cas d’impossibilité de modification de la commande du hacheur mis en cascade à un filtre passif, la 
seule solution pour assurer la stabilité est l’utilisation d’un filtre d’entrée amorti. L’avantage de cette solution est que les 
performances dynamiques des variables du hacheur restent intactes. Son inconvénient réside dans l’augmentation 
sensible des pertes, du volume et le coût du filtre d’entrée. 
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Figure 2-10 : Comportement de la tension de sortie et du courant dans l’inductance du hacheur série  
lors d’un échelon de charge (la valeur de la résistance de charge passe de 2,3 Ω à 4,6 Ω. 
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Figure 2-11 : Comportement de la tension de sortie et du courant dans l’inductance du hacheur série  
lors d’un échelon de charge (la valeur de la résistance de charge passe de 4,6 Ω à 2,3 Ω. 
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Figure 2-12 : Comportement de la tension de sortie du filtre d’entrée et du courant de ligne  

(vo1(t), ie(t)) lors d’échelons de charge en sortie du hacheur série. 

2.2.3 Influence d’un terme correctif prenant en compte les variations de la tension d’entrée dans la 
commande du hacheur série. 

Dans ce paragraphe, on suppose qu’il est possible de modifier la structure de contrôle du hacheur sans en modifier les 
propriétés en asservissement. Pour le choix de structure du filtre d’entrée, nous allons prendre la structure la plus 
contraignante à savoir le filtre série non amorti (en fait une résistance série de 1 mΩ modélisant les résistances séries de 
l’inductance et des contacts est introduite dans la simulation). Si on reprend le schéma général de la commande des 
hacheurs proposé en annexe B et qu’on l’applique au hacheur série contrôlé en tension, la structure de contrôle utilisée 
pour notre hacheur est donnée sur la figure 2-13. L’expression des différentes fonctions de transfert intervenant dans le 
schéma est donnée dans le tableau I de l’annexe B. 
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Figure 2-13 : schéma de contrôle utilisé pour le hacheur série 

avec V1(s) = 0, V2(s) = 1, V3(s) = 1, I1(s) = D, I2(s) = Vs, I3(s) = 1. 

En utilisant l’expression générale de l’impédance d’entrée des hacheurs (Équation B-8) donnée en annexe B, il est 
possible d’étudier l’impact de la fonction de transfert K(s) sur l’impédance d’entrée du hacheur série et donc sur la 
stabilité du système. Pour simplifier l’exposé, nous prendrons la fonction de transfert K(s) égale à une constante notée 
K. 

Sur la figure 2-14 sont représentés les tracés en module et en phase de l’impédance de sortie du filtre d’entrée et 
d’entrée du convertisseur pour 5 valeurs différentes du coefficient K .On s’aperçoit que le module de l’impédance 
d’entrée a tendance à diminuer en haute fréquence lorsque la valeur du coefficient K augmente, notamment dans la zone 
fréquentielle ou il y a une interaction avec le filtre d’entrée. Cet effet négatif est toutefois contre balancé par une 
augmentation très nette de la phase de l’impédance d’entrée qui a pour effet d’améliorer la marge de phase. Le 
diagramme de Bode de la fonction de transfert Zm(s) montre que la marge de phase du système est maximale lorsque K 
= 0,17. Le tableau 2-2 contient les différentes marges de phase obtenues lorsque le coefficient K varie. 

Une simulation représentant le comportement de la tension et du courant d’entrée du hacheur série lors de brusques 
variations de charge pour une valeur du coefficient K de 0,17 est donnée sur la figure 2-16. Le système reste stable 
même lorsque le point de fonctionnement change. 

Lors de la synthèse du coefficient K, la stabilité de l’ensemble du système et le respect des marges de robustesse sont 
des contraintes importantes. Cependant la valeur numérique donnée à ce coefficient a un impact non négligeable sur les 
performances dynamiques du hacheurs série en boucle fermée. En fait à une augmentation de tension, ce terme fait 
correspondre une augmentation du courant consommé et donc de la puissance absorbée. Ce comportement s’oppose à 
celui du régulateur qui lui va essayer de faire décroître le courant absorbé pour assurer un fonctionnement à puissance 
constante (i.e. système régulé en tension sur charge constante). Cela se traduit par des performances dynamiques 
amoindries aussi bien en asservissement qu’en régulation. La figure 2-17 permet de comparer le comportement en 
régulation (variation de la résistance de charge de 50%) du hacheur série muni de son filtre d’entrée pour deux valeurs 
du coefficient K. On voit que les performances dynamiques en régulation se dégradent lorsque la valeur de K augmente. 
De même sur la figure 2-18, les performances dynamiques en asservissements sont elles aussi diminuées lorsque la 
valeur du coefficient K augmente (dépassement et temps de réponse supérieures). 

Tableau 2-2 : Les différentes marges de phase obtenues lorsque le coefficient K varie 

K 0 0.1 0,17 0,5 1 

MP (degré) -46 30 32 22 17 
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Figure 2-14 : Tracé des impédances d’entrées et de sortie pour différentes valeurs du coefficient K. 
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Figure 2-15 : Diagramme de Bode de Zm(s) pour différentes valeurs du coefficient K. 
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Figure 2-16 : Comportement de la tension de sortie du filtre d’entrée et du courant de ligne (vo1(t), ie(t))  
lors d’un échelon de charge (la valeur de la résistance de charge passe de 2,3 Ω à 4,6 Ω et inversement) ; le hacheur 

étant connecté à un filtre d’entrée Lf Cf non amorti pour une tension d’alimentation de 120 Vdc à Cf et K = 0,17. 
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Figure 2-17 : Comparaison des performances dynamiques en régulation pour deux valeurs du coefficient K. 
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Figure 2-18 : Comparaison des performances dynamiques en asservissement pour deux valeurs du coefficient K. 

Des études complémentaires sont en cours pour optimiser d’une part la nature de la fonction de transfert K(s) de 
manière à amplifier son impact sur la phase tout en minimisant son impact sur le module de l’impédance d’entrée et sur 
les performances dynamiques du hacheur. 

2.3 Étude de la stabilité d’ensemble filtre d’entrée/onduleur-machine 

2.3.1 Présentation du système-tête 

Dans cette partie, on étudie la stabilité d’un système constitué d’un ensemble auto transformateur redresseur (Figure 2-
19) alimentant un ensemble onduleur-machine synchrone à aimants régulé en courant et en vitesse. La mise en parallèle 
des deux ponts redresseurs se fait par l’intermédiaire de deux inductances d’interphase présentant une inductance de 
fuite L supposée connue. Pour ce faire, l’étude est scindée en deux parties. L’une permet d’obtenir l’impédance d’entrée 
de l’ensemble onduleur-machine, l’autre l’impédance de sortie de l’ensemble réseau triphasé – autotransformateur - 
ponts de diodes – filtre d’entrée (source d’énergie). 
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Figure 2-19 : Schéma de principe du dispositif expérimental. 
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Figure 2-20 : Schéma de principe de l’ensemble convertisseur moteur. 

2.3.2 Calcul de l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur-machine synchrone à aimants permanents 
(MSAP) 

On se place autour d’un point de fonctionnement et on considère de petites variations autour du point d’équilibre. Le 
système considéré possède quatre entrées (à savoir la tension continue d’alimentation, la référence de vitesse, la 
référence de la composante directe du courant et le couple de charge) et deux sorties (à savoir la vitesse mécanique et le 
courant d’entrée). Le calcul de l’impédance d’entrée du système s’effectue en supposant constantes la référence de 
vitesse mécanique, la référence du courant d’axe d et le couple de charge. L’impédance d’entrée est alors donnée par 
l’expression : 
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où )(~
1 svo  et )(

~
si  sont les variations de la tension et du courant d’entrée de l’ensemble onduleur-MSAP autour de son 

point de fonctionnement (Figure 2-20). En supposant les pertes par commutation nulles dans l’onduleur, la loi de 
conservation de puissance s’écrit : 

 qqddee iviviv ⋅+⋅=⋅  (2-14) 

où (vd, vq) et (id, iq) sont les composantes directe et en quadrature de la tension et du courant statorique de la MSAP. 

Le principe de commande utilisé est présenté sur la figure 2-21. Un terme additionnel (proportionnel à )(~ sve ) apparaît 

dans la structure de contrôle. A la référence de courant d’axe q est additionné un terme proportionnel aux variations de 
la tension d’entrée autour de sa valeur moyenne. En fait, on demande au moteur d’adapter sa demande de puissance afin 
de lutter contre les fluctuations de la tension d’entrée, notamment lors du démarrage de la machine. Ce terme est 
similaire à celui introduit dans le contrôle des hacheurs avec filtre d’entrée (annexe B). L’estimation des variations de la 

tension d’entrée )(~ sve  est faite par une soustraction entre la tension d’entrée ev  et la sortie d’un filtre du premier ordre 

de fréquence propre ωp. La valeur numérique de ωp a été fixée à un dixième de la pulsation de résonance du filtre R, L, C 
d’entrée. En modélisant l’onduleur (commandé en MLI) au sens des valeurs moyennes par un gain G, nous avons : 
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• avec : 
m

o

p

v
G

2
1=  (2-16) 

où mp  est l’amplitude de la porteuse de la MLI et ( *
dv  *

qv ) sont les composantes directe et en quadrature de la tension 

de commande de l’onduleur. Pour de petites variations autour du point de fonctionnement, on obtient à partir de (2-14), 
(2-15) et (2-16) le modèle linéarisé suivant : 
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En utilisant les équations standard de la MSAP et le schéma de contrôle proposé sur la figure 2-21, il vient alors : 
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où Z(s) est la matrice d’impédance de la machine : ⎥
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sont la résistance de phase, l’inductance directe et l’inductance en quadrature de la machine ; pP  est le nombre de paire 

de pôle et Ωo est la vitesse du rotor au point de fonctionnement considéré. En combinant les relations (2-17) et (2-19), il 
est alors possible d’exprimer les variations des grandeurs d’entrée en fonction des variations des courants d’axe d et q 
de la machine : 
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avec : qdodsdd ILsLRIVsC ω+++= )()(     et    dqoqsqq ILsLRIVsD ω−++= )()(  

Afin d’exprimer les variations de courant d’axe d et q en fonction des variations de tension de commande et d’entrée, en 
combinant les équations (2-18) et (2-19), il vient : 
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avec : ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
+−

+
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
Δ

== −

dsdo

qoqs

sLRL

LsLR

s
ss

ω
ω

)(

1
)()( 1ZY  (2-22) 

où : ])1)(1[()( 22
qdoqds ssRs ττωττ +++=Δ , sdd RL=τ et sqq RL=τ  et Y(s) est la matrice d’admittance 

de la MSAP. 

A ce stade, il est nécessaire d’introduire la méthode choisie pour découpler la régulation des courants d’axes d et q. On 
va détailler les calculs dans le cas d’une méthode de découplage de type « Feedforward ». Dans cette méthode une 
matrice de transfert A(s) (voir la figure 2-21) est introduite au niveau de la sortie des régulateurs de courant (Cd(s) et 
Cq(s)). La matrice A(s) est choisie de sorte que le produit Y(s)·A(s) soit diagonal (Y(s) étant défini par la relation (2-
22)) : 
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Sachant que ce choix conduit à : 
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Figure 2-21 : Schéma de contrôle de la machine synchrone à aimant permanent. 

Les tensions de commande d’axes d et q vérifient alors : 
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 (2-25) 

où Cd(s) et Cq(s) représentent les correcteurs de courant d’axes d et q et Cv(s) le correcteur de vitesse (Figure 2-21). On 
recherche l’impact d’une variation de tension d’entrée sur le système. Les références de vitesse et de courant d’axe d 
sont donc prises constantes (i.e. leurs variations sont supposées nulles). Sachant que dans le calcul d’impédance 

d’entrée la variation du couple de charge est supposée nulle ( 0)(
~

=sCch  ; relation (2-13)), l’expression de la variation 

de vitesse ( )(
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smΩ ) en fonction du couple moteur ( )(
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sCem ), supposé proportionnel à la composante en quadrature du 

courant dans une machine à aimants à rotor lisse ( )(
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siPsC qfpem Ψ= ), devient alors : 
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où fΨ représente le flux d’aimants à travers les bobines statoriques, fm le coefficient de frottement visqueux, Jm 

l’inertie de l’ensemble tournant et Ĳm la constante de temps mécanique (Jm/fm). En reportant (2-26) dans (2-25) et en 
annulant les variations des références de vitesse et de courant d’axe d dans (2-25), on obtient : 
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Figure 2-22 : Modélisation de la source d’énergie. 

Les relations (2-21), (2-22), (2-25) et (2-27) conduisent alors à : 
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On note : )(~)()(
~

1 svsAsi od ⋅=  et )(~)()(
~

1 svsBsi oq ⋅= . En combinant les relations (2-20) et (2-28) il vient alors : 

 ( ))()()()()(
~

)(~
)( 1

0)(
~

,0)(
~

,0)(
~

1

** sBsDsCsAI

V

si

sv
sZ o

sCsis

o
in

chdm
⋅−⋅−

−==
===Ω

 (2-29) 

où C(s) et D(s) sont définis par la relation (2-20) et les fonctions rationnelles A(s) et B(s) vérifient : 
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2.3.3 Calcul de l’impédance de sortie 

Vue l’étage continu de l’onduleur, la source d’énergie (l’ensemble réseau triphasé – autotransformateur – ponts diodes – 
selfs d’interphases – capacité de filtrage) est modélisée par un condensateur Co en parallèle avec une source continue Ve, 
en série avec une inductance L et une résistance R (Figure 2-22). Ve est la tension du bus continu à vide, Co est la 
capacité de filtrage de l’étage continu, L est l’inductance équivalente comprenant celles du réseau et les inductances de 
fuite de l’autotransformateur et des inductances interphases ramenées à la sortie du pont redresseur et R la résistance 
modélisant l’ensemble des pertes résistives en série avec la source. En l’absence de perturbations sur la tension d’entrée 
Ve, il vient : 
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2.3.4 Analyse de la stabilité de l’association filtre d’entrée/onduleur-machine synchrone 

On suppose que tous les régulateurs sont des régulateurs linéaires de type proportionnel intégral (PI). Les fonctions de 
transfert des correcteurs s’écrivent alors : 
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Le dimensionnement de ces régulateurs utilise une compensation pôle/zéro. On pose : 

• tf : la constante de temps en boucle fermée des régulateurs de courant d’axe d et q, 

• tfv : la constante de temps en boucle fermée de l’asservissement de vitesse, 

• ωp : la pulsation propre du filtre du premier présenté sur la figure 2-21. 

Les valeurs numériques nominales des différents paramètres utilisés pour les simulations sont données ci-dessous : 

 *
mΩ  =15000 tr.mn-1 Co = 240 µF Ve = 270 Vdc G = Vo1/(2pm) 

 T = 40 ȝs Ld = Lq = 50 µH Jm = 0,0015Kg.m2 pm = 1 
 fm = 8,8×10-3Nm·sec Po = 22,5 kW Ψf = 0,033 Wb Pp = 2 
 Rs = 0,025Ω L = 260 µH R = 0,35Ω Kv = 0,15 

 *
mτ  = Jm/fm *

dτ  = Ld / Rs 
*
qτ  = Lq / Rs tf  = 4T 

 K = 1,36 ωp = 400 rad/sec tfv = Ĳm/5 

PS : Sauf indication contraire, ces paramètres seront ceux utilisés dans tous les résultats fournis. 

2.2.4.1 Influence des paramètres sur la stabilité du système 

Influence des paramètres de la boucle de vitesse 

Pour étudier l’impact des paramètres de la boucle de vitesse sur la stabilité du bus continu, on trace sur une même figure 
(Figure 2-23), les diagrammes de Bode de l’impédance de sortie du filtre et de l’impédance d’entrée pour trois valeurs 
différentes de la constante de temps en boucle fermée de l’asservissement de vitesse (tfv) On constate que la dynamique 
du régulateur de vitesse a un impact léger dans le domaine des basses fréquences sur le module et la phase de 
l’impédance d’entrée. Par contre, dans la zone fréquentielle ou les modules des impédances d’entrée et de sortie sont 
voisins, les paramètres de la boucle de vitesse n’ont quasiment aucun impact. La boucle de vitesse n’a donc aucune 
influence sur la stabilité du bus continu pour l’application traitée. 

Influence des paramètres des boucles de courant 

Lorsque la dynamique des régulateurs de courant est ralentie, le contrôle a plus de difficulté à rejeter une perturbation 
sur la tension d’entrée pour maintenir les courants d’axe d et q à leurs références. Cette propriété se traduit par une 
diminution de l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur moteur notamment dans le domaine fréquentiel où il y a 
interaction entre le filtre d’entrée et l’ensemble onduleur moteur (Figure 2-24). Cela se traduit par une baisse des 
marges de stabilité du système. 

L’influence du paramètre K (introduit dans la commande de l’onduleur (Figure 2-21) pour compenser la variation de la 
tension d’entrée de l’onduleur) sur la stabilité est illustrée par les résultats présentés sur les figures 2-24 et 2-25. On 
s’aperçoit que pour de faibles valeurs de K (K = 0,1, Figure 2-25), même si le tracé de Nyquist n’entoure pas le point (-
1, 0), les marges de robustesses ne sont pas respectées. Il est alors nécessaire de diminuer la dynamique des boucles de 
courant (Figure 2-25). Cette diminution se traduit par une baisse du module de l’impédance d’entrée mais surtout par 
une augmentation significative de sa phase ce qui a pour effet une augmentation de la marge de phase du système et 
donc le respect des marges de robustesses imposées au système. La figure 2-26 permet de mieux comprendre l’effet 
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d’une augmentation de la valeur numérique du coefficient K sur l’impédance d’entrée du système. Lorsque la valeur de 
K augmente, le module de l’impédance d’entrée a tendance à diminuer notamment en haute fréquence. Cet effet négatif 
est contrebalancé par une augmentation significative de la phase de l’impédance d’entrée dans la zone fréquentielle où il 
y a interaction avec le filtre d’entrée. Cela a pour effet d’assurer la condition sur la marge de phase du système. 

Dans la synthèse d’une commande de machine synchrone, il est préférable de fixer le coefficient K a une valeur qui ne 
nécessite pas une diminution de la dynamique des régulateurs de courant. En effet, le terme compensatoire K vo1(s) 
adapte, lors des régimes dynamiques, la référence de courant d’axe q de sorte à limiter les variations de tension 
d’entrée. Un effet similaire est obtenu en diminuant la dynamique du régulateur d’axe q. La première approche est 
préférable car elle ne modifie pas les propriétés dynamiques de la boucle de courant d’axe q et ses propriétés de 
rejection de certaines perturbations. 
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Figure 2-23 : Influence des paramètres de la boucle de vitesse sur la stabilité du bus continu (tf  = 4T, K = 1,36). 
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Figure 2-24 : Influence de la dynamique des boucles de courant sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, K = 1,36),  

A droite : tracé de Nyquist de Zm(s) = Zo(s)/Zin(s). A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Figure 2-25 : Influence de la dynamique des boucles de courant sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, K = 0,1),  
A droite : tracé de Nyquist de de Zm(s), A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Figure 2-26 : Influence du gain K sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, tf = 4T), 
A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Figure 2-27 : Influence des variations d’inductance de ligne sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, tf = 4T, K = 0,5),  

A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Influence des paramètres du filtre d’entrée 

L’inductance de ligne modélise souvent un ensemble d’inductances présentes entre le point de connexion au réseau 
d’alimentation et l’entrée du filtre. Elle peut varier de manière significative lorsque le point de fonctionnement change 
(entraînant par exemple la saturation des éléments magnétiques). Les résultats présentés sur la figure 2-27 permettent 
d’étudier l’effet de ces variations sur la stabilité de l’ensemble filtre – actionneur. L’impédance de sortie du filtre a son 
module qui augmente dans la zone d’interaction avec le filtre d’entrée ce qui a pour effet de diminuer la marge de gain 
du système. Quant à sa phase, lorsque l’inductance augmente, elle converge plus rapidement vers –π/2 ce qui à pour 
effet de diminuer la marge de phase du système. Les marges de robustesse diminuent donc lorsque la valeur de 
l’inductance de ligne augmente. Le système est même instable lorsque l’inductance de ligne est égale à 500 µH. 

La valeur de capacité dépend à priori d’au moins trois critères de conception à savoir l’échauffement thermique (valeur 
efficace du courant circulant dans le condensateur), la chute de tension admissible dans le pire des cas et la stabilité du 
système. Ici, nous nous intéressons exclusivement au troisième critère. L’objectif est donc de minimiser la taille cet 
élément de stockage (gain de poids et de volume dans les applications embarquées) tout en assurant la stabilité du 
système et les marges de robustesses souhaitées. Sur les figures 2-28 et 2-29 sont présentés les tracés du lieu de Nyquist 
de Zm(s) et les diagrammes de Bode de Zin(s) et Zo(s) lorsque la valeur du condensateur de filtrage varie. Deux valeurs 
du paramètre K ont été testées à savoir K = 0,5 et K = 1,36. On constate (Figure 2-28, K = 0,5) que lorsque la valeur de 
C diminue, les marges de robustesse du système diminue (marge de phase, marge de gain et marge de module) mais le 
système reste stable. 
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Figure 2-28 : Influence de la valeur de capacité sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, tf = 4T, K = 0,5),  

A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Figure 2-29 : Influence de la valeur de capacité sur la stabilité du bus continu (tfv = Ĳm/5, tf = 4T, K = 0,1),  

A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé des impédances de sortie et d’entrée. 
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Figure 2-30 : Schéma de contrôle de la machine synchrone à aimant permanent (découplage feedback). 

On constate en comparant les figures 2-28 et 2-29 que le paramètre K a un effet stabilisant sur le système. Le système 
est instable pour des valeurs de capacité Co inférieure à 100 µF lorsque K = 0,1 alors qu’il est toujours stable lorsque K 
= 0,5. La valeur de capacité pour laquelle, la mise en cascade de l’ensemble filtre d’entrée/onduleur-machine est stable, 
diminue lorsque la valeur de K augmente. 

Influence du mode de découplage 

Il est possible d’étudier l’impact du mode de découplage sur le dimensionnement de la capacité de stockage d’énergie 
Co. Si l’on envisage maintenant un découplage de type Feedback (compensation des termes de couplage par un retour 
non linéaire représenté sur la figure 2-30). Les équations différentielles régissant le comportement des courants d’axe d 
et q s’écrivent : 
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Pour obtenir l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur-moteur, il suffit de poser ωo= 0 dans les équations 
précédentes liées à la commande. Les figures 2-31 et 2-32 permettent de comparer l’impédance d’entrée calculée pour 
les deux types de découplage pour deux valeurs du gain K. On s’aperçoit qu’un découplage de type feedback permet 
d’obtenir dans tous les cas des marges de robustesse supérieures à celles obtenues avec un découplage de type 
feedforward. Cette propriété peut s’expliquer par une non modification de l’ordre du système avec un découplage de 
type feedback, ce qui n’est pas le cas du découplage de type feedforward qui augmente l’ordre du système notamment 
lorsque les paramètres du système sont mal identifiés. 



Chapitre 2 : Mise en œuvre des méthodes basée sur la spectroscopie d’impédance 
 dans les applications électrotechnique : Association filtre d’entrée/convertisseur statique 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

42 

-10

0

10

20

30

40

M
a

g
n

itu
d

e
 (

d
B

)

10
0

10
1

10
2

10
3

10
4

10
5

10
6

10
7

-180

-90

0

90

180

P
h

a
s

e
 (

d
e

g
)

Bode Diagram

Frequency  (rad/sec)

feedforw ard

feedback

-2 -1 0 1 2 3 4 5 6
-5

-4

-3

-2

-1

0

1

2

3

4

5

Nyquist Diagram

Real Axis

Im
a

g
in

a
ry

 A
x

is

f eedforw ard

feedback

 

Figure 2-31 : Influence du mode de découplage sur la stabilité du bus continu lorsque K = 1,36 (tfv = Ĳm/5, tf = 4T),  
A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé de l’impédance d’entrée Zin(s). 
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Figure 2-32 : Influence du mode de découplage sur la stabilité du bus continu lorsque K = 0,2 (tfv = Ĳm/5, tf  = 4T),  

A droite : tracé de Nyquist de Zm(s), A gauche : tracé de l’impédance d’entrée Zin(s). 

2.2.4.2 Résultats de simulation 

Les résultats de simulation sont présentés sur les figures 2-33 à 2-36 pour deux valeurs des coefficients K (K = 0,1 et K 
= 1,36) et deux valeurs de la capacité de filtrage Co (Co = 100 µF et Co = 240 µF). Les constantes de temps en boucle 
fermée de vitesse et de courant sont fixées respectivement à Ĳm/5 et 4T (T : période de découpage). Comme prévues par 
les études précédentes, le système est instable lorsque K = 0,1 et Co = 100 µF (Figure 2-34). Il reste stable dans les trois 
autre cas. 
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Figure 2-33 : Résultats de simulation pour Co = 240 µF, K = 0,1 (tfv = Ĳm/5, tf= 4T). 

 

0 0.5 1
0

0.5

1

1.5

2
x 10

4

0 0.5 1
230

240

250

260

270

0 0.5 1
-10

-5

0

5

10

0 0.5 1
0

50

100

150

200

250

iq (A)
id (A)

Vitesse(tr/mn)

Tension du bus continu

 

Figure 2-34 : Résultats de simulation pour Co = 100 µF, K = 0,1 (tfv = Ĳm/5, tf= 4T). 
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Figure 2-35 : Résultats de simulation pour Co = 100 µF, K = 1,36 (tfv = Ĳm/5, tf= 4T). 
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Figure 2-36 : Résultats de simulation pour Co = 240 µF, K = 1,36 (tfv = Ĳm/5, tf = 4T). 
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2.4 Conclusion 

Grâce aux critères d’impédance détaillés au chapitre I, il est possible de traiter le problème de la stabilité de dispositifs 
électriques interconnectés. L’utilisation de critère d’impédance est un outil puissant permettant de vérifier l’inter 
connectivité de dispositifs électriques dont les commandes sont, à priori, synthétisé de manières indépendantes. Seules 
sont alors accessibles des mesures expérimentales d’impédances d’entrée ou de sortie. 

Deux exemples de mises en cascade de deux dispositifs électriques ont été traités dans ce chapitre. Le premier, constitué 
d’un filtre d’entrée connecté à un hacheur série contrôlé en tension a montré les risques d’oscillations des variables 
d’états de l’ensemble du dispositif lors d’un mauvais dimensionnement du filtre d’entrée. Le second exemple traite le 
cas de l’association filtre d’entrée/onduleur – machine synchrone à aimants permanents. Il permet de mettre en œuvre 
les méthodes d’étude de la stabilité de deux dispositifs en cascade et montre comment obtenir l’impédance d’entrée 
d’un ensemble onduleur – machine synchrone muni de sa commande. 

Les résultats de simulation ont validé les résultats prévus par l’étude des impédances du système. Nous avons montré 
également pour les deux structures étudiées, que l’ajout d’une compensation des variations de tension d’entrée dans la 
commande du dispositif (que ce soit un hacheur ou un ensemble onduleur machine) connecté au filtre d’entrée permet 
d’assurer la stabilité tout en minimisant les composants passifs du filtre d’entrée. Cette approche adapte la dynamique 
de contrôle des grandeurs de sortie (i.e. la tension pour le hacheur et la vitesse pour la machine) en fonction des 
variations de tension d’entrée. Dans le cas ou cette modification du contrôle est acceptable, cette solution est celle qui 
assure une réduction significative de la taille, du poids et du coût de l’ensemble filtre d’entrée charge. Lorsque cette 
modification n’est pas admissible (impossibilité de modifier le contrôle du convertisseur alimentant la charge), une 
alternative possible est l’utilisation de filtre d’entrée amortis. Cette solution qui ne modifie pas la dynamique des 
variables de sortie, conduit à un surdimensionnement significatif du filtre d’entrée et une réduction du rendement 
globale du système. 

L’approche précédente donne de bon résultat même de grandes variations des grandeurs d’état du système étudié. Il est 
toutefois utile de préciser que ses méthodes basées sur des spécifications d’impédance permettent d’investiguer dans le 
cas général, seulement la stabilité au point d’équilibre du système. Le respect des spécifications d’impédance est donc 
une condition nécessaire de stabilité mais non suffisante. Seules des méthodes dites « large signal » permettant de 
prédire la taille du bassin d’attraction autour du point d’équilibre permettrait d’établir la stabilité globale asymptotique 
dans un domaine convexe de l’espace d’état. 
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Chapitre 3 : Outils nécessaires à la mise en œuvre de commandes non 
linéaires 

3.1 Introduction 

Dans les chapitres I et II, nous avons étudié les critères fréquentielles pour étudier la stabilité de systèmes inter 
connectés. Dans ce chapitre, nous introduisons des méthodes de commande non linéaires permettant d’étudier la 
stabilité de l’ensemble du système. Ces méthodes seront utilisées au chapitre IV pour l’étude de la stabilité de 
l’association redresseur commandé/ensemble onduleur – machine. 

Au début de ce chapitre, nous allons détaillée le principe de la linéarisation entrée/sortie d’un système non linéaire. 
Cette technique est en fait une transformation en boucle ouverte permettant d’exprimer les variables de sortie du 
système en fonction des grandeurs d’entrée. Le système obtenu après la transformation entrée sortie, est un système 
linéaire découplé à m entré possédant tous ses pôles à l’origine. Les principaux avantages et inconvénients de cette 
transformation seront discutés dans cette partie et notamment le problème lié aux systèmes physiques possédants des 
« zéros dynamiques instables ». Ces derniers seront mis en évidence à travers deux exemples. L’asservissement des 
grandeurs de sortie à leur référence se fait via une commande pour système linéaire en boucle fermée. 

La transformation entrée/sortie proposée étant sensible aux erreurs paramétriques, il est préférable d’utiliser des 
commandes dites « robustes » pour assurer le contrôle en boucle fermée du système. La commande robuste utilisée pour 
contrôler le système après transformation sera la commande par mode de glissement. Ses principales propriétés seront 
détaillées dans la seconde partie de ce chapitre. Un exemple de mise en œuvre permettra d’illustrer les principaux 
concepts de la commande à structure variable et de la commande par mode de glissement qui en découle. 

3.2 Linéarisation entrée/sortie 

3.2.1 Principe 

L’idée fondamentale de l’approche repose sur la transformation d’un système dynamique non linéaire en un système 
linéaire découplé grâce à un retour d’état non linéaire. Cette technique diffère entièrement de la linéarisation 
conventionnelle car elle ne met pas en œuvre un quelconque développement limité autour d’un point de fonctionnement 
et des stratégies de découplage du système linéarisé obtenu. Elle utilise un retour d’état large signal non linéaire qui va 
permettre la linéarisation entrée/sortie du système mais nécessite pour cela la connaissance des ses variables d’état 
(utilisation ci nécessaire d’observateurs : Kalman, Luenberger, glissant...) et de ses paramètres. La technique de 
linéarisation peut être regardée comme une manière de transformer des modèles de systèmes complexes en modèles 
équivalents plus simple. 

La technique de linéarisation entrée/sortie pour les systèmes multi-entrées/multi-sorties (anglais : MIMO system or 
Multi-Input/Multi-Output system) s’applique à des systèmes non linéaires pouvant se mettre sous la forme : 

 uxDxfx  )()( +=& ;       )(xhy =  (3-1) 

où : - x est le vecteur d’état de dimension n, 

- u est le vecteur d’entrée (on notera ui ses composantes) de dimension m, 

- y est le vecteur des sorties du système (on notera yi ses composantes) de dimension m, 

- f et h sont des applications respectivement de ℜn dans ℜn et ℜm, 

- D(x) est une matrice de n×m dont les colonnes sont des champs de vecteurs di(x). 

Pour obtenir la linéarisation entrée/sortie du système, il est nécessaire de dériver autant de fois que nécessaire les 
variables de sortie du système de manière à faire apparaître explicitement les variables d’entrées dans l’expression des 
dérivées successives. Avant de calculer explicitement le retour d’état permettant de linéariser le système non linéaire 
défini par la relation (3-1), il est nécessaire de préciser les notations qui vont être utilisées. 
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Dérivée de Lie : 

Soit yi une variable de sortie appartenant à ℜ et vérifiant yi = hi(x) ou hi(x) est une application de ℜn dans ℜ de classe 
suffisante et x un vecteur d’état vérifiant l’équation (3-1). Alors la dérivée de la variable yi par rapport au temps s’écrit : 
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On pose alors : 
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Supposons maintenant que le terme ∑
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)(d soit nul. Le calcul de la dérivée seconde de yi par rapport au temps 

mène alors à : 
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Supposons qu’encore une fois aucune composante du vecteur d’entrée n’apparaisse dans le calcul de la dérivée seconde 
et posons ri le plus petit nombre entier tel qu’au moins une composante du vecteur d’entrée apparaisse dans l’expression 
de la dérivée ième de la sortie yi. Il vient alors : 
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où 0)(1 =− xfd i
r hLL i

j
 pour i variant de 0 à 1−ir  et },..,1{ mj∈∀ . 

Degré relatif : 

On appelle degré relatif du système (3-2) en x0, le vecteur [r1, r2,…, rm]T vérifiant l’existence d’au moins une dérivée 

telle que 0)(1 ≠− xfd i
r hLL i

j
 0Dx∈∀  pour j variant de 1 à m et D0 un voisinage de x0. Les dérivées successives du 

vecteur de sortie y vérifient alors : 
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où la m×m matrice E(x) est appelée « matrice de découplage du système multi entrée multi sortie» et vérifie : 
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Figure 3-1 : Système obtenu après linéarisation entrée/sortie. 
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Si la matrice E(x) est non singulière, la transformation suivante va permettre la linéarisation entrée/sortie du système (3-
3). On pose : 

 [ ] [ ] ⎟
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En utilisant la relation 3-4, l’expression (3-3) se simplifie et conduit à : 
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r vvyy m ][][ 1
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1
1 LL =  (3-5) 

Le système après linéarisation entrée/sortie est alors un système linéaire, découplé possédant tous ses pôles à l’origine. 
Une représentation du système obtenu est donnée sur la figure 3-1. 

3.2.2 Limitations de ce type de transformation 

La transformation entrée sortie proposée possède un certain nombre d’inconvénients qui limitent son champ 
d’application. Elle nécessite la connaissance de toutes les variables d’état du système et de ses paramètres. L’utilisation 
d’observateurs et de contrôles robustes permet de limiter les effets de ces deux inconvénients sur la qualité de la 
linéarisation entrée/sortie. Ces deux inconvénients ne constituent pas le principal frein à l’utilisation de cette technique. 
Afin d’expliquer la principale limitation de cette technique, prenons à titre d’exemple le système différentiel suivant : 
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 (3-6) 

Supposons que y est la sortie de notre système et u est l’entrée. Le système est deuxième ordre ; le point d’équilibre du 
système est le point (0, 0) et la commande au point d’équilibre est nulle. L’utilisation de la transformée de Laplace du 
système (les variables d’état étant supposées nulles à l’instant initial) permet d’obtenir la fonction de transfert 
entrée/sortie du système. Il vient : 
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Figure 3-2 : Schéma de principe d’un hacheur élévateur. 

Ce système admet donc deux pôles et un zéro zi égal à b. La stabilité du système impose que a < 0. Appliquons 
maintenant la transformation entrée sortie décrite par l’équation (3-4) à ce système. Elle conduit au résultat suivant en 
posant uxv +=  : 
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 (3-8) 

où v est la nouvelle entrée du système obtenu après la linéarisation entrée/sortie. On montre alors, d’après la relation (3-
8), que si le coefficient b est positif (le zéro est dit alors « instable ») le système équivalent obtenu après transformation 
est instable. En fait il est impossible de compenser un zéro instable par l’ajout d’un pôle instable ce qui limite 
l’utilisation de cette technique dans de tels systèmes. Cette notion se généralise dans le cas de systèmes non linéaires et 
on parle alors de « zéros dynamiques instables ». Les notions de zéros dynamiques instables pour les systèmes non 
linéaires sont largement traitées dans la littérature [44] et ne seront pas abordées dans cette introduction aux systèmes 
non linéaires. Pour illustrer l’influence des zéros dynamiques instables en électronique de puissance, prenons le cas d’un 
convertisseur élévateur (DC/DC Boost converter) fonctionnant en mode de conduction continue (Figure 3-2). 

Ce hacheur fonctionnant en mode de conduction continue (par hypothèse), nous utilisons une modélisation au sens des 
valeurs moyennes. Le dispositif peut alors se modéliser par les deux équations différentielles suivantes [voir annexe A]: 
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où les grandeurs Li  et ov  représente l’évolution du courant moyen circulant dans l’inductance et la tension moyenne 

aux bornes de la capacité de sortie (moyenne calculée sur une période de découpage). Ces deux grandeurs sont 
supposées positives ou nulles. u  est la valeur moyenne de la commande discrète u∈{0, 1}et représente le rapport 
cyclique imposé par la commande. C’est donc la grandeur d’entrée du système. Soit ovy =  la variable de sortie de 

notre système. Le bouclage statique donnée par l’expression (3-6) conduit alors à : 
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 (3-9) 

On s’aperçoit alors qu’une commande v positif (qui tendrait à faire décroître une erreur positive de tension) provoquera 
une diminution de la valeur du rapport cyclique u et donc une diminution de la puissance transmise à la charge. 
Réciproquement, une valeur négative de v qui tendrait à corriger une erreur négative de tension, entraînera une 
augmentation du rapport cyclique et donc de la puissance transmise à la charge. Ces deux résultats montrent que le 
système après transformation entrée sortie est instable. Pour essayer de voir si l’origine de l’instabilité du système est 
due à la présence de « zéros dynamiques instables », évaluons autour d’un point de fonctionnement la fonction de 
transfert entrée/sortie du montage élévateur (on notera xe la valeur d’une variable x évaluée au point d’équilibre et x sa 
variation autour de ce point). Il vient alors : 
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Lorsque la chute de tension aux bornes de l’inductance est négligeable devant la tension moyenne appliquée à 
l’interrupteur commandable ( Lo IrVU >− )1( ), alors le système linéarisé (3-10) admet un zéro à partie réelle positive 

fonction du point de fonctionnement. Encore une fois nous sommes en présence d’un « zéro dynamique instable » qui 
ne permet pas l’utilisation de la technique de linéarisation entrée/sortie pour ce système dynamique. 

Ces zéros dynamiques instables en électrotechnique traduisent souvent un transfert non symétrique de l’énergie entre 
l’étage d’entrée et la sortie du convertisseur (exemples : structures Buck/Boost, redresseur commandé triphasé, 
convertisseur Flyback,…). Dans la structure élévatrice de la figure 3-2, l’énergie est d’abords stockée dans l’inductance 
puis restituée à la charge lors de la phase de blocage de l’interrupteur principal. Toute augmentation du rapport cyclique 
se traduira directement par une augmentation de l’énergie stockée dans l’élément inductif. Mais cette énergie ne sera 
restituée qu’après le blocage de l’interrupteur ; d’où l’apparition d’un zéro instable dans la fonction de transfert 
entrée/sortie. Il n’est alors pas judicieux d’essayer d’appliquer la technique de linéarisation entrée/sortie à de tels 
systèmes. Il est préférable alors de modifier la structure de commande en intégrant par exemple une boucle de courant 
dans la structure de contrôle et d’appliquer ensuite la technique de linéarisation au système obtenu. 

3.3 Théorie des systèmes à structure variable : Commande par la mode glissement 

La théorie des systèmes à structure variable et des modes glissants associés a fait l’objet d’études détaillées au cours de 
ces trente dernières années [44], [59]-[65]. La technique des modes glissants consiste à amener la trajectoire d’état du 
système considéré vers une surface de glissement où une logique de commutation adaptée la fera osciller de part et 
d’autre de celle-ci jusqu’à convergence vers le point d’équilibre situé sur cette surface. 

3.3.1 Généralités 

Soit le système dynamique non linéaire analytique suivant où f(x) et g(x) sont des fonctions analytiques : 

 u
dt

d
⋅+= )()( xgxf

x
 (3-11) 

où x ∈ X, un sous ensemble de ℜn et u est la fonction de commande. Soit s une fonction continue (s : x → ℜ), dont le 
gradient est non nul sur x, l’ensemble s = {x ∈ ℜn / s(x) = 0} définit une surface régulière de dimension (n – 1) dans X, 
connue aussi comme variété de glissement ou surface de glissement. La loi de commande par structure variable est 
obtenue en imposant à la variable de commande l’un des deux retours d’état dépendant du signe de s(x) : 

 
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

<

>
−

+

0)(si)(

0)(si)(
=

xx

xx

su

su
u  (3-12) 

Supposons que, suite à cette commande, la trajectoire d’état ait atteint la surface de glissement et soit astreinte à s’y 
mouvoir (à défaut de rester sur un voisinage de s), alors, le régime glissant existe sur s, chaque fois que sur un voisinage 
de s, on peut vérifier les deux assertions suivantes : 

 )(=si0)( - xx uus
dt

d
>  (3-13) 

 )(=si0)( + xx uus
dt

d
<  (3-14) 

Ces deux conditions peuvent s’interpréter graphiquement de manière assez simple dans le cas de systèmes possédant 
moins de trois variables d’état. En effet, la surface de glissement est alors une courbe dans ℜ2. La figure 3-3 illustre 
dans ℜ2 le comportement de la trajectoire d’état du système autour de la surface de glissement en fonction de la 
commande. 
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Figure 3-3 : Tracé de l’évolution de la fonction s dans le plan de phase. 

3.3.2 Configuration de base des systèmes à structure variable 

3.3.2.1 généralités 

On peut distinguer deux configurations de base dans les systèmes à structure variable. Une première configuration 
permet un changement de la structure par commutation entre deux retours d’état différents (Figure 3-4). Une deuxième 
configuration modifie la structure du système par simple commutation d’interrupteurs (Figure 3-5), ce qui est le cas de 
tous les convertisseurs statiques. 

 

Figure 3-4 : Configuration par changement de retour d’état. 

 

)(xsy =

uxgxf
x ⋅+= )()(

dt

duu+

u-

x

 

Figure 3-5 : Configuration avec changement de la structure par la commande. 

 u x

)(xsy=

uxgxf
x ⋅+= )()(

dt
d

-k2(x)

-k1(x)

y
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Figure 3-6 : Présentation du système sous forme de schéma bloc. 
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Figure 3-7 : Allure de la sortie x1 pour différents paramètres du système, Réf = 0. 

Dans la première configuration, suivant que s(x) est positif ou négatif, la commande u est donnée par le retour d’état 
)(1 xku −=  si 0)( >xs  et )(2 xku −=  si 0)( <xs . En mode de glissement idéal, le système évolue sur la surface de 

glissement où 0)( =xs . Dans le deuxième cas, seule l’information sur le signe de la fonction s(x) suffit à générer la 

commande. Dans ce cas, la logique de commutation est donnée par : 

   
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

<

>
−

+

0)(si

0)(si
=

x

x

su

su
u  (3-15) 

L’idée de changement discontinu de la structure du retour d’état s’avère très intéressante. Elle permet d’optimiser la 
réponse d’un système en combinant les avantages de chaque configuration voire même de transformer des systèmes 
instables en systèmes stables par logique de commutation. L’exemple suivant illustre clairement cette propriété. 

3.3.2.2 Exemple de mise en œuvre d’une commande à structure variable 

Considérons un système dynamique modélisé sur la figure 3-6 possédant deux états accessibles x1, x2, une entrée de 
référence (Réf) et une sortie x1. Ce système est décrit par les équations suivantes : 

 21 xx =&  (3-16) 

 )Réf( 11222 −−−= xaxax&  (3-17) 

avec a1 et a2 des coefficients constants du système. La figure 3-7 montre l’évolution de la variable de sortie x1 pour 
différentes valeurs de paramètres, le tout pour une condition initiale x1(0) = 10 et x2(0) = 0 et une entrée de référence 
nulle. Dans le premier cas (a1 = 50 et a2 = 100), la trajectoire converge lentement vers le point d’équilibre. Dans le 
second (a1 = 50 et a2 = 0), la trajectoire du système oscille autour du point d’équilibre (oscillation non amortie). 
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Figure 3-8 : Système obtenu avec la condition (3-18). 
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Figure 3-9 : Réponse du système avec la structure de contrôle donnée par la relation (3-18), Réf = 0. 

Afin d’améliorer la convergence du système vers le point d’équilibre, une solution consiste à faire correspondre au 
coefficient a2 deux valeurs différentes dépendant d’une loi de commande prédéfinie. La stratégie de contrôle utilisée est 
présentée sur la figure 3-8. L’interrupteur permet de choisir la valeur du coefficient a2 en fonction de l’état du système. 
La commande de l’interrupteur est générée par l’intermédiaire de la loi de commutation suivante : 

 
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

=⇒≤−
=⇒>−

=
100Réfquand0

0Réfquand1

21

21

ax

ax
u

ε
ε

 (3-18) 

où ε est une constante positive. 

La figure 3-9, montre que à l’aide de la commande à structure variable, détaillée par la relation (3-18), la trajectoire du 
système converge rapidement vers le point d’équilibre sans aucune oscillation. 

L’exemple précédant montre bien l’influence des paramètres du système sur la trajectoire d’état du système. Pour 
pouvoir synthétiser une loi de commutation permettant une convergence rapide vers le point d’équilibre, il est 
nécessaire de bien comprendre l’évolution des trajectoires d’état d’un système dynamique en fonction des valeurs 
propres de sa matrice de Jacobi évaluées au point d’équilibre. Considérons les équations (3-16) et (3-17) ; en fonction 
des signes des valeurs propres du système considéré, douze cas peuvent être mis en évidence. 

1. Une des valeurs propres est nulle, l’autre est négative (Ȝ1 = 0, Ȝ2 < 0). Les trajectoires dans le plan de phase (x1, x2) 
sont des droites de pente – a2, et convergent vers l’axe x2 = 0. L’ensemble des points d’équilibre du système est la 
droite x2 = 0. Tous les points d’équilibre sont des points d’équilibre stables (Figure 3-10 (a)). 

2. Une des valeurs propres est nulle, l’autre est positive (Ȝ1 = 0, Ȝ2 > 0). Comme précédemment, les trajectoires 
d’états dans le plan de phase (x1, x2) ont des trajectoires rectilignes et divergent à l’infini. Le système est instable 
(Figure 3-10 (b)). 
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3. Les deux valeurs propres sont négatives (Ȝ1 < Ȝ2 < 0). Les trajectoires d’état sont paraboliques et convergent vers 
l’origine. Il y a deux  asymptotes : ı1 = x2 − Ȝ1x1 = 0 et ı2 = x2 − Ȝ2x1 = 0. Le système est stable (Figure 3-10 (c)). 

4. Les valeurs propres sont négatives et de même valeurs (Ȝ1 = Ȝ2 = Ȝ < 0). Le système est stable et possède une 
asymptote d’équation : ı = x2 − Ȝx1 = 0 (Figure 3-10 (d)). 

5. Les valeurs propres sont complexes à partie réelle négative (Re Ȝ1, Re Ȝ2 < 0). Le système est globalement 
asymptotique stable. Il converge vers le point d’équilibre avec une trajectoire en spirale (Figure 3-10 (e)). 

6. Les valeurs propres sont des nombres imaginaires pures (Re Ȝ1, Re Ȝ2 = 0= a2 < a1). La trajectoire d’état est une 
ellipse. On peut identifier trois cas : 

• a1 > 1 : Le grand axe de l’ellipse est vertical (Figure 3-10 (f)), 

• a1 < 1 : il est horizontale (Figure 3-10 (g)), 

• a1 = 0 : La trajectoire d’état est un cercle (Figure 3-10 (h)). 

7. Les valeurs propres sont complexes à partie réelle positive (Re Ȝ1 > 0, Re Ȝ2> 0). La trajectoire d’état est une 
spirale divergeant à l’infini. Le système est instable (Figure 3-10 (j)). 

8. Les valeurs propres sont positives réelles (Ȝ1 > Ȝ2 > 0). Les trajectoires d’état sont paraboliques et il existe deux 
asymptotes d’équation : ı1 = x2 − Ȝ1x1 = 0 et ı2 = x2 − Ȝ2x1 = 0. Le système est instable (Figure 3-10 (k)). 

9. Les valeurs propres sont positives et de même valeurs (Ȝ1 = Ȝ2 = Ȝ > 0). Les trajectoires d’état ressemblent à celles 
de la figure 3-6d, le sens de parcours est inversé. Le système est instable (Figure 3-10 (l)). 

10. Les valeurs propres sont réelles et de signes alternés. (Ȝ1 < 0 < Ȝ2). Les trajectoires d’état sont hyperboliques. Les 
trajectoires convergent vers le point d’équilibre suivant une direction de l’espace et diverge suivant une autre. Le 
point d’équilibre est un point scelle (Figure 3-10 (m)). Le système est instable. 
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Figure 3-10 : Evolution des trajectoires d’état d’un système d’ordre 2  
en fonction de ses valeurs propres, pour différentes conditions initiales. 
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3.3.3 Condition d’existence d’un mode de glissement 

Prouver l’existence d’un mode de glissement stable à l’intersection de m surfaces de commutation est un problème 
difficile. Plusieurs méthodes ont été élaborées pour traiter ce problème délicat. La première méthode est une méthode 
générale basée sur les travaux de Lyapunov sur la stabilité des systèmes différentiels. Bien que très générale, cette 
méthode est difficile d’utilisation. Deux autres méthodes plus simples déduites de la première sont alors explicitées 
[79]. 

3.3.3.1 Méthode de Lyapunov [64] 

Les théorèmes ci-dessous ont pour fonction de déterminer le domaine de validité du mode de glissement. Ils s’énoncent 
de la manière suivante : 

Théorème 1 : Pour qu’un domaine s(t) sur l’intersection des m surfaces de commutations du système : 

 ( ) ( ) utxBtxfx
dt

d
⋅+= ,,  (3-19) 

avec :  mi
xsu

xsu
u

ii

ii ...1
0)(si

0)(si
=i =
⎪⎩

⎪
⎨
⎧

<

>
−

+

 (3-20) 

soit un domaine glissant, il est suffisant que, pour tout x appartenant à ce domaine, il existe dans une certaine région Ω 
des sous-espaces s1,..., sm contenant l’origine une fonction v (s, x, t) continuellement différentiable vérifiant : 

(1) - défini par rapport à s , v (s, x, t) est positif      ⇔     v (s, x, t) > 0  si  s ≠ 0  ∀ x, t ∈ ℜ 

 - v (0, x, t) = 0 ∀ x, t ∈ ℜ 

 - sur la sphère ||s|| = ℜ pour tout  (x, t) ∈ ℜ2, la relation suivante est vérifiée : 

 hv R

Rs

=
||=||

)inf(  Hv R

Rs

=
||=||

)sup(  0≠R  0lim
0R

=
→
H R  où hR et HR sont des quantités positives 

dépendant seulement de ℜ 

(2) - la dérivée totale de v par rapport au temps est négative en tout point à l’exception des surfaces de 
commutations où cette fonction n’est pas définie et sur la sphère Rs =  (à l’exception des points de disconti-

nuité), ce qui donne : 
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Théorème 2 : Pour obtenir un déplacement stable en mode de glissement sur l’intersection des surfaces de commutation 
s = 0, il est suffisant que pour toutes valeurs de x et t,  la fonction continûment différentiable v (s, x, t) existe, que les 
conditions (1) et (2) du théorème précédent soient vérifiées et que ∞=

∞→
R

R
hlim . 
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3.3.3.2 Méthodes des formes quadratiques 

Cette approche est issue de la méthode de Lyapunov précédente. Elle repose sur la recherche d’une fonction de 
Lyapunov s’exprimant à l’aide d’une forme quadratique définie positive à coefficients constants. On pose : 

 cteWWsWsv tT ==⋅⋅⋅=
2

1
 (3-22) 

Théorème 3 : Soit s une surface de glissement à m variables d’entrée vérifiant la relation : 

 ( ) ( ) ( )txutxBGtxfGs ,,, ⋅⋅+⋅=&      avec     mnMG∈  (3-23) 

supposons l’existence d’une matrice W telle que la matrice BGWL ⋅⋅−=  vérifie la propriété : 
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 (3-24) 

alors s’il existe un réel R tel que RBG <⋅ , une commande u peut être trouvée pour lequel un mode de glissement 

existe à l’intersection des m surfaces de commutations. La détermination de la commande directement à partir de ses 
lois d’existence reste un problème difficile. Il est néanmoins possible de le résoudre formellement [27], sa réalisation 
pratique étant, elle, beaucoup plus délicate. 

Cas particulier important 

Ce cas est basé sur l’interprétation géométrique du mode de glissement. Il est évident qu’un mode de glissement existe 
sur une surface si si, de part et d’autre de cette dernière, les trajectoires de phase du système sont directement orientées 
vers elle, de telle sorte que le moindre écart soit immédiatement corrigé par la commande. On peut alors traduire cette 
propriété grâce au formalisme précédent en déduisant une fonction de Lyapunov particulière : 

 2
ii sv =  (3-25) 

pour laquelle la condition de Lyapunov se traduit alors par : 0<⋅
dt

ds
s i

i .  

Appliquée à chaque surface de commutation, cette méthode n’est valable que pour une logique de commande 
décentralisée. Dans le cas d’une logique de commande globale, il faut plutôt considérer la fonction : 

 ssv t ⋅⋅=
2

1
 (3-26) 

qui correspond au cas W = I. 

3.3.3.3 Méthode de la loi de ralliement prédéfinie 

Cette méthode permet d’imposer, parallèlement à la condition d’existence, la nature de la dynamique de ralliement, en 
astreignant aux surfaces de commutation une forme particulière prédéfinie [60]-[61] : 

 )()sgn( sfKsQs ⋅−⋅−=&  (3-27) 

Les vecteurs sgn et f(s) sont des fonctions vectorielles. Le vecteur sgn étant composé des m surfaces de commutation de 
s. Q et K sont des matrices m×m dépendant généralement des grandeurs d’état. 

Deux formes particulières se retrouvent fréquemment dans la littérature : 

 sKsQs ⋅−⋅−= )sgn(&  (3-28) 
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et : )sgn(sQs ⋅−=&  (3-29) 

Remarque : si par le contrôle, il est possible d’imposer les relations (3-28) et (3-29) alors en choisissant les matrices Q 

et K définies positive, la fonction de Lyapunov continûment différentiable ssv t ⋅⋅=
2

1
 est définie négative. En vertu du 

théorème 2, un mode de glissement stable existe à l’intersection des m surfaces de commutations. 

3.3.3.4 Exemple de conception de la commande à structure variable dans le cas d’un système d’ordre 2 

L’objectif de ce paragraphe est de montrer à travers un exemple les différentes stratégies de contrôle permettant 
d’obtenir  une condition de glissement stable vers le point d’équilibre du système. Considérons l’exemple d’un système 
d’ordre 2 régi par le système d’équation suivant : 
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 (3-30) 

muni d’une commande par retour d’état de la forme (Figure 3-11) : 

 1xku =  (3-31) 

Dans cet exemple, le coefficient k peut prendre deux valeurs distinctes à savoir k = 2 ou k = -3. Dans le cas k = 2, les 
valeurs propres du système obtenu (équation 3-32) sont réelles de signe alterné. On trouve λ1 = −1 et λ2 = 3. 
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Par contre, dans le cas k = −3, le système obtenu (équation 3-33) admet deux valeurs propres complexes à parties réelles 
positives. Il vient : λ1 = 1 + i et λ2 = 1 − i. 
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 (3-33) 

Le point d’équilibre est donc un point scelle dans le premier cas (Figure 3-10 (m)) et un nœud instable dans le second 
(Figure 3-10 (j)). Les allures des trajectoires d’état pour les deux valeurs du coefficient k sont montrées sur la figure 3-
12. 
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Figure 3-11 : Contrôle à structure variable utilisé pour le système (3-30). 
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Il est alors possible de construire une commande à structure variable permettant d’assurer la convergence du  système 
vers son point d’équilibre. Prenons par exemple une loi de commutation correspondant à la relation suivante : 

 
⎩
⎨
⎧

<⋅=
>⋅=−

=
0),(),(si2

0),(),(si3

121121

121121

xxxxxs

xxxxxs
k

σ
σ

 (3-34) 

où s est la surface de commutation, 21211 ),( xxxx +⋅= λσ  et 0>λ . 

La droite d’équation 0),( 211 =xxσ sépare l’espace en deux demi plan, l’un ou 0),( 211 >xxσ  et l’autre où 

0),( 211 <xxσ . Les zones grisée sur la figure 3-12 correspondent au domaine de l’espace d’état où 0),( 21 <xxs . Dans 

cette zone, on impose k = -3. Dans le reste de l’espace d’état, 0),( 21 >xxs  et le contrôle impose le retour d’état k = 2. 

Dans cette relation s est la surface de commutation associée à la loi de commutation (3-34). Dans le cas ou le coefficient 
λ est pris supérieur à 1, on s’aperçoit que la trajectoire d’état va converger vers le point d’équilibre en oscillant de part et 
d’autre de celui-ci (Figure 3-12 (a)). Un comportement très différent est obtenu quand le coefficient λ est pris inférieur à 
1. En effet, au voisinage de la surface de commutation, le champ de vecteur dérivé de la trajectoire d’état pointe 
toujours vers la surface de commutation. Il en découle qu’une fois que la trajectoire d’état aura atteint la surface de 
commutation, la commande obligera la trajectoire d’état à se mouvoir sur la droite d’équation 0),( 212 =xxσ  (figure 3-

13 (b)).  Il y aura alors « glissement » vers le point d’équilibre du système. La surface s(x1, x2) sera appelée « surface de 
glissement » et la commande obtenue « commande par mode de glissement ». Le mode de glissement se caractérise 
donc par le fait que la trajectoire « glisse » sur la surface de glissement 12121 ),(),( xxxxxs ⋅=σ  qui, en dehors du point 

d’équilibre (x1 = 0, x2 = 0), correspond à un glissement sur la droite 0),( 21 =xxσ  
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Figure 3-12 : Trajectoires d’état obtenues pour le système (3-11) avec k = 2, (b) k = -3. 
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Figure 3-13 : Trajectoires d’état obtenues avec la commande à structure variable (3-34),  
(a) : à gauche Ȝ > 1, (b) : à droite Ȝ < 1. 

(a) (b) 
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3.3.4 Définition de la commande équivalente 

Cette procédure permet l’obtention formelle des équations du glissement le long de l’intersection d’un ensemble de 
surface de commutation d’un système quelconque régi par l’équation différentielle : 

 ),,( utxfx =&  (3-35) 

Supposons que le mode de glissement existe sur s(x) = 0 (les lignes de la m×n matrice G sont les gradients par rapport à 
x des m surfaces de commutations). Cherchons alors la commande continue qui maintient la trajectoire d’état sur la 
surface. Il faut donc résoudre : 

 ( ) 0,, =+⋅= s
t

utxfGs
∂
∂

&  d’où :   ),,( equtxfx =&  (3-36) 

Il est clair que, s’il existe un instant t0 tel que 0))(( 0 =txs , le système évoluera sur la surface s(x) = 0, en vertu de la 

relation (3-36). 

Un cas particulier important est à signaler, si : 

( ) ( ) mnn BfutxBtxfx ×ℜ∈ℜ∈⋅+= ,,&  

alors (3-36) se réécrit : 

 ( ) ( ) 0,, =+⋅⋅+⋅= s
t

utxBGtxfGs
∂
∂

&  (3-37) 

d’où la commande équivalente : 

 ( ) ( )[ ] ( ) ( ) ( )⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡ +⋅⋅⋅−= − xs

t
txfxGtxBxGueq ∂

∂
,, 1  (3-38) 

Il est alors possible d’exprimer la dynamique du système sur la surface de glissement par : 

 ( ) ( ) ( ) ( )[ ] ( ) ( ) ( )⎥⎦
⎤

⎢⎣
⎡ +⋅⋅⋅⋅−= − xs

t
txfxGtxBxGtxBtxfx

∂
∂

,,,, 1&  (3-39) 

3.3.5 Exemple de mise en œuvre de la commande par mode de glissement pour le contrôle d’un hacheur série 
en conduction continue 

Les équations utilisées sont celles données en annexe B, la résistance série de la capacité de sortie a été négligée pour 
simplifier l’étude. La mise sous forme d’état du système conduit alors à : 
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 (3-40) 

quand u = 1, l’interrupteur commandable conduit et inversement quand u = 0, il est bloqué.  

L’objectif étant de contrôler la tension de sortie du hacheur (Figure 3-14), définissons la surface de commutation 
comme suit : 

 vv ekeks &21 +=  (3-41) 
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où Créfv vVe −=  est l’erreur de tension. Définissons alors la loi de commutation suivante : 
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01),(

sitxu

ssitxu
u  (3-44) 

Posons alors : neq uuu +=  (3-45) 

avec ueq la commande équivalente du système. Cette grandeur représente la commande à imposer au système pour faire 
évoluer la trajectoire d’état sur la surface de commutation (cela suppose qu’au préalable, la trajectoire d’état ait atteint 
la surface de commutation à instant t0 donné). ueq peut alors être calculer à l’aide de l’équation (3-45) en posant que si 
un glissement idéal a lieu, alors 0=s& . Il vient alors : 
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 (3-46) 

Substituons ueq à u dans l’équation (3-40) : 
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L’équation (3-47) permet d’étudier l’évolution des variables d’état du système lorsqu’elles évoluent sur la surface de 
commutation. Le calcul des pôles de la matrice équivalente du système permet d’étudier la stabilité asymptotique de la 
trajectoire d’état sur cette surface. Il vient alors : 
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 212,1 ,0Ȝ kk−=  (3-49) 

On constate que lorsque la trajectoire d’état évolue sur la surface de commutation, les propriétés dynamiques du 
système sont indépendantes des paramètres du hacheur et de la charge. Elles ne dépendent en fait que des paramètres de 
commandes. La présence d’un pôle à zéro (d’une valeur propre à zéro) s’explique par le fait que la trajectoire d’état est 
contrainte à évoluer sur la surface de commutation. Il existe alors une relation entre les variables d’état du système ce 
qui réduit l’ordre global du système de un. La seconde valeur propre fixe la dynamique avec laquelle la trajectoire d’état 
va atteindre le point d’équilibre. Les coefficients k1 et k2 sont donc de même signe. 

Pour qu’un mode de glissement existe, il est nécessaire qu’une fois que la trajectoire d’état a atteint la surface de 
commutation, la commande l’y maintienne. Il faut alors vérifier que 0<⋅ ss & . En utilisant les résultats (3-43), (3-45) et 
(3-46), il vient : 

 n
o

s u
LC

Vk
s 2−=&  (3-50) 
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Figure 3-14 : Schéma de la commande par la mode glissement  
d’un hacheur série contrôlé en tension. (Vc à la place de Vo sur la figure) 

Un mode de glissement existe à condition que : 

 02 <⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
−⋅=⋅ n

o

s u
LC

Vk
sss &  (3-51) 

Or, k1 et k2 étant choisis positifs, il vient : 

 0>⋅ nus  (3-52) 

D’après les équations (3-44) et (3-45), s > 0 implique que : 

 neq uutxu +=+ ),(  (3-53) 

Imposons alors à la commande de vérifier equtxu >+ ),(  

alors 0lorsque00 >>⋅⇒> susu nn  (3-54) 

De même quand s < 0, si la commande impose equtxu <− ),(  

alors 0lorsque00 <>⋅⇒< susu nn  (3-55) 

En résumé, si on impose à la commande de vérifier : 

 ),(),( txuutxu eq
+− <<  alors 0<⋅ ss &  (3-56) 

Alors la surface de commutation s est une surface de glissement. En choisissant les coefficients k1 et k2 positifs (k1 = 10 
et k2 = 4), la relation (3-49) assure alors qu’un mode de glissement stable existe sur s. La trajectoire d’état du système va 
donc « glisser » sur s et converger vers le point d’équilibre. 

La figure 3-15 montre bien que le système est stable et que les variations de tension de sortie restent parfaitement 
contrôlées même en présence d’importantes variations de charge. Avec la structure de contrôle proposée sur la figure 3-
14, la fréquence de commutation de l’interrupteur de puissance est variable. Pour limiter celle-ci à des grandeurs 
admissibles, la largeur d’hystérésis doit être supérieure à une largeur minimale (ici égale à 20). La figure 3-16, 3-17 et 
3-18 représentent le comportement du courant dans l’inductance et la tension de sortie du hacheur lors de la phase de 
démarrage. Le comportement du système muni de sa commande à structure variable est similaire à celui d’un système 
du premier ordre. Le rôle des pôles est illustré sur les figures 3-17 et 3-18. D’après la relation 3-49, plus le rapport k1/k2 
augmente, plus la dynamique du système augmente ce qui est validé par les résultats de simulation. 
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Figure 3-15 : Réponses de la tension de sortie et du courant dans l’inductance lors d’un échelon de charge  
(résistance de charge passant de 2,3 Ω à 4,6 Ω au temps 0,01 sec et de 4,6 Ω à 2,3 Ω au temps 0,02) 

avec k1 = 10, k2 = 4, Co = 1000 ȝF, L = 100 ȝH, rL = 0,05 Ω, rC = 0,02 Ω, Rch = 2,3 Ω. 
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Figure 3-16 : Réponses de la tension de sortie et du courant dans l’inductance lors de démarrage de système. 
(avec k1 = 10, k2 = 4, Co = 1000 ȝF, L = 100 ȝH, rL = 0,05 Ω, rC = 0,02 Ω, Rch = 2,3 Ω.) 
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Figure 3-17 : Plan de phase de réponses de système avec les plusieurs de ratio entre k1 et k2. 

(avec Co = 1000 ȝF, L = 100 ȝH, rL = 0,05 Ω, rC = 0,02 Ω, Rch = 2,3 Ω.) 
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Figure 3-18 : Les réponses de tension de sortie et le courant d’inductance de système avec les plusieurs de ratio entre k1 

et k2.(avec Co = 1000 ȝF, L = 100 ȝH, rL = 0,05 Ω, rC = 0,02 Ω, Rch = 2,3 Ω.) 

3.4 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons détaillé deux types de commande non linéaires qui vont être utilisées dans le chapitre 
suivant. La technique de linéarisation entrée/sortie a pour principal intérêt (en plus de la linéarité) de complètement 
découplé le système à contrôler et donc de faciliter la conception de sa commande. Si elle est applicable (pas de « zéro 
dynamique instable »), son principal inconvénient reste la sensibilité paramétrique. Pour assurer un bon contrôle du 
système obtenu après linéarisation entrée/sortie, il est donc nécessaire d’utiliser des contrôles robustes vis-à-vis des 
variations paramétriques comme le contrôle à structures variables et la commande par mode de glissement. Dans ce 
chapitre ont été introduits les principaux résultats relatifs aux commandes à structures variables et les conditions 
nécessaires à l’obtention d’un mode de glissement sur une surface de commutation. 
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Chapitre 4 Commande globale d’un redresseur commandé et d’un 
actionneur électrique connecté au même bus continu – 
Étude de stabilité. 

4.1 Introduction 

Dans la décennie passée, le redressement triphasé à diodes était une topologie très populaire dans la conception de 
servomécanismes alternatif/continu/alternatif (AC/DC/AC), comme il est présenté sur figure 4-1. Cette structure a 
l’avantage d’être simple, robuste et économique. Cependant, la tension continue en sortie de redressement possède une 
composante alternative dont la fréquence est six fois celle du système triphasé de tension d’alimentation. Pour filtrer 
cette ondulation, il est nécessaire de mettre en cascade avec le pont de diode un filtre LoCo capable de filtrer cette 
ondulation basse fréquence [73]. Le poids et le volume de ce filtre dépendent alors de la puissance transitant à travers le 
pont redresseur et de la fréquence des tensions alternatives d’alimentation. De plus, à cause du phénomène 
d’empiétement, la valeur de la tension continue est fonction de la charge. Pour assurer un niveau de tension 
parfaitement continu indépendant de la charge et un facteur de puissance quasi unitaire, le pont redresseur peut être 
remplacé par un redresseur commandé à absorption sinusoïdale de courant. Ils sont utilisés, soit pour alimenter des 
récepteurs de courant continu, soit pour constituer le premier élément des chaînes de conversion d’énergie à partir du 
réseau. 

 

ae

be

ce

ai

bi

ci
oC dcv

chi

oCi

recti

av

bv

cv

chR

oL

chP

 

Figure 4-1 : Conversion alternatif/continu avec un pont diode triphasé. 

Le dimensionnement du filtre d’entrée est classiquement réalisé comme suit. L’impédance de sortie du réseau au point 
de connexion du redresseur est supposée connue et de nature plutôt inductive. Dans le cas d’un redresseur commandé à 
fréquence de découpage donnée et à structure tension, il est nécessaire d’avoir une inductance minimum cotée réseau 
pour avoir un taux d’ondulation de courant de ligne acceptable. Si cette valeur n’est pas suffisante, il est nécessaire de 
mettre en série une inductance supplémentaire ou d’augmenter la fréquence de découpage. Pour maintenir le niveau de 
tension du bus continu dans une plage acceptable lors de brutales variations de charge, et rejeter ses ondulations de 
tension dues au découpage, on choisit souvent une grande valeur de la capacité Co. Si l’on appelle le temps nécessaire  
mis par la commande pour rejeter une perturbation de charge par un retard pure de durée T(retard), alors en première 
approximation, on peut montrer qu’un majorant de la valeur minimale de la capacité Co permettant de contrôler 
l’ondulation de tension du bus continu est donné par l’expression : 
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Que la création de la source continue de tension soit réalisée par un redressement à diode muni de son filtre d’entrée ou 
par un redresseur commandé, il est dans les deux cas, nécessaire d’étudier la stabilité du système lorsqu’on connecte 
cette source de tension à une charge de type onduleur-machine fonctionnant à puissance constante. Comme il a été 
expliqué au chapitre I, des interactions entre les deux étages peuvent amener le système dans un état instable. 
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Figure 4-2 : Structure de convertisseur alternatif/continu/alternatif  utilisée dans les servomécanismes [47]-[57]. 

Pour la réalisation de servomécanismes asservis en vitesse, une topologie standard utilisée est constitué d’un redresseur 
commandé alimentant un ensemble onduleur-moteur (Figure 4-2). Dans ce chapitre, nous étudions les différentes 
stratégies de contrôle appliquées à cette structure de puissance et permettant une diminution significative de la taille de 
la capacité de stockage du bus continu. 

Dans une première approche, nous supposons que les contrôles du redresseur commandé et de l’ensemble onduleur-
machine ont été élaborés de manière indépendante. A l’aide des méthodes détaillées aux chapitres I et II, nous étudions 
comment minimiser la capacité de stockage du bus continu tout en assurant la stabilité de l’ensemble du dispositif. Dans 
un second temps, nous intéressons aux stratégies de contrôles globales utilisant les méthodes détaillées au chapitre III. 
Deux méthodes de contrôle permettant un découplage des commandes des étages alternatif/continu et continu/alternatif 
sont proposés et permettent de réduire de manière significative la valeur de la capacité de stockage tout en assurant un 
parfait contrôle des grandeurs de sortie du servomécanisme. Les résultats de simulation ainsi que des validations 
expérimentales seront présentées. 

4.2 Description de la chaîne de conversion d’énergie 

Comme le montre la figure 4-2, le système étudié est constitué de deux étages mis en cascade. Le premier étage, à 
savoir un redresseur commandé à absorption sinusoïdale de courant, permet d’asservir la tension du bus continu à une 
valeur de référence tout en assurant un facteur de puissance quasi unitaire pour l’installation. Les courants absorbés par 
le redresseur sont donc en phase avec le système triphasé de tension d’alimentation. L’inductance triphasée (la mis en 
série d’inductance Lf et sa résistance parasite Rf) peut représenter l’impédance du court-circuit du réseau prenant en 
compte éventuellement l’inductance de fuite d’un alternateur triphasé ou une inductance externe rajoutée au montage. 
Le second étage est constitué d’un onduleur de tension triphasé alimentant une machine asynchrone à cage contrôlée en 
vitesse. Le couple de charge du moteur est assimilable à un couple de type frottement visqueux. A vitesse constante, la 
puissance consommée par la charge (et donc la puissance consommée par l’ensemble onduleur-machine) est constante. 
Comme il a été signalé au chapitre I, ce type de charge peut induire une instabilité dans l’ensemble du système due à 
l’interaction des commandes des deux étages. 

4.2.1 Le redresseur commandé à structure tension 

4.2.1.1 Structure de puissance 

Le redresseur commandé à absorption sinusoïdale de courant peut être classifiés en deux types de structures : l’une est 
dite à structure courant et l’autre à structure tension (Figure 4-3). Dans ce mémoire, nous utiliserons le redresseur 
commandé à structure tension car il permet d’intégrer les éléments parasites du réseau et ne nécessite pas l’utilisation de 
composants supplémentaires. Il est constitué d’interrupteurs commandable à l’amorçage et au blocage, bidirectionnels 
en courant et mono directionnels en tension. 

4.2.1.2 Modélisation et génération des courants de référence 

Normalement, les performances d’un convertisseur dépendent fortement de la qualité du contrôle des courants et donc 
des techniques d’asservissement en courant utilisée [77]. Il existe classiquement trois possibilités de modélisation pour 
un redresseur commandé à absorption sinusoïdale de courant à deux niveaux de tension [68]. En effet, il est possible 
d’utiliser pour la modélisation du système trois systèmes de coordonnées à savoir un repère stationnaire naturel lié aux 
axes abc (Figure 4-4), un repère stationnaire lié aux axes αβo obtenu après une transformation de Concordia (Figure 4-
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5) et un repère tournant lié aux axes dqo obtenu après une transformation de Park (Figure 4-6). Sur ces figures, da, db et 
dc sont des variables binaires (« 1 » ou « 0 ») indiquant les états de conduction des interrupteurs des bras du redresseur 
commandé. L’avantage d’utiliser une modélisation du système dans le repère de Park ou de Concordia réside dans le 
fait que ces deux approches permettent de contrôler facilement la puissance active P et réactive Q absorbé par le 
redresseur commandé. 
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Figure 4-3 : Les structures de redresseur commandé [76]. 
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Figure 4-4 : Modélisation du redresseur commandé dans un repère fixe lié aux axes abc [58]. 
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Figure 4-5 : Modélisation du redresseur commandé dans un repère lié aux axes αβ [58]. 
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Figure 4-6 : Modélisation du redresseur commandé dans un repère lié aux axes dq [58] 
avec tdtddd ωω βα sincos +=  et tdtddq ωω βα sincos +−= . 

La figure 4-7 montre le diagramme de la commande utilisée pour contrôler le redresseur à absorption sinusoïdale de 
courant dans un cadre ou on suppose mesurables les tensions de ligne du réseau alternatif. L’objectif est la modélisation 
en vue de l’étude de stabilité (détermination de l’impédance de sortie) d’un redresseur commandé et non pas l’étude des 
différents types de commande de ce type de convertisseur. Pour ces raisons, nous avons opté pour une commande 
contrôlant les composants abc du courant de ligne (Figure 4-7) à l’aide d’un régulateur à large bande passante 
(hystérésis modulé). Le contrôle de la tension du bus continu se fait en jouant sur la puissance active absorbée par le 
pont. Cette puissance représente donc la sortie du régulateur de tension. L’obtention d’un facteur de puissance unitaire 
est alors obtenue en imposant que la puissance réactive absorbée par le redresseur soit nulle. Or après transformation de 
Concordia (on notera T32 la matrice de changement de base), il vient : 

 cba ,,32, eTe ⋅=βα    et   cba ,,32, iTi ⋅=βα  (4-2) 

Ce qui donne en représentation complexe : eα,β = eα+jeβ et i = iα+jiβ. La puissance apparente complexe s’écrit alors : 

 ))((,, βαβαβαβα iiee jjieS −+=⋅= ∗  (4-3) 

Soit : 
44344214434421

QP

ieieieie

j

jS )()( βααβββαα −++=  (4-4) 
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Figure 4-7 : Schéma de la commande utilisée pour contrôler le redresseur  
à absorption sinusoïdale à facteur de puissance unitaire (q* = 0). 

Ce qui se réécrit sous la forme matricielle : 
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On en déduit alors : ⎥
⎦

⎤
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 (4-6) 

L’équation 4-6 permet, connaissant les références des puissances active et réactive, d’en déduire les courants de 
référence à imposer au système. Il vient : 
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Les références de courant abc sont alors obtenues en posant : TT
cba iiiii ][][ **

32
***

βαT=  

Remarque : D’un point de vue pratique, l’alimentation du redresseur commandé ayant été réalisée via un autotransfor-
mateur triphasé, il n’a pas été rajouté d’inductance triphasée dans le montage, les inductances de fuite de 
l’autotransformateur ayant une valeur suffisante pour notre application. Le système triphasé de tension ea,b,c n’est alors 
plus mesurable. L’obtention des grandeurs eα,β intervenant dans la relation (4-7) s’est faite en mesurant les tensions 
composées à l’entrée du redresseur, en les filtrant à l’aide de filtres passe bas du premier ordre accordés à la fréquence 
fsw/10 (fsw étant la fréquence de découpage des interrupteurs), puis en calculant leur transformée de Concordia. La 
présence des filtres engendre alors un retard qu’il est possible de compenser en régime permanent par l’adjonction de 

deux filtres identiques connectés à la sortie du bloc calculant les références de courant *
αi  et *

βi . 
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4.2.1.3 Étude des différentes stratégies de contrôle permettant d’asservir le courant à sa référence dans le 
repère naturel d’axe abc. 

L’objectif de tout asservissement en courant est de minimiser l’erreur entre le courant et sa référence, si possible avec 
une fréquence de commutation des interrupteurs fixe. Dans le repère choisi, cette tache est difficile car les références de 
courant sont alternatives ; la bande passante des régulateurs de courant doit donc être bien supérieure à la fréquence des 
courants de référence que l’on désire poursuivre. Prenons l’exemple d’un régulateur de type PI. Il assure une erreur 
statique nulle en régime permanent pour des signaux de références continus (gain  en boucle ouverte infini pour des 
signaux continus). Par contre, lorsque les signaux de référence ont une fréquence non nulle, le gain devient fini et des 
erreurs en phase et en amplitude peuvent apparaître entre le courant et sa référence. Ces erreurs sont fonctions des 
paramètres du régulateur et de la fréquence des signaux de référence [67], [77]. Ceci explique le fait que souvent, une 
représentation dans le repère tournant de Park est utilisée pour assurer le contrôle de courants triphasés. En effet avec 
cette représentation, les grandeurs à contrôler deviennent continues. Il est donc beaucoup plus facile d’assurer le 
contrôle des courants à leurs références. Par contre, la commande est plus complexe. Elle nécessite une augmentation de 
la puissance de calcul pour assurer un bon contrôle des courants ainsi qu’un dispositif permettant de connaître à tout 
instant l’angle électrique. Dans ce travail, nous avons choisi de travailler dans le repère fixe naturel abc afin de 
minimiser le temps de calcul. Nous avons donc utilisé des régulateurs de courant à large bande passante permettant de 
poursuivre correctement les courants de référence. 

Trois types d’asservissement en courant peuvent être envisagés. Une méthode possible est l’utilisation de régulateur à 
hystérésis (Figure 4-8). Ce type de régulateur sont robustes à large passante mais la fréquence de découpage est variable 
ce qui rend le filtrage des harmoniques dues au découpage. Par contre il est possible d’utiliser des régulateurs linéaires 
de type PI pour contrôler les courants des redresseurs commandés en MLI (Figure 4-9). En raison de la limitation 
dynamique imposée par le fonctionnement à fréquence fixe, le contrôle des courants dans le référentiel abc conduit à 
une erreur en module et en phase sur le courant. Ces régulateurs ne permettent donc pas de poursuivre précisément la 
forme des courants sinusoïdaux surtout si leur fréquence est élevée (cas des réseaux d’avion). Une alternative pour allier 
les avantages des deux types de régulateurs précédents, est d’utiliser une structure hybride de commande appelée 
« hystérésis modulé ». Son principe de commande est explicité sur la figure 4-10. La fréquence de commutation est 
imposée par la fréquence de la porteuse triangulaire. Quant à la largeur d’hystérésis, elle induit des propriétés de 
robustesses paramétriques à ce régulateur. Les explications sur le fonctionnement, la modélisation et le dimensionne-
ment de ce régulateur sont données en[78]. 
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Figure 4-8 : Principe d’une commande par hystérésis. 
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Figure 4-9 : Principe d’une commande par Modulation de Largeur d’Impulsion (MLI) dans le repère naturel d’axe abc. 
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Figure 4-10 : contrôle du courant de type « hystérésis modulée »[78]. 

La figure 4-11 montre l’allure du courant dans la phase a en régime permanent pour les trois types de régulateurs de 
courant vus précédemment (hystérésis, MLI, hystérésis modulé) lorsque l’inductance triphasée de ligne Lf est choisie 
égale à 2.5 mH et la tension du bus continu est régulée à 300 Vdc. On s’aperçoit que l’utilisation d’une porteuse 
symétrique permet, à taux d’ondulation de courant donné, de diminuer la fréquence de découpage des interrupteurs de 
puissance. Pour notre application la nécessité d’opérer à fréquence de commutation des interrupteurs fixe, d’avoir de 
bonnes propriétés dynamique et une insensibilité aux variations paramétriques, nous a conduits à choisir la structure 
hybride appelée « hystérésis modulé » pour assurer l’asservissement du courant à sa référence. Un tracé obtenu par 
simulation du courant triphasé absorbé par ce régulateur est donné sur la figure 4-12. 

4.2.1.4 Commande du BUS continu d’alimentation – approche petit signal 

Nous supposons que les courants absorbés par le redresseur sont parfaitement asservis à leurs références (prect = p*). Il 
vient alors : 

 ch
dc

dco i
v

p
v

dt

d
C −=

*

 (4-8) 

Linéarisons cette équation autour du point de fonctionnement, il vient : 

 ch
dc

dc
dc

dco i
V

p
v

V

P
v

dt

d
C

~~
~~

*

2

*

−+−=  (4-9) 

Où dcv~  et *~p sont les variations de la tension du bus continu et de la référence de puissance autour de leurs valeurs 

moyennes respectives ( dcV  et *P ). Après transformation de Laplace, on obtient : 

 )(
~

)(~)(~ *
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siVspsv
V

P
VsC chdcdc

dc
dco −=⎟

⎟
⎠

⎞
⎜
⎜
⎝

⎛
+  (4-10) 

A partir de cette dernière équation, deux stratégies de commande peuvent être utilisées. La première utilise un 
asservissement sur la tension de sortie, la seconde asservit l’énergie emmagasinée dans la capacité de stockage du bus 
continu. 

Commande en tension : Dans le cas de la commande en tension, la référence de puissance correspond à la sortie du 
régulateur de tension du redresseur commandé. En posant C(s) la fonction de transfert de l’asservissement en tension 
utilisé, il vient : 

 )](~)(~)[()(~ ** svsvsCsp dcdc −=  (4-11) 

En définissant 
*

2

P

CV odc
iv =τ  (4-12) 
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La méthode d’hystérésis

A4=Δ ai ( fsw = 10 kHz)

La méthode d’hystérésis

A2=Δ ai ( fsw = 20 kHz)

La méthode de MLI

A2=Δ ai ( fsw = 10 kHz)

La méthode d’hystérésis modulée

A1.0=Δ ai ( fsw = 10 kHz)

)2()()( dcfswip VLk ⋅⋅= ω )()( ipswii kk ⋅= ωet

1)( =ipk )()( ipswii kk ⋅= ωet

 
Figure 4-11 : Allure des courants de ligne pour différents types d’asservissement  

en courant lorsque la tension continue est égale à 300 Vdc et Lf = 2.5mH. 
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Figure 4-12 : Courants fournis par le réseau triphasé avec un asservissement en courant de type  

« hystérésis modulé » pour une fréquence de porteuse fsw= 10 kHz et une ondulation de courant fixée à 2A. 
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Alors, après une compensation pôle-zéro, la fonction de transfert en boucle fermée (BF) de la commande en tension 
s’écrit : 
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 (4-13) 

La commande en énergie : Dans le cas de la commande en énergie, la référence de puissance est la sortie de 
l’asservissement de l’énergie capacitive. Une linéarisation autour d’un point de fonctionnement de l’énergie capacitive 
permet d’exprimer la relation liant la variation d’énergie capacitive et la variation de la tension. Il s’obtient comme suit : 

 2

2

1
dcodc vCe =  (4-14) 

 dcdcodc vVCe ~~ =  (4-15) 

Après transformation de Laplace, il vient : 

 )(~)(~ svVCse dcdcodc =  (4-16) 

Comme précédemment (relation 4-12) on pose : )/( *2 PCV odcie =τ . La fonction de transfert en boucle fermée de la 

commande en énergie, après une compensation pôle/zéro, s’écrit alors : 
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 (4-17) 

En comparant les équations (4-13) et (4-17), dans le cas où les paramètres du régulateur sont supposés identiques, alors 
on constate que l’asservissement en énergie admet une constante de temps en boucle fermée 1/(VdcCo) fois plus grande 
(en supposant ce coefficient supérieur à 1) que celle de l’asservissement en tension. Si l’on dimensionne les régulateurs 
de manière à ce que les propriétés dynamiques du système en boucle fermée soient identiques, la commande en énergie 
est alors plus avantageuse car, en raison d’une meilleure linéarité du système, elle permet un rejet des perturbations dues 
aux variations de charge plus efficace. 

4.2.1.5 Dimensionnement des composants passifs 

Nous supposons que la valeur de l’inductance de ligne est donnée (utilisation des inductances de fuite d’un 
autotransformateur triphasé pour notre application). 

Pour choisir la taille de la capacité de bus continu, il est nécessaire de tenir compte de l’ondulation de tension évaluée 
dans le pire des cas. Lorsque la conception de chaque étage du servomécanisme est réalisée de manière indépendante, 
cette capacité sert de source tampon d’énergie ; sa valeur est en général grande. Différents critères sont à prendre en 
compte lors du dimensionnement de la capacité du bus continu d’alimentation. Parmi ces critères, les plus usuels sont 
l’ondulation de tension, la stabilité du système et la valeur efficace du courant capacitif. L’étude de l’ondulation de 
tension est faite dans cette partie. Quant à la valeur de capacité assurant la stabilité du système complet, elle sera étudiée 
ultérieurement. La valeur efficace des courants traversant la capacité conditionne l’élévation thermique du 
condensateur. Ce dernier critère ne sera pas traité dans ce mémoire. 



Chapitre 4 : Commande globale d’un redresseur commandé et d’un actionneur 
électrique connecté au même bus continu – Étude de stabilité 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

76 

ae

ai
1D

oC dcv

chI
fRfL

oCi

recti

chI

2D

3D 4D
 

Figure 4-13 : Redresseur à absorption sinusoïdale monophasé. 

Contrairement au cas du redresseur à absorption sinusoïdale monophasée (Figure 4-13) ou la capacité est dimensionnée 
de manière à limiter l’ondulation de tension produite lorsque le système opère à facteur de puissance unitaire (création 
d’une ondulation de tension dont la pulsation est deux fois celle du réseau), la puissance pin transmise à l’étage continu 
par un redresseur à absorption sinusoïdale de courant triphasé est constante. En effet : 

 inp   =  ccbbaa ieieie ++  

   =  )240(sin)120(sinsin 222 °++°++ tIEtIEtIE mmmmmm ωωω  

alors inP   =  mmIE
2

3
 (4-18) 

où Em et Im sont les valeurs crêtes de tension et courant dans chaque phase du réseau. Le courant moyen (moyenne 
calculée sur une période de découpage des interrupteurs) délivré par le pont redresseur s’écrit alors : 

 ch
dc

mm
rect I

V

IE
i ==

2

3
 (4-19) 

L’équation (4-18) prouve qu’en régime permanent du système, le courant dans la capacité n’a pas de composante basse 
fréquence. Le dimensionnement de la capacité doit donc uniquement prendre en compte les variations de tension 
produites par des variations brutales de charge (l’ondulation de tension haute fréquence produite par le découpage a 
impact faible sur le dimensionnement de la capacité). La capacité est dimensionnée en considérant les variations de 
tension produites lors des variations de charge et ceci dans le pire des cas. 

Prenons l’exemple d’un redresseur commandé triphasé à absorption sinusoïdale dont l’asservissement en énergie est 
réalisé via un régulateur linéaire de type PI. Le dimensionnement de ce régulateur est identique à celui détaillé au 
paragraphe 4.2.1.4. Dans le cas d’un contrôle en énergie, l’équation différentielle régissant le comportement dynamique 
de l’énergie en fonction de la puissance fournie par le pont redresseur et de la puissance consommée par la charge est 
alors linéaire. Elle s’écrit : 

 chdc ppe
dt

d
−= *  (4-20) 

La fonction de transfert en boucle fermée (paramètres du PI : kpe, τie) liant la variation d’énergie capacitive à la variation 
de puissance de charge est du second ordre avec un zéro à l’origine. Elle s’écrit : 
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L’application de la transformée de Laplace inverse permet d’obtenir l’expression formelle de la variation d’énergie 
capacitive en fonction du temps. Il est alors possible de calculer sa variation minimale noté Δecapa. Il vient alors : 

][5.0 2
(max)

2
(min) dcdcocapa VVCe −=Δ  
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Il est alors possible d’exprimer la valeur minimale de capacité permettant de contrôler la chute de tension pendant cette 
brutale variation de charge. Il vient : 
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La figure 4-14 (respectivement 4-15) montre l’allure des courants de ligne (respectivement de la tension du bus continu) 
obtenu lors d’une variation de puissance de charge de 0 à Pmax (Pmax = 3 kW). La capacité Co du bus continu a été 
dimensionnée pour assurer une variation maximale de tension de 10Vdc. Le dimensionnement réalisé donne des résultats 
en accords avec le modèle théorique. 

4.3 Étude de la stabilité de l’ensemble du servomécanisme dans le cas d’une commande 
indépendante de chaque étage. 

Comme nous l’avons détaillé aux chapitres I et II, la mise en cascade de deux dispositifs fonctionnant à puissance 
constante, peut entraîner une instabilité de l’ensemble du dispositif lorsque leurs commandes sont réalisées de manière 
indépendante. Pour prouver la stabilité de la mise en cascade du redresseur commandé/ensemble onduleur-moteur 
(Figure 4-2), et trouver la valeur minimale de capacité assurant la stabilité, nous devons nous placer autour d’un point 
de fonctionnement et étudier l’impédance de sortie Zo(s) du redresseur commandé ainsi que l’impédance d’entrée Zin(s) 
de l’ensemble onduleur-moteur asynchrone. 

4.3.1 Calcul de l’impédance de sortie du redresseur commandé 

Pour calculer l’impédance de sortie Zo(s), nous devons évaluer la variation de tension induite par une variation du 

courant de charge du redresseur notée )(
~

siload . Grâce à l’équation (4-9), nous pouvons expliciter l’impédance de sortie 

du redresseur Zo(s) dans le cas d’une commande en tension et d’une commande en énergie. 

Commande en tension (DC-VC) : 
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Commande en énergie (DC-EC) : 
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Pour étudier l’influence des paramètres de contrôle du redresseur sur la stabilité de l’ensemble, quatre cas seront 
considérés. Les deux premiers correspondent à un choix identique des paramètres de commande (kpv = kpe et Ĳiv = Ĳie) que 
ce soit pour un contrôle en tension ou un contrôle en énergie lorsque le coefficient 1/(VdcCo) est inférieur ou supérieur à 
l’unité. Les deux derniers correspondent à un réglage des paramètres des régulateurs en énergie et en tension qui leur 
assurent des propriétés dynamiques identiques (kpv ≠ kpe et Ĳiv = Ĳie) et ceci pour une valeur de 1/(VdcCo) inférieure ou 
supérieure à l’unité. Dans ce qui suit, la tension Vdc étant fixée à 300 V, 1/(VdcCo) sera supérieur à l’unité pour une 
valeur de la capacité Co prise égale à 1000 µF. Il sera inférieur à l’unité lorsque nous choisissons Co = 5000 µF. 
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Figure 4-14 : Allure de la tension, du courant de référence, et courant  

de ligne des phases abc lors d’une variation de puissance de charge de 0 à Pmax. 
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Figure 4-15 : Allure de la tension du bus continu lors d’une variation de charge de 0 à Pmax avec avec Co = 1100 ȝF. 

4.3.2 Calcul de l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur-moteur asynchrone 

Dans cette partie, nous faisons l’hypothèse que les composantes directe et en quadrature du courant statorique de la 

machine asynchrone ( dsi  et qsi ) sont asservis à leurs références ( *
dsi  et *

qsi ) par l’intermédiaire d’un contrôle vectorielle 

classique en orientant le flux rotorique suivant l’axe direct ( qrφ  = 0). Les régulateurs utilisés sont des régulateurs 

linéaires de type PI. Après linéarisation au premier ordre d’un bilan de puissance entre la puissance fournie par le bus 
continu et la puissance absorbée par la machine asynchrone et en négligeant la variation des pertes de l’onduleur, il 
vient : 

 )(
~

)(~)(
~

)(~)(
~

)(~ siVIsvsiVIsvsiVIsv qsqsqsqsdsdsdsdsdcdcdcdc +++=+  (4-25) 
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où )(~ svds  et )(~ svqs  sont les transformées de Laplace des variations des composantes dq de la tension statorique. dsV  et 

qsV  sont les composantes dq de la tension statorique au point de fonctionnement considéré. En notant les composantes 

dq de la tension de commande de l’onduleur de tension commandé en MLI par *
dsv  et *

qsv , et les composantes dq de sa 

tension de sortie par dsv  et qsv , il vient : 

 T
qsds

T
qsds vvGvv ][][ **⋅=  (4-26) 

En supposant que les fréquences de coupure des asservissements des courants d’axes d et q sont largement inférieures à 
la fréquence de découpage des interrupteurs de l’onduleur, alors l’onduleur peut se modéliser par un gain G dépendant 
de la tension de l’étage continu et de l’amplitude du signal porteur noté pm. Il s’écrit : 
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V
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2
=  (4-27) 

En prenant en compte d’éventuelles variations de tension du bus continu, un modèle de l’onduleur obtenu après 
linéarisation au premier ordre autour d’un point de fonctionnement conduit à : 
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En supposant la vitesse mécanique lentement variable en comparaison de la vitesse d’évolution des grandeurs 

électriques et en imposant des références de courant d’axe d et q constantes ( *~
dsi ≈ *~

qsi ≈ 0), il vient : 
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La modélisation petit signal de la machine asynchrone permet alors d’exprimer la matricer admittance du système. On 
obtient : 

 ⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
⎥
⎦

⎤
⎢
⎣

⎡
−

−
⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
Δ

=
⎥
⎥
⎦

⎤

⎢
⎢
⎣

⎡
)(~
)(~

)()(

)()(

)(

1

)(
~

)(
~

1 sv

sv

sFsC

sBsD

ssi

si

qs

ds

qs

ds  (4-30) 

Des équations (4-28), (4-29) et (4-30), nous déduisions : 

 )(~)()(
~

svsUsi dcds ⋅=  (4-31) 

 )(~)()(
~

svsVsi dcqs ⋅=  (4-32) 

En utilisant l’équation (4-25) et en réarrangeant les différents termes puis en éliminant les variations des tensions et des 
courants d’axe d et q à l’aide des relations (4-30), (4-31), et (4-32), il vient : 
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Les fonctions de transfert B(s), C(s), D(s), F(s), W(s), U(s), X(s), V(s), Δ1(s) et Δ2(s) sont données dans l’annexe D. Les 
paramètres du système sont donnés ci dessous : 
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Paramètres du redresseur commandé : 

 Fréquence du réseau ( f ) :       50 Hz 
 Inductance de ligne du réseau (L) :      2,5 mH 
 Résistance série du réseau (R) :    0,01 Ω 
 Puissance nominale de fonctionnement (P*) :         3 kW 
 Capacitance totale du bus continu (Co) : 11300 µF 

Paramètres de la machine asynchrone : 

Puissance nominale         3 kW 
Courant nominal de phase      6,6 Arms 
Tension nominale de chaque phase      230 Vrms 
Vitesse nominal   1500 tr/min 
Fréquence nominale       50 Hz 
Nombre de paires de pôles         2 
Inductance cyclique statoriques et rotorique (Ls = Lr) :    0,27 H 
Inductance Mutuelle (Lm) :    0,26 H 
Constante de temps rotorique (Ĳr) :    0,20 sec 
Coefficient de dispersion (ı)  0,074 
Résistance statorique (Rs) :  1,825 Ω 
Résistance rotorique (Rr) :  1,350 Ω 
Coefficient de frottement visqueux (fm) :  0,096 Nm·sec 
Inertie des pièces tournantes (Jm) : 50×10-3 Kg.m2 

Sauf mention contraire, les paramètres utilisés lors des divers essais (simulation ou pratiques) sont ceux donnés ci-
dessus. 

Afin de déterminer l’effet d’une diminution de la valeur de la capacité du bus continu sur la stabilité de l’ensemble du 
système, nous évaluons à l’aide des critères fréquentiels établis au chapitre I, la stabilité du système pour différentes 
valeurs de capacité et différents modes de commande du redresseur commandé. 

Cas ou les mêmes valeurs de paramètres sont utilisées pour le contrôle en énergie et en tension (kpv = kpe et Ĳiv = Ĳie) 

Sur la figure 4-16 sont représentés l’impédance d’entrée de l’ensemble onduleur machine muni de sa commande Zin(s) 
ainsi que différents tracés d’impédance de sortie Zo(s) du redresseur dans le cas d’une commande en tension (DC-VC) et 
d’une commande en énergie (DC-EC) pour des paramètres de commande identiques. 

La tension du bus continu est asservie à 300 Vdc, la valeur de la capacité Co a été fixée à 1000µF (ration 1/VdcCo 
supérieur à 1) ou 5000µF (ration 1/VdcCo inférieur à 1). Quelque soit le mode de commande utilisé, le comportement  
haute fréquence de l’impédance de sortie du redresseur commandé est inchangé. Par contre, la stratégie de contrôle 
influe beaucoup sur la valeur du module de Zo(s) à basse fréquence. Pour des valeurs de capacité élevées, à paramètres 
de contrôle fixé, on retrouve les résultats obtenus avec les relations (4-13) et (4-17). L’impédance de sortie du 
redresseur commandé est plus faible lorsqu’une commande en énergie est utilisée à la place d’une commande en tension 
pour un ratio 1/VdcCo inférieur à 1. Par contre lorsque ce ratio est supérieur à 1, la dynamique de l’asservissement en 
énergie est plus lente que celle en tension ce qui conduit à un module de Zo(s) plus grand pour un contrôle asservissant 
l’énergie que celui asservissant la tension. Ces propriétés se retrouvent sur les tracés de Nyquist de la fonction de 
transfert Zm(s) = Zo(s)/Zin(s) présentés sur les figures 4-17 et 4-18. La surface délimitée par  le tracé de Nyquist 
augmente lorsque la valeur de la capacité Co diminue et se rapproche du point (-1, 0). Bien qu’avec les valeurs de 
capacité proposées, le système obtenu après la mise en cascade du redresseur et de l’ensemble onduleur-moteur soit 
toujours stable, il est clair que les critères d’impédance évoqués au chapitre I ne seront plus vérifiés pour des valeurs 
trop faibles de capacité. 
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Figure 4-16 : Diagramme de Bode représentant le module de l’impédance de sortie du redresseur commandé Zo(s) pour 
des contrôles de type (DC-VC) et (DC-EC) avec les même paramètres de commande : kpe = kpv et Ĳie = Ĳiv (à 300 Vdc). 
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Figure 4-17 : Tracé de Nyquist de Zm(s) pour des contrôles de type DC-VC et DC-EC avec  

les même paramètres de commande : kpe = kpv et Ĳie = Ĳiv et un ratio 1/VdcCo supérieur à 1 (Co = 1000µF). 
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Figure 4-18 : Tracé de Nyquist de Zm(s) pour des contrôles de type DC-VC et DC-EC avec  

les même paramètres de commande : kpe = kpv et Ĳie = Ĳiv et un ratio 1/VdcCo inférieur à 1 (Co = 5000µF). 

Ces propriétés dynamiques sont mises en évidence par les essais réalisés par simulation et présentés sur les figures 4-19 
et 4-20. Sur ces figures, sont représentées les allures de la tension continue, de la composante en quadrature du courant 
statorique et de la vitesse lors de variations de vitesse de référence. On constate que pour un ratio 1/VdcCo inférieur à 1 
(Co = 5000µF), la commande en énergie présente un comportement en rejet de perturbation de courant de charge 
légèrement meilleur que la commande en tension. Dans le cas ou ce coefficient est supérieur à 1 (Co = 1000µF), le 
résultat est inversé, la commande en tension présentant alors à un meilleur rejet de la perturbation. 
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Figure 4-19 : Comportement en régime transitoire lors de variations de vitesse du moteur asynchrone pour les deux 
types de contrôle en énergie et en tension lorsque Co = 5000µF et que les paramètres de contrôle sont identiques. 
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Figure 4-20 : Comportement en régime transitoire lors de variations de vitesse du moteur asynchrone pour les deux 
types de contrôle en énergie et en tension lorsque  Co = 1000µF et que les paramètres de contrôle sont identiques. 

Cas ou les propriétés dynamiques en asservissement pour le contrôle en énergie et en tension sont identiques (kpv ≠ 
kpe et Ĳiv = Ĳie) 

Par contre, en choisissant de dimensionner les paramètres de commande des contrôles en énergie et en tension de 
manière à obtenir des propriétés dynamiques en asservissement identiques, alors les tracés des impédances de sortie 
pour les deux modes de commande se superposent (Figure 4-21). 

Les tracés de Nyquist présentés sur les figures 4-22 et 4-23 pour les deux valeurs de capacité Co=1000µF et 5000µF 
montrent que le système résultant de l’association en cascade des deux dispositifs est stable quelque soit le mode de 
contrôle utilisé. Comme précédemment l’aire délimitée par le contour de Nyquist augmente lorsque la valeur de 
capacité diminue. Des valeurs de capacité faibles diminuent alors les marges de stabilité du système. 

Pour illustrer les propriétés dynamiques de l’ensemble du système, des essais sont réalisés par simulation et présentés 
sur les figures 4-24 et 4-25. Sur ces figures, sont représentés les allures de la tension continue, du courant statorique 
d’axe q et de la vitesse lors de variations de vitesse de référence. On constate que pour un ratio 1/VdcCo inférieur à 1 (Co 
= 5000µF), la commande en tension présente un comportement en rejet de perturbation de courant de charge légèrement 
meilleur que la commande en énergie. Dans le cas ou ce coefficient est supérieur à 1 (Co = 1000µF), le résultat est 
inversé, la commande en tension conduisant alors à un meilleur rejet de la perturbation. Ce comportement ne peut 
s’expliquer par une analyse basée sur l’impédance de sortie du dispositif puisque, quelque soit le mode de commande, 
elle est identique. En fait, pour de faibles valeurs de capacité, à dynamique d’asservissement fixée, une meilleure 
linéarité du système est obtenue lorsqu’on utilise un asservissement en énergie et entraîne un meilleur rejet de 
perturbation sur l’étage continu (Figure 4-25 et 4-26). 
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Figure 4-21 : Diagramme de Bode représentant l’impédance de sortie du redresseur commandé Zo(s) pour des 

contrôlesde type (DC-VC) et (DC-EC) avec les même paramètres de commande : kpe ≠ kpv et Ĳie = Ĳiv. 
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Figure 4-22 : Tracé de Nyquist de Zm(s) pour des contrôles de type DC-VC (à gauche) et DC-EC (à droite) lorsque les 

paramètres sont calculés pour obtenir la même dynamique en asservissement kpe ≠ kpv et Ĳie = Ĳiv (Co = 5000 µF). 
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Figure 4-23 : Tracé de Nyquist de Zm(s) pour des contrôles de type DC-VC (à droite) et DC-EC(à gauche) lorsque les 

paramètres sont calculés pour obtenir la même dynamique en asservissement kpe ≠ kpv et Ĳie = Ĳiv (Co = 1000 µF). 
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Figure 4-24 : Allure de la tension continue lors de variations de vitesse du moteur asynchrone pour les deux types de 

contrôle en énergie et en tension lorsque Co = 5000µF et que les propriétés dynamiques sont identiques. 
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Figure 4-25 : Allure de la tension continue lors de variations de vitesse du moteur asynchrone pour les deux types de 

contrôle en énergie et en tension lorsque Co = 1000µF et que les propriétés dynamiques sont identiques. 

4.4 Adaptation des dynamiques des deux étages de conversion AC/DC et DC/AC 

4.4.1 Introduction 

La réduction de la taille des composants passifs (inductance, capacité) se traduit souvent par une diminution 
significative du poids et du volume dans les actionneurs. Dans notre application, les inductances de fuite d’un 
alternateur synchrone ou les inductances de ligne du réseau triphasé peuvent servir d’inductance triphasée à l’entrée du 
redresseur commandé. Pour diminuer la taille de la capacité de stockage du bus continu, il est nécessaire d’adapter les 
dynamiques de l’étage d’entrée (le redresseur commandé) à celle de l’étage de sortie (l’ensemble onduleur moteur). 
D’un point de vue « impédance », cela revient à obtenir une impédance de sortie du redresseur commandé « presque 
nulle » grâce à une commande appropriée. Alors à toutes variations de courant de charge sur le bus continu sera 
associée une variation nulle de la tension continue. Le dimensionnement de la capacité ne sera alors plus conditionné 
par le temps nécessaire à la commande du redresseur pour rejeter un appel de puissance sur le bus continu (voir 
paragraphe 4.2.1.5) puisque la fonction « réservoir d’énergie » n’a plus lieu d’être. Le détail du dimensionnement de la 
capacité dans le cas d’une parfaite adaptation des dynamiques sera donné à la fin de ce chapitre. 
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Figure 4-26 : Présentation du système étudié. 

Plusieurs stratégies de contrôle peuvent être utilisées pour arriver à cet objectif. Elles sont toutes basées sur un bilan de 
puissance entre la puissance consommée par la charge et la puissance fournie par le redresseur commandée [33]-[54], 
[65], [69] et [57] utilisent le courant de charge comme une entrée supplémentaire pour l’asservissement en tension du 
redresseur commandé. Les méthodes développées nécessitent un courant de charge continue au sens mathématique pour 
un fonctionnement optimum. Lorsque la charge est constituée par un ensemble onduleur-moteur, si l’inductance de 
ligne du bus continu n’a pas une valeur suffisante, il est alors nécessaire de filtrer la mesure du courant de charge ce qui 
ralentit la dynamique en rejet de perturbation et donc ne permet pas une diminution optimale de la taille de capacité. 
[52]-[53] utilisent une linéarisation entrée/sortie pour le contrôle d’un redresseur commandé. Pour l’asservissement des 
variables de sortie à leurs références, [52] utilise des régulateurs linéaires de type PI alors que [53] a opté pour un 
placement de pôles via une approche de type retour d’état. Ces deux techniques présentent l’inconvénient d’être 
relativement sensibles aux erreurs de modélisation et de paramètres. Pour le contrôle de l’actionneur présenté sur la 
figure 4-26, nous avons développé deux stratégies de commande. 

La première utilise un découplage non linéaire de type feedback utilisant les variables de commande de l’ensemble 
onduleur machine asynchrone pour estimer la puissance débitée par le bus continu. La seconde utilise une linéarisation 
entrée/sortie appliquée à l’ensemble du système. Les sorties du système linéarisé obtenu sont alors asservies à leurs 
références grâce à une commande par mode de glissement qui assure une bonne immunité aux variations paramétriques 
et aux erreurs de modélisation. 

Quelque soit la structure de contrôle utilisée, nous supposons que : 

• les courants absorbés par le redresseur commandé suivent parfaitement leurs références de courant. C’est-à-dire que 
la puissance injectée par le redresseur est égale à la puissance de référence imposée par la commande, 

• la puissance dissipée par effet joule dans les interrupteurs de puissance (en commutation et en conduction) ainsi que 
la puissance dissipée dans les câbles sont négligées, 

• l’onduleur sera modélisé par un gain G constant, 

• la machine asynchrone est modélisée dans un référentiel tournant lié au flux rotorique ( qrφ = 0). 



Chapitre 4 : Commande globale d’un redresseur commandé  
et d’un actionneur électrique connecté au même bus continu – Étude de stabilité 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

87

 

refp
p'

*
dsv′

*
qsv′

*
dsv

*
qsv

convp

rect

 

Figure 4-27 : Représentation sous forme de schéma bloc du découplage  
non linéaire Feedback proposé pour le contrôle de l’actionneur. 

4.4.2 Compensation non linéaire via un découplage de type feedback 

Dans cette méthode, la puissance consommée par la charge peut être obtenue directement à l’aide d’une mesure du 
courant de charge iload (Figure 4-26) ou indirectement à l’aide d’une estimation utilisant les composantes dq de la 

tension de commande ( ** , qsds vv ). La tension de l’étage continu est alors régie par l’équation différentielle suivante : 

 
dc

conv

dc

rect
dco V

p

V

p
v

dt

d
C −=  (4-34) 

où prect et pconv sont respectivement la puissance injectée par le redresseur commandé dans la capacité et la puissance 
consommée par l’ensemble onduleur moteur (voir Figure 4-26). La puissance consommée par l’ensemble onduleur 
moteur s’écrit alors : 

 )( **
qsqsdsdsfiltréloaddcconv ivivGiVp ⋅+⋅⋅≈⋅= −  (4-35) 

Il est préférable, quand c’est possible, d’estimer la puissance demandée par la charge à l’aide de ces grandeurs de 
commande plutôt que de mesurer le courant de charge iload (voir Figure 4-26) et de le filtrer, la présence du filtre 
introduisant un retard dans la chaîne de compensation de l’énergie. En effet, ce retard aura un impact direct sur le 
dimensionnement de la capacité de stockage d’énergie du bus continu. 

En utilisant les équations (4-34) et (4-35), l’équation différentielle régissant l’évolution de la tension continue s’écrit : 

 
dc

rect
dco V

p
v

dt

d
C

′
=  (4-36) 

avec : )( **
qsqsdsdsrectconvrectrect ivivGpppp ⋅+⋅⋅−=−=′  (4-37) 

Hors, la dynamique des boucles de courant du redresseur commandé étant supposée bien plus rapide que celle de la 
boucle de tension, la puissance injectée par le redresseur commandé Prect dans la capacité est ègale à la puissance de 
référence préf (Figure 4-26) imposée par la commande. Les variations de tension continue sont donc liées aux variations 
de puissance rectp'~  par l’équation : 

 
dcorect

dc

VsCsp

sv 1

)('~
)(~

=  (4-38) 

Cette équation conduit à la représentation du découplage non linéaire de type feedback donné sur la figure 4-27 où 

rectp'~  est le signal obtenu à la sortie du régulateur de tension. La puissance de référence à injecter par le redresseur 

commandé est alors déduite par simple addition avec la puissance de charge estimée. Il vient : 

 convrectqsqsdsdsrectréf ppivivGpp +=⋅+⋅⋅+= ')(' **  (4-39) 
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Les résultats obtenus par simulation suite à des variations de vitesse de référence du moteur asynchrone sont donnés sur 
la figure 4-28. Le bus continu reste parfaitement contrôlé lors des différents régimes transitoires. L’intérêt de la 
méthode proposée est de ne nécessiter aucune modification des stratégies de commande de l’ensemble onduleur moteur. 
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Figure 4-28 : Étude du comportement de la tension continue lors de variations  
de vitesse de référence avec structure de découplage Feedback (Co = 100 ȝF). 

4.4.3 Utilisation de la linéarisation entrée/sortie et boucles d’asservissement utilisant une commande par 
mode de glissement 

4.4.3.1 Linéarisation entrée/sortie 

Nous allons appliquer la technique de linéarisation entrée sortie à l’ensemble des équations régissant le fonctionnement 
de l’actionneur (Figure 4-29). Notons ici que l’onduleur est modélisé par un gain dépendant de la tension de l’étage 
continu. Les composantes d et q de la tension statorique apparaissant dans le vecteur commande u sont les produits des 
composantes dq de la tension de référence et du gain de l’onduleur. En conservant le formalisme introduit au chapitre 
III, l’équation différentielle régissant le comportement de l’ensemble des variables d’état du système s’écrit : 

 uxDxfx  )()( +=& ;       )(xhy =  (4-40) 

avec : [ ] Txfxfxfxf )()()()( 321=  ])()()([)( 321 xdxdxdxD =  

))(1()(1 drdsmr iLxf φτ −=  T
dcodss vCiL ]010[)(1 −= σxd  

drrLqsmRdsssr KiiLRxf φτωσ )()()(2 ++−=  T
dcoqss vCiL ]100[)(2 −= σxd  

qsssrdsmRdrmpL iLRiPKxf )()(3 σωφ −−Ω−=  T
dcovC ]1000[)(3 =xd  

0)(4 =xf  T
dcqsdsdr vii ][φ=x  T

refqsds pvv ][=u  
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Figure 4-29 : Représentation sous forme de schéma bloc  
de la modélisation du système en vue d’une linéarisation entrée/sortie. 

Les éléments du vecteur de sortie h(x) = [h1(x) h 2(x) h 3(x)]T sont respectivement le couple électromagnétique h1(x), le 
flux rotorique h2(x) et l’énergie stockée dans la capacité du bus continu h3(x). Le calcul des différentes dérivées de Lie 
conduit alors à : 

)(1 xf hL  = ))()()(( 31 drqsrmp xfixfLLP φ+  )(21
xfd hLL  = rsm LL τσ  

)(2
2 xf hL  = ( ))()()1( 12 xfxfLmr −τ  )(31

xd hL  = dsi−  

)(3 xf hL  = 0  )(32
xd hL  = qsi−  

)(12
xd hL  = rsdrmp LLLP σφ  )(33

xd hL  = 1 

La figure 4-30 montre le système équivalent obtenu après la linéarisation entrée sortie. Il est possible de mettre sous 
forme d’état ce nouveau système. Pour introduire les termes intégraux utilisés dans la génération de la commande par 
mode de glissement, ce système initialement d’ordre 4 a été augmenté par trois variables d’état représentant les 
intégrales sur les erreurs d’énergie, de couple et de flux. La représentation d’état du système résultant s’écrit : 

 dddddd CvByAy ++=&  (4-41) 

avec  [ ]Tdddddddd yyyyyyyy 7654321=  

 1dem yC =  ; 11 vyC dem == && ; 

 2ddr y=φ  ; 32 dddr yy == &&φ  ; 232 vyy dddr === &&&&&φ  

 4ddc ye =  ; 34 vye ddc == &&  

 )( 1
*

15 ddd yyy −=&  d’où dtyyy ddd ∫ −= )( 1
*

15  

 )( 2
*

26 ddd yyy −=&  d’où dtyyy ddd ∫ −= )( 2
*

26  

 )( 4
*

47 ddd yyy −=&  d’où dtyyy ddd ∫ −= )( 4
*

47  
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Figure 4-30 : Système obtenu après application de la linéarisation entrée/sortie. 
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*
1dy  est la référence du couple électromagnétique, 

*
2dy  est la référence du flux rotorique, 

*
4dy  est la référence de l’énergie stockée dans la capacité. 

4.4.3.2 Synthèse de la commande par mode glissement 

Étant donné que les valeurs des paramètres du système (et notamment de la machine asynchrone) ne sont pas connues 
de manière exacte, nous avons préféré utiliser un contrôle robuste pour piloter le système obtenu après linéarisation 
entrée/sortie. Nous avons donc opté pour un contrôle de type glissant appliqué au système (4-41). La génération du 
vecteur contrôle vd est réalisée en utilisant la loi de ralliement suivante : 

 0sLλsQs =−−= )()sgn(&  (4-42) 

avec  Q = ],,,,[ 21 mqqqdiag L   0>iq  

 L = ],,,,[ 21 mllldiag L    0>ik  

 λ(s) = [ ] ,)(,),(),( 2211
T

mm sss λλλ L   0)0(,0)( => iiii ss λλ  

Contrairement à la méthode proposée en [60] et [61] où, pour réduire le problème de «Chattering », le dimensionnement 
de la matrice Q est réalisé de manière à ce que la dynamique de s soit ralentie lorsqu’on s’approche de l’hyper surface 
de glissement s = 0, ici nous proposons la stratégie présentée sur la figure 4-31. Lorsque la trajectoire d’état évolue au 
voisinage de la surface de glissement, les coefficients de cette matrice sont nuls. Lorsqu’on s’en éloigne trop, alors le 
terme en Qsgn(s) devient actif et ramène avec une grande dynamique la trajectoire d’état vers la surface de glissement. 
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Figure 4-31 : Génération des termes non linéaires en Qsgn (s). 

4.4.3.2.1 Définition de l’hyper surface de commutation 

Pour cette application, nous disposons de trois variables de commande (m = 3), à savoir les composantes v 1, v 2 et v3 du 
vecteur commande vd du système linéarisé (4-41). Les trois composantes de l’hyper surface de commutation sont 
définies comme suit : 

 1s  = 521
*

11 )( ddd ykyyk +−  

 2s  = 652
*

2433 )( dddd ykyykyk +−+−  

 3s  = 774
*

46 )( ddd ykyyk +−  

Pour étudier le comportement asymptotique des variables d’état, nous mettons les équations précédentes sous la forme 
matricielle suivante : 

 ][ *
dd yyKs −=  (4-43) 

où 

⎥
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⎥
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−
−

−
=

76

534

21

00000
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00000

kk

kkk

kk

K  

4.4.3.2.2 Calcul de la commande équivalente 

L’existence de la commande équivalente est une condition nécessaire pour assurer l’existence d’un mode de glissement 

sur la surface de commutation s = 0. En supposant les références intervenant dans la relation (4-43) constantes ( *
dy = 

cst) et en définissant la fonction λ(s) = s, la relation (4-42) permet d’en déduire la commande équivalente. Il vient : 

 )]()sgn([)( *1
ddddddd yyLKsQKCyKAKBv −++−−= −  (4-44) 

La stratégie de contrôle utilisé correspond à une logique de commutation à ordre libre. L’ordre d’apparition des 
différents modes de glissements élémentaires est laissé libre. La trajectoire d’état du système évolue naturellement vers 
la surface de glissement la plus facilement accessible par la commande. Cette méthode est beaucoup plus souple que la 
précédente, de réalisation plus aisée et possède une meilleure réponse dynamique [60]-[61]. En substituant l’équation 
(4-43) dans (4-41), il est alors possible de déterminer l’équation permettant d’étudier la dynamique équivalente du 
système sur la surface de glissement. Il vient : 

 ])sgn([)( *
dddddeqd LKysQKCKBByAy −−−−⋅=&  (4-45) 

avec : )()( LKKAKBBAA +−−= ddddeq  

Le placement des pôles de la matrice équivalente du système notée Aeq, permet de fixer les propriétés dynamiques de 
ralliement des variables de sortie à leurs références. 

ε
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Ces pôles ne dépendent que des paramètres de contrôle et vérifient : 

 2,1p  = 121, kkl −−  (4-46) 

 3,2,1p  = 353
2
442 2)4(, kkkkkl −±−−  (4-47) 

 2,1p  = 673 , kkl −−  (4-48) 

NB: Pour établir les relations (4-46) à (4-48), nous avons supposé que la dynamique de ralliement de la trajectoire d’état 
à la surface s = 0 est beaucoup plus rapide que celles des variables de sortie à leurs références. Dans la commande 
proposée, la référence de couple est générée par la sortie d’un régulateur linéaire de vitesse de type PI. 

Pour valider l’approche proposée, différents essais (obtenus par simulation ou expérimentation) ont été réalisés et sont 
présentés sur les figures 4-32 à 4-36. Les valeurs des différents paramètres utilisés lors des tests en laboratoires sont 
ceux donnés au paragraphe 4.3.2. 

La valeur numérique prise par le condensateur de stockage d’énergie Co est assez importante et correspond à la somme 
des capacités de stockage du redresseur commandé et de l’onduleur triphasé; ces deux dispositifs étant déjà existant au 
laboratoire. Malgré cette valeur élevée de condensateur, il est possible de visualiser l’apport de la technique de 
linéarisation entrée sortie sur le comportement en régulation de la tension du bus continu lors de variation de charge du 
système. 

Lorsqu’une commande conventionnelle non découplée est utilisée pour le contrôle du redresseur commandé et la 
machine asynchrone (régulateurs de type PI pour le contrôle de l’énergie capacitive, du flux rotorique, du couple 
moteur et de la vitesse), on remarque des fluctuations plus ou moins importantes de la tension continue lors des 
variations de vitesse du moteur (Figure 4-35). Lorsque la technique de linéarisation entrée/sortie est utilisée avec une 
commande de type glissant, permettant l’asservissement des grandeurs de sortie à leurs références (Figure 4-32 à 4-34), 
alors le contrôle de l’énergie capacitive devient indépendant du contrôle du flux et du couple moteur. Aucune 
ondulation de tension n’est observée lors des variations de vitesse du moteur (Figure 4-36). Cette propriété permet 
d’envisager une diminution significative de la taille de la capacité de stockage du bus continu puisque sa fonction de 
réservoir d’énergie n’a plus lieu d’être. Des essais réalisés par simulation avec une capacité Co égale à 64µF (les 
paramètres dynamiques des asservissements restant inchangés) montrent que la tension du bus continu reste 
parfaitement contrôlée même en présence de variations de charge importantes (Figure 4-37). 
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Figure 4-32 : Comportement du couple et de sa dérivée en régime transitoire. 
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   Figure 4-33 : Comportement dans le plan de phase de l’erreur de flux et de sa dérivée. 
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Figure 4-34 : Comportement dans le plan de phase de l’erreur sur l’énergie capacitive et sa dérivée. 
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Figure 4-35 : Comportement de la tension continue lors d’une variation de vitesse de ± 500 tr/min avec un contrôle 
linéaire non découplé du redresseur commandé et de la machine asynchrone (résultats de simulation). 
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Figure 4-36 : Comportement de la tension continue lors d’une variation de vitesse de ± 500 tr/min avec le contrôle non 
linéaire proposé du redresseur commandé et de la machine asynchrone (résultats de simulation). 
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4.4.4 Calcul de la valeur minimale de capacité 

Nous venons de montrer que le contrôle non linéaire proposé permet de diminuer significativement la taille de la 
capacité de stockage. Pour évaluer la valeur minimale à donner à cette capacité, il est nécessaire de regarder le 
comportement haute fréquence du redresseur et notamment ce qui se passe au niveau de l’asservissement en courant 
pendant le régime transitoire. 

Supposons que le réseau triphasé est un système triphasé équilibré de tension et appelons L la valeur de l’inductance de 
ligne supposée identique pour les trois phases. On pose alors : 

 )sin()( max tEtea ωω =  (4-49) 
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Lors d’une variation maximale de puissance (passage de Prect = 0 à Prect = Po), le régulateur va alors imposer des 
référence de courants triphasées pour le redresseur commandé passant d’une amplitude nulle à une amplitude maximale 
égale à Imax : 
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La valeur de Imax est donnée par un bilan de puissance entre l’étage alternatif et l’étage continu, les pertes dans le câble 
et l’électronique de puissance étant négligées. Il vient : 
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Pendant le régime transitoire, les courants absorbés par le redresseur commandé vérifient les équations différentielles 
suivantes : 
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Où ca, cb et cc représentent les ordres de commutations des interrupteurs des bras a, b et c du redresseur commandé (cx = 
1 on amorce l’interrupteur du haut du bras x, cx = 0 on amorce celui du bas avec x∈{a, b, c}). 
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Supposons que l’échelon de charge ait lieu à un instant t vérifiant 2πω =t  (ca= 0, cb= 1 et cc= 1 après l’échelon de 

charge). 

La puissance active fournie à la capacité s’écrit alors : 

 )()2()()2()()2()( tcctbbtaaconv IEIEIEtP ⋅+⋅+⋅= πππ  (4-59) 

En remarquant que le temps nécessaire aux courants pour atteindre leurs références est largement plus petit qu’une 
période des tensions du réseau, et que la dynamique d’asservissement en énergie (ou en tension) est beaucoup plus lente 
que la dynamique d’asservissement des courants à leur références, alors les tensions triphasées ea, eb, ec et la valeur 
maximale du courant Imax peuvent être supposées constantes pendant le régime transitoire. On peut alors écrire : 
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La durée des commutations pour chaque phase s’obtient alors en posant : 

 
dca

refa
ra VE

IL
t

⋅+

⋅
=

)32()2(

)2(,

π

π
 (4-63) 

 
dcb

refb
rb VE

IL
t

⋅−

⋅
=

)31()2(

)2(,

π

π
 (4-64) 

 
dcc

refc
rc VE

IL
t

⋅−

⋅
=

)31()2(

)2(,

π

π
 (4-65) 

Les inductances de lignes étant identiques, l’application numérique conduit à tr = tra = trb = trc = 126 ȝs. On peut alors 
calculer la variation d’énergie capacitive. Il vient : 
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D’où la valeur minimale de capacité assurant des fluctuations données de tension continue (Vdc(min) < Vdc < Vdc(max)) : 
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Pour tester la validité de l’approche proposée pour calculer la valeur minimale de capacité du bus continu lorsque les 
deux types de commandes proposées (feedback et linéarisation entrée/sortie) sont utilisés, deux essais obtenus par 
simulation sont réalisés. 
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Pour le premier essai, on suppose que la valeur efficace de la tension simple du réseau est fixée à 87 Vrms (Ea, Eb, Ec = 
87 Vrms). La relation (4-67) conduit alors à une valeur de capacité Co de 64 ȝF (à comparer avec la valeur de 1100µF 
(paragraphe 4.2.1.4) obtenue avec une commande séparée de chaque étage), lorsque la valeur de la tension continue est 
régulée à 300 Vdc, et qu’une chute de tension de 10 Vdc est tolérée dans le pire des cas (Vdc(max) = 300 Vdc, Vdc(min) = 290 
Vdc). Les figures 4-37 et 4-38 montrent le comportement de la tension continue lors de brusques variations de puissances 
lorsque des commandes de type linéarisation entrée/sortie et feedback (puissance de charge estimée en accédant aux 
tensions de commande d’axe d et q de l’onduleur) sont utilisées. 

Lorsqu’une commande linéarisante entrée/sortie est utilisée, la chute de tension provoquée par des variations brusques 
de puissance est parfaitement contrôlée. Ce résultat est légèrement différent lorsqu’une commande basée sur un 
découplage de type feedback est utilisée. Des chutes de tensions plus importantes en régime transitoire sont alors 
observées lors des simulations et résultent du fait qu’avec ce contrôle, les effets d’une variation de tension sur le bus 
continu ne sont pas compensés par les régulateurs de courant de la machine asynchrone. Ils induisent alors des 
perturbations visibles en régime transitoire. 

Des résultats similaires sont obtenus lorsque la tension du bus continu est régulée à 600 Vdc et que la tension simple de 
ligne est fixée à 110 Vrms (Ea, Eb, Ec = 110 Vrms). Avec ces valeurs de tensions la relation (4-67) conduit à une valeur 
minimale de capacité Co de 146 ȝF, pour une variation maximale de tension continue de 10 Vdc (Vdc(max) = 600 Vdc, 
Vdc(min) = 590 Vdc) ; Les résultats présentés sur les figures 4-39 et 4-40 montrent le même type de comportement. 

Les résultats présentés montrent la précision du calcul de la valeur minimale de la capacité du bus continu (relation 4-
67) lorsqu’on fixe les variations extrémales de tension. 
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Figure 4-37 : Comportement de la tension continue lors de brusques variations de puissance  

lorsqu’une commande de type linéarisation entrée/sortie est utilisée, Co = 64µF et Vdc(réf) = 300 Vdc. 
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Figure 4-38 : Comportement de la tension continue lors de brusques variations de charge  
lorsqu’une linéarisation de type feedback est utilisée, Co = 64µF et Vdc(réf) = 300 Vdc. 
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Figure 4-39 : Comportement de la tension continue lors de brusques variations de puissance  
lorsqu’une commande de type linéarisation entrée/sortie est utilisée, Co = 146µF et Vdc(réf) = 600 Vdc. 
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Figure 4-40 : Comportement de la tension continue lors de brusques variations de charge  
lorsqu’une linéarisation de type feedback est utilisée, Co = 146µF et Vdc(réf) = 600 Vdc. 
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4.5 Résultats expérimentaux 

Les valeurs des différents paramètres sont ceux donnés au paragraphe 4.3.2. Pour tous les essais présentés ci-dessous, la 
tension continue est régulée à 300 Vdc via un asservissement en tension dans le cas d’un contrôle séparé de chaque 
étage, et du découplage feedback, et un contrôle en énergie pour le contrôle avec découplage de type entrée/sortie. Des 
régulateurs de type « hystérésis modulé » sont utilisés pour le contrôle des courants absorbés par le redresseur 
commandé. 

La première série d’essais correspond à des mesures de la tension continue et des courants de ligne et de machine lors 
de variations de vitesse de ±500 tr/min lorsque des commandes séparées pour le redresseur commandé et l’ensemble 
onduleur-machine sont utilisées. Les résultats obtenus sont présentés sur les figures 4-41, 4-42 et 4.43. Malgré la valeur 
élevée de la capacité du bus continu, les variations de vitesse de référence produisent des variations importantes (40 Vdc 
environ) de la tension continue. 
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Figure 4-41 : Allure de la tension continue, du couple moteur et de la vitesse mécanique lors de variations  
de vitesse de référence de ± 500 tr/min lorsqu’un contrôle séparé de l’onduleur et du redresseur commandé est utilisé 

(utilisation de régulateurs PI). 
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Figure 4-42 : Courants absorbés par le redresseur commandé lors de variations de vitesse de référence de ± 500 tr/min 
lorsqu’un contrôle séparé de l’onduleur et du redresseur commandé est utilisé (utilisation de régulateurs PI). 

(b) zoom 
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Figure 4-43 : Courants absorbés par le moteur asynchrone lors de variations de vitesse de référence de ± 500 tr/min 
lorsqu’un contrôle séparé de l’onduleur et du redresseur commandé est utilisé (utilisation de régulateurs PI). 

(a) 

(b) zoom 



Chapitre 4 : Commande globale d’un redresseur commandé  
et d’un actionneur électrique connecté au même bus continu – Étude de stabilité 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

103

Les figures 4-44 à 4-46 montrent les mêmes signaux lorsqu’un découplage de type feedback est utilisé et que la 
grandeur asservie est la tension du bus continu. Celle-ci reste parfaitement contrôlée. Les variations de tension produites 
par les variations brusques de vitesse restent faibles (inférieures à 10 Vdc). 
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Figure 4-44 : Allure de la tension continue, du couple moteur et de la vitesse mécanique lors de variations  
de vitesse de référence de ± 500 tr/min lorsqu’un découplage de type feedback est utilisé  

(utilisation de régulateurs PI avec découplage feedback). 
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Figure 4-45 : Courants absorbés par le redresseur commandé lors de variations de vitesse de référence de ± 500 tr/min 
lorsqu’un contrôle de type feedback est utilisé (utilisation de régulateurs PI avec découplage feedback). 

(a) 

(b) zoom 



Chapitre 4 : Commande globale d’un redresseur commandé  
et d’un actionneur électrique connecté au même bus continu – Étude de stabilité 

 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

105

 

ia(t)

ib(t)

ic(t)

Changement de vitesse rotorique
de -500 tr/min à 500 tr/min

Changement de vitesse rotorique
de 500 tr/min à -500 tr/min

Temps [sec]
 

 

ia(t)

ib(t)

ic(t)

Temps [sec]

20 ms

 

Figure 4-46 : Courants absorbés par le moteur asynchrone lors de variations de vitesse de  
référence de ± 500 tr/min lorsqu’un contrôle séparé de l’onduleur et du redresseur  

commandé est utilisé (utilisation de régulateurs PI avec découplage feedback). 

(a) 

(b) zoom 
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Les figures 4-47 à 4-49 montrent les résultats obtenus lorsque le contrôle utilise une linéarisation entrée sortie complète 
du système et des régulateurs de type glissant. Là encore la tension continu est parfaitement robuste vis-à-vis des 
variations de vitesse du moteur (variations inférieures à 10 Vdc). 
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Figure 4-47 : Allure de la tension continue, du couple moteur et de la vitesse mécanique lors de variations de vitesse de 
référence de ± 500 tr/min lorsqu’on utilise une linéarisation entrée/sortie complète du système. 
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Figure 4-48 : Courants absorbés par le moteur asynchrone lors de variations  
de vitesse de référence de ± 500 tr/min lorsqu’on utilise une linéarisation entrée/sortie du système. 

(a) 

(b) zoom 
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Figure 4-49 : Courants absorbés par le moteur asynchrone lors de variations de vitesse  
de référence de ± 500 tr/min lorsqu’on utilise une linéarisation entrée/sortie du système. 

(a) 

(b) zoom 
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4.6 Conclusion 

Dans ce chapitre, nous avons étudié la commande d’un système électrotechnique constitué d’un redresseur commandé 
alimentant un ensemble onduleur moteur asynchrone. Deux stratégies de contrôle ont été étudiées. La première utilise 
une conception séparée de chaque étage, à savoir la synthèse de la commande du redresseur commandé d’un coté et 
celle de l’ensemble onduleur moteur de l’autre. L’analyse de la stabilité du système résultant de la mise en cascade des 
deux dispositifs se fait en utilisant les critères d’impédances détaillés au chapitre I et II. Le choix de la variable de sortie 
du redresseur commandé (la tension continue ou l’énergie stockée dans la capacité du bus continu) et notamment son 
influence sur les propriétés dynamiques en régulation, est discutée. 

La seconde stratégie de contrôle se base sur un contrôle global du système. Deux méthodes de contrôle ont été 
proposées. La première utilise un découplage non linéaire de type feedback. Elle est simple à implanter, ne modifie en 
rien la commande du dispositif de charge, et permet de découpler l’asservissement en tension (ou en énergie) de l’étage 
continue des variations de puissance de charge de l’ensemble onduleur moteur quelque soit le point de fonctionnement. 
Quant à la deuxième méthode, elle permet de découpler totalement les contrôles de flux, de couple et de tension 
continue (ou d’énergie capacitive) quelque soit le point de fonctionnement. Elle permet d’assurer la stabilité de la mise 
en cascade et repose sur une linéarisation entrée-sortie du système pilotée par un contrôle robuste assurant 
l’asservissement des grandeurs de sortie à leur référence. Les deux méthodes présentées permettent une diminution 
significative de la valeur de la capacité de stockage d’énergie du bus continu. 

L’étude faite dans ce chapitre ne prend pas en compte un critère important dans le dimensionnement des capacités de 
stockage du bus continu à savoir la valeur du courant efficace circulant à travers la capacité. L’étude visant à minimiser 
cette valeur en jouant par exemple sur les stratégies de modulation peut être envisagé. 
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Conclusion générale 

Les travaux présentés dans ce mémoire ont permis d’étudier la stabilité des systèmes à puissance distribuée autour d’un 
bus continu commun d’alimentation. Le chapitre I dresse un bilan général sur les différentes méthodes permettant de 
générer des critères d’inter connectivité de plusieurs sources à plusieurs charges échangeant de l’énergie via un même 
bus continu et réaliser des systèmes à puissance distribuée. Les critères d’impédance mis en avant par la modélisation 
petit signal sont une façon très pratique de pouvoir assurer la stabilité de tels systèmes autour d’un point de 
fonctionnement. En effet, par l’analyse des rapports entre l’impédance de sortie du sous système de source et les 
impédances d’entrée des sous système de charge, il est possible de prédire la stabilité de l’ensemble du système. Cette 
technique ne nécessite pas à priori la connaissance des contrôles des sous systèmes de source et de charge. Seule est 
nécessaire la connaissance des impédances de sortie et d’entrées respectivement du sous système de source et de 
charge ; ces impédances étant mesurées via des méthodes basées sur la spectroscopie d’impédance. Deux exemples 
électrotechniques permettant de mieux comprendre ces techniques sont donnés au chapitre II. Le premier exemple 
permet d’étudier la stabilité d’un ensemble filtre d’entrée hacheur série programmé en tension. La seconde traite le cas 
d’un ensemble filtre d’entrée onduleur moteur contrôlé en vitesse. 

Lorsque la commande est accessible, il est possible d’ajouter à la structure de commande du dispositif de charge un 
terme permettant de compenser les fluctuations de la tension d’entrée. Cette modification n’a aucun impact sur le 
dimensionnement des régulateurs du dispositif de charge et permet d’augmenter les marges de stabilité du système. Il 
est cependant à noter de cette modification a pour effet de s’opposer au comportement normal du système en boucle 
fermée et se traduit donc par une baisse des propriétés dynamiques en asservissement et en régulation du sous système 
de charge. Cette structure a été testée pour les deux sous systèmes de charge cités précédemment et a donné de bons 
résultats. Des études complémentaires restent à faire pour optimiser son dimensionnement afin de limiter son impact sur 
les propriétés dynamiques du sous système de charge. 

Dans la dernière partie de la thèse, nous étudions la commande d’un actionneur électrique constitué d’un redresseur 
commandé (sous système de source) alimentant un ensemble onduleur machine asynchrone (sous système de charge). 
L’objectif est d’étudier la stabilité de l’ensemble du système et l’impact du choix de la structure de commande sur le 
dimensionnement de la capacité de stockage du bus continu. On montre dans le chapitre IV que lorsque qu’un contrôle 
indépendant des deux étages est utilisé, les méthodes basées sur des spécifications d’impédances permettent d’assurer la 
stabilité du système et de connaître les marges de robustesse du système. Pour cette stratégie de commande, nous avons 
détaillé la méthodologie permettant de calculer la valeur minimale de capacité assurant le contrôle des variations de 
tension de l’étage continu lors de brutales variations de charge. Afin de diminuer cette valeur de capacité tout en 
assurant la stabilité du système, deux stratégies de contrôle global du dispositif ont été proposées. La première utilise un 
découplage non linéaire de type feedback et une estimation de la puissance consommée par l’ensemble onduleur 
moteur. L’intérêt principal de ce contrôle est de ne pas modifier la commande du sous système de charge et de n’ajouter 
qu’un terme dans la commande du redresseur commandé calculé grâce aux grandeurs déjà mesurées et les tensions de 
commande de l’onduleur de charge. La seconde utilise une linéarisation entrée sortie pour découpler l’ensemble des 
commandes du système. Cette approche qui donne de très bonne performance même en régime transitoire, permet d’une 
part de linéariser le système, d’ »autre part, les commandes des grandeurs de sortie sont découplées. En conséquence 
toutes variations sur la tension continue n’auront aucun impact sur les grandeurs liées à la charge et réciproquement 
toutes variations liées à la charge n’auront aucun impact sur la tension du bus continu. La technique de linéarisation 
(détaillée au chapitre III) étant sensible aux variations paramétriques, le système linéarisé a été contrôlé grâce à un 
régulateur robuste de type glissant (détaillé au chapitre III). Les deux approches proposées ont été validées 
expérimentalement. Les résultats obtenus montrent l’efficacité des méthodes proposées. Les résultats de simulation 
montrent qu’elles permettent également une diminution significative de la taille du condensateur de stockage du bus 
continu tout en assurant sa stabilité. 

Les travaux présentés dans cette thèse ont porté essentiellement sur la stabilité et le contrôle de système mono source 
multi charges. Les calculs d’impédances d’entrée des sous systèmes de charge supposent que les temps de réponse des 
différents asservissements (et notamment des boucles de courant) sont tous bien supérieurs à la période de découpage 
des interrupteurs de puissance et que les régulateurs utilisés sont des régulateurs continus linéaires. Cette hypothèse a 
permis de modéliser le modulateur MLI comme un gain et d’obtenir les différentes fonctions de transfert permettant de 
trouver l’expression de l’impédance d’entrée du sous système de charge. Afin d’améliorer les résultats obtenus et 
notamment lorsque les temps de réponse des asservissements en courant sont voisins de la période de découpage, il est 
nécessaire de prendre en compte l’effet d’échantillonnage introduit par le modulateur. Des travaux sont en cours 
actuellement sur ce sujet. Des travaux similaires restent à faire pour étudier la stabilité de systèmes inter connectés 
munis de commandes discrètes et/ou non linéaires. 
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Annexe A : Modélisation et commande du hacheur série 

A1 Dimensionnement des composants en conduction continue 

La caractéristique d’un hacheur série (Figure A-1) est que sa tension de sortie est toujours inférieure à celle de sa 
tension d’entrée. Son fonctionnement en conduction continue comprend deux séquences (Figure A-1). Durant la 
première séquence, l’interrupteur Qsw est fermé et la diode Dsw est ouverte et inversement durant la seconde séquence de 
fonctionnement Qsw est ouvert et la diode Dsw conduit. Une condition nécessaire pour travailler en mode de conduction 
continue est que l’inductance L vérifie : L > Lmin [38]-[40] avec : 
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D est le rapport cyclique du point de fonctionnement, fsw est la fréquence de découpage de l’interrupteur Qsw. La charge 
du hacheur est modélisée dans le cas général par une source de courant ich en parallèle avec une résistance Rch (Figure 
A-1). Le choix de la capacité Co conditionne la valeur crête à crête (∆Vo) des ondulations de la tension de sortie due au 
découpage [38]-[40]. Les valeurs de Co et ∆Vo sont liées par : 
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Les équations (A-1) et (A-2) établies précédemment sont obtenues sous l’hypothèse que les composants sont idéaux, 
c’est-à-dire que les éléments parasites des composants et notamment la résistance série rC de la capacité (ESR : 
Equivalent Series Resistance) ne sont pas pris en considération. En effet, cette résistance rC a un impact direct sur le 
positionnement du zéro de la fonction de transfert tension de sortie/commande du système notée Gvd (s). 

De même, la résistance série rL de l’inductance a un impact direct sur la valeur de la tension de sortie du hacheur. Ces 
différents effets indésirables rendent l’utilisation d’une commande en boucle fermée incontournable pour garantir le 
niveau de tension désiré en sortie et la stabilité du système. 

A2 Modélisation dite « petit signal » du hacheur 

En électronique de puissance, trois niveaux de modélisation sont utilisés pour étudier le comportement des dispositifs à 
commutation. 

La première approche considère le hacheur avec sa commande comme plusieurs systèmes électriques commutant l’un 
vers l’autre suite à une commande ou un changement de structure provoqué par l’ouverture ou la fermeture d’un 
interrupteur non commandable. Chacun de ces systèmes possède un nombre donné de variables d’états qui peut être 
différent d’un système à l’autre. Le hacheur avec sa commande peut alors être considéré comme un système hybride 
regroupant la notion de système continu et celle de système à événements discrets. 

La seconde approche plus simple, se base sur l’hypothèse que la plus petite des constantes de temps électriques du 
système est largement plus grande que la période de découpage (cas du mode de conduction continue) ou du même 
ordre de grandeur (cas du mode de conduction discontinue). Il est alors possible d’établir un modèle moyen continu du 
convertisseur « average large-signal model ». 

Une linéarisation autour du point de fonctionnement de ces équations permet alors d’obtenir un système linéaire continu 
qu’il est possible de commander par les outils standard de l’automatique linéaire. Cette dernière technique (average 
small-signal model) constitue la troisième approche et est utilisée dans la plupart des hacheurs industriels. C’est elle que 
nous utiliserons pour établir la commande du hacheur série supposé fonctionner en mode de conduction continue. 
L’utilisation d’un tel modèle en vue de la commande intègre le fait que le hacheur est commandé en tension (boucle 
fermée) et que les fréquences de coupure des différents asservissements intervenant dans la commande soient beaucoup 
plus petites que la fréquence de découpage. 
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Figure A-1 : Fonctionnement du hacheur série. 

Un schéma de principe du hacheur série montrant ses deux séquences de fonctionnement est donné sur la figure A-1. La 
mise en équations des deux séquences de fonctionnement (hypothèse de conduction continue, iL ≠ 0), avec prise en 
compte des résistances du condensateur et de l’inductance (éléments parasites rC et rL), conduit aux équations 
suivantes : 

Première séquence de fonctionnement (interrupteur Qsw fermé) : 
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Deuxième séquence de fonctionnement (interrupteur Qsw ouvert) : 
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T
cL vit ][)( =x  est le vecteur d’états et T

os vit ][)( =y  est le vecteur de variables de sortie. u(t) est la commande et 

prend en compte la tension appliquée dans les deux séquences de fonctionnement. La modélisation au sens des valeurs 
moyennes sur une période de découpage puis une linéarisation au premier ordre autour du point de fonctionnement des 
équations obtenues conduit alors à : 
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d’où : 
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Les équations précédentes permettent de définir des modèles linéarisés moyens équivalents, prenant en compte les deux 
séquences de fonctionnement. La figure A-2 montre un schéma du type circuit pour représenter le fonctionnement d’un 
hacheur série au sens des variations autour d’un point de fonctionnement. Ce schéma intègre un transformateur parfait 
d’un rapport D (laissant passer les composantes continues de tension et de courant) et permet d’obtenir rapidement les 
différentes fonctions de transfert nécessaires au dimensionnement de ce convertisseur. 
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Figure A-2 : Circuits équivalents d’un hacheur série en conduction continue (modèle moyen linéarisé) :  

(a) schéma temporel ; (b) schéma dans le domaine de Laplace. 

(b) 

(a) 
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A3 Fonctions de transfert en boucle ouverte 

A partir du schéma de la figure A-2(b), on peut facilement déduire : 
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Pour le système étudié nous définissons alors les fonctions suivantes en boucle ouverte (la commande )(
~

sd  est 

considérée comme une entrée indépendante et non pas la sortie d’un régulateur en boucle fermée) : 

• La fonction de transfert d’audio susceptibilité Gvg(s) décrit le comportement de la tension de sortie )(~ svo  vis-à-vis 

de variations sur la tension de source à l’entrée )(~ svs  : 
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• La fonction de transfert Gvd (s) liant la variation de la tension de sortie à la variation de la commande en boucle 

ouverte ( )(
~

sd ) est un élément important qui influence directement les performances en boucle fermée. Elle décrit 

comment les variations de rapport cyclique )(
~

sd  influent sur la tension de sortie )(~ svo  : 
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• L’impédance de sortie Zo(s) décrit les variations de )(~ svo  en fonctions des variations de courant de charge )(
~

sich . 

C’est une grandeur primordiale lorsqu’on s’intéresse à la qualité de régulation de la tension de sortie : 
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• L’impédance d’entrée Zin(s) intervient essentiellement lorsqu’on connecte le hacheur en cascade à un autre 
dispositif électrique et notamment un filtre IEM : 
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Figure A-3 : La forme de schéma bloc du hacheur série et de sa commande en tension 

avec V1(s) = 0, V2(s) = 1, V3(s) = 1, I1(s) = D, I2(s) = Vs, I3(s) = 1. 

• La fonction de transfert courant d’inductance/commande : 
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• Fonction de transfert tension de sortie/courant d’inductance lorsque la commande varie ( )(
~

sd  ≠ 0) : 
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Compte tenu des relations (A-13), (A-14), (A-15) et (A-16), on peut définir le schéma fonctionnel d’un hacheur série 

(Figure A-3). La commande )(
~

sd  est la variation de la valeur moyenne de la sortie du bloc MLI. 

A4 Étude de la commande en tension et de ses effets sur le convertisseur 

A l’aide du schéma de commande proposé sur la figure A-3 (hacheur commandé en tension et non pas en courant), 
déduit du modèle généralisé des hacheurs non isolés munis de leurs commande détaillé en annexe B (la figure A-3 est 
déduite de la figure B-1 en annulant la compensation de la variation de la tension d’entrée )(~ svs  (K(s) = 0) et en 

supprimant le régulateur du courant Li  à travers l’inductance L (Hi(s) = 0, Gci(s) = 1), on peut facilement déduire la 

relation liant les variations de tension de sortie en fonctions des variations des différentes grandeurs d’entrée en boucle 
fermée. Il vient : 
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)(sTm  est la fonction transfert de la boucle de tension en boucle ouverte : )(
1

)()()( sG
V

sGsHsT vd
m

cvvm =  

Les fonctions de transfert Gvg(s) et Gvd (s) ainsi que l’impédance de sortie Zo(s) sont définies respectivement par les 
relations (A-14), (A-15) et (A-16). 
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Le choix du régulateur de tension Gcv(s) devrait conduire à augmenter |1+Tm(s)| être de telle sorte que les influences des 
perturbations de la tension de sortie et celles de la charge sur la tension de sortie ( )(~ svo ) soient négligeables. On 

remarque notamment que l’impédance de sortie du hacheur en boucle fermée est donnée par : 

 
)(1
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sZ
sZ

m

o
BFo +

=  (A-21) 

Le bloc MLI a été modélisé au sens des valeurs moyennes comme un gain (1/Vm), Vm étant la valeur crête à crête de la 
porteuse qui un signal en dents de scie. Les paramètres et les données utilisés du hacheur série pour concevoir sa 
commande sont les suivants : 

 Vs = 120-180 Vdc, Vo = 48 Vdc, Rch = 2,3 Ω 

 Co = 1000 ȝF,  L = 100 ȝH,  fsw = 20 kHz 

 Lr  = 0,05 Ω,  Cr  = 0,02 Ω,  Vm = 5 V(crête-à-crête) 

Pour concevoir le contrôle en tension du hacheur série, il est nécessaire de considérer le diagramme de Bode de la 
fonction de transfert Gvd(s)/Vm. Son module et sa phase sont tracés pour deux niveaux de tension d’entrée (Figure A-4). 
Pour les deux valeurs de tension d’entrée, le système est toujours stable. Lorsque Vs = 180 Vdc la pulsation de coupure 
est de 19,8×103 rad/sec et la marge de phase est de 25 degrés. Pour Vs = 120 Vdc, la pulsation de coupure est de 16,1×103 
rad/sec et la marge de phase est de 22 degrés. 

Le régulateur utilisé comporte deux zéros et trois pôles. Il correspond au régulateur de type III détaillé dans l’annexe C 
(voir figure C-3 en annexe C). La fonction de transfert et les paramètres choisis pour ce régulateur sont : 
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avec : R1 = 1 kΩ, R2 = 620 Ω, R3 = 100 Ω, C1 = 1 ȝF, C2 = 10 nF, C3 = 220 nF 

Le premier pôle (s = 0) est à l’origine pour assurer une erreur statique nulle en régime permanent. Le deuxième pôle est 
placé afin d’annuler l’influence du zéro oCz Crs 11 =  introduit par la résistance parasite rC (ESR), en série avec le 

condensateur Co. Le dernier pôle est placé approximativement à la moitié de la pulsation de découpage 2πfsw pour 
diminuer l’influence du bruit du à la commutation dans la commande. 

Le premier zéro (ωz1) est placé légèrement avant la pulsation de résonante (ωo) de manière à amener la pulsation de 
coupure du système en boucle ouverte au delà de ωo et ceci afin d’éviter un risque d’instabilité. Le deuxième zéro (ωz2) 
est placé après ωo pour obtenir suffisamment de marge de phase au voisinage de la pulsation de coupure du système en 
boucle ouverte. Le choix définitif pour le placement des zéros ωz1 et ωz2 résulte d’un compromis entre les propriétés 
dynamiques souhaitées et la marge de stabilité [42]-[43]. La figure A-5 montre le diagramme de Bode obtenu pour le 
régulateur choisi lorsque ses paramètres sont ceux donnés ci-dessus. 

Sur la figure A-6 est représenté le diagramme de Bode de la fonction de transfert en boucle ouverte du système Tm(s) 
(relation (A-23)). Avec les paramètres choisis pour la commande, le tracé du diagramme de Bode en boucle ouverte 
montre que le système complet est stable pour les deux valeurs de tension d’entrée considérées. La marge de phase 
obtenue pour une tension d’alimentation Vs de 120 Vdc est de 67,9 degrés avec une pulsation de coupure à peu près égale 
à un quart de la valeur de la pulsation de découpage. Pour une tension d’entrée Vs de 180 Vdc, la marge de phase est de 
65,2 degrés et la pulsation de coupure de l’asservissement est égale à 0,4 fois la pulsation de découpage. Comme nous 
l’avons mentionné, la relation (A-13) montre qu’une valeur élevée du gain de boucle Tm(s) a pour effet de réduire 
l’influence de la fonction de transfert Gvg(s), c’est-à-dire que la commande en tension peut rejeter les perturbations de la 
tension d’entrée. La figure A-7 corrobore se résultat. 

Pour la même raison et comme le montre la figure A-8, l’impédance de sortie en boucle fermée (|Zo(s)|BF) devient 
beaucoup plus petite à basse fréquence que sa valeur en boucle ouverte (|Zo(s)|). Ceci est en adéquation avec le résultat 
présenté au chapitre I, équation (1-26). 
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Observons sur la figure A-9 que le pique dans le tracé du module de l’impédance d’entrée du hacheur série à la 
fréquence de résonance a disparu grâce à la commande en boucle fermée. Ce résultat facilite le dimensionnement du 
filtre d’entrée et notamment la vérification du critère de Middlebrook (si on décide de l’utiliser). Le détail du calcul de 
l’impédance d’entrée du hacheur série en boucle fermée est donné en annexe B (coefficient K mis à zéro). 
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Figure A-4 : Tracé de Bode de la fonction de transfert de Gvd(s)/Vm. 
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Figure A-5 : Bode de la fonction de contrôleur Gc(s).



Annexe A : Modélisation et commande du hacheur série 
 

 

 

 
P. LIUTANAKUL I.N.P.L. – Nancy 25 janvier 2007 

118 

 

 

10
2

10
3

10
4

10
5

10
6-100

-50

0

50

100

10
2

10
3

10
4

10
5

10
6-180

-135

-90

-45

0

12

1

CR

331 )(

1

CRR +
33

1

CR

GM = Infinie sec/rad1088,4 4×=cωsec/rad1041,3 4×=cω

PM = 65,2 degré
(Vs = 180 Vdc)

PM = 67,9 degré 
(Vs = 120 Vdc)

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+ 21

212

CC

CCR

Fréquence (rad/sec)

Ph
as

e 
(d

eg
ré

)
M

ag
ni

tu
de

 (
dB

)

 

Figure A-6 : Tracé de Bode de la fonction de transfert Tm(s). 
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Figure A-7 : Tracé de Bode de la fonction de transfert Gvg(s) en boucle ouverte et fermée. 
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Figure A-8 : Diagramme de Bode de l’impédance de sortie Zo(s) en boucle ouverte et fermée. 
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Figure A-9 : Tracé de Bode de l’impédance d’entrée Zin(s) en boucle ouverte et fermée. 
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Les performances de ce hacheur série contrôlé en tension sont évaluées à l’aide de simulations numériques réalisées 
avec le logiciel Matlab/Simulink. La résistance de charge est doublée au temps t égal à 0,01 secondes (passage de 2,3 Ω 
à 4,6 Ω) et divisée par deux au temps t égal à 0,02 secondes (passage de 4,6 Ω à 2,3 Ω). Les résultats obtenus sont 
présentés sur la figure A-10. Nous observons que le système est stable et que la tension de sortie est bien contrôlée à sa 
valeur de référence. 

 

0.009 0.01 0.011
47.5

48

48.5

49

0.009 0.01 0.011
0

10

20

30

0.019 0.02 0.021
47.5

48

48.5

49

0.019 0.02 0.021
0

10

20

30

Temps (sec)

iL(t)

vo(t)

Temps (sec)

iL(t)

vo(t)

 

Figure A-10 : Comportement de la tension sortie lors d’une variation indicielle de charge. 
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Annexe B : Modélisation des hacheurs muni de leurs commandes – 
calcul de leur impédance d’entrée 

B1 Schéma global des hacheurs et de leurs contrôles 

Dans cette annexe, nous représenterons les hacheurs continu/continu non isolés munis de leur commande par le schéma 
fonctionnel présenté sur la figure B-1. Ce modèle est valable en mode de conduction continue pour de petites variations 
autour du point de fonctionnement et pour les hacheurs n’ayant qu’une seule entrée de commande. Pour modéliser la 
charge des hacheurs, on utilise un modèle de type Norton ; elle sera donc modélisée par une résistance de charge Rch en 
parallèle avec une source de courant ich (voir figure A1 en annexe A). La fonction de transfert K(s) n’intervient que 
lorsque la tension d’entrée du montage est variable et permet de stabiliser le système lors de variations de la tension 
d’entrée. 

La méthodologie permettant d’obtenir les différentes fonctions de transfert apparaissant dans chaque bloc de ce modèle 
est expliquée en annexe A dans le cas du hacheur série. 

Le tableau I donne l’expression de ces fonctions de transfert dans le cas des trois principaux hacheurs non isolés à 
savoir le hacheur série, le hacheur parallèle et le hacheur à stockage inductif. 

Les hacheurs munis de leurs commandes sont donc modélisés par des dispositifs possédant trois entrées (tension de 

sortie de référence )(~* svo , courant de charge )(
~

sich  et tension d’entrée du dispositif )(~ svs ) et deux sorties (courant dans 

l’élément inductif )(
~

siL et tension de sortie du hacheur )(~ svo ). 

B2 Calcul d’une expression généralisée de l’impédance d’entrée des hacheurs munis de 
leurs contrôles 

Grâce à  la modélisation proposée, il est possible de calculer de manière formelle l’impédance d’entrée des hacheurs 
continu/continu non isolés quelque soit la nature du contrôle utilisé pour l’asservissement en tension. Le schéma 
fonctionnel proposé faisant apparaître une boucle de courant, il correspond à une approche en courant. Dans le cas 
d’une approche en tension, la fonction de transfert Hi(s) est nulle et la fonction de transfert du correcteur Gci(s) est égale 
à l’unité. 
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Figure B-1 : modélisation généralisée des hacheurs continu/continu non isolés en mode de conduction continu. 
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Tableau I : Expression de fonctions de transfert des trois principaux hacheurs non isolés. 
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Où :  rc, rL représentent respectivement la résistance série de la capacité de sortie et de l’inductance du 
hacheur 

D, Vo, Vs et IL représentent respectivement la valeur du rapport cyclique et les valeurs moyennes de la ten-
sion de sortie, de la tension d’entrée et du courant à travers de l’élément inductif en régime 
permanent. 

Co et L représentent respectivement les valeurs de la capacité de sortie, de l’inductance de hacheur 

Par définition l’impédance d’entrée d’un dispositif se calcule en exprimant la variation du courant absorbé par le 
hacheur produite par une variation de la tension d’entrée du hacheur ( )(~ svs  ≠ 0) et ceci lorsque les deux autres entrées 

du système restent constantes. 

De manière générale, le courant absorbé par le convertisseur peut se mettre sous la forme : 
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~

)(
~

)(
~

sdBsiAsi Ls ⋅+⋅=  (B-1) 
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Tableau II : Valeurs de coefficients constantes A et B 
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Le tableau II donne les valeurs des constantes A et B pour les trois structures de convertisseurs non isolées les plus 
usuelles. Pour calculer l’impédance d’entrée du système, il est donc nécessaire d’exprimer les variations du rapport 
cyclique et du courant absorbé en fonction des variations de tensions de charge. Seule la variation de la tension d’entrée 

est non nulle ; les deux autres entrées sont supposées constantes (i.e. )(
~

sich  = 0, )(~* svo  = 0). 

De figure B-1, il vient alors: 
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L’utilisation des relations (B-2), (B-3) et (B-4) permet d’exprimer les variations du courant inductif en fonction des 
variations de tensions d’entrée et de sortie. On obtient : 
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Les relations (B-4) et (B-6) conduisent alors à : 
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Les relations (B-1), (B-6) et (B-7) permettent alors d’exprimer les variations de courant d’entrée en fonction des 
variations de tension d’entrée et d’en déduire l’expression de l’impédance d’entrée du dispositif en boucle fermée. On 
trouve : 
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Annexe C : Les différents types de régulateurs 

Type I : 

Ce régulateur est un intégrateur saturable assurant une erreur statique nulle en régime permanent. Son inconvénient 
majeur est d’entraîner un retard de phase de 90° dans toute la gamme de fréquence. Il ne peut s’appliquer qu’à des 
systèmes d’ordre faible ou comportant des zéros intrinsèques. 
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Figure C-1 : Type I de régulateur (un pôle à l’origine). 

Type II : 

Pour palier au défaut précédant, à savoir un retard de phase de 90° sur toute la gamme de fréquence, une possibilité est 
de rajouter à la structure de contrôle un ensemble pôle – zéro de manière à ramener dans une zone de fréquence, une 
avance de phase comprise entre 0 et 90°. Un exemple de réalisation de régulateur de type II est montré sur la figure B-2. 
En pratique, l’écart entre le zéro et le pôle est ajustée pour obtenir l’augmentation désirée de phase, et ils sont placés 
symétriquement autour la fréquence de coupure du système muni de sa commande. A cette fréquence, le gain du 
régulateur est à peu près égal au ratio de R2 sur R1. 
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Figure C-2 : Type II de régulateur (un zéro et deux pôles) 
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Type III : 

Si une avance de phase de 90° est insuffisante pour assurer la stabilité du système, il est possible de rajouter une fois 
encore une association pôle-zéro dans la structure du régulateur. On obtient alors une structure de contrôleur à trois 
pôles et deux zéros comme le montre la figure B-3. La capacité C3 et la résistance R3 permettent d’augmenter la gamme 
de fréquence où une amplification à +20dB par décade est obtenue. Habituellement les deux zéros et les deux pôles sont 
placés de manière symétrique autour de la pulsation de coupure de l’asservissement comme le montre le diagramme de 
Bode du régulateur de type III donné sur la figure B-3. 
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Annexe D : Les fonctions de transfert pour vérifier la stabilité de la 
mise en cascade entre redresseur commandé tripha-
sé/l’onduleur-machine asynchrone 
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Résumé : 

En raison des progrès réalisés dans l’architecture et le contrôle des convertisseurs statique, 
beaucoup d’applications électrotechniques se comportent comme des dispositifs fonctionnant 
à puissance constante. Cette propriété conduit à modéliser ces systèmes autour d’un point de 
fonctionnement par des résistances négatives. Se pose alors un problème de stabilité quand ils 
sont connectés à des sources d’énergie munies ou non d’une commande. Dans une première 
partie de la thèse, les différents outils basés sur des spécifications d’impédance sont introduits 
et appliqués à l’étude des systèmes à puissance distribuée. Deux exemples électrotechniques 
sont traités ; le premier étudie l’association filtre d’entrée hacheur DC/DC. La seconde traite 
l’association filtre d’entrée actionneur électromécanique. 

Dans une second partie de la thèse, pour assurer la stabilité de deux dispositifs électrotechni-
que mis en cascade, l’auteur propose d’utiliser une commande globale non linéaire permettant 
d’assurer à la fois la stabilité du système tout en minimisant la taille de ses éléments passifs. 
Pour assurer un contrôle découplé des différentes sorties ainsi que la stabilité du système, 
l’auteur utilise une linéarisation de type entrée/sortie. Un régulateur à structure variable de 
type glissant assure les propriétés de robustesse vis-à-vis des variations paramétriques du 
système. L’architecture de commande proposée permet alors une diminution significative des 
éléments de stockage d’énergie dans le système. 

Abstract : 

Because of the high efficiency of the power electronic converters, ideal regulation of their 
outputs makes the converter appears as a constant power load seen by its front end power 
stage. So they can be modeled as a negative resistance around an operating point. As a result, 
when such a converter is connected to a controlled or uncontrolled power source subsystem, 
the risk of instability has to be unpacked. To study the stability issue taken by such a system, 
we have detailed in a first step how to prove the local stability of Distributed Power System. 
The impedance criterions which are used to analysis the stability of cascaded systems are 
described. These criterions are applied in the case of two power electronics applications. The 
first one corresponds to a DC/DC switching converter with its input filter. The second one 
deals with the stability issues of a system constituted by an input filter and an inverter-motor 
drive system. 

In the second part of the thesis, a nonlinear global control of a cascaded power electronic 
system is investigated in order to ensure the stability of the whole system with a minimization 
of its passive components. To uncouple the control of all the outputs variables and ensure the 
system stability, an I/O linearization technique is proposed. Thanks to the use of a sliding 
controller, the resulting control architecture is robust as regard to parameters variations and 
allows a significant diminution of the passive component size. 
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